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Résumé : 

Dans le cadre de la gestion des déchets radioactifs, une des options actuellement envisagées est 

de les stocker dans des formations argileuses profondes. En France, l’Agence nationale pour la 

gestion des déchets radioactifs (Andra) a construit le laboratoire de recherche souterrain de 

Meuse/Haute–Marne (LS M/HM) dans la formation argileuse du Callovo-Oxfordien (COx). Les 

objectifs de ce laboratoire étaient d’évaluer la faisabilité et la sûreté d’un éventuel stockage 

géologique profond (Cigéo) et d’optimiser les concepts des différents composants du stockage. 

Un programme important de recherche scientifique comprenant des expérimentations in situ, 

des essais en laboratoire, des analyses théoriques et des modélisations numériques ont été 

réalisées pour caractériser les propriétés et le comportement Thermo-Hydro-Mécaniques (THM) 

du COx. Les observations relatives aux ouvrages in situ (déformation, pression interstitielle, …) 

montrent un comportement hydromécanique complexe avec une fracturation induite fortement 

anisotrope quelque que soit l’orientation des ouvrages que les modèles constitutifs classiques 

ont du mal à appréhender. Il est donc nécessaire d’approfondir théoriquement et 

numériquement la compréhension des processus, notamment (i) l'extension de zones de 

fractures connectées (ZFC) et discrètes (ZFD) induites par l’excavation, (ii) l'anisotropie de 

convergences (verticale et horizontale) et (iii) la distribution anisotrope de la pression 

interstitielle.  

 

Les recherches de la thèse se focalisent sur la formation des ZFC/ZFD. Les objectifs sont la prise 

en compte des anisotropies structurale (inhérente) et induite (endommagement) et de leurs 

conséquences en termes d’évolution des propriétés de transport dans une approche couplée 

THM.  

 

Sur la base des résultats expérimentaux des campagnes de caractérisation des comportements 

mécanique et hydromécanique des argilites et des modèles rhéologiques développés récemment 

pour cette roche, il a été retenu une approche phénoménologique qui consiste à hiérarchiser les 

principaux phénomènes, puis de les modéliser de manière graduelle. Tout cela nous a amené à 

proposer un modèle macroscopique anisotrope, élastoplastique et endommageable qui décrit les 

mécanismes clés du comportement à court terme (pré et post-pic) de l’argilite du COx.  

 

Le modèle est basé sur le critère classique de Hoek-Brown de rupture des roches exprimé en 

fonction des trois invariants de contraintes à travers la contrainte moyenne effective, la 

contrainte déviatorique équivalente de von Mises et l'angle de Lode qui permet de tenir compte 

de la géométrie des contraintes, et donc d’une différence de résistance selon le chemin des 
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contraintes suivi d’extension et de compression, observée expérimentalement. De plus, le 

comportement pré-pic est représenté par un mécanisme de durcissement plastique avec une loi 

d’écoulement non associée et aucun endommagement ne se produit. Le comportement post-pic 

considère un endommagement isotrope de la roche (basé sur la mécanique classique 

d’endommagement continu) couplé à de la plasticité. La variable d’endommagement a été 

définie à partir du taux de fracturation exprimé en fonction des distorsions plastiques au pic, 

résiduelle et courante. La phase résiduelle est décrite par une plasticité parfaite dont la valeur 

correspond à la résistance résiduelle atteinte lors des essais de laboratoire. Enfin, l’anisotropie 

de résistance en compression uniaxiale en fonction de l’orientation du chargement par rapport à 

la stratification également observée en laboratoire, a été introduite dans le modèle en utilisant 

le concept de tenseur de fabrique. Ce modèle a été implémenté dans Comsol Multiphysics® en 

vue des modélisations des ouvrages et d’expérimentations spécifiques du LS M/HM et 

d’applications industrielles dans le cadre du projet Cigéo. 

 

En guise de vérification et de validation, des essais triaxiaux ont été simulés et les résultats 

obtenus sont bien corrélés aux critères des résistances (limite élastique, pic et résiduel) 

théoriques. L’application du modèle proposé a été menée sur les galeries GCS et GED du LS M/HM 

par des simulations hydromécaniques en conditions saturées. Les résultats numériques ont été 

confrontés avec succès aux observations et mesures in situ en termes de distribution de pression 

de pore, d’extension de ZFC/ZFD et de convergences horizontale et verticale.  

 

Enfin, le caractère opérationnel du modèle pour des applications de modélisation THM d’alvéoles 

HA (projet Cigéo) a été étudié sur une géométrie réduite à un micro-tunnel d’alvéoles. 

 

Mots clés : Anisotropie, endommagement, plasticité, hydro-mécanique, thermo-

hydromécanique, argilite COx, lois de comportement, implémentation numérique, Comsol 

Multiphysics, mesures in situ, comparaison 
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Abstract: 

 

In the context of radioactive waste management, one of the options currently being considered 

is underground storage in deep clay formations. In France, the National Radioactive Waste 

Management Agency (Andra) built the Meuse/Haute-Marne underground research laboratory 

(M-HM URL) in the Callovo-Oxfordian (COx) clay formation. The objectives of this laboratory were 

to assess the feasibility and safety of a potential deep geological waste repository (Cigéo) and to 

optimise the concepts of the various disposal components. A major scientific research program 

including in situ experiments, laboratory tests, theoretical analyses and numerical modelling has 

been carried out to characterize the properties and understand the Thermo-Hydro-Mechanical 

(THM) behaviour of the COx clay formation. Observations relating to in situ structures 

(deformation, pore pressure, ...) show a complex hydromechanical behaviour with significant 

anisotropic induced fracturing no matter what the direction of the structures is, which classical 

constitutive models have difficulty to capture and to reproduce. It is therefore necessary to 

deepen the theoretical and numerical understanding of the processes, in particular (i) the 

extension of the connected fractured zone (ZFC) and discrete fractured zone (ZFD) induced by 

excavations of M-HM URL, (ii) the anisotropy of convergences (vertical and horizontal) and (iii) 

the anisotropic distribution of pore pressure.  

 

The thesis research focuses on the formation of ZFC/ZFDs. The objectives are to take into account 

the structural (inherent) and induced (damage) anisotropies and their consequences in terms of 

evolution of transport properties in the framework of coupled Thermo-Hydro-Mechanical 

approaches.  

 

Based on experimental results of characterization campaigns of the mechanical and 

hydromechanical behaviours of COx claystone and the recently developed rheological models 

dedicated to this rock, a phenomenological approach has been retained. This approach consists 

of prioritizing the observed key mechanisms of deformation, which are then gradually modelled. 

All this led us to propose a macroscopic anisotropic, elastoplastic and damaged constitutive 

model that describes the key mechanisms of the short-term (pre- and post-peak) behaviour of 

COx claystone. 

  

The model is based on the generalisation of the classical Hoek-Brown’s failure criterion for rocks, 

expressed in terms of stress invariants through the effective mean stress, the equivalent 

deviatoric (von Mises) stress and the Lode’s angle that allows to consider the geometry of 
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stresses, and therefore the difference of strengths in extension and in compression stress 

pathways, as observed experimentally. Moreover, the pre-peak behaviour is represented by 

plastic hardening mechanism with a non-associated flow rule and no damage occurs as observed 

on samples. The post-peak behaviour considers isotropic rock damage (based on the classical 

continuous damage mechanics), coupled with a plasticity mechanism. The damage variable was 

defined based on the fracturing rate expressed as a function of peak, residual and current plastic 

distortions. The residual phase is described by a perfect plasticity whose value corresponds to the 

residual strength reached in laboratory tests. Finally, the anisotropy of the uniaxial compressive 

strength as a function of load orientation with respect to the bedding planes, also observed on 

the laboratory tests, was introduced into the model using the concept of fabric tensor. This model 

was implemented in Comsol Multiphysics® for the modelling of structures and specific 

experiments carried out at the M-HM URL and industrial applications in the framework of the 

Cigéo project. 

 

To evaluate and validate the numerical implementation, triaxial tests were simulated and the 

results obtained are well correlated with the theoretical criteria. The application of the proposed 

model was evaluated on the GCS and GED galleries of the M-HM URL where hydromechanical 

simulations were performed under saturated conditions. The numerical results were successfully 

compared with the in situ observations and measurements of pore pressure distribution, ZFC/ZFD 

extensions, horizontal and vertical convergences. Finally, the operational character of the model 

for thermo-hydro-mechanical modelling applications of HA cells (Cigéo project) was investigated 

with the proposed constitutive model on a geometry reduced to a micro-tunnel of cells. 

 

Keywords: Anisotropy, damage, plasticity, hydro-mechanics, thermo-hydro-mechanics, COx 

claystone, constitutive laws, numerical implementation, Comsol Multiphysics, in situ 

measurements, comparison 
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Chapitre 1 :  INTRODUCTION 
 

 

1.1 Contexte industriel 

L’énergie nucléaire représente 11% de la production mondiale d’électricité (IEA 2015). En France, 

75% de l’énergie produite est d’origine nucléaire (Malischek et Trüby 2016). Cependant, si 

l’énergie nucléaire a des émissions négligeables de gaz à effet de serre, elle génère des déchets 

radioactifs (principalement des déchets de retraitement, et aussi des combustibles usés pour les 

pays ne faisant pas de retraitement), qui sont dangereux sur de longue période (du fait de la 

nature et de la durée de vie des éléments radioactifs qu’ils contiennent) et doivent être isolés ou 

retirés de l'environnement humain. Le mode de gestion et de stockage de ces déchets radioactifs 

varie selon leur nature (activité et durée de vie).  

 

Pour les déchets de haute activité et à vie longue, la stratégie envisagée la plus courante est le 

stockage souterrain profond dans des formations géologiques stables (IAEA 2009a). Le stockage 

géologique est généralement basé sur le concept de multi-barrières. Ce concept est une 

combinaison de barrières d'ingénierie et géologique (roche hôte) qui fonctionnent ensemble 

pour assurer l’isolation et le confinement des déchets radioactifs (Féron e t al. 2008, Chapmann 

et Hoopper 2012, Dohrmann et al. 2013, Niibori 2015). L’objectif est d’éviter/limiter le transport 

de radionucléides dans la biosphère en restant en dessous des limites spécifiées (IAEA 2009a, 

Niibori 2015). La France a fait le choix d’un stockage dans des alvéoles permettant de garantir le 

principe de réversibilité. Au cours des dernières années, différentes roches hôtes ont été étudiées 

en tant que barrières géologiques possibles. Par exemple les roches cristallines (granites), 

argileuses et les formations salines (IAEA 2009b).  

 

Les roches cristallines ont une résistance mécanique élevée qui favorise la construction des 

stockages, mais la présence de systèmes de fractures peut augmenter la conductivité hydraulique 

(Ewing et al. 2016). Dans le laboratoire sur la roche cristalline d’Äspö, en Suède (Bäckblom 1991, 

Hedin et al. 2008, Hedin et Andersson 2014), le stockage proposé utilise le concept KBS-3 qui a 

été décrit pour la première fois par SKB en 1983 (SKBF/KBS 1983). Ce concept (Figure 1.1) 

considère des récipients métalliques en cuivre qui sont insérés dans des alvéoles préalablement 

perforées dans la roche cristalline. Ils sont ensuite revêtus de bentonite pour retarder la libération 
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des radionucléides et pour empêcher la corrosion par l’eau souterraine. Quelques laboratoires 

localisés dans ces types de roches se trouvent en Finlande - ONKALO Underground Rock 

Characterisation Facility (Posiva 2012, Johansson 2017) à une profondeur de 500 m, en Corée - 

KAERI Underground Research Tunnel (KURT) à une profondeur de 90 m (Kwon et al. 2006, 2009), 

à Manitoba (Canada) - Whiteshell Underground Research Laboratory (URL) à la profondeur de 

420 mètres de l’agence Energie Atomique du Canada Limited (AECL) (Fairhurst 2004, Read 2017) 

et au Japon - Mizunami Underground Research Laboratory (MIU) à une profondeur d’environ 

1000 m (Ishibashi et al. 2016). 

 

Figure 1.1.- Le concept KBS-3 pour le stockage radioactif définitif (Hedin et al. 2008). 

 

Les formations salines, sous forme de dépôts stratifiés ou de masses en dôme, ont été étudiées 

à des fins de roche hôte depuis les années 1950 (Gonzales 1982). Ces roches ont une résistance 

mécanique moyenne, une conductivité thermique élevée, de faibles valeurs de perméabilité, une 

tendance au fluage et au colmatage des fissures (Hansen et Leigh 2011, Berlepsch et Haverkamp 

2016, Rodney et al. 2016). Deux dépôts géologiques dans des formations salines ont reçu des 

déchets à stocker : le Waste Isolation Pilot Plant (WIPP) aux Etats-Unis et le centre de stockage 

de Morsleben (Endlager für radioaktive Abfälle Morsleben - ERAM) en Allemagne. Le WIPP est un 

centre de stockage de déchets radioactifs liés à la défense. Cette installation, en service depuis 

1999, est située dans une formation saline stratifiée à une profondeur d’environ 650 m (Patterson 

et Nelson, 2001, Hansen et Leigh 2011). Alors que l’ERAM est un dépôt géologique profond dans 

une ancienne mine de sel (Behlau et Mingerzahn 2001, Berlepsch et Haverkamp 2016). Le 

stockage, qui est situé dans un dôme de sel à une profondeur d’environ 525m, est suspendu 

depuis 1998.  

 

Les formations argileuses, notamment, présentent des conditions très favorables pour le 

confinement à long terme de déchets radioactifs en raison de leur faible conductivité hydraulique 
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et de leur importante capacité de rétention des radionucléides. Trois formations argileuses en 

Europe ont été étudiées en détail en tant que potentielles roches hôtes pour le stockage de 

déchets radioactifs de haute activité : l'argile de Boom en Belgique (Mertens et al. 2004), l'argilite 

d’Opalinus en Suisse (Bossart et al. 2002, 2004, Blümling et al. 2007) et la formation argileuse du 

Callovo-Oxfordien (COx) en France (Armand et al. 2014).  

 

Dans le contexte français de la gestion des déchets radioactifs, la loi du 28 juin 2006 (Loi N° 2006-

739 relative à la gestion durable des matières et déchets radioactifs) établit le plan national de 

gestion des matières et déchets radioactifs est établi selon les principes suivants : 

• réduction de la quantité et de la nocivité des déchets, notamment par le traitement ou 

le conditionnement des déchets et combustibles usés ; 

• les matières radioactives et les déchets radioactifs en attente sont entreposés ; 

• après entreposage, les déchets radioactifs ultimes ne pouvant être stockés en surface ou 

en faible profondeur, pour des raisons de sûreté nucléaire ou de radioprotection, font 

l’objet d’un stockage en couche géologique profonde - projet Cigéo (Centre industriel 

pour le stockage géologique de déchets radioactifs). 

 

Cigéo a pour objet de stocker les déchets radioactifs de haute activité (HA) et de moyenne activité 

à vie longue (MA-VL) dans la couche du Callovo-Oxfordien à environ 500 m de profondeur (Figure 

1.2). Ce projet (dont la demande de déclaration d'utilité publique a été déposée le 3 août 2020, 

alors que la demande d'autorisation de création devait être déposée en 2020), aura une phase 

d’exploitation d’une durée d’environ 100-150 ans. S’il est autorisé, il aura un développement 

incrémental pour prendre en compte le principe de réversibilité au cours du temps introduit par 

la loi du 28 juin 2006 afin de laisser aux générations futures la possibilité, si besoin, de modifier 

le projet. 
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Figure 1.2.- Schéma du projet de centre de stockage Cigéo (Source Andra). 

 

Afin de démontrer la faisabilité de la construction et de l’opération, ainsi que d’optimiser les 

différents composants du projet Cigéo (alvéoles de stockage, galeries d’accès, scellement, …), 

l’Agence nationale pour la gestion des déchets radioactifs (Andra) a conduit et continue de 

conduire un programme important de recherche scientifique et technologique. Le laboratoire de 

recherche souterrain de Meuse/Haute–Marne (LS M/H-M) dont la construction a débuté en 

2000, est un des outils au service de ces programmes de recherche scientifiques et 

technologiques permettant de tester à l’échelle réelle le comportement THM de différents 

composants du stockage dans la formation argileuse du Callovo-Oxfordien (COx) à un niveau 

principal de -490 m de profondeur (Figure 1.3). La couche de roche argileuse a une épaisseur 

d’environ 150 m et date d’environ 160 millions d’années. Un grand nombre des essais in situ 

réalisés au LS M/H-M, sont accompagnés par des essais sur échantillons en laboratoire, des 

analyses théoriques et des modélisations numériques dans le but de caractériser les propriétés 

et le comportement Thermo-Hydro-Mécaniques (THM) de la formation argileuse du COx. L’état 

de contrainte naturelle au LS M/H-M est caractérisé par trois composantes principales, à savoir 

la contrainte verticale v égale au poids des terrains sus-jacents ; la contrainte horizontale 

mineure (h  v) et la contrainte horizontale majeure (H > v). Les galeries dans le LS M/H-M 

ont été excavées essentiellement suivant les deux directions des contraintes horizontales majeur 

et mineure. Par exemple, des galeries expérimentales ont été creusées dans les directions des 
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contraintes horizontales principales, telles que la galerie GCS (parallèle à la contrainte horizontale 

majeure) et la galerie GED (parallèle à la contrainte horizontale mineure), et avec différentes 

méthodes d'excavation, différentes géométries et différents modes de soutènement 

(soutènement de type minier : cintre coulissant, boulonnage radial et béton projeté ;  

soutènement de type génie civil : revêtement coulé en place, voussoirs préfabriqués, …).  

 

Les observations relatives aux ouvrages in situ (déformation, pression interstitielle, …) montrent 

un comportement hydromécanique complexe avec une fracturation induite par le creusement 

des ouvrages. Cette fracturation importante est anisotrope quelle que soit la direction des 

ouvrages, associée à des déformations anisotropes (déformation les plus importantes) et des 

variations de pression interstitielle (augmentation et chute) dépendant de la localisation par 

rapport à l’ouvrage et au plan de stratification. L’analyse de la fracturation autour des ouvrages 

du LS M/H-M a mis en évidence différentes typologies de fractures avec des fractures d’extension 

et de cisaillement (Armand et al. 2014). La zone fracturée induite par le creusement comprend 

systématiquement deux zones avec une zone fracturée connectée (ZFC) où coexistent deux 

familles de fractures, les fractures en extension et les fractures en cisaillement, et une zone avec 

une fracturation discrète où subsistent uniquement les extrémités de certaines des fractures en 

cisaillement (ZFD). Au cours de ces deux décennies de nombreux modèles de comportement 

hydromécanique ont été développés sur la base des données expérimentales sur échantillon et 

in situ. Ce sont principalement des modèles phénoménologiques (discutés au Chapitre 2) 

élastoplastiques, élastoviscoplastiques, viscoplastiques et endommageables (Charlier et al. 2013, 

Hoxha et al. 2007, Bian et al. 2017, Cuvilliez et al. 2017 et Souley et al. 2017a), couplés 

élastoplastiques endommageables (Chiarelli et al. 2003, Conil et al. 2004, Shao et al. 2006 et Jia 

et al. 2009), des modèles d’endommagement radoucissant isotrope (Pouya et al. 2016, Trivellato 

et al. 2018), élastoviscoplastiques anisotropes (Manica et al. 2017, 2018, Pardoen et Collin 2017) 

et élastoplastique anisotrope tenant compte des plans de faiblesse (Souley et al. 2020) ont été 

développés et appliqués pour modéliser les argilites de la formation du COx en conditions 

saturées et non saturées. D’autres modèles basés sur d’autres approches tels que la 

micromécanique, les éléments discrets ou le champ de phase (Yao et al. 2017, Yu et al. 2020) ont 

également été développés et appliqués aux argilites du COx, Ces modèles même s’ils se sont 

améliorés au cours du temps ont toujours du mal à prédire l’ensemble des processus observés 

au cours du creusement comme le montre Seyedi et al. (2017a) pour l’excavation d’une galerie 

orientée dans la contrainte horizontale majeure. Il est donc nécessaire d’approfondir 

théoriquement et numériquement la compréhension des processus en jeu et leurs interactions, 

notamment (i) l'extension de zones de fractures connectées (ZFC) et discrètes (ZFD) induites par 
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l’excavation, (ii) l'anisotropie des convergences et des déformations (verticale et horizontale) et 

(iii) la distribution anisotrope de la pression interstitielle.  

 

Figure 1.3.- Schéma du Laboratoire de Recherche Souterrain de Meuse/Haute Marne et direction des 

contraintes principales (Source Andra). 

 

1.2 Objectifs de la thèse 

L’objectif principal de la thèse est, en s’appuyant des modèles existants dans la littérature de 

proposer un nouveau modèle de comportement en tenant compte des dernières avancées sur 

les mécanismes clefs de déformation et de rupture des argilites du COx. En particulier il s’agira 

de prendre en compte l’anisotropie inhérente et induite (endommagement) et de leurs 

conséquences en termes d’évolution des propriétés de transport, dans une approche 

phénoménologique et couplée Thermo-Hydro-Mécanique (THM). L’autre objectif de la thèse et 

non le moindre est d’intégrer le modèle rhéologique (proposé ou adapté) des argilites dans un 

code de calculs aux éléments finis industriel, puis de tester le caractère opérationnel sur des 

essais de laboratoire, d’expérimentations spécifiques du laboratoire LS M/H-M et des calculs de 

structures. 

 

Plus précisément, les objectifs de cette thèse peuvent se résumer comme suit : 

• étudier, comprendre et formuler les mécanismes de déformations induits par des 

sollicitations mécaniques et hydromécaniques ;  

• prendre en compte les anisotropies inhérente (structurale) et induite (endommagement) 

et leurs conséquences en termes d’évolution des propriétés de transport dans une 
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approche couplée Hydro-Mécanique (HM). Dans un premier temps, l’endommagement 

sera isotrope ; 

• adapter/développer un modèle élastoplastique anisotrope et endommageable capable 

de reproduire les observations expérimentales obtenues sur les roches argileuses et 

l’implémenter dans un code de calculs aux éléments finis industriel, à savoir Comsol 

Multiphysics ; 

• mener des applications sur les ouvrages du LS M/H-M et le projet Cigéo pour vérifier son 

intégration numérique et le caractère opérationnel du modèle. Il s’agit de la modélisation 

HM de l’excavation des galeries GCS et GED, et la modélisation THM d’une alvéole du 

Cigéo. 

 

1.3 Structure de la thèse 

Le reste du manuscrit est structuré comme suit :  

 

Le Chapitre 2 dresse un état de l’art sur les anisotropies (inhérente et induite), de la 

phénoménologie à partir des essais de laboratoire et aux conséquences sur le comportement des 

ouvrages souterraines, notamment dans le LS M/H-M. Ensuite, les concepts et théories de la 

modélisation du comportement des matériaux anisotropes sont analysés. Par suite, nous 

détaillerons les mécanismes clés du comportement de l’argilite du COx et les modèles constitutifs 

développés au cours de ces dernières années dans le cadre de programmes de recherche mené 

par l’Andra.  

 

Le Chapitre 3 décrit la prise en main du code de calculs aux éléments finis Comsol Multiphysics®, 

logiciel industriel de modélisation multiphysique numérique et théorique. C’est également 

l’occasion de s’initier et s’expérimenter sur l’implémentation dans Comsol Multiphysics® de 

nouveaux modèles rhéologiques mécaniques. L’implémentation graduelle des modèles est basée 

sur l’approche « external material » permettant de générer une DLL (Dynamic-Link Library) à 

partir d’un langage de programmation (C++, …) largement utilisée dans de nombreux codes 

commerciaux. La vérification et la validation des implémentations sur des chemins triaxiaux de 

révolution, et leur application aux calculs des structures du LS M/H-M sont discutées. 

 

Le Chapitre 4 unifie les étapes graduelles des modèles discutées dans le précédent chapitre en 

un seul modèle élastoplastique anisotrope et endommageable dans lequel la phase non linéaire 

en pré-pic est approchée par la théorie d’élastoplasticité anisotrope, le post pic par une approche 
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combinant l’endommagement (CDM) isotrope avec un écrouissage négatif élastoplastique et 

enfin la phase résiduelle par de la plasticité parfaite. Ce modèle a été également implémenté 

dans Comsol Multiphysics®, mais par le biais de l’approche « built-in » à priori plus stable en 

termes de convergence numérique dans les phases radoucissantes. Enfin, l'application de ce 

modèle aux modélisations hydromécaniques des galeries GCS et GED du LS M/H-M (Figure 1.3) 

est abordée et les résultats des simulations sont comparés avec les observations in situ. 

 

Le Chapitre 5 est une application thermohydromécanique basée sur la modélisation simplifiée 

d’une alvéole des déchets de haute activité représentée par un microtunnel parallèle à la 

contrainte horizontale majeure avec prise en compte du chemisage et un flux thermique à 

l’intrados du chemisage, sur une durée de 1000 ans. Le modèle de l’argilite du COx est celui 

développé dans le Chapitre 4. L’objectif est de s’assurer du bon fonctionnement de 

l’implémentation numérique lorsque le modèle intègre plusieurs physiques de manière couplée : 

la mécanique des solides, l’hydraulique et la thermique.  

 

Enfin, les principales conclusions et perspectives des travaux de cette thèse sont discutées au 

Chapitre 6. 
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Chapitre 2 :  ÉTAT DE L’ART 
 

 

2.1 Introduction 

De nombreuses roches présentent à l'état naturel une anisotropie inhérente due à leur 

formation. Cette anisotropie inhérente se traduit par une variation directionnelle des 

caractéristiques hydromécaniques telles que les propriétés élastiques, la résistance, la 

perméabilité etc. Par exemple, la perméabilité dépend principalement de la lithologie de la roche 

et de la structure des pores (Lishman 1970, Bolton et al. 2000), et l'anisotropie de la perméabilité 

est bien corrélée à la présence du litage (Clavard et al. 2008). 

 

Sous l’effet des sollicitations hydromécaniques, l’anisotropie induite s’ajoute à l’anisotropie 

inhérente, parce que des défauts tels que des pores et des microfissures à l'échelle microscopique 

se développent par plusieurs mécanismes tels que l'écrasement des pores et/ou le glissement le 

long de fissures préexistantes, qui conduisent à l'apparition et à la propagation de microfissures. 

Pendant le processus de chargement, l'interaction et la coalescence des micro-défauts 

conduisent à la localisation de la déformation et finalement à la rupture de la roche (Gatelier et 

al. 2002). 

 

Dans ce chapitre, les deux types d’anisotropie (inhérente et induite) des roches sont abordés d’un 

point de vue expérimental et de leur modélisation numérique. De plus, les mécanismes clés du 

comportement à court terme de l’argilite du COx et les différents modèles phénoménologiques 

utilisés dans la modélisation de cette roche sont présentés. Le but de ce chapitre est de définir 

une approche appropriée pour la modélisation des mécanismes clés de l’argilite du COx. Enfin, 

les couplages thermohydromécaniques sont présentés. 

 

2.2 Anisotropie mécanique  

La conception des structures (en surface ou souterraines) dépend du comportement du matériau 

environnant. Dans de nombreux cas, en raison de la difficulté de caractérisation expérimentale 

ou en raison des simplifications du comportement du matériau, les valeurs des paramètres de 

résistance obtenues ne sont pas representatives (Lee et al. 2012, Heng et al. 2015) et peuvent 
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affecter la conception des structures. Par exemple, les roches anisotropes traitées comme des 

matériaux isotropes peuvent introduire des erreurs significatives dans l’analyse des structures 

(Tien et Kuo 2001, Lee et al. 2012). Par conséquent, une bonne compréhension du comportement 

anisotrope de la roche peut contribuer à surmonter les difficultés lors de la conception de projets 

de géo-ingénierie dans ce type de matériau. 

 

Les roches, tout au moins du point de vue de la modélisation, ont longtemps été considérées 

isotropes, homogènes, continues et élastiques linéaires. Cependant, ce comportement simplifié 

ne donne qu'un aperçu limité du vrai caractère d’une roche, qui est par nature un matériau 

anisotrope, hétérogène, discontinu et non-linéaire (Müller 1972, Amadei 1983).  

 

De nombreuses roches sont caractérisées par une anisotropie inhérente (ou structurelle) qui est 

liée aux éléments de structure (le litage, la stratification, la foliation et les plans de laminage) de 

la roche. Cette anisotropie influence la résistance à la rupture des roches, et elle est une des 

données de base nécessaires pour prédire la réponse des roches pour une variété de structures 

(Duveau et Shao 1998). En outre, à cette anisotropie inhérente, s’ajoute l’anisotropie induite 

(endommagement) sous l’effet des sollicitations hydromécaniques. Dans ce qui suit nous nous 

focaliserons sur ces deux types d’anisotropies. 

 

2.2.1 Anisotropie inhérente  

La plupart des roches sédimentaires et métamorphiques présentent du fait de leur formation 

(plans de litage, foliation, clivage, schistosité), une anisotropie inhérente qui se traduit par une 

variation directionnelle des caractéristiques hydromécaniques telles que les propriétés 

élastiques, la résistance, la perméabilité etc. (Figure 2.1). L'anisotropie inhérente est utilisée pour 

décrire l'anisotropie du matériau dans son état in situ. 

 

Figure 2.1.- Variation des propriétés selon la direction. 

Les roches sédimentaires stratifiées comme les roches argileuses dures, les grès et les schistes 

présentent souvent des comportements anisotropes en raison de l'existence de plans de litage, 

de plans de clivage ou de faibles intercalations. La raison principale de l'anisotropie des roches 

0° 30°

60°

90°
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sédimentaires est liée aux processus de sédimentation des différentes couches (strates) ou des 

différents minéraux avec diverses tailles de grains (Ismael et al. 2014). L'anisotropie est 

également la caractéristique habituelle des schistes, ardoises, gneiss, phyllites et autres roches 

métamorphiques qui contiennent une orientation naturelle dans leurs minéraux plats ou longs 

ou un phénomène de bandes (Amadei 1983, Ismael et al. 2014). Le métamorphisme modifie la 

structure initiale des roches en fonction de leur structure directionnelle. Enfin, même les roches 

isotropes comme les granites, les grès ou les calcaires se comportent de manière anisotrope si 

elles sont traversées par des discontinuités régulières (Amadei 1983). 

 

Plusieurs essais triaxiaux ont été réalisés sur des roches métamorphiques et sédimentaires, par 

exemple : ardoise (Donath 1961, 1964, Hoek 1964, Attewell et Sandford 1974, Lérau et al. 1981, 

Goshtasbi et al. 2006, Gholami et Rasouli 2014), ardoise et schiste argileux (McLamore et Gray 

1967), phyllite (Ramamurthy 1993, Kumar 2006), schiste (McCabe et Koerner 1975, Nasseri et al. 

1996, 1997, 2003, Singh et al. 2001, Sarouglou et al. 2004a), gneiss (Gottschalk et al. 1990, Al-

Harthi 1998, Sarouglou et al. 2004b), diatomite (Allirote et Boehler 1970), grès (Horino et 

Ellickson 1970), grès et argilite (Colak et Unlu, 2004), grès et siltstone Yaşar (2001), etc. Ces essais 

ont montré que la résistance est fortement influencée par la direction de chargement. Les 

résultats indiquent généralement que la résistance maximale est observée lorsque la contrainte 

de compression axiale est perpendiculaire ou parallèle au plan de stratigraphie ; tandis que la 

résistance minimale est obtenue lorsque l'angle entre la contrainte majeure et le plan de 

stratigraphie est compris entre 30 et 60 degrés. De ce fait, le mode de rupture des roches 

anisotropes dépend de la direction de chargement.  

 

Comme un exemple d’anisotropie de résistance et du comportement non linéaire du matériau, 

les résultats d’une étude expérimentale menée sur les phyllites (Kumar 2006) ont constaté que 

la résistance est fortement anisotrope. La résistance minimale est observée à 30° et les 

résistances maximales à 0° et 90° (Figure 2.2). 

 

L’anisotropie du matériau a aussi été reportée dans certaines formations argileuses candidates 

ou roche « témoin » pour le stockage des déchets radioactifs. C’est le cas de l’argile de Boom en 

Belgique (Piriyakul 2006, Dao 2015), l’argilite d’Opalinus en Suisse (Naumann et al. 2007, Popp et 

Salzer 2007, Valente et al. 2012, Minardi et al. 2017, Wild et al. 2017, Amann et al. 2017, Favero 

et al. 2017), l’argilite de Tournemire en France (Niandou et al. 1997, Masri et al. 2014, Abdi et al. 

2015, Li et al. 2017) et l’argilite du Callovo-Oxfordien en France (Chiarelli et al. 2003, Zhang et 
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Rothfuchs 2004, David et al. 2007, Zhang et al. 2012, Zhang et al. 2019, Yang et al. 2013, 

Belmokhtar 2017, Braun 2019). 

  

       (a)       (b) 

Figure 2.2.- (a) Variation de la résistance en fonction de l'orientation des plans d'anisotropie et (b) 

comportement non linéaire de la résistance des phyllites (Kumar 2006, Singh et al. 2015). 

S’agissant de l’argilite du Callovo-Oxfordien ou argilite du COx plus précisément, à l'échelle 

mésoscopique l’anisotropie inhérente du matériau est due à l'orientation préférentielle des 

minéraux dans le plan de litage (Conil et al. 2018, Zhang et al. 2019). Les effets anisotropes sur 

les déformations mécaniques et la résistance de cette roche argileuse ont été étudiés sur des 

échantillons carottés dans différentes directions par rapport au plan de litage (Figure 2.3) et pour 

aussi bien la réponse à court terme (compression et extension triaxiale) qu’à long terme (fluage). 

Selon Zhang et al. (2019), la résistance minimale pour des chargements en compression triaxiale 

(TCS) à -5 MPa de confinement et des chargements d’extension triaxiale (TES) à -5 MPa à 

contrainte axiale constante est atteinte autour de 30° à 45° du plan de litage (Figure 2.4). Grgic 

et al. (2019) ont aussi reporté une résistance minimale à 45° du plan de stratification, pour des 

chemins de compression triaxiale sur ce même matériau. 

 

Figure 2.3.- Quelques échantillons avec différentes orientations de l’échantillon par rapport à la 

stratigraphie (Zhang et al. 2019).  
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Figure 2.4.- Résistance à la rupture (au pic) en fonction de l'orientation par rapport aux plans de litage. 

Points expérimentaux et lignes continues ajustant la résistance sur la base de l’approche de McLamore et 

Gray (1967) (Zhang et al. 2019). 

 

L’anisotropie de la résistance mécanique de l’argilite de Tournemire (Niandou et al. 1997, Abdi et 

al. 2015) montre que la résistance maximale est à 90°, tandis que les résistances minimales sont 

atteintes entre 30° et 60° par rapport au plan de stratification. Par ailleurs, le ratio d’anisotropie 

(Rmax/Rmin) diminue avec l’augmentation du confinement, ce qui indique que la résistance est 

moins anisotrope pour les hauts confinements. L'argilite d’Opalinus présente une résistance 

maximale dans la direction de chargement parallèle à la stratification (Naumann et al. 2007, Popp 

et Salzer 2007). Pour l’argile de Boom, la résistance minimale est à 45°. De plus, la résistance 

perpendiculaire au litage est inférieure à celle parallèle (Dao 2015). 

 

Enfin, les argilites de COx, de Tournemire (Niandou et al. 1997, Abdi et al. 2015), d’Opalinus 

(Bossart et Thury 2008, Bock 2009, Bossart et al. 2017) et l’argile de Boom (Piriyakul 2006, 

François et al. 2014, Yu et al. 2014, Dao 2015) sont caractérisées par un comportement élastique 

anisotrope (isotrope transverse) avec cinq paramètres indépendants :  Ex et Ey sont les modules 

d'Young drainés parallèle et normale aux plans de stratification (plan d’isotropie x-z), xy et xz 

sont les coefficients de Poisson drainés caractérisant respectivement la déformation latérale dans 

la direction normale et dans le plan de stratification due à une contrainte parallèle au même plan, 

Gxy est le module de cisaillement normal au plan de stratification. Dans le cas de l’argilite du COx, 

l’anisotropie élastique a été observée par Escoffier (2002), Chiarelli et al. (2003), Zhang et al. 

(2012), Belmokhtar et al. (2017), Braun (2019), Zhang et al. (2019). D'après les mesures des ondes 

de compression et de cisaillement sur des échantillons cubiques, le ratio d'anisotropie (Ex/Ey) du 

module d'Young dynamique est d’environ de 1.3 (Armand et al. 2017a). À partir d'essais triaxiaux, 
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ce ratio peut atteindre 2 (Armand et al. 2017a). Globalement, le ratio d'anisotropie statique est 

compris entre 1.2 et 2 (Armand et al. 2017a). 

 

2.2.2 Anisotropie induite  

Au cours du chargement mécanique ou hydromécanique, l'isotropie ou anisotropie initiale du 

matériau est progressivement modifiée due aux microfissures induites (endommagement induit) 

qui sont généralement distribuées dans des orientations préférentielles, et représentent l’origine 

essentielle de l'anisotropie induite dans les géomatériaux. Ainsi, l'anisotropie induite (cas 

d’endommagement anisotrope) se superpose à l'anisotropie inhérente. Dans le comportement 

macroscopique, l’endommagement induit affecte non seulement les propriétés mécaniques du 

matériau (relation contrainte-déformation non linéaire, détérioration des propriétés élastiques, 

dilatation volumétrique, anisotropie induite, déformations irréversibles, radoucissement du 

matériau) mais aussi leurs propriétés de transport (variation de la perméabilité et conductivité 

thermique) (Zhu et al. 2008b, Chen et al. 2012). 

 

Des essais triaxiaux sur des matériaux initialement anisotropes ont montré qu’en plus de la 

résistance anisotrope au pic, l’endommagement induit diminue également la résistance du 

matériau et occasionne l’apparition de certains modes de rupture en raison de la coalescence des 

microfissures. Selon Zhang et al. (2019), comme le montre la Figure 2.5, pour les essais de 

compression triaxiale, le mode de rupture de l’argilite de COx est dominé par le plan de 

stratification, c'est-à-dire que l'angle de fracturation principale est proche de l'angle du litage. Ce 

mode de rupture en compression est assez similaire à ceux observés sur l’argilite de Tournemire 

(Niandou et al. 1997, Abdi et al. 2015) et d’Opalinus (Naumann et al. 2007, Popp et Salzer 2007, 

Valente et al. 2012). Alors que pour les essais triaxiaux d’extension radiale, la plupart des fractures 

de l’argilite du COx sont relativement parallèles à la contrainte principale majeure dans la 

direction radiale. 

 

L’endommagement observé à l’échelle du laboratoire sur des essais est aussi observé à l’échelle 

des structures in situ. Pour les structures souterraines, par exemple, la rupture des masses 

rocheuses se produit généralement autour des excavations, où les contraintes induites peuvent 

dépasser la résistance ultime de la roche et générer des endommagements irréversibles.  

 

Dans le contexte du stockage des déchets radioactifs, ces zones fracturées ont été caractérisées 

expérimentalement pour certaines formations hôtes telles que l’argilite d’Opalinus, où se trouve 
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le laboratoire souterrain de Mont Terri en Suisse (Bossart et al. 2002, 2004, Blümling et al. 2007, 

Lisjak et al. 2015), l’argile de Boom, où se localise le laboratoire souterrain HADES en Belgique 

(Mertens et al. 2004) et l’argilite du COx, où se trouve le laboratoire souterrain de Meuse/Haute-

Marne (LS M/H-M) en France (Armand et al. 2014).  

 

 

Figure 2.5.- Modes de rupture des échantillons de l’argilite du COx (Zhang et al. 2019). 

 

Concernant le LS M/H-M, celui-ci se trouve à un niveau principal de -490 m de profondeur dans 

la formation argileuse du Callovo-Oxfordien. À ce niveau, la formation présente un état de 

contraintes anisotrope : H = -16.1 MPa, h = -12.1 MPa et v = -12.7 MPa (Wileveau et al. 2007), 

où H et h sont respectivement la contrainte horizontale majeure et mineure, alors que v est la 

contrainte verticale ou contrainte résultant du poids des terrains sus-jacents. La pression de pore 

à -490 m de profondeur est d’environ 4.7 MPa. Des galeries expérimentales ont été creusées 

suivant l’orientation des contraintes principales horizontales, H et h, respectivement orientées 

à N155°E et N65°E (Armand et al. 2013, 2014). Le chantier d'excavation dans la formation hôte 

est une expérimentation scientifique en soi pour caractériser les impacts des différentes 

méthodes de creusement/soutènement, pour comprendre le comportement hydromécanique 

de la roche et pour étudier la zone endommagée par le creusement (Armand et al. 2017a). 
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Différentes techniques d'excavation ont été utilisées dans le niveau principal du laboratoire, tels 

que le brise roche hydraulique et la machine à attaque ponctuelle (Armand et al. 2014, 2017a) 

ainsi que différentes techniques de soutènement et revêtement, tels que boulons d’ancrage, le 

béton coulé ou projeté. Par exemple, l’excavation de la galerie GCS (galerie de conception souple 

qui est parallèle à la contrainte horizontale majeure H) a été réalisée par une machine à attaque 

ponctuelle. Cette galerie a une section circulaire d'un diamètre de 5.2 m et le soutènement est 

constitué d’une couche de béton projeté fibré de 18 cm épaisseur, boulons radiaux de longueur 

3 m et 12 cales compressibles (hiDCon®) (Armand et al. 2014). Alors que l’excavation de la galerie 

GED (galerie expérimentale deux qui est parallèle à la contrainte horizontale mineure h) a été 

creusée par le brise roche hydraulique. Le soutènement est composé des boulons, des cintres 

coulissants et une couche de béton projeté de 10 cm d'épaisseur (Figure 2.6). Cette galerie 

présente une section en fer à cheval d'un diamètre moyen de 4.6 m (Armand et al. 2017a).  

 

 

(a)       (b) 

Figure 2.6.- Galeries (a) GCS et (b) GED (Armand et al. 2013, Seyedi et al. 2017a). 

 

Les excavations réalisées ont présenté une fracturation induite importante autour des galeries et 

une influence de la direction de creusement par rapport à l’orientation des contraintes in situ. 

Armand et al. (2014) ont rappelé les méthodes de mesure courantes utilisées pour évaluer 

l'extension de la zone fracturée autour des galeries et des puits, et ont discuté de la manière de 

déterminer cette zone au LS M/H-M en s’appuyant sur les mesures hydrauliques réalisées et des 

sondages carottés autour de plusieurs galeries du laboratoire. En relation avec la redistribution 

des contraintes autour des excavations souterraines, Tsang et al. (2005) définissent : la zone 

perturbée (EdZ) et la zone endommagée par l'excavation (EDZ). L’EDZ est une zone endommagée 

proche de la paroi de galerie où l’on considère qu’il y a des changements de propriétés des 
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matériaux, tandis que l’EdZ est une zone perturbée en dehors de la zone endommagée où les 

changements des propriétés de la roche sont faibles voire insignifiants (Tsang et al. 2005).  

 

La caractérisation de la zone fracturée a été réalisée autour de la galerie parallèle et 

perpendiculaire à la contrainte horizontale majeure. Deux techniques de caractérisation ont été 

utilisées, pour étudier les fractures induites par les excavations (Armand et al. 2014, 2017a) : 

l'analyse du scan 3D pour déterminer la direction, le pendage et le sens des fractures situés sur 

le front et les parois de la galerie, et l’analyse structurale des carottes provenant des forages 

autour des galeries expérimentales pour caractériser les types de fractures (cisaillement ou 

extension).  

 

À l’acquisition de données topographiques géoréférencées obtenues grâce au scan laser 3D, qui 

permet de réaliser une numérisation dense de la galerie avec une résolution de 5mm, il a été 

ajouté l’interprétation des types des fractures sur le front et les parois de la galerie pour obtenir 

une étude géologique détaillée (Figure 2.7). Cette étude a permis d’identifier et de cartographier 

les fractures induites par l'excavation et de générer une base de données importante sur les types 

de fractures (Armand et al. 2014). De plus, les carottes ont été reconstituées et orientées en 

fonction de la position dans le forage et de la stratification dans les galeries. Cela a permis de 

déterminer la direction et le pendage des fractures, ainsi que l'étendue de la zone fracturée 

(Armand et al. 2014). Sur la base des données obtenues, une représentation 3D des plans de 

fractures autour de la galerie GET a été préparée (Figure 2.8 - Armand et al. 2014). La galerie GET, 

qui est parallèle à la contrainte horizontale majeure, a été creusée par une machine à attaque 

ponctuelle et le soutènement est constitué des boulons de roche, d’une couche de béton projeté, 

et des cintres coulissants en acier. Cette galerie est à 30 m de la GCS. 

 

Les résultats des caractérisations ont indiqué deux zones différentes de fracturation induite par 

l'excavation. La première zone près de la paroi est constituée de fractures en extension et en 

cisaillement. La deuxième zone, plus éloignée de la paroi de la galerie, est constituée uniquement 

de fractures en cisaillement (Armand et al. 2014, 2017a). Selon la terminologie proposée par 

l’Andra (Armand et al. 2014, Vu et al. 2020b), qui sera adoptée dans cette thèse, la première zone 

correspond à la zone de fractures connectées (ZFC), alors que la deuxième est la zone de fractures 

discrètes (ZFD). La ZFC correspondrait en termes de perméabilité à l'EDZ (Excavation Damaged 

Zone) bien connue et représenterait un domaine dans lequel la fracturation est particulièrement 

développée avec une augmentation significative de la perméabilité (Tsang et al. 2005). Alors que 

la ZFD située entre le EDZ et la roche intacte représenterait l'EdZ (Excavation disturbed Zone au 
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sens de Tsang et al. 2005) avec un changement modéré à insignifiant de la perméabilité. En guise 

de synthèse, les modèles conceptuels du réseau de fractures induites pour les deux orientations 

de galeries sont illustrés sur la Figure 2.9. Ces modèles indiquent que la forme de la zone fracturée 

dépend de l'orientation de la galerie par rapport au champ de contraintes in situ. Par ailleurs, le 

Tableau 2.1 montre les extensions des fractures d’extension et de cisaillement (Armand et al. 

2014). 

 

(a) 

 

(b) 

Figure 2.7.- Étude structurelle par scan 3D sur le front d’une galerie (a) parallèle et (b) perpendiculaire à 

la contrainte horizontale majeure (d’après Armand et al. 2014 et Cruchaudet et al. 2010). 

 

Figure 2.8.- Visualisation 3D du réseau de fractures autour de la galerie GET (Armand et al. 2014). 
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(a)      (b) 

Figure 2.9.- Modèles conceptuels de réseau de fractures induites autour des galeries (a) GCS et (b) GED 

(Armand et al. 2014). 

Tableau 2.1.- Étendue de la zone de fracture induite par l'excavation (Armand et al. 2014). 

Drift 
orientation 

in situ observations (d'après Armand et al. 2014) 

Extensional fractures extent  Shear fractures extent  ZFC ZFD 

Min Average Max   Min Average Max   
extent 
Max 

extent 
Max 

N65 //h                     

Roof 0.2xD 0.3xD 0.4xD  0.5xD 0.6xD 0.8xD  0.4xD 0.8xD 

Sides 0.1xD 0.1xD 0.2xD  - - -  0.2xD 0.6xD 

Floor 0.2xD 0.4xD 0.5xD  0.8xD 0.8xD 1.1xD  0.5xD 1.1xD 

N155 //H            

Roof - 0.1xD 0.15xD  - - -  0.15xD 0.5xD 

Sides 0.01xD 0.2xD 0.4xD  0.7xD 0.8xD 1xD  0.4xD 1.0xD 

Floor - 0.1xD 0.15xD   - - -   0.15xD 0.5xD 

'-' no extent farther the extensional fractures network 

 

Une autre observation mécanique au cours de l’excavation concerne l'analyse des convergences. 

Les convergences mesurées montrent leur anisotropie et, de plus, la convergence majeure est 

mesurée dans la zone la plus étendue de fractures induites (Armand et al. 2013, 2017a). La Figure 

2.10 montre les mesures de convergence des galeries GCS et GED, où plusieurs sections de 

mesures ont été installées sur toute leur longueur à des distances allant de 0.5 à 2 m après le 

passage du front. 

  

(a)       (b) 

Figure 2.10.- Mesure de convergence dans la galerie (a) GCS et (b) GED (Armand et al. 2013). 
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Le long de la galerie GCS, les convergences horizontales sont plus élevées que les verticales et le 

ratio de convergence (hor/ver) est d’environ 2. Alors que pour la galerie GED, la convergence 

verticale est plus élevée que la convergence horizontale et le ratio de convergence est d'environ 

0.25 (Armand et al. 2013, 2017a).  

 

Pour caractériser la déformation induite au cours de l'excavation de la galerie GCS, un 

extensomètre a été insatallé dans un forage horizontal foré à partir de la galerie GAT jà proximité 

de la paroi de la GCS, ce qui a permis d'enregistrer les déplacements avant que le front de galerie 

atteigne la section d’analyse. Les mesures ont été analysées par Armand et al. (2013) afin de 

séparer les réponses instantanées et à long-terme de ce champ de déplacements de la roche 

autour de la galerie GCS (Figure 2.11). Les résultats ont montré que lorsque le front de la galerie 

est à une distance d’environ 2 fois le diamètre, il n'y a pas d'augmentation du déplacement 

instantané. Guayácan-Carrilo et al. (2016) ont analysé les mesures de convergences anisotropes 

dans les galeries GCS et GED en utilisant une section elliptique et la loi semi-empirique proposée 

par Sulem et al. (1987) pour la convergence des cavités. Ce modele a également permis de 

distinguer les réponses instantanées et celles à long terme (Figure 2.12).  

 

 

(a)       (b) 

Figure 2.11.- Déplacement radial autour de la galerie GCS : (a) réponse instantanée et (b) réponse à long 

terme (Armand et al. 2013). 
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(a)       (b) 

Figure 2.12.- Comparaison des déplacements radiaux estimées par Guayácan-Carrillo et al. (2016) et 

celles mesurées par Armand et al. (2013) autour de la galerie GCS : (a) réponse instantanée et (b) réponse 

à long terme (Guayácan-Carrillo et al. 2016). 

 

2.3 Modélisation de l’anisotropie de la résistance 

Selon Amadei (1983) et Duveau et al. (1998) la modélisation de l’anisotropie du matériau peut 

être divisée en deux catégories d’approches : continue et discontinue. L’approche continue 

considère la roche anisotrope comme un matériau sans imperfections (un milieu continu) et la 

résistance anisotrope est représentée par une fonction continue avec l’orientation de 

chargement, ce qui peut être modélisé par l’approche empirique (la dépendance à l’orientation 

du chargement est basée sur les données expérimentales) ou par l’approche mathématique 

(l’anisotropie est reliée à la microstructure du matériau) (Duveau et al. 1998). Dans l’approche 

discontinue, le matériau anisotrope a un ou plusieurs plans de faiblesses, lequel ou lesquels 

respectent un certain critère de résistance. Dans la suite de ce chapitre, l’approche discontinue 

sera désignée par plan de faiblesse, pour éviter toute confusion. 

 

La modélisation de la résistance mécanique des matériaux anisotropes a été abordée par 

plusieurs auteurs. Le Tableau 2.2 résume quelques modèles utilisés dans la littérature pour la 

modélisation de matériaux anisotropes et leur classification selon les catégories, sur la base des 

travaux de Duveau et al. (1988), complétés par Ambrosse (2014) et nos soins. 

 

2.3.1 Approches de plan de faiblesse 

Les critères basés sur cette approche de plan de faiblesse, également connus sous le nom de 

« Discontinuous weakness plane based criteria » ou « Ubiquituous joints », permettent une 

description du mécanisme physique lié au processus de rupture du matériau. Différents modes 

de rupture du matériau anisotrope sont possibles : la rupture peut avoir lieu dans la matrice 
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rocheuse, le long de ces plans de faiblesse en fonction de l'orientation de chargement ou sous 

forme d’une rupture mixte, à la fois matricielle et le long des plans de faiblesse. Par conséquent, 

deux critères de rupture différents (pour les plans de faiblesse et la matrice rocheuse) doivent 

être combinés, afin de couvrir toutes les orientations de chargement de 0° à 90°. La résistance du 

matériau est plus faible lorsque la rupture du matériau se produit selon le plan de faiblesse. 

 

Tableau 2.2.- Approches de modélisation anisotrope du matériau (Duveau et al. 1998, Ambrosse 2014)*. 

Mathematical approach Empirical approach Plane of weakness 

Von Mises (1928) Casagrande and Carillo (1944) Jaeger - Single plane of weakness 
theory (1960) Hill (1950) Jaeger - Variable cohesive 

strength theory (1960) 
Walsh et Brace (1964) 

Olszak et Urbanowicz (1956) McLamore et Gray (1967) Hoek (1964, 1983) 

Goldenblat (1962) Ramamurthy et al. (1988) Murrell (1965) 

Goldenblat et Kopnov (1966) Ashour (1988) Barron (1971) 

Boehler et Sawczuk (1970, 1977) Zhao, Liu et Qi (1992) Ladanyi et Archambault (1972) 

Tsai et Wu (1971) Singh et al. (1998) Bieniawski (1974) 

Pariseau (1968) Tien and Kuo (2001) Hoek et Brown (1980) 

Boehler (1975) Nasseri et al. (2003) Smith et Cheatham (1980) 

Dafalias (1979, 1987) Colak et Unlu (2004) Yoshinaka et Yamabe (1981) 

Allirot et Boehler (1979) Tien, Kuo et Juang (2006) Duveau et Shao (1998) 

Nova et Sacchi (1979) Tiwari et Rao (2007) Pei (2008) 

Nova (1980, 1986) Zhang et Zhu (2007) Sainsbury et al. (2008) 

Boehler et Raclin (1982) Saroglou et Tsiambaos (2008) Wang et Huan (2009, 2014) 

Raclin (1984) Karakul et al. (2010) Zhang (2009) 

Kaar et al. (1989) Cho et al. (2012) Agharazi (2012) 

Cazacu (1995) Lee et al. (2012) Tran-Manh et al. (2015) 

Cazacu et Cristescu (1999) Ismael et al. (2014) Shi et al. (2016a) 

Kusabuka et al. (1999) Saeidi et al. (2014) Ismael and Konietzky (2017, 2019) 

Pietruszczak et Mroz (2001) Shi et al. (2016b) Sainsbury et Sainsbury (2017) 

Lee et Pietruszczak (2008, 2015) Wang et al. (2019) Singh et al. (2018) 

Mroz et Maciejewski (2011)   Prassetyo et al. (2017) 

Lee (2015)   Meng et al. (2020) 

Pietruszczak et Haghighat (2015)     

Mánica et al. (2016)     

Semnani et al. (2016)     

Pouragha et al. (2019)     

* En gras représente la littérature complétée par nos soins 

 

Le critère le plus représentatif du concept de plan de faiblesse a été celui introduit par Jaeger 

(1960). Dans ce critère, l’auteur considère le critère linéaire de Mohr-Coulomb à la fois pour la 

matrice rocheuse isotrope et le plan de faiblesse ; la cohésion (c) et l'angle de friction (ϕ) sont 

alors nécessaires pour chaque critère. La résistance du matériau est isotrope lorsque la rupture 
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a lieu dans le matériau intact, c'est-à-dire que la résistance à la compression pour  = 0° et 90° 

est la même (Figure 2.13).  

 

(a)       (b) 

Figure 2.13.- (a) Échantillon avec un plan de faiblesse et (b) critère de Jaeger (Asadi 2016). 

 

Walsh et Brace (1964) ont proposé un critère de résistance basé sur l'extension de la théorie de 

Griffith modifiée (McClintock et Walsh, 1962). Dans le critère de Walsh et Brace (1964), les plans 

de faiblesse sont considérés comme des fissures de Griffith orientées qui se ferment sous la 

contrainte. 

 

Hoek (1983) s’est appuyé sur le critère non linéaire de Hoek-Brown (1980a) pour définir la 

résistance à la rupture dans la matrice rocheuse. Cependant, le long du plan de faiblesse, le critère 

de Hoek-Brown (1980a) est approché par le critère équivalent de Mohr-Coulomb, c’est-à-dire 

que la cohésion et l’angle de frottement de Mohr-Coulomb utilisés pour définir la résistance à la 

rupture le long du plan de faiblesse sont déduits des paramètres m et s de Hoek et Brown du plan 

de faiblesse. 

 

Duveau et Shao (1998) ont proposé une modification au critère de Jaeger (1960) pour les roches 

fortement stratifiées. Selon Duveau et Shao (1998), les observations expérimentales pour ces 

types de roches suggèrent que le comportement mécanique de ces plans de schistosité très 

marqués est assez similaire à celui des joints rocheux rugueux. De plus ils ont considéré le critère 

non linéaire de Barton (1976) pour exprimer la résistance à la rupture le long de ces plans de 

faiblesse. Leur critère fait intervenir sept paramètres pour décrire la résistance à la rupture d'une 

roche isotrope transverse. 
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Pei (2008) a proposé une modification du critère linéaire isotrope de Matsuoka et Nakai (1974) 

pour la prise en compte de l’anisotropie du matériau. Le critère de Pei (2008) reproduit la 

résistance anisotrope du matériau lorsque la rupture se produit à travers la matrice rocheuse. Par 

ailleurs, si la rupture se fait le long des plans de faiblesse, la résistance est caractérisée par le 

critère de Mohr-Coulomb.  

 

Des applications de cette approche à la modélisation des galeries souterraines dans les argilites 

du COx ont été effectuées par Souley et al. (2017b) et Djouidi (2019). Plus récemment, Souley et 

al. (2020) ont mené des modélisations 3D des galeries souterraines du LS M/H-M, avec des 

bonnes corrélations entre les simulations et les mesures in situ. D’autre part, Ismael et al. (2019) 

ont réalisés des simulations d’un microtunnel creusé dans l’argilite d’Opalinus. Ils ont obtenu un 

bon accord entre les résultats numériques et les observations in situ de convergences et de 

pression de pore. 

 

2.3.2 Approches empiriques et mathématiques 

Dans les modèles empiriques, l'anisotropie du matériau est simplement décrite par des lois de 

variations de certains paramètres utilisés dans les critères isotropes en fonction de la direction 

de sollicitation. Ces lois de variation sont empiriques et sont calibrées par l'ajustement de 

données expérimentales. Un de ces premiers modèles est celui proposé par Jaeger (1960) basé 

sur la théorie de la cohésion variationnelle sans modifier le frottement. D’autres auteurs 

(McLamore et Gray 1967, Saroglou et Tsiambaos 2008, Cho et al. 2012, Ismael et al. 2014) 

proposent une évolution de la cohésion et du frottement (ou des paramètres de Hoek et Brown) 

en fonction de la direction du chargement, parfois sans véritable signification physique entre les 

évolutions proposées et la microstructure. 

 

Ci-dessous nous présentons quelques approches mathématiques, notamment celles fondées sur 

le concept des tenseurs de fabrique qui sont largement détaillées : 

 

2.3.2.1 Critère de Pariseau (1972) 

Pariseau (1972) modifia le critère anisotrope de Hill (1950) pour des matériaux isotropes 

transverses et orthotropes, afin de tenir compte de la différence de chargement en compression 

et en traction, et la dépendance de la résistance avec la contrainte moyenne (ou la contrainte de 

confinement) en ajoutant un terme linéaire en contraintes. Pour un matériau isotrope transverse 

parfaitement plastique, le critère s’écrit : 
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𝑓(𝝈) = [𝐹(𝜎22 − 𝜎33)
2 + 𝐺{(𝜎33 − 𝜎11)

2 + (𝜎11 − 𝜎22)
2} + (2𝐺 + 4𝐹)𝜎23

2

+ 𝐻(𝜎31
2 − 𝜎12

2 )]𝑛/2 − [𝑢 𝜎11 + 𝑣 (𝜎22 + 𝜎33)] − 1 
(2.1) 

où F, G, H, u, v et n ≥ 1 sont des paramètres du matériau, 𝜎𝑖𝑗 sont les composantes du tenseur de 

contraintes dans un repère fixe. Pour identifier ces coefficients, théoriquement il suffit 

d’effectuer une série d’essais de compression simple, traction simple et cisaillement pur suivant 

les directions perpendiculaire et parallèle au plan de stratigraphie. Cependant, l’essai de 

cisaillement pur est habituellement difficile à réaliser dans les roches, la méthode alternative 

consiste à utiliser un essai de compression simple hors axe (Amadei 1983). 

 

2.3.2.2 Critère de Boehler et Sawczuk (1977)  

C’est un critère plus général et plus rigoureux proposé par Boehler (1975) pour des matériaux 

isotropes transverses et orthotropes à partir de la généralisation de critères isotropes de Mohr-

Coulomb et de von Mises dans le cadre de la mécanique non-linéaire des solides anisotropes et 

de fonctions tensorielles. Selon ce critère, le tenseur de contraintes 𝜎𝑖𝑗  est transformé en un 

tenseur de contrainte modifié 𝜎̅𝑖𝑗  : 

𝜎̅𝑖𝑗 = 𝐴𝑖𝑗𝑘𝑙𝜎𝑖𝑗 (2.2) 

où 𝐴𝑖𝑗𝑘𝑙  est un tenseur structural sans dimension possédant les symétries (𝐴𝑖𝑗𝑘𝑙 = 𝐴𝑗𝑖𝑘𝑙 =

𝐴𝑖𝑗𝑙𝑘 = 𝐴𝑘𝑙𝑖𝑗) et qui tient compte de l’anisotropie inhérente. Dans le cas d’un matériau isotrope 

transverse, les composantes de 𝐴𝑖𝑗𝑘𝑙  sont exprimées en fonction de trois paramètres 

indépendants 𝛼, 𝛾 et 𝜔 : 

𝐴1111 = 𝛼,   𝐴2222 = 𝐴3333 = 𝛾, 𝐴2323 = 𝐴3232 =
𝛾

2
 

𝐴1313 = 𝐴3131 = 𝐴1212 = 𝐴2121 =
𝜔

2
 

(2.3) 

L'expression de 𝜎̅𝑖𝑗 en fonction de 𝜎𝑖𝑗 peut s'écrire sous la forme : 

𝜎̅𝑖𝑗 = (𝛼 + 𝛾 − 2𝜔)𝑡𝑟(𝑁𝑖𝑗𝜎𝑖𝑗)𝑁𝑖𝑗 + 𝛾𝜎𝑖𝑗 + (𝜔 − 𝛾)(𝑁𝑖𝑘𝜎𝑘𝑗 + 𝜎𝑖𝑘𝑁𝑘𝑗) (2.4) 

où 𝑁𝑖𝑗  est le tenseur de structure. Les trois paramètres (𝛼 , 𝜔 et 𝛾) peuvent être déterminés 

expérimentalement à partir des essais de compression triaxiale selon différentes orientations.  

2.3.2.3 Critères fondés sur le concept des tenseurs de fabrique   

Ces critères ont été proposés par Pietruszczak et Mroz (2000, 2001). Ils ont introduit une variable 

scalaire anisotrope qui est exprimée en termes du tenseur de contrainte et du tenseur structural 

(tenseur de fabrique qui est en relation directe avec la microstructure du matériau). De cette 

manière, la description des paramètres directionnels des matériaux sont introduits dans un 

critère de rupture anisotrope basé sur des observations microstructurales.  
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Selon les travaux de Pietruszczak et Mroz (2001), le critère de résistance est exprimé sous la 

forme: 

𝐹 = 𝐹(𝝈, 𝒂) = 𝐹(𝑡𝑟 𝝈, 𝑡𝑟 𝝈2, 𝑡𝑟 𝝈3, 𝜂) = 0 (2.5) 

où 𝒂 est un tenseur de microstructure et 𝜂 est un paramètre anisotrope scalaire qui représente 

la projection du tenseur microstructural (𝒂) sur la direction du chargement (𝑙) donnée : 

𝜂 = 𝑎𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗  (2.6) 

En considérant le repère principal (𝑒(1), 𝑒(2), 𝑒(3)) (Figure 2.14) du tenseur de microstructure 𝒂 

où ce tenseur est représenté par ses trois valeurs principales, le vecteur de contraintes du tenseur 

𝝈 opérant sur les plans normaux aux axes principaux a pour norme :  

𝐿1 = (𝜎11
2 + 𝜎12

2 + 𝜎13
2 )1/2;  𝐿2 = (𝜎21

2 + 𝜎22
2 + 𝜎23

2 )1/2 ; 

 𝐿3 = (𝜎31
2 + 𝜎32

2 + 𝜎33
2 )1/2 

(2.7) 

 

 

Figure 2.14.- Schématisation des axes de structure et des composants de la direction de chargement 

(Lade 2007). 

Le vecteur unitaire précisant l’orientation du chargement (𝑙) est défini comme :  

𝑙𝑖 =
𝐿𝑖

(𝐿𝑘𝐿𝑘)
1/2

;  𝐿𝑖 = 𝐿1𝑒𝑖
(1)

+ 𝐿2𝑒𝑖
(2)

+ 𝐿3𝑒𝑖
(3)

  (2.8) 

ici 𝐿𝑘𝐿𝑘 = 𝑡𝑟𝝈𝟐, alors la projection du tenseur 𝒂 sur la direction 𝑙 devient : 

𝜂 = 𝑎𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗 =
𝑡𝑟(𝒂 𝝈𝟐)

𝑡𝑟𝝈𝟐
 (2.9) 

Et par conséquent, la variable scalaire anisotrope 𝜂 est exprimée comme le rapport de l'invariant 

conjoint sur le second invariant du tenseur de contraintes. 

 

Une autre façon d’exprimer l’Équation 2.9 est d’utiliser une fonction de distribution telle que 

définie par Kanatani (1984) en considérant la partie déviatorique 𝐴𝑖𝑗  du tenseur de 

microstructure 𝒂 : 

𝜂 = 𝜂̂(1 + 𝐴𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗)  (2.10) 
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où 𝐴𝑖𝑗  est un tenseur symétrique de trace nulle qui décrit la déviation spatiale de 𝜂(𝑙) par rapport 

à la valeur moyenne 𝜂̂.   

𝐴𝑖𝑗 = (𝑎𝑖𝑗 − 𝜂̂𝛿𝑖𝑗)/𝜂̂  

𝜂̂ =
𝑎𝑘𝑘

3
 

(2.11) 

Afin de mieux décrire l’anisotropie, la variable scalaire 𝜂 peut être étendue à une expression plus 

générale en utilisant des tenseurs de microstructure d’ordre plus élevé (Pietruszczak et al. 2002): 

𝜂 = 𝜂̂(1 + 𝐴𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗 + 𝐴𝑖𝑗𝑘𝑙𝑙𝑖𝑙𝑗𝑙𝑘𝑙𝑙 + 𝐴𝑖𝑗𝑘𝑙𝑚𝑛𝑙𝑖𝑙𝑗𝑙𝑘𝑙𝑙𝑙𝑚𝑙𝑛 + ⋯)  (2.12) 

Un cas particulier de cette représentation (Pietruszczak et al. 2002) peut être obtenu en ne 

considérant que les produits dyadiques de 𝐴 , c’est-à-dire 𝐴𝑖𝑗𝑘𝑙 = 𝑏1𝐴𝑖𝑗𝐴𝑘𝑙 ,  𝐴𝑖𝑗𝑘𝑙𝑚𝑛 =

𝑏2𝐴𝑖𝑗𝐴𝑘𝑙𝐴𝑚𝑛, etc., de sorte que : 

𝜂 = 𝜂̂ (1 + 𝐴𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗 + 𝑏1(𝐴𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗)
2
+ 𝑏2(𝐴𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗)

3
+ ⋯)  (2.13) 

Ainsi, les critères isotropes peuvent être facilement étendus aux critères anisotropes en 

supposant que les paramètres de résistance varient selon l’équation (2.13). Dans la littérature, 

cette modification a été appliquée aux critères isotropes de Mohr-coulomb (Ehsan et al. 2015, 

Nguyen et Le 2015, Su et al. 2016, Li et al. 2017, Zhang et al. 2020), de Drucker-Prager (Xu et al. 

2013), de Hoek-Brown (Jiang 2017), de Van Eekelen (Pardoen et al. 2015, Parisio et Laloui 2018), 

et Lade (Lade 2007) en utilisant le concept de tenseurs de fabrique. 

 

L’application et la validation de ce modèle anisotrope sur l’argilite de Tournemire ont été faites 

par Pietruszczak et al. (2002), Haghighat et al. (2015), Shen et Shao (2015), Nguyen et Le (2015), 

Su et al. (2016), Li et al. (2017), sur l’argile d’Opalinus par Nguyen et Le (2015) et Parisio et al. 

(2018), alors que sur l’argilite du COx par Pardoen et al. (2015) et Djouadi et al. (2020). Dans le 

cas de l’argilite de Tournemire, Pietruszczak et al. (2002) ont considéré dans leur critère de 

résistance au pic que la variable scalaire anisotrope est la résistance à la compression uniaxiale 

(𝑓𝑐) du matériau quasi-fragile (Figure 2.15) : 

𝑓𝑐 = 𝑓𝑐 (1 + 𝐴𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗 + 𝑏1(𝐴𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗)
2
+ 𝑏2(𝐴𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗)

3
+ ⋯)  (2.14) 

Enfin, Zhang et al. (2020) ont montré une bonne corrélation entre les simulations (utilisant le 

concept des tenseurs de fabrique) et les données expérimentales de la résistance anisotrope des 

roches stratifiées. Ils ont préconisé l’utilisation de modèles constitutifs des géomatériaux 

anisotropes basés sur le concept du tenseur de fabrique pour les applications en géotechnique, 

puisque ce concept présente des avantages et un potentiel pour décrire convenablement la 

résistance anisotrope des roches stratifiées.  
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(a)     (b) 

Figure 2.15.- (a) Orientation de l’éprouvette et (b) anisotropie de la résistance à la compression uniaxiale 

en fonction de l’orientation de l’éprouvette (Pietruszczak et al. 2002). 

 

2.3.2.4 Critères fondés sur l’approche de plan critique 

Pietruzczak et Mroz (2001) ont proposé l’approche de plan critique («critical plan approach») 

dans lequel le matériau se rompt le long d'un plan. Dans cette approche, le matériau a une 

distribution spatiale des paramètres de résistance qui varient en fonction de l'orientation du plan 

(tenseurs de fabrique), pour créer un comportement anisotrope. Le critère de rupture est défini 

en termes de composantes de traction agissant sur le plan critique, lequel est déterminé en 

maximisant le critère de rupture par rapport à l’orientation. Il sera défini par l’orientation . Par 

conséquent, l’approche de plan critique donne à la fois la direction de la rupture et la résistance 

anisotrope du matériau.  

 

Pour un matériau isotrope transverse représenté par un ensemble de plans de faiblesse 

parallèles, l’approche de plan critique est illustrée sur la Figure 2.16 (Lee et Pietruszczak, 2008), 

où  et  indiquent l’orientation du plan critique et du plan de faiblesse, respectivement. Le but 

de cette approche est de trouver l’orientation la plus favorable à la rupture, tout en maximisant 

le critère local en traction (F) en fonction de l’orientation du plan critique : 

max
𝒏

𝐹 =0  (2.15) 

où n est le vecteur normal unitaire au plan critique. Ce problème numérique s'inscrit dans une 

méthode directe d'optimisation. 
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Figure 2.16.- Définition de l’approche de plan critique pour un matériau anisotrope transverse (Lee et 

Pietruszczak 2008). 

 

L’application de cette approche à la modélisation des matériaux anisotropes a été faite dans les 

travaux de Pietruszczak et Mroz (2001), Lee et Pietruzczak (2008), (2015), Mróz et Maciejewski 

(2011), Lee et al. (2012), Lee (2015), Pietruszczak et Haghighat (2015), Pouragha et al. (2019).  

 

A titre d’exemple, Lee et Pietruzczak (2008) ont modélisé les essais sur l'ardoise de Martinsburg 

(Donath 1964). La comparaison des deux résultats numériques montre une bonne corrélation de 

la résistance à la rupture anisotrope avec les essais triaxiaux. Par ailleurs, pour les orientations 

intermédiaires du plan de faiblesse (20°≤≤80°) par rapport à la contrainte axiale, la rupture du 

matériau s’effectue le long ou à proximité des plans de faiblesse, alors que pour les autres 

orientations la rupture se produit au travers de la matrice rocheuse (Figure 2.17). 

 

(a)     (b) 

Figure 2.17.- Résultats des essais triaxiaux pour l'ardoise de Martinsburg (Donath 1964) et modélisation : 

(a) résistance axiale -, (b) orientation du plan critique en fonction de l’orientation du plan de faiblesse. 

(Lee et Pietruszczak 2008). 
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2.3.3 Bilan des approches de modélisation anisotrope du matériau 

Dans les précédentes sections nous avons discuté des différentes approches de modélisation de 

résistance des géomatériaux anisotropes, en se focalisant davantage sur l’isotropie transverse. Il 

s’agit d’approches théoriques et analytiques fondées sur le concept de tenseur de fabrique 

faisant intervenir la microstructure ou d’approches plus empiriques basées sur les notions de plan 

de faiblesse et/ou critique de rupture. Si ces dernières permettent une description du mécanisme 

physique lié au processus de rupture du matériau, l’approche basée sur le tenseur de fabrique a 

l’avantage de décrire plus facilement les anisotropies inhérentes et induites couplées ou non à 

de la plasticité dans un cadre théorique rigoureux (thermodynamique des processus irréversibles) 

mais aussi pour des implémentations numériques dans des codes de calculs (Nguyen et Le 2015, 

Shen et Shao 2015, Li et al. 2017, Pardoen et al. 2015, Djouadi et al. 2020…). 

 

Concernant les modes de rupture du matériau, l’approche mathématique présente un mode de 

rupture qui s’effectue au sein de la matrice rocheuse. Ce qui fait que cette approche est plus 

adaptée aux roches anisotropes intactes (par exemple les roches sédimentaires) qui peuvent être 

considérées comme un milieu continu. En revanche, l’approche par plans de faiblesse considère 

deux modes de rupture pouvant se produire dans les matériaux ayant un plan de faiblesse 

marqué (par exemple les schistes, les ardoises). 

 

Une autre différence importante est l’anisotropie macroscopique. L’approche par plans de 

faiblesse considère que dans certains intervalles d'orientation de chargement (près de 0° et 90°), 

la réponse du matériau dépend des caractéristiques de la matrice rocheuse. Ce qui signifie que 

le matériau se comporte de manière isotrope selon ces orientations. Alors que dans l’approche 

mathématique avec des tenseurs de fabrique, la variation de l’anisotropie macroscopique est 

continue et dérivable pour toutes les orientations de chargement.   

 

Suite à cette synthèse des approches de modélisation employées pour décrire l’anisotropie, nous 

retiendrons le concept de tenseur de fabrique pour modéliser l’anisotropie inhérente (plasticité 

anisotrope) et l’endommagement du matériau dans le cadre d’un modèle rhéologique anisotrope 

qui sera par la suite implémenté dans un code de calculs aux éléments finis. 
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2.4 Modélisation de l’endommagement du matériau 

2.4.1 Synthèse de principales approches  

Au cours du chargement, les propriétés du matériau sont dégradées sous l’effet de l’initiation, la 

propagation et la coalescence des microfissures selon des directions privilégiées, ce qui implique 

que l’anisotropie induite existe également. L’endommagement correspond à la détérioration 

progressive de la cohésion de la matière sous l’action de sollicitations monotones ou répétées, 

pouvant conduire à la rupture de l’élément de volume du matériau (Lemaitre et Chaboche 1988). 

La mécanique continue de l’endommagement permet de prendre en compte la présence et 

l’evolution des microvides et des microfissures qui entraînent une détérioration essentielle des 

propriétés mécaniques à l'échelle macroscopique, telles que la résistance et la rigidité (Skrzypek 

et Ganczarski 2015). De manière plus concrète, deux approches principales ont été proposées 

dans la littérature pour modéliser l’endommagement des géomatériaux : micromécanique et 

phénoménologique. Dans le cadre de cette thèse dont l’un des principaux objectifs est 

l’adaptation ou le développement d’un modèle rhéologique de comportement des argilites du 

COx tenant compte des dernières avancées en vue d’une application industrielle, nous nous 

focaliserons, par la suite sur ces deux approches de la mécanique de l’endommagement. 

 

Les approches micromécaniques sont développées pour étudier le comportement du matériau 

en tenant compte de la présence explicite d’un volume élémentaire représentatif (échelle 

microscopique) pendant le processus de calcul, et ceci en utilisant des techniques 

d’homogénéisation. Cette approche décrit l’évolution de la variable d’endommagement basée 

sur une analyse des propriétés mécaniques effectives des microfissures : le critère de nucléation 

et de propagation de microfissures étant évalué à l'échelle microscopique (Nemat-Nasser et Horii 

1982, Pensée et al. 2002, Dormieux et al. 2002, Zhu et al. 2008b, Zhu et al. 2009, Abou Chakra-

Guery et al. 2009, Shen et Shao 2015, Zhu et Shao 2017, Arson 2020). Les bases des modèles 

micromécaniques sont la cinétique des microfissures, le critère de croissance, ainsi que 

l'évaluation des propriétés élastiques dues aux discontinuités de déplacement à l'échelle des 

microfissures. L'approche micromécanique, permet de prendre en compte de façon assez fine 

certains mécanismes physiques mis en jeu dans la nucléation et la propagation de microfissures 

dans une échelle micro-structurelle adéquate. Cependant, l'implémentation numérique de 

modèles micromécaniques est assez lourde même si des progrès sur les moyens de calculs et les 

algorithmes de résolution ont été accomplis au cours de ces dernières années. À titre d'exemple, 

des modèles ont été récemment formulés dans un cadre micro-macro rigoureux suivant un 

procédé général d'homogénéisation des milieux hétérogènes ainsi qu'une formulation 

thermodynamique claire des mécanismes irréversibles de dissipation et ceux-ci ont été appliqués 
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aux calculs de structures pour étudier l’anisotropie induite d’un matériau initialement isotrope 

(Zhu et al. 2008a, Zhu et al. 2009, Zhu et al. 2011, Abou-Chakra-Guery et al. 2009, Xie et al. 2011, 

Zhu et Shao 2015, Zhu et al. 2016, Zhu et Shao 2017). Par ailleurs, la modélisation de l’anisotropie 

induite d’un matériau initialement anisotrope et la prise en compte de la variation directionnelle 

de la résistance des fissures ont été réalisées par (Shen et Shao 2015, Levasseur et al. 2015) sur 

la base du concept des tenseurs de fabrique et par (Qi et al. 2016a, Qi et al. 2016b) à partir de la 

rotation du tenseur de Hill d’un matériau anisotrope transverse (Giraud et al. 2007).  

 

Les approches phénoménologiques de l’endommagement se basent sur la reproduction des 

phénomènes observés à partir d'essais mécaniques réalisés en laboratoire ou in situ. Elles sont 

développées dans le cadre de la thermodynamique des processus irréversibles et basées sur la 

théorie d’endommagement du milieu continu homogène en utilisant des variables internes du 

type scalaire, vectorielle, tensorielle de second ordre ou d'ordre plus élevé pour décrire 

l’endommagement. Les formulations des équations constitutives se basent sur les approches 

suivantes : le concept de déformation équivalente, le concept de contrainte équivalente 

(Lemaitre et Chaboche 1978) ou le concept d’énergie élastique équivalente (Cordebois et Sidoroff 

1982). La contrainte effective obtenue par le concept de déformation équivalente est beaucoup 

plus élevée que celle du concept d'énergie élastique équivalente. Le choix entre ces deux 

hypothèses influencera donc fortement le comportement du modèle (Le Pense 2013). L'évolution 

de l'endommagement est alors formulée en fonction de la contrainte ou de la déformation dans 

le cadre de la thermodynamique des processus irréversibles et/ou de quelques concepts de la 

mécanique linéaire de la rupture (Kachanov 1982, Mazars et Pijaudier-Cabot 1989, Bažant 1991, 

Lemaitre 1992, Halm et Dragon 1996, Shao et al. 2006, Zhang et al. 2016). Ces approches 

macroscopiques d’endommagement fournissent un outil puissant facilement implémentable 

dans les codes de calculs. Cependant, elles présentent l'inconvénient d'utiliser des concepts ou 

hypothèses basés sur des commodités mathématiques plutôt que sur des interprétations 

physiques des processus de microfissuration comme par exemple le concept de contraintes 

effectives (Lemaitre 1992), l’effet unilatéral lié à la re-fermeture de microfissures ou le couplage 

entre l'endommagement et la plasticité. 

 

En se basant sur la théorie d’endommagement du milieu continu, les différentes manières de 

représentation de l’endommagement sont présentées ci-après. 
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2.4.2 Endommagement isotrope 

L’endommagement d’un matériau sous l’action d’une charge monotone peut être répresenté par 

une variable scalaire D (0 ≤ D ≤ 1) où la valeur nulle signifie l’état non endommagé et la valeur 

unité ou Dmax traduit un état complètement endommagé, lequel normalement correspond à la 

rupture du matériau (liée à la localisation macroscopique de fissuration diffuse).  

 

La signification physique de la variable scalaire de l’endommagement, selon l’approche de la 

diminution du module d’elasticité et en supposant le concept de la déformation équivalente 

(Lemaitre et Chaboche 1988), est : 

 𝜀 =
𝜎̃

𝐸0
 =

𝜎

𝐸(𝐷)
 (2.16) 

où 𝜎̃ et 𝜎 sont la contrainte effective et contrainte respectivement, 𝐸0 et 𝐸(𝐷) sont le module 

d’élasticité du matériau sain et endommagé respectivement. Dans cette approche, la contrainte 

effective est : 

𝜎̃ =
𝐸0

𝐸(𝐷)
𝜎 =

𝜎

1 − 𝐷
 (2.17) 

La variable scalaire D est normalement utilisée pour modéliser l’endommagement isotrope dans 

le cas d’une distribution homogène des microfissures ou microvides. Si les imperfections et/ou 

leur croissance ont une distribution orientée, l’endommagement devient alors anisotrope et la 

variable scalaire de l’endommagement ne peut pas être appliquée avec précision. Cependant, 

quand la densité des microfissures est faible, même si la configuration des vides est orientée, les 

propriétés mécaniques globales peuvent être considérées comme quasi-isotropes (Murakami 

2012). Dans ce cas, les opérations mathématiques associées à une variable scalaire 

d’endommagement sont beaucoup plus faciles que celles des variables d’ordre supérieur. Ainsi, 

la théorie de l’endommagement continu basée sur une variable scalaire d'endommagement 

isotrope a souvent été appliquée à des problèmes tridimensionnels de fluage, d’élastoplasticité 

couplée à l’endommagement (Lemaitre 1992, Jia et al. 2009, Pouya et al. 2016, Bian et al. 2017, 

Trivellato et al. 2018). 

 

2.4.3 Endommagement anisotrope 

Le changement des propriétés mécaniques du matériau dépend généralement de la direction de 

chargement et constitue donc un phénomène anisotrope. Ainsi, différentes théories ont été 

développées pour la modélisation de l’endommagement anisotrope tridimensionnel. Les 

concepts de contrainte effective pour le cas de traction uniaxiale ont été généralisés au cas 

tridimensionnel par Lemaitre et Chaboche (1978).  
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Une première approximation de l’endommagement anisotrope est l’utilisation d’un tenseur 

d’ordre 2. Ce type de tenseur d’ordre 2 d’endommagement est le plus utilisé pour reproduire 

l’endommagement anisotrope induit d’un matériau initialement isotrope (Shao et al. 1997, 

Chiarelli et al. 2003, Alizadeh et Gatmiri 2017), anisotrope (Jin et Arson 2018) et pour les 

matériaux ductiles ou quasi-fragiles (Desmorat et al. 2018). Cependant, un tenseur d’ordre 2 n’est 

pas suffisant pour décrire complétement le comportement anisotrope induit par 

l’endommagement (Besson et al. 2010) et il est généralement considéré comme trop restrictif 

par rapport aux tenseurs d’ordre supérieur (Desmorat et al. 2018). Un tenseur d’ordre 2 permet 

de décrire le comportement des matériaux orthotropes qui n’ont pas de groupes de symétries 

complexes (Murakami 2012, Semenov 2017).  

 

Dans certains cas d’endommagement anisotrope, il convient d'utiliser le tenseur 

d’endommagement d’ordre 4, constitué de 21 composantes indépendantes (Skrzypek et 

Ganczarski 2015). Un tenseur d’ordre 4 est l’ordre minimal de la variable d'endommagement 

requis pour étudier l'endommagement anisotrope d'un matériau initialement isotrope ou 

anisotrope (Besson et al. 2010, Badreddine et al. 2015). Ce tenseur d’endommagement a été 

proposé par Chaboche (1979) sur la base des résultats d'homogénéisation des matériaux 

élastiques fissurés, et il a été introduit naturellement à travers la notion de contrainte effective 

elle-même basée sur le concept de déformation équivalente. Grâce aux approches 

micromécaniques, il a été démontré qu'il est nécessaire d'utiliser des tenseurs d’ordre 4 pour 

décrire plus précisément les endommagements anisotropes (Besson et al. 2010).  

 

La façon la plus générale d’introduire des modifications anisotropes du comportement élastique 

d’un matériau est l’utilisation d’un tenseur d’endommagement d’ordre 8 (Chaboche 1982). 

Cependant, les opérations mathématiques sur ce tenseur dans le cas d’un chargement complexe 

sont très compliquées, il est donc souhaitable de se ramener à des opérateurs d’ordre inférieur 

(Chaboche 1982, Murakami 2012). Cauvin et Testa (1999) ont utilisé un tenseur 

d’endommagement d’ordre 8 et ont montré mathématiquement qu’il peut être réduit en un 

tenseur d’ordre 4 dans le cadre de la théorie de l’endommagement continu (Voyiadjis et Kattan 

2006). 
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2.4.4 Effet unilatéral de l’endommagement 

Lorsque la charge appliquée sur le matériau diminue ou s’il existe un déchargement, les 

microfissures induites se referment partiellement et leur impact sur le comportement mécanique 

diminue ou s'annule : ceci est connu comme l'effet unilatéral de l'endommagement. La 

désactivation de l'endommagement ou l'effet fermeture/ouverture des fissures conduit à une 

restauration partielle ou totale des propriétés mécaniques du matériau (Besson et al. 2010). Un 

modèle d’endommagement qui ne prend pas en compte cet effet unilatéral n’est intéressant que 

dans le cas où les fissures sont en phase de propagation. Dans les calculs de structure, il peut être 

utile d’avoir un modèle plus général. Ceci est d’autant plus vrai si l’on s’intéresse à la 

problématique d’interactions entre les éléments structuraux (soutènements, revêtements) 

souvent très raides mis en place en paroi d’ouvrages, la zone des fractures connectées (ou non) 

induites par le creusement et le massif sain en champs proche et lointain, qui en fluant 

entrainerait une re-fermeture des fractures et une rigidification des modules de l’EDZ (Souley et 

al. 2015). 

 

Une manière simple de décrire ce phénomène consiste en la décomposition spectrale des 

variables d'état effectif en leurs parties positive et négative (Ortiz 1985, Simo et Ju 1987, Yadazni 

et Schreyer 1988, Lubarda et al. 1994, Lemaitre et Desmorat 2005, Desmorat et Cantournet 

2007), respectivement pour décrire l’ouverture et la fermeture des fissures. Cette approche 

permet de construire une loi unilatérale de type bilinéaire (ou bi-nonlinéaire) qui respecte les 

symétries de l'opérateur élastique et garantit la continuité de la relation contrainte-déformation 

pour toute direction de chargement. Ce type de modélisation ne pose pas de difficultés de mise 

en œuvre dans le cas d’endommagements isotropes et de l’élasticité isotrope (Saanouni 2012, 

Badreddine et al. 2015). Cette idée a été mise en œuvre pour des applications au béton et aux 

roches, avec l'utilisation de deux variables scalaires d'endommagement (en compression et en 

traction) qui varient en fonction de l'orientation du chargement (Mazars et Pijaudier-Cabot 1989, 

Bian et al. 2017). 

 

Cependant, certaines théories développées pour prendre en compte le phénomène unilatéral de 

l’endommagement dans le cas anisotrope conduisent à des incohérences qui peuvent être 

inacceptables. Ces difficultés résultent de la discontinuité de la réponse des déformations pour 

des chargements multiaxiaux, des dissipations possibles dues à la décomposition des variables 

d'état et de la perte de la symétrie du tenseur d’élasticité due à la perte de la convexité du 

potentiel d’état (Besson et al. 2010, Badreddine et al. 2015). Ces aspects restent encore des 

questions ouvertes, même s’il existe des modèles satisfaisants pour certains matériaux 
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anisotropes initialement et pour l’anisotropie induite (Sannouni 2012). Certains auteurs 

suggèrent d’introduire des arguments micromécaniques pour assurer une meilleure justification 

physique des choix de modélisation (Goidescu et al. 2015). 

 

2.4.5 Bilan de la modélisation de l’endommagement 

De la synthèse des approches d’endommagement on peut retenir les deux approches 

principales : l’une micromécanique et l’autre phénoménologique.  

 

L’approche micromécanique concerne l'étude des endommagements directement à l'échelle de 

la formation des fissures, c'est-à-dire l'échelle microscopique. Alors que l’approche 

phénoménologique, au contraire, détermine la réponse globale à l'échelle macroscopique en 

utilisant certaines variables internes pour caractériser l’endommagement.  

 

D'un point de vue pratique, il est bien connu que l'approche phénoménologique peut être 

facilement implémentée dans des codes de calcul numérique, de plus qu'elle peut être appliquée 

à l'analyse du matériau à l’échelle de structures. L’approche micromécanique, au cours des 

dernières années, a attiré une attention croissante sur la mise en relation des comportements 

macroscopiques du matériau avec ses caractéristiques microstructurales. Si par le passé les 

applications des modèles micromécaniques étaint limitées à des simulations à l’échelle du 

laboratoire, de plus en plus l’approche de la micromécanique est également menée dans la 

modélisation des structures (par exemple Hu et al. 2020).   

 
Sur la base de ces aspects et afin de disposer d'un modèle applicable à la modélisation des 

structures, l'approche phénoménologique est retenue dans la suite de nos travaux. Dans cette 

approche, l’endommagement sera décrit par une variable scalaire, par sa faible complexité 

d’implémentation et en première approximation. Ce qui correspond bien à la démarche 

phénoménologique retenue dans cette thèse qui consiste à hiérarchiser les principaux 

phénomènes, puis de les modéliser de manière graduelle.   

 

2.5 Caractéristiques du comportement à court terme de l’argilite du COx 

Les différentes campagnes de caractérisation des comportements mécanique et 

hydromécanique des argilites menées depuis 1998 dans le cadre de programmes européens, de 

groupements de laboratoires et de recherches partenariales avec l’Andra, montrent la complexité 

de ces derniers. En particulier, des essais uniaxiaux, triaxiaux (en compression et extension) et de 

traction ont permis de caractériser le comportement à court terme de ce matériau. Ces essais 
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ont mis en évidence certaines caractéristiques du comportement macroscopique du matériau (Su 

2003, Chiarelli et al. 2003, Dossier Andra 2005, Su 2006, Gatmiri 2011, Hoxha et al. 2004, Armand 

et al. 2013, 2014, Armand et al. 2017a, Dossier Andra 2017, Zhang et al. 2019) notamment au 

travers des courbes contrainte – déformations.Ces dernières montrent une courte phase 

élastique linéaire sous faibles contraintes déviatoriques précédée de la phase de serrage et de 

fermeture des microfissures initiales ; une phase pré-pic durcissante non linéaire par l’apparition 

des déformations plastiques sous faibles contraintes déviatoriques ; une phase post-pic 

radoucissante, fragile sous faibles pressions de confinement et qui devient ductile en augmentant 

la pression de confinement ; un comportement résiduel purement frottant gouverné par le 

comportement des macro-fissures induites ; une résistance de la roche dépendant du chemin de 

sollicitation (compression versus extension) ; une anisotropie du matériau ; une résistance 

anisotrope qui a une résistance minimale autour de 30° à 45° par rapport au plan de stratification, 

etc.  

 

La Figure 2.18a montre un exemple de résultats d’essais triaxiaux avec le seuil élastique, la 

résistance au pic et résiduelle qui augmentent avec la contrainte de confinement. L’argilite du 

COx, comme pour la plupart des autres roches, présente une résistance non-linéaire et une 

transition d’une rupture fragile à un comportement ductile avec l’augmentation de la pression de 

confinement. Par ailleurs, Il a été montré qu'un critère de résistance basé sur le critère de Hoek-

Brown est bien adapté pour décrire la résistance au pic de l'argilite du COx (Figure 2.18b) (Su 

2006, Souley et al. 2011, Armand et al. 2017a, Dossiers Andra 2005, 2017). En effet, 

l’interprétation des données expérimentales selon le critère parabolique de Hoek-Brown (1980a), 

habituellement utilisé en mécanique des roches, a permis de proposer deux ensembles de 

paramètres (m, s, c) pour la limite élastique, les critères du pic et résiduel : l’un appelé « moyen 

» qui passait au milieu des données expérimentales et l’autre dit « inférieur » qui représente la 

limite inférieure des points expérimentaux (Su 2003, Armand et al. 2017c). Ce dernier est 

généralement utilisé pour les études de pré-dimensionnement et de retro-analyses des 

structures du laboratoire LS M/H-M. 

 

Les essais triaxiaux d'extension radiale (Figure 2.19) réalisés sur des échantillons de l'argilite du 

COx ont montré aussi la dépendance du comportement mécanique à la contrainte de 

confinement (Armand et al. 2017c). De plus, pour une contrainte de confinement donnée, la 

contrainte déviatorique à la rupture est inférieure à celle obtenue dans les essais de compression 

triaxiale. Ainsi, la résistance du matériau dépend du chemin de sollicitation et il conviendrait d’en 
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tenir compte particulièrement pour les structures où le chemin de contraintes (déchargement 

selon une ou deux directions) n’est pas de type « compression ».  

   

(a)      (b) 

Figure 2.18.- (a) Courbes de contrainte déviatorique – déplacement axial (capteur externe) pour plusieurs 

contraintes de confinement (Armand et al. 2013), et (b) critère de Hoek-Brown appliqué une à une 

campagne récente d’essais (Armand et al. 2017c). 

 

Figure 2.19.- Courbes de contrainte-déformations des essais triaxiaux d'extension radiale à deux 

contraintes de confinement (Armand et al. 2017c). 

 

L’apparition des bandes de localisation de déformations a été analysé, entre autres, par des essais 

de compression biaxiale (Bésuelle et Hall 2011, Bésuelle et Lanata 2014, Desbois et al. 2017) et 

triaxiale (Zhang 2016). Dans le cas d’un essai de compression biaxiale pour une contrainte de 

confinement de 2 MPa, la courbe de contrainte déviatorique - déformation axiale montre une 

chute rapide de la résistance (point 2 - Figure 2.20a) peu après que la déformation axiale dépasse 

la déformation liée au pic de résistance. D’après des photographies numériques, cette chute de 

la résistance correspond au développement d’une discontinuité dans l’échantillon (Figure 2.20b). 

Puis, une légère augmentation de la contrainte est observée, suivie d'une seconde diminution de 

la résistance associée à l'apparition d'une seconde série de fissures (Figure 2.20c).  
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(a)    (b)   (c) 

Figure 2.20.- Bande de cisaillement observée lors d’un essai de compression biaxiale sous une contrainte 

de confinement de 2 MPa et une direction de chargement à 90° par rapport au plan de litage. (a) Courbe 

contrainte déviatorique – déformation axiale et (b)-(c) corrélations des photographies numériques 

(d’après Bésuelle et Hall 2011, Desbois et al. 2017). 

 

Enfin, en ce qui concerne les résistances résiduelles (limites inférieure et supérieure, courbe 

moyenne) - Figure 2.21a, les travaux de Su (2003) et Zhang (2016) en compression triaxiale 

montrent que les résistances résiduelles peuvent être reliées par un critère non linéaire comme 

celui de Hoek-Brown (Hoek-Brown 1980a) tel qu’il a été utilisé pour caractériser les résistances 

au pic, ou peuvent également être exprimées par un critère linéaire comme celui de Mohr-

Coulomb tout au moins pour des confinements inférieurs à la contrainte de transition. Enfin, en 

comparant les critères de résistance résiduelle et au pic (Figure 2.21b), les résistances résiduelles 

augmentent rapidement alors que les résistances au pic augmentent modérément avec la 

contrainte de confinement, ce qui est cohérent avec l’évolution du comportement fragile vers le 

comportement ductile. 

  

(a)      (b) 

Figure 2.21.- (a) Résistance résiduelle et (b) au pic (en rouge) de l’argilite du COx en fonction de la 

contrainte de confinement (Zhang 2016).  
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2.6 Modèles phénoménologiques pour l’argilite du COx 

La littérature est riche en matière de modèles constitutifs qui ont été proposés pour modéliser le 

comportement des géomatériaux. Dans les précédentes sections, nous avons déjà abordé les 

modèles endommageables basés sur l’approche phénoménologique. Dans cette section nous 

allons nous focaliser, sur des modèles phénoménologiques (endommageables ou non) 

développés, validés et/ou appliqués pour les argilites de la formation Callovo-Oxfordien (COx). 

 

L’un des premiers modèles de comportement des argilites du COx a été proposé par Chiarelli et 

al. (2003). C’est un modèle élastoplastique isotrope basé sur un critère plastique modifié de 

Drucker-Prager (en fonction des 3 invariants de contraintes : p, q et θ) et endommageable 

anisotrope qui reproduit le comportement pré-pic de l’argilite. Ils suggèrent aussi un critère 

d'endommagement linéaire qui est formulé en fonction des déformations d’extension (positives 

avec la convention « compressions négatives ») et d’un tenseur d’endommagement d’ordre 2 

basé sur le potentiel thermodynamique proposé par Halm et Dragon (1996). Les tests de 

vérification sur des essais triaxiaux de révolution montrent que le modèle est capable de décrire 

les principales caractéristiques du comportement mécanique de l’argilite dans la phase précédant 

la rupture. Conil et al. (2004) ont étendu ce modèle pour tenir compte du comportement poro-

plastique endommageable des argilites (dans le cadre de la théorie de la poroplasticité) et ont 

validé leur modèle sur des résultats expérimentaux de laboratoire des essais de compression 

triaxiale en conditions drainées.  

 

Shao et al. (2006) proposent un modèle élastoplastique endommageable isotrope couplé 

hydromécanique en conditions saturées et non saturées qui reproduit également le 

comportement pré-pic du COx. En comparaison aux travaux de Chiarelli et al. (2003), 

l’endommagement est ici isotrope et dépendant des déformations plastiques. La validation de ce 

modèle sur des chemins triaxiaux a été effectuée sur des essais triaxiaux de révolution en 

considérant un couplage total entre la plasticité et l’endommagement.  

 

Les travaux de Laigle (2004) et Kleine (2007) ont porté sur l’élaboration d’un modèle rhéologique 

élastoviscoplastique isotrope appelé L&K. Pour le comportement à court terme (instantané), le 

modèle est élastoplastique basé sur le critère généralisé de Hoek-Brown écrit en fonction des 3 

invariantes de contraintes. L’écrouissage positif et négatif est effectué par la distorsion plastique. 

Également, dans le potentiel plastique, l’angle de dilatance est exprimé en fonction de la 

distorsion plastique. Djouadi (2019) a étendu ce modèle pour tenir compte de l’anisotropie 

structurale en utilisant le concept de tenseur de fabrique dans l'expression de la résistance en 
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compression uniaxiale. Pour pallier la dépendance au maillage liée au comportement 

radoucissant en post-pic, la méthode de régularisation de second gradient initialement 

développée par Chambon et al. (2001) et implémentée dans le code de calcul Aster par Fernandes 

et al. (2008), a été utilisée. 

 

Hoxha et al. (2007) proposent un modèle poroplastique endommageable pour l’argilite non 

saturée qui reproduit le comportement pré- et post-pic. Le modèle est basé sur un critère 

parabolique écrit en fonctions des trois invariants des contraintes (p, q, θ), afin de décrire le 

comportement de cette roche également selon des chemins d’extension. Dans ce modèle, 

l’endommagement isotrope est couplé à la plasticité par la densité des nouvelles fissures et les 

paramètres du couplage poroélastique évoluent avec l’augmentation de l’endommagement. 

 

Le modèle proposé par Jia et al. (2009) est également élastoplastique endommageable isotrope 

et couplé hydromécanique (en conditions saturées et non saturées) avec un critère de plasticité 

quadratique par ailleurs développé pour les bétons par Pietruszczak et al. (1988) exprimé en 

fonction des trois invariants de contraintes (p, q, θ), même si par la suite, les auteurs négligent 

l’effet de l’angle de Lode dans le critère pour des raisons de simplification. Dans le durcissement 

plastique les effets de l’endommagement sont faibles, tandis que le radoucissement post-pic est 

essentiellement dû à l’endommagement (Figure 2.22). La loi d’évolution de l’endommagement, 

basée sur le critère d’endommagement proposé par Mazars (1984), est écrite en fonction de la 

distorsion plastique. Bian et al. (2017) ont étendu ce modèle pour prendre en compte l’effet de 

l’angle de Lode dans la surface de charge et l’effet unilatéral de la fissuration (qui apparaissent 

tous les deux selon les chemins de chargement en compression et en extension) en s’appuyant 

sur les travaux de Mazars (1984). Dans le modèle de Bian et al. (2017), l’augmentation de la 

distorsion plastique provoque l’écrouissage positif du comportement pré-pic. La croissance de la 

variable scalaire de l’endommagement à partir d’un seuil d’endommagement entraine une 

diminution (linéaire) de la résistance à la compression uniaxiale dans le comportement post-pic. 

Par ailleurs, l’endommagement en compression est calculé en fonction de la distorsion totale 

alors que l’endommagement en extension est déterminé en fonction des déformations 

principales positives.  



Chapitre 2 

42 

  

(a)      (b) 

Figure 2.22.- (a) Courbes contrainte déviatorique – déformation axiale et endommagement - déformation 

axiale du modèle pour un essai de compression triaxiale et (b) essais de compression triaxiale en fonction 

de l’hygrométrie (d’après Jia et al. 2009). 

 

Charlier et al. (2013) utilisent un modèle isotrope de plasticité parfaite, basé sur le critère de Van 

Eekelen (1980) exprimé en fonction de (p, q), pour approcher le comportement hydromécanique 

en conditions non saturées avec des applications aux ouvrages du LS-M/HM soumis à l’aération. 

Pardoen et Collin (2017) ont amélioré ce modèle pour tenir compte du durcissement et 

radoucissement sur la cohésion et l’angle de frottement, l’anisotropie de la résistance à travers 

la cohésion en utilisant le tenseur de fabrique et une régularisation du comportement post-pic 

basé sur le second gradient développé par Chambon et al. (2001). 

 

Pouya et al. (2016) proposent un modèle d’endommagement radoucissant de type Drucker-

Prager. Une variable scalaire d’endommagement contrôle le comportement post-pic du 

matériau. Trivellato et al. (2018) ont étendu ce modèle pour tenir compte de l’anisotropie de la 

résistance du matériau en utilisant un tenseur d’anisotropie intrinsèque (tenseur de rotation des 

contraintes qui néglige l’effet de la contrainte hors plan) avec un rapport d’anisotropie (max/min) 

des valeurs de la résistance en compression uniaxiale. 

 

Les travaux de Manica et al. (2017) portent sur le développement d’un modèle élastoplastique 

anisotrope en utilisant le critère de Mohr-Coulomb exprimé en fonction de (p, q et θ). L’angle de 

frottement est écrit en fonction de la distorsion plastique pour les phases caractéristiques 

supposées du comportement des argilites (une phase non linéaire entre la limite élastique et la 

résistance au pic, un plateau égal à la résistance au pic, une phase non linéaire post-pic entre la 

fin du plateau au pic et la résistance résiduelle et enfin le plateau résiduel), et la cohésion évolue 

en fonction de l’angle de frottement. Le modèle est étendu pour tenir compte de l'anisotropie 
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(isotropie transverse) à travers une mise à l'échelle non uniforme du tenseur de contraintes 

orienté (Manica et al. 2016) selon le système de coordonnées locales. Manica et al. (2018) ont 

amélioré ce modèle en tenant compte de l’approximation hyperbolique du critère de Mohr-

Coulomb développé par Gens et al. (1990). La résistance anisotrope a été également modifiée en 

considérant que la cohésion et la résistance à la traction dépendent de l'orientation. Ces 

paramètres anisotropes ont été définis à l'aide de la fonction proposée par Conesa et al. (2018). 

De plus, les améliorations ont porté sur la prise en compte de la localisation de la déformation 

par l'introduction d'une approche non locale et en supprimant le plateau parfaitement plastique 

au pic des deux précédents modèles. L’angle de frottement et la cohésion sont exprimés en 

fonction de la distorsion plastique. 

 

Souley et al. (2017b, 2020) développent un modèle élastoplastique anisotrope. 

L’endommagement anisotrope est basé sur le concept de plan de faiblesse qui permet une 

description des mécanismes physiques liés au processus de rupture. Les surfaces de charge 

plastiques en pré- et post-pic étendent le critère de Hoek-Brown exprimé en fonction de (p, q et 

θ). Ce modèle étend également le modèle élastoviscoplastique isotrope développé pour les 

argilites par Souley et al. (2011) sans la partie relative au comportement différé. Un des avantages 

des travaux de Souley et al. (2017b) est l’utilisation de critère non linéaire de Hoek-Brown dont 

les valeurs des paramètres pour la limite élastique, la résistance au pic et la résistance résiduelle 

sont connues (calculées à partir des bases de données sur l’argilite du COx) et référencées dans 

les dossiers de l’Andra. De plus, la transition de la rupture fragile sous faibles confinements et le 

comportement ductile sous forts confinements observée sur les essais de laboratoire, est 

également prise en compte dans ces modèles. 

 

Dans tous ces modèles phénoménologiques endommageables, la variable d’endommagement 

est décrite soit par des déformations d’extension ou totales (Chiarelli et al. 2003, Pouya et al. 

2016, Bian et al. 2017) ou par la déformation plastique (Shao et al. 2006, Jia et al. 2009). 

 

2.6.1 Bilan des approches phénoménologiques du COx et modèle retenu 

La modélisation du comportement de l'argilite COx est un défi auquel plusieurs équipes de 

recherche ont participé dans le cadre de programmes européens, de groupements de 

laboratoires et de recherches partenariales avec l’Andra. Certains des modèles de comportement 

développés ont été utilisés dans le cadre des programmes de R&D et de simulations de l'Andra, 
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ou comparés les uns aux autres dans un exercice de référence pour l'analyse numérique de la 

réponse hydromécanique de l'argile COx (Seyedi et al. 2017a).  

 

La plupart de ces modèles se sont appuyés sur les résultats expérimentaux de différentes 

campagnes de caractérisation de ce matériau dont certains ont été rappelés dans la section (2.5). 

Des avancées dans la modélisation du comportement des argilites (dont une bonne partie a été 

présentée dans section 2.6) ont été faites récemment notamment en tenant compte de 

l’anisotropie structurale de cette roche. Au regard de l’objectif principal de cette thèse, qui est 

de mettre au point un modèle de comportement tenant compte des principaux mécanismes de 

déformations et de rupture des argilites du COx dans un code de calculs industriel et qui soit 

opérationnel, il a été retenu une démarche qui consiste à hiérarchiser les principaux phénomènes 

puis de les modéliser de manière graduelle.  

 

En s’appuyant sur les échanges et discussions avec les comités de suivi et de copilotage de cette 

thèse, il a été décidé de dissocier dans un premier temps les comportements pré- et post-pic du 

COx, puis de procéder à une unification des deux comportements. Comme nous le verrons dans 

les chapitres à venir, le comportement non linéaire en phase pré-pic sera approché par la théorie 

de la plasticité en utilisant les critères de Hoek-Brown dont les valeurs des paramètres d’entrée 

sont connues, alors que le comportement post-pic s’appuiera sur la mécanique classique 

d’endommagement continu (CDM). Plus précisément, nous nous sommes appuyés des modèles 

proposés par Souley et al. (2017b) et Pouya et al. (2016).  

 

L'une des hypothèses de la thèse est l'analogie faite entre le modèle conceptuel du réseau de 

fractures induites autours des galeries souterraines (Figure 2.6) et les phases du modèle 

phénoménologique continu retenu. De fait nous avons conscience de la difficulté de comparer 

les extensions des zones de fractures réellement observées in situ aux résultats des calculs avec 

le modèle continu. Néanmoins, dans cette hypothèse de modèle rhéologique continu du l’argilite 

du COx, le comportement post-pic représentant le développement de la fracturation et/ou de la 

bande de cisaillement observée dans les essais en laboratoire (Figure 2.20) sera considéré 

représentatif (analogue) de la zone de fracture connectée (ZFC) issue du modèle conceptuel de 

fracturation mis au point à partir des observations in situ autour des galeries expérimentales. En 

revanche, le comportement plastique pré-pic gouverné par le cisaillement sera associé à la zone 

de fracture discrète (ZFD). Ces deux analogies seront utilisées dans nous interprétations à venir. 

Ce type d’analogies pour l'argilite du COx peuvent également être trouvées dans les travaux de 

Souley et al (2017a, 2020) et Alonso et al (2019). 
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2.7 Couplages Thermo-Hydro-Mécaniques  

Les processus des couplages Thermo-Hydro-Mécanique-Chimique (THMC) dans les milieux 

géologiques et poreux, sont un sujet de grand intérêt pour de nombreuses applications de la 

géoingénierie, telles que la gestion des déchets radioactifs, la récupération du gaz et du pétrole, 

l'extraction de l'énergie géothermique ou le transport des contaminants (Wang et al. 2009, Yin et 

al. 2011, Zhao et al. 2015, Cui et al. 2018). La complexité de ces processus a motivé les chercheurs 

à considérer de manière couplée les processus de transfert thermique (T), d'écoulement 

hydraulique en milieu poreux (H), de déformation mécanique (M) et d'interactions chimiques 

fluide-roche (C). Grâce au projet DECOVALEX (DEvelopment of COupled models and their 

VALidation against EXperiments) dans le cadre d'une collaboration scientifique internationale, 

des avancées significatives ont été faites sur la compréhension et le développement de la 

modélisation mathématique des processus couplés THM et THMC des milieux géologiques 

(Birkholzer et al. 2019). L’on peut également retrouver des avancées sur la compréhension de ces 

processus couplés THMC dans la série de conférences de Biot sur la poromécanique qui remonte 

à 1998 et se tient tous les 3 ou 4 ans, le projet TIMODAZ (Thermal Impact on the Damaged Zone 

Around a Radioactive Waste Disposal in Clay Host Rocks) de la Commission européenne qui a été 

actif de 2006 à 2010 (Li 2013), et le projet THERESA (modélisation thermo-hydro-mécanique de 

la bentonite pour les stockages souterrains profonds de déchets nucléaires) qui a été actif de 

2007 à 2009 (Millard et Barnichon 2014). Depuis, de nombreuses tentatives ont été faites pour 

identifier et quantifier expérimentalement ces phénomènes et pour développer des capacités de 

modélisation numérique en relation avec les applications de géo-ingénierie mentionnées 

précédemment (Gawin et al.  1995, Lanru et Xiating 2003, Coussy 2004, Tsang et al. 2004, Shao 

et Burlion 2008, Thomas et al. 2009, Gens 2010, Tsang et al. 2012a, Li et al. 2013, Ömer 2017, 

Wu et al. 2018, Lee et al. 2020). 

 

En se limitant aux 3 principales physiques (T-H-M) impliquées dans la conception et l'évaluation 

de la sûreté des stockages géologiques, les différentes interactions entre ces physiques sont 

résumées sur la Figure 2.23 (d’après Souley et al. 2021). Les interactions mutuelles entre les 

gradients de température avec le flux de chaleur (T), les gradients de pression hydraulique avec 

le flux de fluide (H) et les contraintes mécaniques avec les déformations (M) sont également 

résumées sur cette même figure. 
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Figure 2.23.- Interactions entre les processus THM dans un milieu poreux, les lois constitutives 

respectives et les équations d'équilibre. 

 

A titre d’exemple, les mécanismes de couplage pour le comportement hydro-mécanique, dans 

un milieu poreux continu, sont associés à la déformation mécanique, et aux interdépendances 

entre la déformation et le processus d'écoulement. Lorsqu’on ajoute un gradient de température 

au comportement HM, des interactions supplémentaires sont créées. Les variations de 

température peuvent modifier les caractéristiques hydrauliques et mécaniques du matériau en 

affectant les propriétés du fluide et la porosité du solide (Coussy 2004, Joshaghani et al. 2018). 

L’augmentation de la température d’un matériau saturé en conditions non drainées conduit à des 

surpressions de pore (pressurisation thermique) dues à la différence entre le coefficient de 

dilatation thermique de l'eau et celui de la matrice solide (Rice 2006, Ghabezloo et Sulem 2010).  

 

Cette augmentation de la pression de pore induit une diminution de la contrainte moyenne 

effective qui peut conduire à une rupture en cisaillement ou à une fracturation hydraulique 

(Ghabezloo et Sulem 2010). Le couplage de l’hydraulique vers la thermique est représenté par le 

transfert de chaleur via l'écoulement du fluide (convection thermique), tandis que le couplage du 

comportement mécanique à la thermique implique une déformation du matériau et une 

altération de ses propriétés thermiques qui est souvent négligeable (Garitte et al. 2014). Dans les 

roches argileuses saines, la convection peut être également négligée en raison de la faible 

perméabilité du matériau (Gens et al. 2007).  

 

On reviendra plus en détails sur ces processus HM et THM dans les Chapitres 4 et 5 

respectivement. 
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Chapitre 3 :  MÉTHODOLOGIE DE 

L’IMPLÉMENTATION DES 

MODÈLES RHÉOLOGIQUES 
 

 

Dans ce chapitre, la prise en main et l’implémentation d’un modèle élastoplastique anisotrope et 

endommageable dans le code de calculs aux éléments finis Comsol Multiphysics® sont 

présentées. Deux approches d’implémentation de modèles rhéologiques ont été identifiées dans 

Comsol. Il s’agit des approches « external material » et « built-in ». Ce chapitre traite 

principalement de l’implémentation « external material ». Sur la base des modèles 

phénoménologiques et des mécanismes clés du comportement de l'argilite du COx, 

l’implémentation graduelle d'un modèle élastoplastique anisotrope et endommageable est 

effectuée. Dans ce modèle les surfaces de charge plastiques (pré-pic, post-pic et résiduelle) et 

d’endommagement s’appuient sur le critère de Hoek-Brown (1980a) exprimé dans l’espace des 

trois invariants de contraintes. La vérification et la validation sur des chemins triaxiaux de 

révolution, et leur application à la simulation des calculs des structures du LS-M/H-M sont 

réalisées. Enfin, l’opérationnalité du modèle est discutée à la fin de ce chapitre. 

  

3.1 Prise en main de Comsol Multiphysics® 

Préalablement au travail d’hiérarchisation des principaux mécanismes du comportement des 

argilites ainsi qu’au développement de modèles sur la base de la littérature sur les argilites du 

COx et de leur implémentation dans le code de calculs aux éléments finis Comsol Multiphysics®, 

nous nous sommes familiarisés avec ce logiciel au travers de calculs notamment de structures 

dans une approche multiphysique (mécanique, hydromécanique et thermohydromécanique). 

Plus spécifiquement, cette prise en main a consisté à s’approprier les exemples d’applications de 

la notice d’utilisation de Comsol relatifs au module mécanique (non linéaire), sur le couplage 

thermohydromécanique et sa validation avec des solutions analytiques, et à rechercher comment 
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développer ses propres équations rhéologiques dans Comsol. L’essentiel de ce travail est rappelé 

dans cette section, alors que les détails de cette prise en main ont été renvoyés en annexe A. 

 

À l’issue de cette prise en main et fort de l'expérience acquise dans l'utilisation du logiciel, des 

applications aux calculs des structures du LS M/H-M ont été réalisées. Ces applications ont 

concerné la modélisation en deux dimensions (déformations planes) de la galerie GCS (// à 

H=16.1 MPa) de 2.6 m de rayon en considérant les isotropies transverses mécanique et 

hydraulique de l’argilite du COx. Une de ces applications a été présentée au congrès COMGEO IV 

(Coarita-Tintaya et al. 2018) et une autre fait partie d'un article qui a été publié dans European 

Journal of Civil and Environmental Engineering (Coarita-Tintaya et al. 2020) et qui a également 

été présentée au congrès COGGUS2 (Coarita-Tintaya et al. 2019). 

 

Dans le cas de la publication (Coarita-Tintaya et al. 2020), il s'agit de la modélisation anisotrope 

hydromécanique de la galerie GCS avec un modèle élastoviscoplastique simple. Ce modèle 

considère un comportement à court terme des argilites du COx décrit par un modèle 

élastoplastique parfait avec un comportement élastique isotrope transverse et une plasticité 

parfaite (isotrope) basée sur le critère de type Drucker-Prager et un potentiel plastique non 

associé, alors que le comportement à long terme (fluage) est décrit par un modèle de fluage 

transitoire de type loi puissance par morceaux. L'objectif du travail était de fournir un cadre 

poromécanique qui tienne compte de l'anisotropie inhérente et dans lequel des mécanismes plus 

complexes (plasticité, durcissement/radoucissement, endommagement, etc.) puissent être 

progressivement pris en compte. En plus, comme l’influence de l’endommagement sur 

l’évolution des propriétés de transport est aussi prépondérante dans le comportement 

thermohydromécanique de la roche en champ proche des structures de stockage des déchets 

radioactifs : cet aspect a également été exploré dans la publication en considérant un domaine 

elliptique d'une zone perturbée hydrauliquement (HDZ), dans lequel la perméabilité évolue 

conformément aux changements de perméabilités mesurées autour de la galerie GCS. Dans la 

HDZ qui correspond aux deux zones de fractures connectées (ZFC) et discrètes (ZFD) observées 

in situ, la perméabilité anisotrope est exprimée en fonction de la distance radiale à la galerie. 

 

3.2 Implémentation des modèles rhéologiques 

Sur la base de l’étude bibliographique du comportement du COx et selon la démarche adoptée, 

dans cette section nous présentons les implémentations numériques effectuées dans le code de 

calcul Comsol Multiphysics® (que nous appellerons par la suite Comsol). Les validations des 
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implémentations ont été réalisées sur des chemins triaxiaux de révolution et/ou dans les calculs 

des ouvrages du LS M/H-M. 

 

3.2.1 Implémentation de modèles rhéologiques dans Comsol 

Plusieurs modèles de comportement mécanique à court et long terme des sols, roches et bétons 

existent dans les versions récentes de Comsol, mais ces modèles ne tiennent pas compte des 

principales caractéristiques du comportement des argilites. À titre d’exemple, la plasticité avec le 

critère de Hoek-Brown existe dans Comsol mais pour des matériaux standards (loi d’écoulement 

associée). Cependant, ce n’est pas le cas des roches et bétons qui présentent généralement une 

transition contractance/dilatance. Ceci a motivé notre intérêt pour l’implémentation de nos 

propres modèles rhéologiques plus adaptés au comportement des argilites. 

 

D’un point de vue de l’implémentation numérique de nouveaux modèles de comportement dans 

Comsol Multiphysics®, il est possible d’implémenter sa propre loi de comportement mécanique 

sous forme de DLL1 (que nous appellerons par la suite CppUdm) depuis la version 5.2 de Comsol 

ou l’implémentation « built-in » directement dans ce logiciel. Cependant, très peu de littérature 

existe toutefois sur le sujet.  

 

Concernant l’implémentation CppUdm, le manuel de Comsol contient un chapitre intitulé : 

« Working with External Materials » où sont expliqués les types d'interfaces de fonctions du 

modèle et les variables associées. Par exemple, dans l’implémentation du type « General stress-

strain relation » la variable d’entrée (ou donnée) est la déformation actuelle et les variables de 

sortie (ou résultats) sont la contrainte actuelle et la matrice jacobienne. Le développeur doit 

programmer son modèle rhéologique sous C++ (par exemple), puis le compiler en DLL qui sera 

appeler dans Comsol en utilisant le module de « external material » (Figure 3.1). Cette approche 

d’implémentation conduisant à la compilation d’une DLL est de nos jours habituelle car adaptée 

à d’autres logiciels de calculs commerciaux tels que PLAXIS, Abaqus, famille des codes développés 

par Itasca, entre autres. Des exemples d’implémentation des modèles d’endommagement de 

Mazars (Gonzalez 2015) et élastoplastique durcissant (Danielsson 2017) peuvent être trouvés sur 

le blog de Comsol. 

 

 

1

 DLL (Dynamic Library Link) est une librairie dynamique résultant de la compilation du fichier source d’une loi de 
comportement (User-Defined Model) dans un langage de programmation (en l’occurrence C++ ici). 
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Pour l’implémentation « built-in », les lois constitutives du matériau sont introduites directement 

dans logiciel via un nœud spécifique. Les variables d’état (ou valeurs précédentes de certaines 

variables) sont obtenues selon la version du Comsol Multiphysics®. Dans la version 5.4, il faut 

ajouter le module « Domain ODEs and DAEs (dode) » aux composants du modèle et également 

ajouter « Previous Solution » dans le « Solver Configurations » pour accéder aux précédentes 

valeurs de ces variables (Frei 2015). Alors que dans la version 5.5, le processus précédent est 

simplifié par l'introduction de « State Variable » lorsque l’option « Utilitaires variables » est 

activée dans le « Model Builder » (Frei 2020). Une approche similaire d’implémentation peut être 

trouvée dans les travaux de Zhou et al. (2018, 2019, 2020), Zhou et Zhuang (2020) pour la 

modélisation par champ de phases de la propagation de fissures dans Comsol. L’implémentation 

par l’approche « built-in » sera examinée plus en détail dans le Chapitre 4. 

 

Figure 3.1.- Implémentation d’un modèle rhéologique via (a) le module « external material » et (b) 

l’implémentation « built-in ». 

Parmi ces modes d’implémentation, dans ce chapitre le choix s’est porté sur l’implémentation 

« external material » (CppUdm) avec l’idée de pouvoir utiliser la même « DLL » pour nos codes 

Itasca. Mais d'abord, une étude de faisabilité est réalisée. 

 

3.2.2 Implémentation CppUdm ou « external material » 

L’implémentation a été réalisée en utilisant une interface de type « general stress-strain 

relation », parce que c'est l'une des approches les plus générales d’implémentation dans Comsol 

(Danielsson 2017). Un schéma implicite, connu sous les noms de « radial return method » ou 

« return-mapping scheme », basé sur le schéma de backward Euler a été considéré dans 

l’implémentation pour sa robustesse et sa stabilité inconditionnelle (Dunne et Petrinic 2005, 

Hashiguchi et Yamakawa 2012). Dans ce schéma implicite la force résiduelle est réduite à un 

minimum à chaque étape et itération jusqu'à atteindre une tolérance spécifiée. Pour un modèle 

élastoplastique, par exemple, l’algorithme est généralement le suivant (Zienkiewicz et Taylor 

2000, Krabbenhøft 2002, Dunne et Petrinic 2005, De Souza-Neto et al. 2008, De Borst et al. 2012): 

Étape 1. Initiation : 𝜎𝑜𝑙𝑑, 𝜀𝑜𝑙𝑑 , 𝛾𝑜𝑙𝑑 , 𝜀𝑐𝑢𝑟𝑟𝑒𝑛𝑡 

Étape 2. Calcul de la contrainte trial élastique : 𝜎𝑡𝑟𝑖𝑎𝑙 = 𝜎𝑜𝑙𝑑 + 𝑪𝑒(𝜀𝑐𝑢𝑟𝑟𝑒𝑛𝑡 − 𝜀𝑜𝑙𝑑) 

Étape 3. Vérifier si la contrainte trial provoque un écoulement plastique  

• Si 𝑓(𝜎𝑡𝑟𝑖𝑎𝑙 , 𝛾𝑜𝑙𝑑) < 0 : comportement élastique. Aller à l’Etape 4 
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• Si 𝑓(𝜎𝑡𝑟𝑖𝑎𝑙 , 𝛾𝑜𝑙𝑑) ≥ 0 : comportement élastoplastique. Aller à l’Etape 5 

Étape 4. La contrainte actuelle et la matrice jacobienne sont 𝜎𝑐𝑢𝑟𝑟𝑒𝑛𝑡 = 𝜎𝑡𝑟𝑖𝑎𝑙  et 𝑪 = 𝑪𝑒 

respectivement, arrêt 

Étape 5. En utilisant la méthode de Newton, déterminer l’incrément de contraintes (∆𝜎) et 

distorsions plastiques (∆𝛾), afin de trouver : 𝑓(𝜎𝑜𝑙𝑑 + ∆𝜎, 𝛾𝑜𝑙𝑑 + ∆𝛾) = 0 

Étape 6. Mettre à jour toutes les quantités : 𝜎𝑐𝑢𝑟𝑟𝑒𝑛𝑡 = 𝜎𝑜𝑙𝑑 + ∆𝜎 , 𝛾𝑐𝑢𝑟𝑟𝑒𝑛𝑡 = 𝛾𝑜𝑙𝑑 + ∆𝛾  et 

déterminer la jacobienne de la contrainte par rapport à la déformation (en notation de Voigt) : 

𝑪𝑒𝑝 =

[
 
 
 

𝑪𝑒 −
𝑪𝑒 {

𝜕𝑔
𝜕𝜎

} {
𝜕𝑓
𝜕𝜎

}
𝑇

𝑪𝑒

{
𝜕𝑓
𝜕𝜎

}
𝑇

𝑪𝑒 {
𝜕𝑔
𝜕𝜎

} −
𝜕𝑓
𝜕𝛾

𝜕𝑔
𝜕𝑞]

 
 
 

 (3.1) 

où 𝑪𝑒 est le tenseur élastique, 𝑪𝑒𝑝 est le tenseur élastoplastique, 𝑓 est le critère de résistance du 

matériau et 𝑔 est le potentiel plastique. Réactualisation des variables d’écrouissage et arrêt. 

 

La solution numérique à l’Étape 5 peut être améliorée en considérant des sous-incréments (Potts 

and Zdravković 1999) comme cela a été proposé dans l'algorithme de Sloan (1987) et Sloan et al. 

(2001). Dans cet algorithme, la taille des sous-incréments est adaptée pour maintenir l'erreur en 

dessous d'une certaine tolérance. Cet algorithme a été utilisé dans des modèles comme ceux de 

Gao et Zhao (2013), Le Pense (2013), Mánica-Malcom (2018), entre autres. Cet algorithme a 

également été introduit dans la dernière version du modèle élastoplastique anisotrope et 

endommageable de ce travail de thèse. 

 

Comme il a été indiqué précédemment (Figure 3.1), le programme source du modèle peut être 

écrit dans un langage de programmation (C++ dans le cas présent) et il doit être compilé sous 

forme de DLL. Dans l’interface de Comsol, les variables d'état sont stockées dans des vecteurs et 

sont accessibles à l'aide de la commande <matname>.state. Pour « extmat1.state.S2 » par 

exemple, extmat1 est le nom du matériau, S est la variable d'état et 2 sa position dans le vecteur. 

Plus de détails sur les types d'interfaces, leurs variables et leur compilation peuvent être trouvés 

dans la section « Working with External Materials » du manuel de Comsol Multiphysics®. Les 

sections suivantes présentent les modèles développés dans ce logiciel. 

 

3.2.3 Étude de faisabilité d’un modèle externe 

Pour s’assurer de cette faisabilité, le modèle élastoplastique de Drucker-Prager (Équation 3.2) 

avec notamment un exemple d’écrouissage négatif (Équation 3.3) a été implémenté sous forme 

de modèle externe, puis comparé aux résultats du même modèle disponible sous Comsol.  
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𝑓(𝝈, 𝛾) = q +  𝑝
3 sin𝜙

√3 + sin2 𝜙
− 𝑐 

3 cos𝜙

√3 + sin2 𝜙
 (3.2) 

où p est la contrainte moyenne, q est la contrainte déviatorique de von Mises, c la cohésion et 𝜙 

l’angle de frottement. L’écrouissage entre les critères de pic et résiduel se fait en diminuant la 

cohésion avec la distorsion plastique (𝛾) selon une fonction de classe 2 (C2), du pic (cpic) au résiduel 

(cres) :  

𝑐 = 𝑐𝑝𝑖𝑐 + (𝑐𝑟𝑒𝑠 − 𝑐𝑝𝑖𝑐) {2 −
𝛾

𝛾𝑟
}

𝛾

𝛾𝑟
 (3.3) 

Le potentiel plastique est non-associé et donné par l’expression : 

𝑔(𝝈) = q +  𝑝
3 sin𝜓

√3 + sin2 𝜓
 (3.4) 

où ψ est l’angle de dilatance. 

 

Pour valider l’implémentation du modèle CppUdm, des tests de vérification ont été effectués en 

simulant des essais triaxiaux. Cet essai consiste à appliquer à une éprouvette une contrainte 

hydrostatique constante et une contrainte déviatorique (dans la direction axiale) croissante. Dans 

cette phase, la montée en déviateur consiste à piloter en vitesse de déplacement dans la direction 

axiale (axe z) jusqu’à une valeur de 25 mm, après la compression isotrope. La géométrie du 

modèle et les caractéristiques mécaniques de la roche (argilite) sont indiquées sur la Figure 3.2 

et dans le Tableau 3.1, respectivement. 

Tableau 3.1.- Paramètres mécaniques. 

 

Figure 3.2.- Géométrie et distribution de déplacements 

pour 0 MPa de confinement. 

 

Les résultats montrent une bonne corrélation entre l’implémentation CppUdm et le modèle 

disponible de Comsol (Figure 3.3a). Sur la Figure 3.3b, on observe une bonne restitution du 

comportement radoucissant pour différents confinements (de 0 MPa à 30 MPa) du modèle 

CppUdm : pour des raisons de clarté, nous n’avons pas superposé les résultats du modèle de 

Comsol. 

Paramètre Unité Valeur 

E MPa 5200 

ν - 0.3 

 ° 29 

cpic MPa 6.4 

cres MPa 3.1 

res - 0.009 

o ° 0 
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L’étape suivante du travail a consisté à réaliser une application sur une galerie du LS-M/HM en 

2D en conditions de déformations planes. Les paramètres utilisés sont ceux listés dans le Tableau 

3.1 et la géométrie est représentée sur la Figure 3.11. Les conditions initiales sont celles d’une 

anisotropie de contraintes (x = 11 MPa, y = 13 MPa et z = 7 MPa, la section de la galerie étant 

dans le plan x-y) et l’excavation est réalisée en diminuant progressivement la contrainte radiale 

en paroi (déconfinement). La Figure 3.4 représentant la distribution de la zone plastique des 

modèles « Comsol » et « CppUdm » montre un bon accord des résultats. 

 

(a)     (b) 

Figure 3.3.- (a) Comparaison des résultats numériques de CppUdm et Comsol et (b) Courbes contrainte – 

déformations pour différents confinements (implémentation CppUdm). 

 

(a)      (b) 

Figure 3.4.- Distribution de la zone plastique : (a) Comsol (b) CppUdm. 

La comparaison locale en un point de la paroi situé aux reins (Figure 3.5) montre aussi une bonne 

similitude entre les résultats de Comsol et ceux issus du modèle CppUdm, ce qui valide le module 

d’implémentation de loi externe dans Comsol. 

CppUdm 
 

Comsol 
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(a)      (b) 

Figure 3.5.- Évolution au cours du déconfinement (a) des contraintes dans le plan p-q et (b) de la 

déformation volumique. 

3.3 Modèle élastoplastique anisotrope et endommageable 

Sur la base des mécanismes clés du comportement de l'argilite du COx (voir section 2.5) et des 

modèles constitutifs développés récemment dédiés à ce matériau (voir section 2.6), 

l’implémentation graduelle d'un modèle élastoplastique anisotrope et endommageable est 

effectuée. 

 

Dans un premier temps, la partie « strain hardening » du modèle de Souley et al. (2017b) est 

implémentée pour approcher le comportement durcissant des argilites du COx. Dans un second 

temps, le modèle de Pouya et al. (2016) est également implémenté pour approcher le 

comportement post-pic des argilites du COx tel qu’observé sur éprouvette. Par la suite ce modèle 

est amélioré pour prévenir d’éventuelles instabilités numériques en introduisant un lissage entre 

le pic et le début de la phase résiduelle. Enfin, les deux comportements (pré- et post-pic) sont 

unifiés dans un seul modèle élastoplastique anisotrope et endommageable. 

 

3.3.1 Comportement pré-pic 

Le comportement pré-pic est basé sur le critère non linéaire de Hoek-Brown (1980a) : 

𝜎1 = 𝜎3 − √𝑠 𝜎𝑐
2 − 𝜎3 𝑚 𝜎𝑐  (3.5) 

où 𝜎1  et 𝜎3  sont les contraintes principales majeure et mineure respectivement (ici, les 

contraintes en compression sont négatives et 𝜎1 ≤ 𝜎2 ≤ 𝜎3).  

 

Comme il a été évoqué dans le Chapitre 2, le critère de Hoek-Brown (1980a, b), largement utilisé 

en mécanique des roches, a été utilisé pour identifier la limite élastique, la résistance au pic et la 

résistance résiduelle des argilites du COx, à partir des nombreux essais de laboratoire (Su 2003, 

Chiarelli et al. 2003, Dossier Andra 2005, Su 2006, Gatmiri 2011, Hoxha et al. 2004, Armand et al. 
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2013, 2014, Armand et al. 2017a, Dossier Andra 2017, Zhang et al. 2019). Cependant, comme les 

argilites du COx à l'état naturel ne présentent pas de fractures tectoniques, la signification des 

paramètres de Hoek-Brown ne peut être utilisée pour caractériser la résistance de cette roche. 

Ce critère, écrit en fonction des 3 invariants de contrainte (p, q, ), a été étendu en termes de 

surface de charges en un modèle rhéologique de comportement à court terme de l’argilite du 

Callovo-Oxfordien (Souley et al. 2011, Souley et al. 2017a, Cuvillez et al. 2017 et Djouadi 2019). 

Ce critère écrit en fonction des invariants (Equation 3.7) s’exprime en fonction de deux 

paramètres indépendants A et B, où 𝐴 = 𝜎𝑐𝑚, 𝐵 = 𝑠 𝜎𝑐
2, 𝑠 et 𝑚 sont les paramètres de Hoek et 

Brown, 𝜎𝑐 est la résistance à la compression uniaxiale du matériau, 𝑝 est la contrainte moyenne, 

𝑞 est la contrainte déviatorique et 𝜃 est l’angle de Lode (−30° ≤ 𝜃 ≤ 30°). 

𝑓(𝝈) =
4

3
cos2 𝜃 𝑞2 + 𝐴(

cos 𝜃

√3
−

sin 𝜃

3
)𝑞 + 𝐴 𝑝 − 𝐵 (3.6) 

Les invariants de contraintes sont : 

𝑝 =
𝜎𝑖𝑖

3
, 𝑞 = √3𝐽2 , 𝜃 =

1
3
sin−1

(
−3√3

2

𝐽3

𝐽2
3/2

) 

𝐽2 =
1
2
𝑠𝑖𝑗𝑠𝑖𝑗, 𝐽3 =

1
3
𝑠𝑖𝑗𝑠𝑗𝑘𝑠𝑘𝑖, 𝑠𝑖𝑗 = 𝜎𝑖𝑗 − 𝑝𝛿𝑖𝑗  

(3.7) 

Ici 𝐽2 et 𝐽3 sont le deuxième et troisième invariants du tenseur de contraintes déviatoriques 𝑠𝑖𝑗, 

respectivement.  

 

L’Équation 3.6 est plus généralement utilisée pour représenter la surface de charge du 

comportement élastoplastique pré-pic des argilites. Sur la base des essais de laboratoire, le 

comportement instantané non linéaire des argilites est gouverné par des déformations 

irréversibles. Ce comportement sera donc approché par la théorie de la plasticité avec un 

écrouissage positif. En d’autres termes, l’Equation 3.8 est plus généralement utilisée pour 

représenter l’écrouissage de la surface de charge du comportement élastoplastique pré-pic des 

argilites. L’écrouissage est assuré par des fonctions monotones (C2) de deux paramètres 

indépendants : A = m c et B = s c
2, entre la limite élastique et le pic de contrainte (Souley et al. 

2017b) :  

𝑥 = 𝑥𝑖𝑛𝑖 + (𝑥𝑝𝑖𝑐 − 𝑥𝑖𝑛𝑖) {2−
𝛾

𝛾𝑝𝑖𝑐
}

𝛾
𝛾𝑝𝑖𝑐

; 𝑥 = {𝐴 ,  𝐵} (3.8) 

où 𝐴𝑖𝑛𝑖 = 𝜎𝑐_𝑖𝑛𝑖 𝑚𝑖𝑛𝑖  et 𝐵𝑖𝑛𝑖 = 𝑠𝑖𝑛𝑖  𝜎𝑐_𝑖𝑛𝑖
2  sont les paramètres A et B à la limite élastique ; 

𝐴𝑝𝑖𝑐 = 𝜎𝑐_𝑝𝑖𝑐  𝑚𝑝𝑖𝑐 et 𝐵𝑝𝑖𝑐 = 𝑠𝑝𝑖𝑐  𝜎𝑐_𝑝𝑖𝑐
2 ceux au pic. 
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Comme pour la plupart des géo-matériaux, les argilites du COx montrent une transition du 

comportement contractant au dilatant, qui peut être reproduite en utilisant un potentiel 

plastique non-associé comme suit (Chiarelli et al. 2003, Hoxha et al. 2004, Souley et al. 2017b) :  

𝑔(𝝈, 𝛾) = 𝑞 + 𝛽(𝛾) 𝑝 (3.9) 

avec 𝛽(𝛾) le taux de dilatance, où 𝛾 est la distorsion plastique. Le taux de dilatance est défini par 

(Souley et al. 2017b) : 

𝛽(𝛾) = {
𝛽𝑚 − (𝛽𝑚 − 𝛽0)𝑒

−𝑏𝛽𝛾 ; 𝛾 < 𝛾𝑢𝑙𝑡

𝛽𝑢𝑙𝑡𝑒𝑥𝑝 (1 −
𝛾

𝛾𝑢𝑙𝑡
) ; 𝑦 ≥ 𝛾𝑢𝑙𝑡

 (3.10) 

Le taux de dilatance plastique évolue (avec la distorsion plastique) de 0 pour tendre 

asymptotiquement vers m à l’infini. En conséquence, la déformation volumique va croitre quasi 

linéairement (avec une pente ()  m) avec la distorsion plastique, ce qui ne peut être 

concevable physiquement. 

 

Pour des grandes déformations, on peut physiquement s’attendre à ce que la dilatance s’annule, 

traduisant un comportement purement frottant résultant du cisaillement complet de la rugosité 

du plan de la fracture ainsi créée ou de la bande de cisaillement. Ce phénomène de dilatance 

quasi-constante (fortes déformations) aura comme conséquence de surestimer les déformations 

volumiques en grandes déformations, ce qui peut avoir des répercussions sur le champ de 

pression interstitielle. L’idée étant, sans rajouter de paramètres supplémentaires, de rendre 

compte d'un cisaillement le long du plan de fracturation qui finit, après un déplacement relatif 

(ou déformation plastique dans la bande de cisaillement) important, par perdre toute dilatance 

(cisaillement à volume constant). Soit ult la déformation plastique ultime à partir de laquelle la 

dilatance diminue, le taux de dilatance diminue progressivement pour tendre asymptotiquement 

vers 0. 

 

Le modèle rhéologique correspondant a également été implémenté dans Comsol. La vérification 

du modèle CppUdm a été effectuée sur des chemins triaxiaux de révolution à différentes 

contraintes de confinement. Les caractéristiques mécaniques (à la limite élastique ou à l’initiation 

de la plasticité et au pic) proviennent du référentiel géologique. Elles correspondent aux 

paramètres des critères inférieurs et sont listées dans le Tableau 3.2. Les valeurs en grisé sont 

issues du référentiel géologique.   
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Tableau 3.2.- Valeurs des paramètres pour le comportement pré-pic (d’après Souley et al. 2017b).  

Paramètre Unité Valeur Paramètre Unité Valeur 

mini - 1.5 0 - -0.1 

sini - 1 m - 0.3 

c_ini MPa 9.6 b - 600 

mpic - 2 p - 3.75E-03 

spic - 0.128 ult
* - 2 p 

c_pic MPa 33.5 E MPa 5200 

       - 0.3 

 * valeur admise 

La Figure 3.6a montre les différentes courbes de déviateur – déformations pour certaines 

contraintes de confinement. Sur la Figure 3.6b, on peut noter que les résultats et les solutions 

théoriques du critère de Hoek-Brown sont bien corrélés. 

La Figure 3.7a montre l’évolution de la déformation volumique pour plusieurs contraintes de 

confinement pour une déformation ultime donnée. La Figure 3.7b représente l’influence de la 

distorsion plastique ultime sur l’évolution de la déformation volumique.  

 

(a)     (b) 

Figure 3.6.- (a) Courbes des contraintes - déformation pour différentes contraintes de confinement et (b) 

comparaison des résultats du CppUdm et seuils théoriques de Hoek-Brown. 

 

(a)     (b) 

Figure 3.7.- Déformation volumique en fonction de l’axiale (a) pour différents confinements et (b) effet de 

la distorsion plastique ultime (ult = 2 pic et ult = 3 pic ). 

𝜸𝒖𝒍𝒕 = 𝟐𝜸𝒑 
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À titre d’application à une plus grande échelle, la galerie GCS du LS-M/HM (// à la contrainte 

horizontale majeure) a été simulée avec ce modèle de comportement durcissant. L’état de 

contrainte initial est : x = h = 12.4 MPa, z = v = 12.7 MPa et z = H = 16.1 MPa (// à la galerie).  

Le comportement élastique isotrope transverse des argilites est pris en compte (Ex = 5200 MPa, 

Ey = 4000 MPa, xy = 0.2, xz = 0.25 et Gxy = 1740 MPa). Les paramètres de résistance utilisés dans 

cette application sont ceux listés dans le Tableau 3.2. Le modèle géométrique est analogue à celui 

illustré sur la Figure 3.11. 

 

On note que les déplacements verticaux sont plus importants que les déplacements horizontaux 

(Figure 3.8a) à cause de l’anisotropie des modules élastiques. Les chemins de contraintes suivis 

au cours du déconfinement en deux points de la paroi (reins et voûte) sont illustrés sur la Figure 

3.8b. La limite élastique est atteinte après un déconfinement de 50% alors que la résistance au 

pic est atteinte lorsque la contrainte radiale en paroi devient inférieure à 2 MPa (soit 85 % de 

déconfinement). 

 

(a)      (b) 

Figure 3.8.- (a) Isovaleurs de la norme du déplacement et (b) chemins de contraintes suivis en deux points 

de la paroi dans le plan (1 - 3) en fonction du déconfinement de la paroi (de 12.5 MPa environ à 0). 

 

3.3.2 Comportement post-pic 

3.3.2.1 Implémentation du modèle d’endommagement de Pouya et al. (2016)  

Pour le comportement radoucissant post-pic des argilites nous sommes partis du modèle 

d’endommagement radoucissant isotrope de Pouya et al. (2016) (Équation 3.11) que nous avons 

préalablement implémenté dans Comsol (Figure 3.9).  

𝑓(𝝈, 𝐷) = √3𝐽2 + sin𝛼 𝐼1 − 𝐾𝑔(𝐷) (3.11) 

Les paramètres sin α et K peuvent s’exprimer en fonction de l’angle de frottement et de la 

cohésion, tandis que 𝐼1 et 𝐽2 représentent les deux premiers invariants de contraintes.  
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Figure 3.9.- Courbe contrainte – déformation en compression uniaxiale (Pouya et al. 2016). 

La perte de cohésion due à l’endommagement est décrite par la fonction g qui suppose un 

comportement linéaire en post-pic avant le plateau résiduel : 

𝑔(𝐷) = {

(1 − 𝐷)(𝜅 + 𝜂)

𝜅(1 − 𝐷) + 𝜂
 ; 𝐷 ≤ 𝐷𝑚

𝜂𝑟  ; 𝐷 > 𝐷𝑚

 (3.12) 

où 𝐷𝑚 =
𝜅+𝜂

𝜅+1
 est l'endommagement atteint au début de la phase résiduelle, 𝜀𝑜 =

𝜎0

𝐸𝑂
 représente 

la limite d’élasticité en déformation, 𝜀𝑟  est la déformation à laquelle on atteint la résistance 

résiduelle (𝜎𝑟), 𝜎0 est la résistance au pic (en condition uniaxiale), 𝜅 =
𝜀𝑟−𝜀𝑜

𝜀𝑜
 est la déformation 

relative entre le pic et le résiduel, 𝜂𝑟 =
𝜎𝑟

𝜎𝑜
 est le rapport des résistances au pic et résiduelle et 

𝜂 = 1 − 𝜂𝑟. 

Une géométrie cubique de 0.3 m x 0.3 m x 0.3 m, un maillage libre d‘éléments tétraédriques (les 

tailles maximale et minimale des éléments sont respectivement de 0.045m et 0.0084m) et une 

fonction d’interpolation linéaire ont été utilisés pour vérifier l’implémentation CppUdm dans 

Comsol du modèle de Pouya et al. (2016). Les résultats de l’implémentation correspondent bien 

à ceux obtenus par la solution théorique (Équations 3.11 et 3.12, et Figure 3.9) sur un chemin de 

compression uniaxiale (Figure 3.10), avec des cycles de chargement et déchargement. On observe 

bien la diminution du module de Young effectif (Figure 3.10a) et un endommagement qui 

n’évolue pas pendant la décharge et le re-chargement élastique (Figure 3.10b).  

 

(a)      (b) 

Figure 3.10.- Comparaison de la solution théorique et CppUdm : (a) contraintes-déformation et (b) 

évolution de l’endommagement. 
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L’application à l’échelle de l’ouvrage reprend le calcul d’une galerie circulaire mené par Pouya et 

al. (2016) avec les contraintes initiales suivantes : σx = σh =11 MPa, σy = σv =13 MPa et σz = 7 MPa 

(section de galerie dans le plan x-y). Le modèle géomécanique et les paramètres mécaniques 

considérés pour cet exercice sont présentés sur la Figure 3.11 et le Tableau 3.3 (Pouya et al. 

2016), respectivement. En considérant le critère de Drucker-Prager circonscrit à celui de Mohr-

Coulomb, les valeurs de sin𝛼 et 𝐾 (Pouya et al. 2016) correspondraient à un angle de frottement 

et une cohésion au pic de 19° et 3.8 MPa, respectivement. 

 Tableau 3.3.- Paramètres mécaniques (Pouya et al. 2016). 

 

 

 

 

 

 

 

Figure 3.11.- Modèle geomécanique d’une galerie 

circulaire soumise à un état de contrainte initial 

anisotrope. 

 

La Figure 3.12 montre une comparaison en termes d’extension des zones endommagées et de 

taux d’endommagement entre les résultats de Pouya et al. (2016) et ceux de notre 

implémentation. Malgré certaines différences entre les deux modèles numériques (liées au 

raffinement du maillage, type de solveurs entre autres), les résultats restent similaires.  

 

(a)      (b) 

Figure 3.12.- Zone mécaniquement endommagée (a) Pouya et al. 2016, (b) CppUdm. 

Paramètre Équivalence Unité Valeur 

E - MPa 6000 

ν - - 0.25 

sin α 
2 𝑠𝑖𝑛 𝜙

3 − 𝑠𝑖𝑛 𝜙
 - 0.2 

K 𝑐
6 cos𝜙

3 − sin𝜙
 MPa 8 

 (r
 
−  )   - 0.7 

r r   - 0.7 

40 m

40 m h

v

x

y

r = 2.6 m

CppUdm 
 

Comsol 
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3.3.2.2 Améliorations du modèle de Pouya et al. (2016) 

Afin de faire intervenir des paramètres physiques bien connus des mécaniciens, l’Équation 3.11 

a été légèrement modifiée en considérant par exemple l’enveloppe de Drucker-Prager 

circonscrite intérieurement à celle de Mohr-Coulomb rappelée dans (Équation 3.13) : 

𝑓(𝝈, 𝐷) = q +  𝑝
6 sin𝜙

3 − sin𝜙
− 𝑐 

6 cos𝜙

3 − sin𝜙
 (3.13) 

𝜎1 = 𝜎3𝑁𝜙 + 2𝑐√𝑁𝜙 ; 𝑁𝜙 =
1 + 𝑠𝑖𝑛 𝜙

1 − 𝑠𝑖𝑛 𝜙
 (3.14) 

 

Les améliorations apportées au modèle de Pouya et al. (2016) sont :  

• la prise en compte de la transition fragile – ductile en fonction de la contrainte de 

confinement, conformément aux données expérimentales (Figure 2.18a, Armand et al. 

2013) : 

𝜂𝑟 =
(𝜎1 − 𝜎3)𝑟𝑒𝑠

(𝜎1 − 𝜎3)𝑝𝑖𝑐
 (3.15) 

• un lissage du comportement post-pic (fonction de lissage de classe C2) pour pallier à 

d’éventuels problèmes de convergence à l’approche de la phase résiduelle (non 

dérivabilité en ce point dans le modèle de Pouya et al. 2016). Le frottement et la cohésion 

évoluent en post-pic en fonction de l’endommagement, non pas linéairement, mais selon 

l’expression : 

𝑥 = 𝑥𝑟𝑒𝑠 + {𝑥𝑝𝑖𝑐 − 𝑥𝑟𝑒𝑠}ℎ(𝐷)2 ; 𝑥 = {𝑐 , 𝜙} (3.16) 

où : 

ℎ(𝐷) = {
√(1 − 𝐷)2𝜅2 + 4(1 − 𝜂𝑟){(1 − 𝐷)(1 + 𝜅) − 𝜂𝑟} − (1 − 𝐷)𝜅

2(1 − 𝜂𝑟)
; 𝐷 < 𝐷𝑚

0 ; 𝐷 ≥ 𝐷𝑚

 (3.17) 

𝐷𝑚 =
𝜅+1−𝜂𝑟

𝜅+1
  : l'endommagement atteint au début de la phase résiduelle et 𝜅 =

𝜀𝑟−𝜀𝑜

𝜀𝑜
  : la 

déformation relative. 

 

Par ailleurs, l’implémentation tient aussi compte de l’élasticité isotrope transverse caractérisée 

par les 5 constantes élastiques indépendantes (Ex, Ey, xy, xz et Gxy). 

 

Des tests de vérification ont été menés sur des chemins triaxiaux. Les paramètres utilisés (en grisé 

- Tableau 3.4) correspondent aux valeurs des critères moyens au pic et résiduel de Mohr-Coulomb 

équivalents à Hoek-Brown issues du référentiel géologique de l’Andra. 
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Tableau 3.4.- Paramètres moyens de résistance au pic, résiduelle et les constantes élastiques. 

Paramètre Unité Valeur 

pic ° 29 
cpic MPa 6.4 

res ° 36 

cres MPa 3.1 

 - 0.5 

Ex = Ey - 5200 

xy = xz MPa 0.3 
 Gxy  MPa 1800 

 

La Figure 3.13a présente les courbes de déviateur-déformations en fonction de la contrainte de 

confinement : la transition entre le comportement fragile (faibles confinements) et ductile (forts 

confinements) est bien reproduite. La Figure 3.13b montre le bon accord entre les résultats de 

CppUdm et les critères théoriques de Mohr-Coulomb de pic et résiduel. La contrainte de 

transition fragile – ductile correspondant à l’intersection des deux critères est environ  =10 

MPa, cette valeur est inférieure à celle de l’argilite du COx, qui se situe entre 20 et 30 MPa sur 

des essais de laboratoire : cette différence résulte de l’équivalence entre les critères Mohr-

Coulomb (linéaire) et Hoek-Brown (parabolique).  

 

Pour ces simulations, la Figure 3.14 montre l’évolution de l’endommagement en fonction de la 

déformation et du confinement.  

 

(a)      (b) 

Figure 3.13.- (a) Courbes déviateur-déformations pour différents confinements et (b) comparaison des 

critères au pic et résiduel : théorique vs CppUdm. 
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Figure 3.14.- Évolution de l’endommagement en fonction de la déformation axiale pour différents 

confinements. 

 

3.3.3 Unifications des deux comportements pré- et post-pic 

Cette section est dédiée à l’unification des deux phases de comportement pré-pic et post-pic des 

argilites du COx en un seul modèle constitutif élastoplastique (pré et post-pic) et endommageable 

(post-pic) (Figure 3.15).  

 

Figure 3.15.- Modèle élastoplastique et endommageable du comportement pré- et post-pic des argilites. 

 

Dans le comportement post-pic, les améliorations apportées au modèle de Pouya et al. (2016) 

ont été prises en compte, mais en substituant la surface de charge de Drucker-Prager par le 

critère de Hoek-Brown comme pour le comportement pré-pic et pour lequel les paramètres 

associés sont référencés dans les dossiers Andra (2005, 2017). Donc, l’écrouissage négatif est 

effectué en considérant la variation des paramètres A et B (Souley et al. 2017b) en fonction de 

l’endommagement :  

𝑥 = 𝑥𝑟𝑒𝑠 + {𝑥𝑝𝑖𝑐 − 𝑥𝑟𝑒𝑠}ℎ(𝐷)2 ; 𝑥 = {𝐴 , 𝐵} (3.18) 

où ℎ(𝐷) est l’Équation 3.17. 
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Comme pour d’autres types de roches, un mécanisme clé du COx est son comportement fragile 

à de faibles contraintes de confinement, qui devient ductile avec l’augmentation de cette 

contrainte (Armand et al. 2017a). Dans le modèle, le changement de type de comportement est 

fait à partir de la contrainte de transition fragile - ductile (𝜎3
𝑏𝑑) qui correspond à l’intersection des 

critères de résistances au pic et résiduelle. La contrainte de transition peut donc être déterminée 

en fonction des paramètres des critères au pic et résiduel ou être introduite directement dans le 

modèle. Dans ce dernier cas, le paramètre résiduel mres est déterminé par l’Équation 3.19 (Souley 

et al. 2018). 

𝑚𝑟𝑒𝑠 = 𝑚𝑝𝑖𝑐  +  (𝑠𝑝𝑖𝑐  −  𝑠𝑟𝑒𝑠)  𝜎𝑐_𝑝𝑖𝑐  / 𝜎3
𝑏𝑑 (3.19) 

 

En guise de vérification, des simulations de chemins triaxiaux ont été menées en considérant une 

élasticité isotrope transverse. Les valeurs des paramètres élastiques proviennent de Guayacán-

Carrillo et al. (2017a), alors que les paramètres (en grisé - Tableau 3.5) correspondent aux valeurs 

inférieures de Hoek-Brown issues du référentiel géologique de l’Andra.  

 

Les courbes déviateur-déformations montrent que le modèle reproduit bien la transition du 

comportement fragile au ductile avec l’augmentation de la contrainte de confinement (Figure 

3.16a). Ceci est cohérent avec les résultats de laboratoire où la contrainte de transition est entre 

20 – 30 MPa (Armand et al. 2017a). La comparaison des simulations et des critères théoriques de 

Hoek-Brown de limite élastique, de pic et résiduel (Figure 3.16b) montre qu’ils sont bien corrélés ; 

ce qui valide l’implémentation. Enfin, l’évolution de l’endommagement en fonction de la 

déformation et du confinement (Figure 3.17) montre que les matériaux soumis à de faibles 

contraintes de confinement présentent un endommagement plus important par rapport aux 

matériaux soumis à des contraintes de confinement plus élevées. 

 

Tableau 3.5.- Valeurs des paramètres mécaniques pour le modèle unifié des comportements pré- et post-

pic des argilites. 

Paramètre Valeur  Unité Paramètre Valeur  Unité Paramètre Valeur  Unité 

mini 1.5 - c_pic 33.5 MPa ult 3 p - 

mpic 2 - c_ini 9.6 MPa  Ex 5200 MPa 

mres Eq. 3.19 - p 3.75E-03 - Ey 4000 MPa  

sini 1 -  0.5 - xy 0.25 - 

spic 0.128 - 0 -0.1 - xz 0.39 - 

sres 0.032 - m 0.3 - Gxy 1740 MPa  

3
bd 25 MPa b 600 -       
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(a)      (b) 

Figure 3.16.- (a) Courbes déviateur-déformations pour différents confinements, (b) comparaison des 

critères : théorique vs CppUdm. 

 

Figure 3.17.- Courbes endommagement - déformation axiale pour différents confinements. 

 

L’application de ce modèle au calcul mécanique de l’excavation de la galerie GCS du LS-M/HM a 

été faite. Le modèle considère un maillage quadrangulaire très fin dans la couronne [R, 1.8R] 

autour de la galerie (120 éléments sur un quart de la paroi de la galerie, 45 éléments selon les 

axes x et y avec un rapport d’aspect des éléments de 0.6 jusqu’à une distance de rayon externe 

1.8R) (Figure 3.18a).  L’interpolation linéaire des points de Gauss est utilisée en raison des 

instabilités numériques constatées lorsque le matériau passe au comportement post-pic ; 

notamment, en employant une interpolation quadratique des points de Gauss. Les paramètres 

utilisés sont ceux listés dans le Tableau 3.5, avec la seule modification de 3
bd = 30 MPa. Les 

résultats à la fin de l’excavation montrent une quasi-isotropie du comportement pré-pic avec une 

extension d’environ 0.26D (une valeur inférieure à la moyenne de 0.8D mesurée in situ en reins 

– Armand et al. 2014). L’extension du comportement post-pic aux reins est de 0.04D et ce dans 

cette zone où le matériau atteint la phase résiduelle (en bleu - Figure 3.18b) avec un taux 

d’endommagement de 0.63 (Figure 3.19a) tandis qu’en voûte l’endommagement est de 0.12. Les 

déplacements verticaux sont plus importants que les déplacements horizontaux (Figure 3.19b) : 
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ce qui traduit que l’élasticité anisotrope prédomine sur la plasticité et l’endommagement (plus 

étendus en reins). 

 

(a)      (b) 

Figure 3.18.- (a) Maillage et (b) zones plastiques et endommageables prédites autour de la galerie GCS. 

 

(a)      (b) 

Figure 3.19.- (a) Valeurs de la surface d’endommagements et (b) isovaleurs de la norme du déplacement. 

 

Des calculs hydromécaniques n’ont malheureusement pas pu être menés à cause des instabilités 

numériques survenues dans la phase post-pic. Le Tableau 3.6 résume les quelques tentatives de 

modélisation HM de la galerie GCS explorées pour surmonter ces instabilités numériques, en 

considérant la phase d’excavation sur 28 jours par la méthode de convergence-confinement pour 

la contrainte radiale et la pression interstitielle en paroi (Seyedi et al. 2017). Dans ces tentatives 

de résolution, différentes configurations de maillage autour de la galerie, différents types 

d’intégration, différentes configurations de solveurs, entre autres, ont été utilisés. 
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Tableau 3.6.- Quelques tentatives de modélisation HM de la galerie GCS. 

Itération  Remarque Maillage 
N° éléments 
sur la paroi 

Solver Intégration 
Temps 
résolu 

Résultat 

1 =1 Triang. 20 Newton cste Quadratic Serendipity 21.3 jours Instable 

2 =1 Triang. 20 Newton cste Linear 23.6 jours Instable 

3 =1 Quad. 20 Newton cste Quadratic Serendipity 24.9 jours Instable 

4 =1 Quad. 20 Newton cste Quadratic  22.8 jours Instable 

5 =1 Triang. 24 Newton cste Quadratic  21.1 jours Instable 

6 =1 Triang. 16 Newton cste Quadratic  22.2 jours Instable 

7 =1 Triang. 20 Newton cste Quadratic Serendipity 21.7 jours Instable 

8 =2 Triang. 20 Newton cste Quadratic Serendipity 22.2 jours Instable 

9 =2 Triang. 20 Newton cste Linear 30.8 jours Instable 

10 =2 Triang. 20 Newton cste Quadratique 21.5 jours Instable 

 

3.3.4 Résistance anisotrope du matériau  

Les argilites du COx, comme d’autres matériaux des formations sédimentaires, présentent des 

anisotropies, entre autres, élastiques (Armand et al. 2017a), de résistance (Grgic et al. 2019, 

Zhang et al. 2019), tel qu’il a été présenté dans la section 2.2.1. L’anisotropie de résistance a été 

reportée par Zhang et al. (2019), Drgic et al. (2019) sur la base d’essais triaxiaux menés sur des 

échantillons carottés dans différentes directions par rapport au plan de stratification. Les 

résultats des essais triaxiaux ont montré que les résistances maximales (Rmax) obtenues dans la 

direction parallèle et perpendiculaire au plan de stratification sont similaires. La résistance 

minimale (Rmin) se produit quant à elle dans les orientations de 30° et 45° entre la direction de 

chargement et le plan de stratification. Un ratio d’anisotropie de résistance (Rmax/Rmin) d’environ 

1.4 pour 5 MPa de contrainte de confinement est trouvé (Zhang et al. 2019). 

 

Sur la base de ce constat et dans le but de tenir compte de cette évolution de résistance avec 

l’orientation du chargement, nous avons considéré que seule la résistance en compression 

uniaxiale du matériau (𝜎𝑐) dans le modèle unifié, présenté plus haut, évolue avec l’orientation du 

chargement par rapport à la stratification (). En conséquence, les paramètres A et B, liés 

respectivement au frottement et à la cohésion et à 𝜎𝑐, dépendront de l’orientation . En effet, 

des études expérimentales ont montré que le frottement et la cohésion varient avec l’orientation 

(Donath 1972, Attewell et Sandford 1974, Niandou et al. 1997, Yaşar 2001, Abdi et al. 2015). 

Concernant les paramètres m et s de Hoek-Brown, leur variation avec l’orientation a été 

préconisée notamment par Hoek-Brown (1980a), Lee et Pietruszczak (2008). Pour des raisons de 

simplification, une telle variation n’est pas prise en compte dans le présent modèle. 
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Enfin, l’évolution des paramètres A et B avec l’orientation s’appuie sur le concept de tenseur de 

fabrique, pour lequel les paramètres directionnels des matériaux sont introduits dans un critère 

de résistance anisotrope basé sur des observations microstructurales. Depuis son introduction 

par Pietruszczak et Mroz (2000, 2001), cette approche a été largement utilisée dans la littérature 

pour décrire l’endommagement anisotrope et/ou l’anisotropie de résistance (Lade 2007, Xu et al. 

2013, Ehsan et al. 2015, Nguyen et Le 2015, Pardoen et al. 2015, Su et al. 2016, Jiang 2017, Li et 

al. 2017, Parisio et Laloui 2018, Djouadi et al. 2020, Zhang et al. 2020). Dans le modèle unifié, 

l’anisotropie de résistance (𝜎𝑐) est donc introduite à l'aide du tenseur de microstructure et par 

les paramètres de résistance 𝜎𝑐_𝑖𝑛𝑖 à la limite élastique et 𝜎𝑐_𝑝𝑖𝑐  au pic : 

𝜎𝑐_𝑝𝑖𝑐 = 𝜎𝑐0_𝑝𝑖𝑐 (1 + 𝐴𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗 + 𝑎1(𝐴𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗)
2
+ 𝑎2(𝐴𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗)

3
+ ⋯) 

𝜎𝑐_𝑖𝑛𝑖 = 𝜎𝑐0_𝑖𝑛𝑖 (1 + 𝐵𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗 + 𝑏1(𝐵𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗)
2
+ 𝑏2(𝐴𝑖𝑗𝑙𝑖𝑙𝑗)

3
+ ⋯) 

(3.20) 

où 𝜎𝑐0_𝑝𝑖𝑐  et 𝜎𝑐0_𝑖𝑛𝑖  sont les résistances isotropes à la compression de la matrice rocheuse 

intacte ; 𝐴𝑖𝑗 , 𝑎1 , 𝑎2  et 𝐵𝑖𝑗 , 𝑏1 , 𝑏2  sont les paramètres anisotropes liés à la microstructure du 

matériau (Pietruszczak et al. 2002) ; et 𝑙𝑖 est le vecteur de chargement dans la direction 𝑖 :  

𝑙𝑖 =
𝐿𝑖

(𝐿𝑘𝐿𝑘)1 2⁄
= cos𝛼 (3.21) 

𝛼 est l’angle que fait le vecteur normal à la stratification par rapport à la direction de chargement. 

 

En l'absence d'information sur l'anisotropie de la résistance initiale pour la limite élastique, nous 

considérons une surface homothétique au critère au pic, c'est-à-dire : 𝐵𝑖𝑗 = 𝐴𝑖𝑗 , 𝑏𝑖 = 𝑎𝑖 (𝑖 =

1,2). Le tenseur microstructural (𝐴𝑖𝑗) peut être écrit en fonction de ses valeurs principales (𝐴11, 

𝐴22 , 𝐴33 ) dans le repère principal (𝑒(1), 𝑒(2), 𝑒(3))  - Figure 2.14. Par conséquent, pour une 

condition d’isotropie transverse du matériau, comme c'est le cas des argilites du COx, il est 

possible de considérer 𝐴11 = 𝐴33  (Pietruszczak et Mroz 2000). L’anisotropie de la résistance 

initiale et au pic sont donc définies respectivement par :  

𝜎𝑐_𝑝𝑖𝑐 = 𝜎𝑐0_𝑝𝑖𝑐(1 + λ + 𝑎1λ
2 + 𝑎2λ

3) 

𝜎𝑐_𝑖𝑛𝑖 = 𝜎𝑐0_𝑖𝑛𝑖(1 + λ + 𝑎1λ
2 + 𝑎2λ

3) 
(3.22) 

où 𝜆 = 𝐴11(1 − 3𝑙2
2). Les paramètres anisotropes 𝐴11 , 𝑎1  et 𝑎2  ont été calés en utilisant les 

valeurs de résistance anisotrope à la compression simple du COx obtenues expérimentalement 

par Zhang et al. (2019) - Figure 3.20. Les valeurs numériques de ces paramètres sont données sur 

cette même figure. Les valeurs des paramètres isotropes 𝜎𝑐0_𝑝𝑖𝑐  et 𝜎𝑐0_𝑖𝑛𝑖  proviennent du 

référentiel géologique de l'Andra.   
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La vérification et la validation ont ensuite été réalisées pour un confinement de 5 MPa et les 

différentes orientations de la stratigraphie (0, 30, 45, 60 et 90°) par rapport à la direction de 

chargement (axe Y). Les paramètres du matériau sont ceux listés dans le Tableau 3.5 auxquels 

s'ajoutent les paramètres anisotropes calés. Le modèle prédit les différentes résistances selon 

l’orientation (Figure 3.21a) qui correspondent bien aux résistances anisotropes initiale, au pic et 

à la contrainte résiduelle théorique (Figure 3.21b).  

 

Figure 3.20.- Résistance au pic en fonction de l'orientation des plans de stratigraphie des argilites du COx 

(Zhang et al. 2019) et les valeurs des paramètres anisotropes déterminées avec le critère au pic. 

 

    (a)      (b) 

Figure 3.21.- (a) Courbes de contrainte déviatorique – déformation axiale pour différentes orientations de 

chargement, et (b) comparaison des résultats du modèle anisotrope vs seuils théoriques anisotropes pour 

-5 MPa de confinement.   

 

L’application à la modélisation mécanique de la galerie GCS a été réalisée en considérant les 

paramètres utilisés dans la vérification des tests de compression à différentes orientations. La 

géométrie et le maillage correspondent à ceux présentés sur la Figure 3.18a, et l’interpolation 
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des points de Gauss est linéaire. Les comportements autour de la galerie, à la fin de l’excavation, 

montrent que l’extension du comportement pré-pic est significative dans une orientation inclinée 

par rapport à l’axe horizontal. Cette forme de la zone endommagée par l'excavation a également 

été trouvée par Djoudi (2019) lorsqu'elle a analysé la galerie avec un matériau anisotrope similaire 

à celui utilisé dans ce modèle. L’extension des zones plastiques en pré-pic aux reins et en voûte 

sont 0.18D et 0.16D respectivement (Figure 3.22a). Les valeurs de la surface d’endommagement 

(Figure 3.22b) montrent que l’endommagement est localisé à certains endroits autour de la 

galerie.  Une valeur maximale d’endommagement d'environ 0.55 est obtenue. La norme de 

déplacement (Figure 3.22c) indique que les déplacements verticaux sont plus importants que les 

déplacements horizontaux. Cela n’est pas cohérent avec les mesures in situ des convergences 

(hor > ver) (Armand et al. 2014). Dans ce modèle, l'élasticité contrôle le comportement de la 

galerie, puisque l’etendue de la phase post-pic est faible. 

 

(a)    (b)   (c) 

Figure 3.22.- (a) Comportements autour de la galerie, (b) valeurs de surface d’endommagement et (c) 

isovaleurs de la norme de déplacements. 

3.4 Conclusions 

Dans ce Chapitre il a été réalisé un travail préalable de prise en main de Comsol Multiphysics®, 

qui a consisté à effectuer des calculs de structures dans une approche multiphysique. Ainsi, les 

applications aux calculs des structures du LS M/H-M, en hydromécanique, nous ont permis 

d’évaluer le couplage poromécanique dans lequel nous avons tenu compte de l'anisotropie 

inhérente (Coarita-Tintaya et al. 2020) et un cadre poromécanique dans lequel des mécanismes 

plus complexes (plasticité, durcissement/radoucissement, endommagement, etc.) peuvent être 

progressivement pris en compte par la suite.  

 

L’implémentation des modèles rhéologiques dans Comsol Multiphysics® en utilisant le module 

« external material » a été réalisée. L'étude de faisabilité a montré une bonne restitution des 

résultats entre un modèle préexistant dans Comsol et son implémentation de manière externe.  
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Sur la base des mécanismes clés observés sur les argilites de COx et des modèles constitutifs 

développés récemment pour cette roche, un modèle élastoplastique anisotrope et 

endommageable a été progressivement proposé et implémenté dans Comsol. La vérification et 

la validation à travers la simulation d'essais triaxiaux de révolution ont été réalisées avec succès. 

Cependant, l'application au calcul des structures révèle des problèmes d'instabilités numériques 

lorsque le matériau atteint le comportement post-pic. 

 

Enfin, comme il a été indiqué dans la section d’implémentation de modèles rhéologiques dans 

Comsol Multiphysics®, il existe une seconde façon d’implémenter son modèle rhéologique dans 

Comsol basée sur l’approche « built-in ». Celle-ci sera examinée au prochain chapitre en termes 

d’implémentation, de tests de vérification et d’application aux calculs des structures. 
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Chapitre 4 :  MODÈLE ÉLASTOPLASTIQUE 

ANISOTROPE ET 

ENDOMMAGEABLE 
 

 

L’implémentation d’un modèle rhéologique externe à Comsol Multiphysics peut se réaliser avec 

l’approche « external material » ou « built-in ». Au Chapitre 3, un modèle qui reproduit les 

mécanismes clés du comportement de l’argilite du COx a été développé, puis implémenté dans 

Comsol en utilisant l’approche « external material ». Toutefois, des problèmes de convergence 

dans la phase post-pic, notamment dans le calcul des structures, nous ont empêché de poursuivre 

avec cette approche d’implémentation, pourtant largement utilisée dans les codes commerciaux. 

C’est pourquoi le présent chapitre examine l'approche « built-in » comme alternative à 

l’implémentation d’un modèle externe dans Comsol.      

 

Un bref résumé du comportement à court terme des argilites du COx est présenté dans ce 

chapitre. Le choix du modèle (élastoplastique anisotrope et endommageable) et de son 

implémentation détaillée dans Comsol Multiphysics® à travers l’approche « built-in » est donnée. 

Ce modèle, par rapport à celui présenté dans le chapitre précédent, comprend une amélioration 

du comportement post-pic des argilites du COx. Le modèle est vérifié et validé sur des chemins 

triaxiaux de révolution. Une analyse de sensibilité à certains paramètres intervenant dans le 

modèle a également été menée. L’amélioration du modèle a porté sur un critère linéaire de la 

résistance résiduelle, ce qui nous permet d'obtenir de meilleurs résultats par rapport aux 

observations in situ. En raison des instabilités numériques liées au comportement en post-pic, 

des études de sensibilité sur le maillage et la distorsion plastique résiduelle (liée à la fragilité du 

matériau) sur la configuration de la galerie GCS du LS M/H-M (orientée parallèle à la contrainte 

horizontale majeure) ont été menées dans le but d'avoir un jeu de paramètres numériques 

stables. Enfin, l'application aux modélisations hydromécaniques des galeries GCS et GED du LS 

M/HM est abordée à la fin de ce chapitre. 
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4.1 Rappel succinct des principales caractéristiques du comportement à court terme 

des argilites du COx 

Comme indiqué dans la section 2.5, les principales caractéristiques du comportement à court 

terme des argilites du COx sont (Su 2003, Chiarelli et al. 2003, Dossier Andra 2005, Su 2006, 

Gatmiri 2011, Hoxha et al. 2004, Armand et al. 2013, 2014, Armand et al. 2017a, Dossier Andra 

2017, Zhang et al. 2019) : une courte phase élastique linéaire sous faibles contraintes 

déviatoriques précédée de la phase de serrage et de fermeture des microfissures initiales ; une 

phase pré-pic durcissante non linéaire par l’apparition des déformations plastiques sous faibles 

contraintes déviatoriques ; une phase post-pic radoucissante, fragile sous faibles pressions de 

confinement et qui devient ductile en augmentant la pression de confinement ; un 

comportement résiduel purement frottant gouverné par le comportement des macro-fissures 

induites ; une résistance de la roche dépendant du chemin de sollicitation (compression versus 

extension) ; une anisotropie élastique du matériau ; une résistance à la compression uniaxiale 

anisotrope avec une valeur minimale atteinte autour de 30° à 45° par rapport au plan de 

stratification, etc.  

 

De plus, Il a été montré qu'un critère de résistance basé sur le critère de Hoek-Brown est bien 

adapté pour décrire la résistance au pic de l'argilite du COx (Su 2006, Souley et al. 2011, Armand 

et al. 2017a, Dossiers Andra 2005, 2017).  

 

4.2 Équations constitutives du modèle élastoplastique anisotrope et endommageable  

La surface de charge (basée sur le critère de Hoek-Brown - Equation 3.6), le potentiel plastique 

(Equation 3.9) et l’écrouissage positif de la phase pré-pic du modèle (Equation 3.8), ils ont été 

discutés dans la section 3.3.1. L’anisotropie de résistances à la compression simple (à la limite 

élastique 𝜎𝑐_𝑖𝑛𝑖 et au pic 𝜎𝑐_𝑝𝑖𝑐) en fonction de l’orientation du chargement par rapport au litage 

est également prise en compte dans le modèle. Cette prise en compte se base sur le concept de 

tenseur de fabrique initié par Pietruszczak et Mroz (2000, 2001), elle a été largement discutée 

dans la section 3.3.4 du Chapitre 3. 

 

Compte tenu des problèmes de convergences numériques rencontrées avec la formulation de 

l’endommagement inspirée des travaux de Pouya et al. (2016), nous sommes revenus à une 

formulation simplifiée de l’endommagement en utilisant une variable exprimée simplement en 

fonction des déformations plastiques en post pic, de pic et résiduelle. C’est ce modèle qui sera 

détaillé par la suite. 
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Le comportement élastoplastique radoucissant des argilites est modélisé par l’écoulement 

plastique à travers une évolution des paramètres A et B en fonction d’un taux de fracturation (𝑌𝑓).  

𝑥 = 𝑥𝑝𝑖𝑐 + {𝑥𝑟𝑒𝑠 − 𝑥𝑟𝑒𝑠}{2 − 𝑌𝑓}𝑌𝑓 ; 𝑥 = {𝐴 , 𝐵} (4.1) 

où 𝐴𝑟𝑒𝑠 = 𝜎𝑐_𝑟𝑒𝑠 𝑚𝑟𝑒𝑠 et 𝐵𝑟𝑒𝑠 = 𝑠𝑟𝑒𝑠  𝜎𝑐_𝑟𝑒𝑠
2 sont les paramètres liés au critère résiduel et 𝑌𝑓 =

𝛾−𝛾𝑝𝑖𝑐

𝛾𝑟𝑒𝑠−𝛾𝑝𝑖𝑐
 est le taux de fracturation (variant de 0 au pic à 1 au début de la phase résiduelle). 

 

L’hypothèse principale est que l’endommagement est supposé se produire entre le pic et le début 

de la phase résiduelle (au cours de laquelle le comportement sera essentiellement frottant avec 

ou sans cohésion). Cet endommagement est considéré comme isotrope et caractérisé par la 

variable (𝐷) définie par une fonction exponentielle avec le taux de fracturation : 

𝑓𝐷 = 𝐷 − 𝐷𝑚𝑎𝑥{1 − exp(−𝜒𝑌𝑓)} (4.2) 

où 𝜒  est le taux de croissance de l’endommagement, 𝐷𝑚𝑎𝑥  est l’endommagement maximal 

atteint au début de la phase résiduelle et qui dépend de la contrainte de confinement afin de 

traduire la transition fragile/ductile observée sur les essais de laboratoire. Cette fonction 

exponentielle s’appuie sur le modèle le modèle élasto-endommageable de Mazars (1984) à 

l’origine développé pour les bétons. Dans le modèle élastoplastique endommageable isotrope de 

Jia et al. (2009) pour l’argilite du COx, l’endommagement est également basé sur le critère 

d’endommagement proposé par Mazars (1984). 

 

Ainsi, l’influence de la contrainte de confinement sur le comportement post-pic observée sur des 

éprouvettes est introduite dans le calcul de l’endommagement maximum, à travers le paramètre 

𝜂𝑟  , déjà introduit dans l’Eq. (3.15) et rappelé ici, qui permet ainsi de rendre compte de la 

transition fragile – ductile :  

𝜂𝑟 =
(𝜎1 − 𝜎3)𝑟𝑒𝑠

(𝜎1 − 𝜎3)𝑝𝑖𝑐
 (4.3) 

Finalement, l’endommagement est important à faibles contraintes de confinement, alors que 

pour les contraintes de confinement supérieures à la contrainte de transition (3
bd), 

l’endommagement est inactif. En effet, pour des contraintes de confinement supérieures à 3
bd, 

le comportement des argilites est ductile : ce qui en présence d’endommagement, signifie que 

ce dernier serait diffus. Analogiquement à la phase pré-pic, un tel endommagement n’induit pas 

de réduction des modules effectifs : ce qui revient à ne pas activer l’endommagement pour ces 

niveaux de contraintes de confinement. En d’autres termes, pour des confinements supérieurs à 

3
bd, le comportement reste ductile élastoplastique sans endommagement. 
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Ainsi pour des confinements inférieurs à 3
bd, l’endommagement maximal est défini par : 

𝐷𝑚𝑎𝑥 = 1 − 𝜂𝑟 (4.4) 

où pour 𝜎3 = 𝜎3
𝑏𝑑 (𝐷𝑚𝑎𝑥 = 0), alors que pour 𝜎3 = 0 (𝐷𝑚𝑎𝑥 = 1 − √𝑠𝑟𝑒𝑠 𝑠𝑝𝑖𝑐⁄ ). On notera que 

r (ratio entre les résistances résiduelle et au pic) est défini avec les contraintes principales 

extrêmes 1 et 3, c’est-à-dire que le critère classique de Hoek-Brown (avec l’exposant a = ½) et 

indépendant de la géométrie des contraintes ( : angle de Lode). Ce choix est justifié pour des 

raisons de simplicité et de l’absence de données expérimentales permettant de quantifier une 

éventuelle dépendance de r avec le chemin de chargement (compression versus extension). 

Schématiquement, le modèle élastoplastique et endommageable proposé est illustré sur la Figure 

4.1. Le comportement pré-pic du matériau est durcissant sans modification de l’élasticité. Le 

comportement post-pic est radoucissant et considère un endommagement isotrope couplé à la 

plasticité. Entre le pic et le début de la phase résiduelle l’endommagement modifie le tenseur des 

modules élastiques. Enfin, la phase résiduelle est décrite par une plasticité parfaite dont la valeur 

correspond à la résistance résiduelle atteinte lors des essais de laboratoire. 

 

Figure 4.1.- Modèle élastoplastique et endommageable du comportement des argilites avec les phases 

pré- et post-pic, et résiduelle. 

4.3 Implémentation « built-in » intégrée dans Comsol Multiphysics® du modèle 

proposé 

4.3.1 Implémentation « built-in » de la plasticité 

Cette option d’implémentation diffère de celle de l’« external material » déjà utilisée et discutée 

dans le Chapitre 3, sur les points suivants (Laviña et Idiart, 2018) : 

• elle ne nécessite pas de langage de programmation (C++ par exemple) ; 

• toutes les variables sont accessibles en pré- et post traitements.  

 

L’avantage de l’implémentation « built-in » par rapport à l’implémentation « external material » 

c’est que les surfaces de charges, potentiels plastiques et lois d’écoulement sont utilisés pour 
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faire les projections nécessaires dans une approche plastique unifiée interne à Comsol. Elle 

bénéficie donc du retour d’expérience des solveurs non linéaires adaptés aux calculs plastiques 

propre au code Comsol. De plus, un autre avantage est la possibilité de coupler complètement le 

modèle implémenté avec d'autres modèles constitutifs mécaniques et/ou physiques préexistants 

dans Comsol. Toutefois la programmation est moins flexible que dans le cas de l’implémentation 

« external material », et il est impossible de debugger ses équations constitutives.  

 

Dans ce qui suit, l’implémentation du modèle élastoplastique anisotrope et endommageable, par 

l’approche « built-in », est détaillée. 

 

Dans cette implémentation, on travaille avec les valeurs actuelles et celles qui ont été calculées à 

la précédente étape, car l’accès au cours du calcul à certaines variables dans Comsol est 

impossible. La surface de charge et le potentiel plastique (Équations 3.6 et 3.9) sont définis dans 

le module « Plasticity » de Comsol (Figure 4.2). Les fonctions et variables d’état du modèle 

élastoplastique sont écrites dans les variables ajoutées à Comsol (Figure 4.3 et 4.4) dans le nœud 

« Definitions ». Les invariants de contraintes p et q sont directement calculés dans Comsol 

indépendamment de la loi de comportement, alors que pour l’angle de Lode  défini dans 

l’équation 3.7, il diffère de celui calculé intérieurement dans Comsol : nous avons procédé à un 

changement de variable par rapport à l’angle de Lode défini dans Comsol ( = Comsol – /6), où 

𝜃 =
1

3
𝑠𝑖𝑛−1 (−

3√3

2

𝐽3

𝐽2
3/2)  et 𝜃𝐶𝑜𝑚𝑠𝑜𝑙 =

1

3
cos−1 (

3√3

2

𝐽3

𝐽2
3/2) . Toutes les conditions relatives à 

l’intersection entre les surfaces et les évolutions des paramètres indépendants A et B, par rapport 

à la distorsion plastique, sont montrées sur la Figure 4.4. 

 

4.3.2 Implémentation du comportement endommageable 

L’implémentation de l’endommagement, qui dans le cas présent est exprimée en fonction de la 

distorsion plastique (Équation 4.2), est illustrée sur la Figure 4.5. Selon le concept de déformation 

équivalente, l’endommagement modifie les propriétés élastiques effectives du matériau 

anisotrope (Figure 4.6). En première approximation, nous avons admis que seuls les modules de 

Young et de cisaillement sont impactés par la variable d’endommagement. 
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Figure 4.2.- Module plastique de Comsol. 

 

 

Figure 4.3.- Surface de charge élastoplastique généralisant le critère de Hoek-Brown dans l’espace des 

invariants de contraintes. 

 

 

Figure 4.4.- Expressions de surfaces de charge initiale, au pic et résiduelle, variables d’état et lois 

d’écrouissage 
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Figure 4.5.- Calcul de la variable de l’endommagement. 

 

Figure 4.6.- Calcul des modules effectifs (Ei, Gij ; i,j=1,2,3) en fonction de l’endommagement. 

 

4.3.3 Implémentation de la résistance anisotrope 

L’orientation du chargement par rapport à la stratification () a été déterminée en utilisant le 

vecteur de la direction de la contrainte principale mineure 𝜎𝑝3 (la convention des contraintes de 

Comsol est : compressions négatives et 𝜎𝑝3 ≤ 𝜎𝑝2 ≤ 𝜎𝑝1 ) : [vec1 vec2 vec3]T de l’étape 

précédente (parce que le vecteur actuel n’est pas connu) et le vecteur normal à la stratification : 

[vnx vny vnz]T (Figure 4.7). La valeur de cet angle permet de déterminer la résistance anisotrope 

du matériau (Équation 3.22). Sauf mention contraire, la convention de contraintes est celle 

utilisée en mécanique des roches : compressions négatives et 𝜎1 ≤ 𝜎2 ≤ 𝜎3. 

 

 

Figure 4.7.- Calcul de la résistance anisotrope à partir de l’angle entre la contrainte majeure et la normale 

au plan de stratification. 
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4.3.4 Gestion des variables d’état supplémentaires 

La sauvegarde des valeurs de variables du calcul précédent dans la version 5.5 de Comsol est faite 

en utilisant le module « States variables » (Frei 2020) qui reste plus adapté que dans les versions 

antérieures de Comsol (Frei 2015). Dans notre cas, cinq variables ont été définies pour être suivies 

(Figure 4.8). Ce sont : 𝜎1𝑝  (qui correspond à 𝜎3 ), les composantes du vecteur associé à la 

contrainte principale mineure 𝜎3𝑝 dans la convention des contraintes de Comsol (qui correspond 

à 𝜎1) et la variable d’endommagement. Pour éviter les problèmes d’initialisation au moment de 

déterminer l’angle , il a été considéré une valeur non nulle pour une des composantes du 

vecteur (𝜎3𝑝 est prise coaxiale à l’axe Oy par défaut). 

 

 

Figure 4.8.- Variables suivies. 

4.4 Validation de l’implémentation numérique sur des chemins triaxiaux  

Afin de vérifier la restitution du modèle proposé et son implémentation dans Comsol, des essais 

triaxiaux à différents confinements ont été simulés. La géométrie est constituée d’un cube d’1 m3 

de volume avec des conditions symétriques sur les plans xy (z=0), xz (y=0) et yz (x=0). Le 

chargement déviatorique se fait selon la direction -y et le confinement selon les directions x et z. 

Différentes applications sont menées avec le jeu de paramètres listé dans le Tableau 4.1 et qui 

correspond aux valeurs inférieures obtenues (ou admises) à partir d’essais (Su 2003). La 

géométrie et le maillage sont montrés sur la Figure 4.9. Les paramètres élastiques sont : E1 = 5200 

MPa, E2 = 4000 MPa, 12 = 0.39, 12 = 0.2 et G12 = 1740 MPa, tandis que l’orientation de la 

stratigraphie a une normale dirigée selon [0 1 0]T, c’est-à-dire horizontale. 

 

Tableau 4.1.- Paramètres endo-plastiques utilisés. 

Variable Valeur  Unité Variable Valeur  Unité Variable Valeur  Unité 

mini 1.5 - c_pic 33.5 MPa ult 3p - 

mpic 2 - c_ini 9.6 MPa  0 -0.1 - 

sini 1 - 3
bd 25 MPa m 0.3 - 

spic 0.128 - pic 0.00575 - b 600 - 

sres spic/16 - res 0.0155 -  Variable - 

 

https://www.comsol.com/blogs/using-the-previous-solution-operator-in-transient-modeling/


Modèle élastoplastique anisotrope et endommageable 

81 

 

Figure 4.9.- Géométrie et maillage du modèle pour les simulations de compression triaxiale. 

4.4.1 Chargement et déchargement  

Pour la compression triaxiale avec des cycles de chargement-déchargement avec un taux de 

croissance de l’endommagement  de 2 et un confinement de -1 MPa, les résultats sont 

synthétisés sur la Figure 4.10. Ils montrent la diminution du module élastique à partir du pic 

(Figure 4.10a) et que les variables d’état (D et ) n’évoluent pas avec le déchargement (Figure 

4.10b et Figure 4.10c). Aussi, les transitions contractance élastique/plastique et contractance / 

dilatance du matériau sont reproduites (Figure 4.10d).   

 

4.4.2 Sensibilité par rapport au taux de croissance de l’endommagement (𝝌) 

Une analyse de sensibilité sur le taux de croissance d’endommagement = 0, 0.1, 1, 2 est menée 

pour une compression triaxiale à -1 MPa de confinement (Figure 4.11).  

 

Il ressort que pour des valeurs importantes de 𝜒, la contrainte déviatorique diminue lentement 

(Figure 4.11a et Figure 4.11b), c’est-à-dire que le taux de croissance de la distorsion plastique 

diminue la fragilité du matériau (Figure 4.11c et Figure 4.11d), l’endommagement augmente alors 

rapidement pour atteindre son maximum relatif (Figure 4.11e) et la dilatance de la déformation 

volumique diminue (Figure 4.11f). Les résultats de l’endommagement n’ont pas atteint 

l’endommagement maximale (Dmax), en raison des faibles valeurs de  utilisées 

 

(a)     (b) 
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(c)     (d) 

Figure 4.10.- Courbes : (a) contrainte déviatorique –, (b) endommagement –, (c) distorsion plastique – et 

(d) déformation volumique – déformation axiale. 

 

(a)     (b) 

 

(c)     (d) 
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(e)     (f) 

Figure 4.11.- Courbes : (a) contrainte déviatorique –, (b) zoom de contrainte déviatorique –, (c) distorsion 

plastique –, (d) zoom de distorsion plastique –, (e) endommagement – et (f) déformation volumique – 

déformation axiale. 

 

4.4.3 Triaxiaux pour différentes contraintes de confinement 

Dans cette application, l’objectif est de démontrer la capacité du modèle à reproduire la 

transition fragile-ductile du matériau pour une contrainte de confinement de transition (3
bd) de 

-25 MPa. Pour des raisons de convergence à faibles contraintes de confinement (3=-0.001 MPa), 

une valeur de  égale à 2 a été considérée  

 

Sur la Figure 4.12.a, on peut noter que les résultats et les solutions théoriques des critères de 

Hoek-Brown à l’initiation de la plasticité, au pic et au résiduel, sont bien corrélés. De plus, le 

modèle permet de reproduire la transition fragile - ductile du matériau (Figure 14.b). Comme on 

pouvait s’y attendre, le taux d’endommagement est plus important à faibles contraintes de 

confinement (Figure 4.12c) puisque Dmax diminue avec l’augmentation de la contrainte de 

confinement pour s’annuler au-delà de 3
bd. Relativement à la déformation volumique, la 

transition contractance et dilatance du matériau est observée (Figure 4.12d). 

 

(a)     (b) 
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(c)     (d) 

Figure 4.12.- (a) Comparaison des résultats du modèle et seuils théoriques de Hoek-Brown. Courbes pour 

différentes contraintes de confinement : (b) contrainte déviatorique –, (c) endommagement – et (d) 

déformation volumique – déformation axiale. 

4.4.4 Résistances anisotropes 

Les valeurs numériques des paramètres 𝐴11, 𝑎1 et 𝑎2 sont celles qui ont été calées en utilisant 

les valeurs de résistance anisotrope à la compression simple du COx obtenues 

expérimentalement par Zhang et al. (2019) (Figure 3.20), alors que les valeurs des paramètres 

isotropes 𝜎𝑐0_𝑝𝑖𝑐  et 𝜎𝑐0_𝑖𝑛𝑖  proviennent du référentiel géologique de l'Andra. Pour un 

confinement de -5 MPa, une valeur du taux  égale à 2 et une orientation de la stratigraphie de 

0°, 30°, 45°, 60° et 90° par rapport à la direction de chargement (axe y), le modèle prédit les 

différentes résistances selon l’orientation (Figure 4.13) qui correspondent bien avec les 

résistances anisotropes initiale, au pic et au résiduelle théorique. 

 

(a)     (b) 

Figure 4.13.- (a) Courbes de contrainte déviatorique – déformation axiale pour différentes orientations de 

chargement par rapport au litage et (b) comparaison des résultats du modèle et les seuils théoriques 

anisotropes, pour -5 MPa de confinement. 
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4.5 Applications aux ouvrages souterrains 

Comme dans les précédents chapitres, il s’agit ici d’examiner le caractère opérationnel du modèle 

développé et implémenté dans Comsol pour des calculs de structures du laboratoire LS M/H-M. 

 

4.5.1 Calcul mécanique : distorsion plastique résiduelle vs maillage 

Les simulations de la réponse post-pic (radoucissant) des géomatériaux avec des modèles 

continus conduisent à des instabilités numériques et à un effet sur la localisation des 

déformations lorsque l’on réduit la taille des éléments du maillage (Nayak et Zienkiewicz 1972, 

Pietruczack et Mroz 1981, de Borst et Mühlhaus 1992). Cette instabilité est due à un problème 

mathématique mal posé qui fait que les solutions numériques ne convergent pas vers une 

solution physiquement admissible, ce qui correspond à une perte de l’unicité de la solution, et se 

localisent sur des bandes concentrées dont la largeur dépend de la taille du maillage (Pietruczack 

et Mroz 1980, Read et Hegemier 1984, De Borst et al. 1993, Peerlings et al 1996, Valanis et Peters 

1996, Sabet et De Borst, 2019). Pour bien poser le problème, il est donc nécessaire de reformuler 

ou d’introduire une méthode de régularisation afin d’éviter cette dépendance au maillage.  

 

La régularisation peut être effectuée en incorporant une échelle de longueur caractéristique dans 

la formulation. Cette longueur caractéristique dépend du matériau, et elle est habituellement liée 

à la taille du grain pour des matériaux granulaires ou cimentaires (Patzák et Jirásek 2004). Des 

méthodes telles que le continuum de Cosserat (Mühlhaus 1989, De Borst 1991, De Borst et Sluys 

1991, Steinmann 1994, Stefanou et al. 2017), le champ de phase (Francfort et Marigo 1998, Zhou 

et al. 2018, 2019, Giambanco et La Malfa Ribolla 2019), le gradient de plasticité (Vardoulakis et 

Aifantis 1991, De Borst et Mühlhaus 1992, Pardoen et Collin 2017) et les modèles non locaux 

(Bažant et Pijaudier-Cabot 1988, Strömberg et Ristinmaa 1996, Jirásek 1998, Bažant et Jirásek 

2002, Manica et al. 2018) ont été utilisées pour résoudre ce problème de la dépendance au 

maillage dans les modèles continus radoucissants. Dans ce travail, ces approches n'ont pas pu 

être introduites dans le modèle proposé, en raison du manque de temps et des objectifs initiaux 

de la thèse. La régularisation du modèle développé peut donc constituer pleinement une des 

perspectives de ce travail. 

 

Cependant, afin de déterminer la limite du modèle pour les modélisations comportant la phase 

post-pic, notamment, dans la modélisation mécanique de la galerie GCS du LS M/H-M (// à la 

contrainte horizontale majeure), une étude de sensibilité sur la distorsion plastique résiduelle (r) 

par rapport au maillage a été menée.  



Chapitre 4 

86 

L’état de contrainte initial est : x = h = 12.4 MPa, z = v = 12.7 MPa et z = H = 16.1 MPa (// à 

la galerie). Les paramètres mécaniques du modèle de Hoek-Brown correspondant à l’argilite du 

COx sont listés dans le Tableau 4.1., avec la modification de p = 3.75E-3, r est variable et un taux 

de croissance de l’endommagement  de 2. Les caractéristiques anisotropes élastiques utilisées 

sont : Ex = 5200 MPa, Ey = 4000 MPa, vxy = 0.39, vxz = 0.2 et Gxy = 1740 MPa. La géométrie du 

modèle est de 20x20m avec une zone de rayon externe 3R centrée autour de la galerie de rayon 

R=2.6 m. Dans cette analyse, nous considérons deux types de maillages autour de la galerie : 

quadrangulaire et triangulaire (Figure 4.14). Les dimensions de ces maillages sont listées dans le 

Tableau 4.2, où Nw représente le nombre d’éléments sur la paroi de la galerie, Ni : le nombre 

d’éléments selon les axes x et y, dans la couronne [R, 3R]. Les maillages triangulaires ont été 

obtenus en insérant un point au centre des éléments quadrangulaires. La discrétisation « 

quadratic » est employée dans l’intégration du champ de déplacements de la physique 

« mécanique ». 

Tableau 4.2.- Dimensions des maillages et distorsion plastique résiduelle. 

Drift wall Internal area Residual plastic distortion: r 

Nw Element size (m) Ni Element ratio Trian. Mesh Quad. Mesh 

12 0.34 8 0.36 0.0135 0.0126 
16 0.26 11 0.36 0.0138 0.0133 
18 0.23 12 0.36 - 0.0116 
20 0.20 13 0.36 0.0148 0.0116 
22 0.19 14 0.36 - 0.0121 
24 0.17 16 0.36 0.0152 0.0129 
28 0.15 18 0.36 0.016 0.0138 

 

 

 (a)      (b) 

Figure 4.14.- Géométrie et maillage du domaine avec des éléments (a) quadrangulaires et (b) 

triangulaires. 

Nw 

 Ni 
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Les extensions des zones plastiques, les isovaleurs de la distorsion plastique et 

d’endommagement pour le maillage triangulaire (Figure 4.15) et quadrangulaire (Figure 4.16) 

sont obtenues pour les distorsions plastiques résiduelles indiquées dans le Tableau 4.2. Pour les 

résultats des maillages triangulaires, les distorsions obtenues restent inférieures à la distorsion 

plastique résiduelle ( < r) ce qui indique que le matériau n'a pas atteint la phase résiduelle. 

Cependant, pour le maillage quadrangulaire Nw= 18, 20, 22 et 24, le critère résiduel est atteint 

donnant lieu à des extensions interrompues pour les zones en phase résiduelle. De plus, de 

manière générale les distorsions plastiques diminuent avec le raffinement du maillage, ce qui se 

reflète dans la diminution des endommagements correspondants. 

 

(a)     (b)     (c) 

 

(d)     (e)     (f) 

 

(g)     (h)     (i) 

Figure 4.15.- Extension des zones plastiques, isovaleurs de la distorsion plastique et d’endommagement 

pour le maillage triangulaire et Nw : 12 (a-c), 20 (d-f) et 28 (g-i).  
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(a)     (b)     (c) 

 

(d)     (e)     (f) 

 

(g)     (h)     (i) 

 

(j)     (k)     (l) 

 

(m)     (n)     (o) 

 

(p)     (q)     (r) 
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(s)     (t)     (u) 

Figure 4.16.- Extension des zones plastiques, isovaleurs de la distorsion plastique et d’endommagement 

pour le maillage quadrangulaire et Nw : 12 (a-c), 16 (d-f), 18 (g-i), 20 (j-k), 22 (m-o), 24 (p-r) et 28 (s-u).  

 

Figure 4.17.- Corrélation linéaire de la distorsion résiduelle et du nombre des éléments dans la paroi de la 

galerie pour le maillage triangulaire (Mesh T) et quadrangulaire (Mesh Q). 

 

Les distorsions plastiques résiduelles et le nombre d’éléments à la paroi de la galerie (Nw) peuvent 

être corrélés linéairement avec un coefficient de corrélation de 98% et 95% pour le maillage 

triangulaire et quadrangulaire, respectivement (Figure 4.17). Les valeurs des distorsions 

plastiques pour le maillage quadrangulaire Nw = 12 et 16 n’ont pas été prises en compte, parce 

que ces valeurs sont importantes et dépendent surtout du choix du solveur. Dans cette étude, la 

même configuration de solveur a été maintenue pour toutes les analyses. Les lignes de 

corrélation nous indiquent, pour une maille donnée, la valeur de la distorsion résiduelle à utiliser 

pour que le modèle converge. La comparaison de ces corrélations montre que les maillages 

quadrangulaires peuvent converger avec moins de distorsion résiduelle par rapport aux maillages 

triangulaires.  

 

Sur la base de ces résultats, un maillage quadrangulaire autour de la galerie est retenu, en 

particulier avec Nw≤22 qui permet d’atteindre le critère résiduel. De plus, une distorsion plastique 

résiduelle de 12.5E-3, qui reste dans le domaine de la stabilité numérique, sera utilisée.  
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4.5.2 Calcul hydromécanique  

Dans cette section, la modélisation hydromécanique de la galerie GCS et GED est réalisée. Nous 

allons d’abord rappeler quelques éléments du comportement hydromécanique observé sur des 

essais en laboratoire et des mesures in situ, ainsi que les équations qui régissent le problème 

hydromécanique.  

 

4.5.2.1 Comportement hydromécanique 

Les conséquences de l’évolution de l’endommagement ne provoquent pas seulement la 

modification des caractéristiques mécaniques du matériau, elles contribuent également à 

modifier l'écoulement du fluide à travers l'espace poreux et fissuré. Pendant l’évolution de 

l’endommagement, la perméabilité peut être modifiée soit par l’apparition et la croissance de 

fissures discrètes ou soit par le développement de l’endommagement sous la forme de 

microfissures et de microvides (Pellet et Selvadurai 2017). 

 

Afin de comprendre la modification de la perméabilité sous l’action de la contrainte déviatorique, 

plusieurs études expérimentales ont été menées (Paterson 1978, Ferfera et al. 1997, Schulze et 

al. 2001, Paterson et Wong 2005, Choinska 2006, Popp et Salzer 2007, Wang et al. 2014). Ces 

études montrent que dans l’évolution de la perméabilité on peut considérer l’existence de 

principales régions. Des essais triaxiaux réalisés avec mesure de perméabilité sur l’argilite de la 

formation Callovo-Oxfordien par Zhang (2016) permettent de distinguer 4 zones (Figure 4.18) :  

o Zone I : une première phase non-linéaire associée à la fermeture des microfissures 

initiales, suivie d’un comportement linéaire jusqu’au seuil de contrainte d’initiation de 

fissures.   

o Zone II (entre la contrainte d’initiation et le seuil de dilatance) : une phase de 

durcissement plastique non linéaire et une contraction volumique. Les microfissures 

existantes et nouvellement créées, restent généralement fermées pendant le 

cisaillement. En conséquence, de très faibles variations de perméabilité se produisent. 

o Zone III : quand la contrainte dépasse le seuil de dilatance, la déformation volumique 

devient dilatante due à l’ouverture des microfissures. Certaines microfissures se 

développent, se propagent et se coalescent rapidement dans un réseau continu qui 

traverse l’échantillon (seuil de percolation) et qui occasionne une augmentation de la 

perméabilité.  

o Zone IV : au-delà du seuil de percolation (pic et phase post-rupture) jusqu’à la contrainte 

résiduelle, la connexion des fissures entraîne une augmentation de la perméabilité, 
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accompagnée d’une très faible dilatance. Une fois que la connectivité des fissures est 

suffisamment développée, les déformations supplémentaires sont principalement 

dominées par le glissement le long de la fracture, de sorte que l'augmentation de la 

perméabilité par la fracturation est limitée.  

 

Figure 4.18.- Exemple de la réponse contrainte-déformation-perméabilité de l'argile et un modèle 

conceptuel d'évolution de fissure lors du chargement triaxial (Zhang 2016). 

 

Selon l’étude réalisée par Choinska (2006) sur des bétons et en considérant une contrainte 

appliquée de 95% de la contrainte maximale (phase pré-pic), les évolutions de la perméabilité 

(k/k0>1) sous chargement et après déchargement (Figure 4.19), apparaissent à partir de 85 % de 

la contrainte maximale (ce qui correspond à 70 % de la déformation au pic de contrainte). Popp 

et Salzer (2007) indiquent que le seuil d'initiation de fissures vaut 60% de la résistance au pic. 

Abdi et al. (2015) considèrent approximativement 70%-75% de la résistance au pic pour le seuil 

d’endommagement de l’argilite de Tournemire. Selon Rahal (2015), cette contrainte est entre 

70% et 90% de la contrainte maximale.  
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Figure 4.19.- Évolution du rapport des perméabilités des matériaux endommagé (k) et sain (k0), en 

fonction du rapport de la contrainte subie sur la contrainte au pic (Choinska, 2006). 

 

Des études expérimentales montrent la dépendance de la perméabilité et de l’endommagement 

sous l’effet du confinement. Avec l’augmentation de la contrainte de confinement, la 

perméabilité diminue (Figure 4.20c) due à la fermeture des microfissures ou microvides. Cette 

contrainte de confinement compacte progressivement la structure interne du matériau et le 

comportement fragile devient ductile (Figure 4.20a et b). De cette manière on retarde l’initiation, 

la croissance et la propagation des fissures. On augmente le seuil d’initiation de fissures, le seuil 

de dilatance, le seuil de percolation et la contrainte maximale (Zhang 2016). Ce comportement a 

été également observé par Ferfera et al. (1997) et Boutéca et al. (2000) pour le grès des Vosges, 

par Schutjens et al. (2004) pour des réservoirs de grès et par Chen et al. (2014a) pour le granite 

de Beishan. 

 

L’augmentation de la perméabilité avec l’endommagement reste un point particulièrement 

critique en particulier lorsque le réseau des microfissures induites devient percolant (seuil de 

percolation). Le seuil de percolation est associé au début de la connectivité des microfissures et 

au-delà de laquelle la perméabilité change considérablement, parce que l'ouverture des fissures 

propagées est plus importante que celle des fissures ou pores initiaux. Les modèles proposés dans 

le cas continu permettent de reproduire de manière satisfaisante l’évolution de la perméabilité 

de l’endommagement diffus, notamment, en compression uniaxiale. Dans ce cas, la fissuration 

est progressive et la transition vers la formation d’une macrofissure n’est pas brutale (Pijaudier-

Cabot et al. 2009, Rahal et al. 2016). A l’inverse, en traction uniaxiale, les microfissures se 

localisent subitement dans une macrofissure et la transition est très brusque. Dans ce cas, la 

perméabilité est évaluée phénoménologiquement à partir de l’ouverture de la fissure (Pijaudier-

Cabot et al. 2009). 



Modèle élastoplastique anisotrope et endommageable 

93 

 

 (a) 

 

(b)      (c) 

Figure 4.20.- Influence du confinement à : (a) la contrainte maximale, (b) la déformation volumétrique et 

(c) la perméabilité (Zhang 2016). 

 

Des mesures de perméabilité ont été réalisées dans les laboratoires souterrains de Mont Terri 

(Bossart et al. 2002, 2004) et LS M-H/M (Armand et al. 2014) qui se trouvent respectivement dans 

les formations argileuses d’Opalinus et Callovo-Oxfordien. En particulier, au LS M-H/M, des 

mesures de perméabilité (Figure 4.21 et Figure 4.22) ont été réalisées dans des forages verticaux 

et horizontaux aux galeries GCS et GED. Ces mesures in situ indiquent (Armand et al. 2014) la 

présence de valeurs élevées de perméabilité au voisinage de la galerie en raison des fractures 

connectées, une variation de la perméabilité en fonction de la distance au mur de la galerie et 

l'anisotropie de la perméabilité de l’argilite de COx saine dans les directions parallèles et 

perpendiculaires à la stratification. Le ratio d’anisotropie de perméabilité de la roche saine 

observé est de 3. 
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(a)      (b) 

Figure 4.21.- Conductivité hydraulique mesurée dans la galerie GCS (parallèle à H) : forages (a) verticaux 

et (b) horizontaux (Armand et al. 2014). 

 

(a)      (b) 

Figure 4.22.- Conductivité hydraulique mesurée dans la galerie GED (parallèle à h) : forages (a) verticaux 

et (b) horizontaux (Armand et al. 2014). 

Enfin, les zones de fractures connectées sont généralement associées à une augmentation de la 

perméabilité de plusieurs ordres de grandeur, et par conséquent, leur formation et leur évolution 

au cours du temps doivent être évaluées dans le cadre de l'évaluation de la sécurité d’un potentiel 

stockage de déchets radioactifs. 

 

En ce qui concerne l’évolution de la perméabilité avec l’endommagement, deux principales 

approches sont utilisées dans la littérature.  

 

Une première approche considère la continuité et la distribution homogène de 

l’endommagement du matériau. La perméabilité peut être exprimée en fonction des variables 

internes macroscopiques liées à la dégradation du matériau (variable d’endommagement) et, 

dans certains cas, elle peut aussi être fonction de la déformation (élastique ou plastique) ou de 
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la porosité. Ces approches sont prépondérantes pour décrire les variations de la perméabilité, car 

ces variables internes sont accessibles dans la plupart des codes aux éléments finis. Plusieurs 

modèles phénoménologiques de perméabilité pour les roches ou les bétons sont proposés dans 

la littérature par : Bourdarot (1991), Souley et al. (2001), Picandet et al. (2001), Gawin et al. 

(2002), Jason et al. (2007), Yang (2011) et Chen et al. (2014a) pour le cas isotrope. Les modèles 

de Bary et al. (2000), Chen et al. (2014b) portent sur le cas anisotrope. Dans la littérature, il existe 

plusieurs modèles fondés sur cette approche pour l’argilite du COx (Pardoen et al. 2016, Mánica 

et al. 2017, Souley et al. 2017a, Manica 2018). 

 

Une seconde approche considère l’apparition des discontinuités à l’échelle microscopique. La 

perméabilité peut être exprimée en fonction des variables microscopiques associées à la 

fissuration (épaisseur, ouverture, longueur, fréquence ou espacement, orientation, forme). Après 

l’homogénéisation, le plus souvent ces modèles dépendent de la déformation et donc 

implicitement de l’ouverture. Cette approche s’appuie le plus souvent sur la loi cubique décrivant 

l’écoulement laminaire de fluide entre 2 plaques parallèles. Dans la littérature, pour le cas 

isotrope, on retrouve les modèles de perméabilité proposée par Olivella et Alonso (2008) et 

Pijaudier-Cabot et al. (2009). Alors que pour les cas anisotropes, les modèles proposés sont ceux 

de Fauchet (1991), Oda et al. (2002), Zhou (2006), Maleki et Pouya (2010) et Rahal et al. (2017). 

 

Dans ce qui suit, nous rappelons quelques modèles d’évolution de perméabilité en fonction de 

l’endommagement (scalaire ou tenseur), ou de la déformation plastique ou la déformation 

d’extension.  

 

o Bourdarot (1991) : l’évolution de la perméabilité utilise une loi exponentielle liée à la 

variable d’endommagement isotrope à partir d’un modèle élastique endommageable : 

𝑘 = 𝑘𝑜 (
𝑘𝑈

𝑘𝑜
)
𝐷

 (4.5) 

où, 𝑘𝑜 est la perméabilité intrinsèque du matériau intact et 𝑘𝑈 est la perméabilité finale 

du matériau totalement endommagé. Cependant, l’auteur donne très peu d’information 

pour déterminer la perméabilité finale ; 

 

o Souley et al. (2001) : l’évolution de la perméabilité est basée sur une loi logarithmique en 

fonction de la longueur moyenne des microfissures (𝑎) et la considération d’un seuil de 

percolation (𝑙𝑟𝑎𝑡)  de perméabilité :  
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𝑘 = 𝑘𝑜 si,
𝑎

𝑎𝑜
< 𝑙𝑟𝑎𝑡

𝑙𝑜𝑔 (
𝑘

𝑘𝑜
) = 𝐶 (

𝑎3

𝑎𝑜
3 − 𝑙𝑟𝑎𝑡

3 ) si,
𝑎

𝑎𝑜
≥ 𝑙𝑟𝑎𝑡

 (4.6) 

Où, 𝐶 est une constante du matériau, 𝑎𝑜 est longueur moyenne initiale des microfissures 

et 𝑘𝑜 est la perméabilité initiale intrinsèque du matériau. Ce modèle a été proposé pour 

les roches fragiles et appliqué au granite du Lac Bonnet ; 

 

o Picandet et al. (2001) : l’évolution de la perméabilité est décrite par une loi exponentielle 

liée à la variable d’endommagement : 

𝑘 = 𝑘𝑜 exp((𝐴 𝐷)𝐵) (4.7) 

Où, 𝐴 et 𝐵 sont des coefficients de calage. Pour le comportement de 3 bétons testés, ces 

coefficientes sont fixés à 11.3 et 1.64 respectivement ; 

 

o Gawin et al. (2002) : l’évolution de la perméabilité utilise une loi logarithmique liée à la 

variable d’endommagement, pour des valeurs d’endommagement 𝐷 ∈ [0.2 – 0.8] (Rahal 

2015), tel que :  

𝑘 = 𝑘𝑜(10𝐴)𝐷 (4.8) 

Où 𝐴 est un coefficient de calage ; 

 

o Jason et al. (2007) : la perméabilité utilise une loi logarithmique en fonction de la variable 

d’endommagement et la considération d’un seuil d’endommagement. Basée sur les 

travaux de Picandet et al. (2001), Souley et al. (2001) et Jason (2004), la perméabilité est 

exprimée de la manière suivante : 

𝑘 = 𝑘𝑜 si, 𝐷 < 𝐷𝑜

𝑘 = 𝑘𝑜10𝐶(𝐷−𝐷𝑜) si, 𝐷 ≥ 𝐷𝑜
 (4.9) 

Où 𝐶 est une constante et 𝐷𝑜 est le seuil d’endommagement isotrope à partir duquel il y 

a une évolution de la perméabilité. 

 

o Yang (2011) : la perméabilité est liée à la déformation équivalente d’extension (𝜀+) :  

𝑘 = 𝑘𝑜 (1 + 𝑚(1 −
1

exp(𝑛𝜀+)
)
2

) (4.10) 

Où 𝑚 et 𝑛 sont des coefficients de calage et la perméabilité est déterminée à partir des 

résultats de pulse-test ; 
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o Chen et al. (2014a) : basé sur les travaux de Souley et al. (2001), la perméabilité dépend 

à la fois de la variable d’endommagement et de la pression de confinement (𝑝𝑐
′ ) :  

𝑘 = 𝑘𝑜𝑝𝑐
′−𝐵

exp(𝐴〈𝐷 − 𝐷𝑜〉) (4.11) 

Où 𝐷𝑜 est le seuil de perméabilité de l’endommagement, 𝐴 et 𝐵 sont des coefficients de 

calage. Ce modèle a été proposé pour les roches fragiles et appliqué au granite de 

Beishan ; 

 

• Bary et al. (2000) : le tenseur de perméabilité est relié aux variables d’endommagement 

associées aux déformations d’extension en utilisant un tenseur symétrique 

d’endommagement anisotrope d’ordre 2 : 

𝒌 = (

𝑘1(𝐷2
+, 𝐷3

+)

𝑘2(𝐷1
+, 𝐷3

+)

𝑘3(𝐷1
+, 𝐷2

+)

) (4.12) 

Où 𝐷𝑖
+  ( 𝑖 = 1,2,3 ) est la variable d’endommagement associé à la déformation 

d’extension dans la direction 𝑖 ; 

 

• Chen et al. (2014b) : le tenseur de perméabilité est relié au tenseur symétrique 

d’endommagement anisotrope d’ordre 2 et basé sur les travaux de Jason et al. (2007). La 

perméabilité dans la direction 𝑖 est : 

𝑘𝑖 = 𝑘𝑜 si, 𝑀𝑎𝑥(𝐷𝑗, 𝐷𝑘) ≤ 𝐷𝑜

𝑘𝑖 = 𝑘𝑜10𝐶(𝑀𝑎𝑥(𝐷𝑗,𝐷𝑘)−𝐷𝑜) si, 𝑀𝑎𝑥(𝐷𝑗, 𝐷𝑘) > 𝐷𝑜

 (4.13) 

Où 𝑘𝑖 est la perméabilité dans la direction principale d’endommagement 𝑖. 𝐷𝑗 et 𝐷𝑘 sont 

les valeurs d’endommagement selon les axes principaux perpendiculaires à l’axe principal 

𝑖, 𝐶 est une constante et 𝐷𝑜 est le seuil d’endommagement. 

Dans ce travail, la modification de la perméabilité intrinsèque sera basée sur l’approche 

phénoménologique d’autant plus que les modèles utilisés ou développés sont tous 

phénoménologiques. L’autre intérêt est d’ordre pratique puisque toutes les variables internes 

macroscopiques nécessaires à décrire une évolution de la perméabilité sont facilement 

accessibles dans Comsol Multiphysics®. Plus de détails sur le modèle de perméabilité retenu se 

trouvent dans la section 4.7.2.  

 

4.5.2.2 Formulation du couplage hydromécanique 

Les équations du problème hydromécanique se basent sur les lois constitutives de Hooke et 

Darcy, les équations d’équilibre et de conservation de la masse du fluide, et la théorie de la 
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poroélasticité de Biot (Coussy 2004). Les équations qui gouvernent le couplage hydromécanique 

sont : 

𝛻. (𝐶𝑖𝑗𝑘𝑙  𝜀𝑘𝑙 − 𝑏 𝑝𝑓 𝛿𝑖𝑗) + 𝑓𝑖 = 0 

𝑏
𝜕𝜀𝑣

𝜕𝑡
+

1

𝑀

𝜕𝑝𝑓

𝜕𝑡
+

1

𝜌𝑓
𝛻. 𝑞𝑖 = 0 

(4.14) 

où 𝐶𝑖𝑗𝑘𝑙 est le tenseur d’élasticité drainé, 𝜀𝑖𝑗  est l’incrément du tenseur de déformations totales, 

𝑓𝑖est la force volumique, 𝜀𝑣 est la déformation volumique, 𝑝𝑓 est la pression de pore, 𝜌𝑓 est la 

densité du fluide, 𝛿𝑖𝑗  est le tenseur d’identité, 𝛻 = [
𝜕

𝜕𝑥

𝜕

𝜕𝑦

𝜕

𝜕𝑧
] est l’opérateur gradient, 𝑞𝑖 est 

le vecteur du flux volumique du fluide, 𝑏  et 𝑀  sont respectivement le coefficient de Biot et 

module de Biot. Ces paramètres de Biot sont considérés isotropes dans une première 

approximation, bien que certaines études expérimentales aient montré l’anisotropie des 

coefficients de Biot pour l’argilite du COx (Belmokhtar et al. 2017, Braun 2019). Pour un matériau 

poreux idéal, le module isotrope de Biot vaut :  

1

𝑀
=

𝑛

𝐾𝑓
+

(1 − 𝑏)(𝑏 − 𝑛)

𝐾𝑑
 (4.15) 

où 𝑛 est la porosité, 𝐾𝑓  est 𝐾𝑑  sont respectivement le module de compression du fluide et le 

module de compressibilité drainé du milieux poreux. Selon la loi de Darcy, le flux massique de 

fluide est :  

𝑞𝑖 = −𝜌𝑓

𝑘𝑖𝑗

𝜇
 𝑝𝑓,𝑗 (4.16) 

où 𝑘𝑖𝑗 est le tenseur de perméabilité intrinsèque et 𝜇 est la viscosité dynamique du fluide. Par 

perméabilité intrinsèque nous entendons la perméabilité du matériau sain ou du matériau 

endommagé ou de la zone hydrauliquement perturbée comme l’indique les observations in situ 

(Armand et al. 2014). 

4.5.2.3 Modélisation hydromécanique de la galerie GCS 

La galerie expérimentale GCS (de rayon 2.6 m) a été excavée suivant la contrainte horizontale 

majeure in situ et sans revêtement rigide au niveau principal (-490 m) du LS M/H-M, de sorte que 

la section transversale présente des contraintes totales initiales quasi-isotropes (v=12.7 MPa et 

h=12.4 MPa). La pression de pore à ce niveau principal est d'environ 4.7 MPa. La galerie a été 

surveillée par plusieurs forages instrumentés in situ dont certains ont été installés avant 

l'excavation et d’autres qui ont été ajoutés au fur et à mesure de l'avancement de l'excavation. 

L’instrumentation comprend des extensomètres, des inclinomètres ainsi que des systèmes de 

mesure de la pression de pore et de la perméabilité. Plus de détails sur la galerie GCS peuvent 

être consultés dans Armand et al. (2014).  
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Les études menées autour des galeries du LS M/HM ont révélé l'existence de deux zones (ZFC : 

zone de fracture connectée et ZFD : zone de fracture non-connectée ou discrète lesquelles ont 

été détaillées dans le Chapitre 2. On rappelle que relativement à la GCS, l’extension moyenne de 

la ZFC est de 0.2xD en reins et de 0.1xD en voûte, alors que la ZFD est de 0.8xD en reins (Armand 

et al. 2004). Les convergences à court et long termes ont été largement discutées par Armand et 

al. (2013) et Guayacan-Carrillo et al. (2016). La convergence horizontale à la fin de l’excavation 

est d’environ 20 mm, tandis que dans la direction verticale elle est d’environ 10 mm. Ainsi, le 

rapport de convergence (horizontale à verticale) est d'environ 2. S’agissant de la pression de pore, 

les observations in situ ont indiqués une surpression de plusieurs mégapascals dans la direction 

horizontale (Armand et al. 2013, Seyedi et al. 2017a). 

 

La modélisation numérique se fait en considérant des conditions de déformations planes. Les 

conditions initiales, la géométrie et le maillage du modèle sont illustrés sur la Figure 4.23. 

L’excavation est modélisée par la méthode de déconfinement mécanique et hydraulique 

(préconisé dans Seyedi et al. 2017a) pendant 28 jours (durée réelle du creusement de la GCS). 

Au-delà de cette durée la simulation a été poursuivie sur une durée de 2 ans. Les conditions aux 

limites sont : une contrainte radiale totale en paroi de 0.3 MPa (correspondant à une pression 

moyenne de soutènement souple mis en place à cette galerie) et une paroi drainante exposée à 

la pression atmosphérique (pp = 1 atm). 

 

(a)      (b) 

Figure 4.23.- (a) Modèle géomécanique de la GCS et (b) le maillage utilisé. 

Les caractéristiques de résistances utilisées sont rappelées dans le Tableau 4.3 (en grisé). Les 

valeurs de distorsions plastiques au pic, au résiduel et ultime résultent des analyses de sensibilités 

menées. 
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En plus d’un modèle qui suppose une résistance à compression isotrope (C0), trois évolutions de 

résistance à la compression simple des argilites en fonction de  (orientation du chargement par 

rapport au vecteur normal à la stratification) ont été considérées (Figure 4.24 et  

Tableau 4.4) : (i) ajustement en forme de U des données expérimentales de Zhang et al. (2019) 

qui présente un minimum de résistance à 45° avec de résistances identiques à 0 et 90° (C1), (ii) 

un minimum de résistance à 35° et la résistance à 0° est légèrement inférieure à celle 90° avec 

un ratio de 1.25 : c’est-à-dire l’évolution utilisée par Manica et al. (2018) et Djoudi (2019) (C2) et, 

(iii) une évolution avec résistance minimale à 0° (Manica et al. 2016, 2017, Trivellato et al. 2018) 

pour un ratio un peu exagéré de 1.5 (C3). Ces différentes hypothèses d’évolution de la résistance 

du COx ont conduit à l’identification des paramètres microstructuraux du concept de tenseur de 

fabrique utilisé (équation 4.13). Les 4 évolutions de la résistance à la compression uniaxiale sont 

illustrées sur la Figure 4.24. 

Enfin, une perméabilité anisotrope transverse est prise en compte, avec kx = 4x10-20 m2 et kx/ky=3 

telle qu’elle a été mesurée in situ (Armand et al. 2004). De plus, une porosité de 0.18 (Armand et 

al. 2017a) et un coefficient de Biot de 0.6 (Charlier et al. 2013, Seyedi et al. 2017a) ont été 

considérés pour le couplage hydromécanique. Les valeurs de ces paramètres ont été résumées 

dans le Tableau 4.3. 

Tableau 4.3.- Valeurs des paramètres hydromécaniques utilisés. 

Variable Valeur  Unité Variable Valeur  Unité Variable Valeur  Unité 

mini 1.5 - pic 0.00225 - Ey 4000 MPa 

mpic 2 - res 0.0125 - xy 0.39 - 

sini 1 - ult 6p - xz 0.2 - 

spic 0.128 - 0 -0.1 - Gxy 1740 MPa 

sres sp/16 - m 0.3 - Kx 4x10-20 m2 

c_pic 33.5 MPa b 600 - Kx / Ky 3 - 

c_ini 9.6 MPa   2 - b 0.6 - 

3
bd 25 MPa Ex 5200 MPa n 0.18 - 

 

Tableau 4.4.- Paramètres anisotropes des modèles. 

Paramètre C1 C2 C3 

A11 0.1188 0.2 0.185 

a1 10.4416 2 2 

a2 6.1953 -1.5 1.2 
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Figure 4.24.- Modèles d’évolution de résistance uniaxiale anisotrope du COx. 

 

a. Résultats des zones plastiques et endommagées à la fin de l’excavation (28 j) 

La Figure 4.25 montre l’extension des zones plastiques autour de la GCS, la distribution de la 

distorsion plastique ainsi que l’endommagement, à la fin du creusement. Pour C0 l’extension de 

la zone plastique montre une légère anisotropie (Figure 4.25a) alors que pour C1 cette extension 

est quasi-isotrope (Figure 4.25d). Le comportement post-pic est concentré à environ 45° par 

rapport à l’axe X et a la forme de la zone plastique obtenue par Djoudi (2019) avec le code aux 

éléments finis, Aster d’EDF. Les anisotropies d'extension des zones plastiques sont plus 

importantes pour C2 et C3 (Figure 4.25g et Figure 4.25j). L’extension en reins dans le cas C3 (0.4D) 

est similaire à celle obtenue par Manica et al. (2017) avec le code commercial aux éléments finis, 

Plaxis. En termes de déformation plastique et d’endommagement, les valeurs obtenues restent 

du même ordre de grandeur pour les trois cas C1, C2 et C3.  

 

b. Résultats des zones plastiques et endommagées à 2 ans 

Pour la simulation de la phase de drainage, la déformation plastique et l’endommagement 

augmentent pour les quatre types d’évolution de la résistance. Par ailleurs, l’extension totale de 

la zone plastique reste identique. Seule la zone plastique en post-pic évolue avec le temps (Figure 

4.26a, d, g et j) ; notamment pour C3, où la zone en post-pic augmente jusqu'à presque doubler 

par rapport à sa taille initiale et ceci dans la direction horizontale. 
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(a)    (b)    (c) 

 

(d)    (e)    (f) 

 

(g)    (h)    (i) 

 

(j)    (k)    (l) 

Figure 4.25.- Extension des zones plastiques, isovaleurs de la distorsion plastique et d’endommagement 

en fin de creusement (t=28 jours) pour les évolutions de résistance respectives : C0 (a-c), C1 (d-f), C2 (g-i) 

et C3 (j-l).  
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(a)    (b)    (c) 

 

(d)    (e)    (f) 

 

(g)    (h)    (i) 

 

(j)    (k)    (l) 

Figure 4.26.- Extension des zones plastiques, isovaleurs de la distorsion plastique et d’endommagement 

(t=2 ans) pour les évolutions de résistance respectives : C0 (a-c), C1 (d-f), C2 (g-i) et C3 (j-l). 

 

Comme discuté dans la section 2.6, la comparaison entre les résultats numériques et les 

extensions du modèle conceptuel est effectuée en considérant que le comportement pré- et 

post-pic correspondent respectivement à la zone de fractures discrètes et connectées (Souley et 

al. 2017a, 2020). Toutes les extensions des zones plastiques sont inférieures à celles mesurées in 

situ (Tableau 4.5). Seul le cas C3 produit la tendance mesurée. Les modèles de Pardoen et Collin 

(2017) et Manica et al. (2018), qui intègrent la régularisation de la phase post-pic, ont obtenu une 

bonne extension de ces zones. 



Chapitre 4 

104 

Tableau 4.5.- Résumé des extensions in situ et calculées. 

in situ 

  ZFD (zones de fractures discrètes)   ZFC (zones de fractures connectées) 
 Rein Voûte  Rein Voûte 

  [0.7;1]xD -  [0.01;0.4]xD [0.1;0.15]xD 

Modèle Cas 
Pré-pic   Post-pic 

Rein Voûte   Rein Voûte 

28 
jours 

C0 0.34xD 0.27xD  0.05xD 0.02xD 

C1 0.2xD 0.2xD  - - 

C2 0.32xD 0.21xD  0.04xD - 

C3 0.4xD 0.2xD  0.09xD - 

2 ans 

C0 0.34xD 0.27xD  0.07xD 0.04xD 

C1 0.2xD 0.2xD  - - 

C2 0.32xD 0.21xD  0.04xD - 

C3 0.4xD 0.2xD   0.17xD - 

 

c. Pression de pore et convergences 

La pression de pore autour de la galerie GCS a été mesurée dans le cadre du « mine-by test ». Les 

mesures de la pression de pore dans le forage OHZ1521 (PRE02 à PRE05, ci-après, désignées par 

P2 à P5) sont utilisées pour la comparaison avec les résultats numériques. Les positions des 

chambres de mesures projetées dans la section transversale de la galerie sont indiquées sur la 

Figure 4.27. 

 

Figure 4.27.- Emplacement des chambres de mesures de la pression de pore. 

 

Après des surpressions de pores en P2 et P3, des chutes des pressions de pores sont calculées 

pour les quatre cas (Figure 4.28). Ces résultats sont plus importants pour C3, où on obtient une 

surpression de pore maximale de 0.7 MPa au niveau de P2. Par ailleurs, en P4 et P5 les 

surpressions de pores pour C3 sont plus importantes par rapport aux autres cas d’évolution de 

résistance. Ensuite, à partir de 500 jours (Figure 42.b), l’écart des valeurs des pressions de pore 

prédites pour les différents cas aux points du forage est inférieur à 0.1 MPa. La comparaison des 

isovaleurs de déformations volumiques de C1, C2 et C3 en fin de creusement (Figure 4.29) montre 

que les points P2 et P3 sont situés dans la zone plastique pour C3. Dans cette zone, les dilatances 

volumiques expliquent la diminution de la pression de pore calculées et donc plus représentatives 

des mesures in situ. 
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(a)     (b) 

Figure 4.28.- Évolution de la pression de pores jusqu’à : (a) 200 jours et (b) 2 ans. 

 

(a)     (b)     (c) 

Figure 4.29.- Isovaleurs de déformation volumique à la fin de l’excavation (à la même échelle), pour les 

évolutions de résistance : (a) C1, (b) C2 et (c) C3. 

  

(a)       (b)  

Figure 4.30.- (a) Comparaison de pression de pore du cas C3 et celles mesurées in situ. (b) isovaleurs de 

pression de pore à t= 28 jours. 

Par la suite, nous avons comparé les pressions de pore obtenues dans le cas C3 à celles mesurées 

in situ (Figure 4.30a). Les pressions de pore calculées en P2 et P3 surestiment les pressions 

mesurées. Le modèle n'a pas pu reproduire la surpression de 2.8 MPa en P4 et, à partir de 100 

jours, le modèle surestime la pression de pore mesurée. Une des explications de la surestimation 

des pressions de pore dans ces premières chambres est liée à l'extension horizontale de la zone 

plastique atteinte après l'excavation et à sa variation de perméabilité. Vu et al. (2020b) ont 

montré qu'en considérant explicitement la géométrie et les caractéristiques mécaniques et 
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hydrauliques des zones ZFC et ZFD, il est possible de reproduire de manière satisfaisante la 

dissipation de pores en P2 et P3, et la surpression en P4. Pour la chambre P5, les pressions de 

pore calculées et mesurées ont une tendance similaire. La surpression maximale atteinte dans le 

modèle était de 0.9 MPa à t=20 jours (Figure 4.30b) qui reste plus faible que les mesures, mais 

elle est dans la gamme des valeurs obtenue numériquement en poroélasticité et utilisant un 

déconfinement de 28 jours (Manica-Malcom 2018, Coarita-Tintaya et al. 2020) qui prédisent de 

suppression allant de 0.7 à 1.6 MPa. Une valeur de surpression plus importante a été obtenue en 

poroélasticité avec un creusement instantané. 

 

Les résultats des convergences sont résumés dans le Tableau 4.6 et sur la Figure 4.32. À la fin de 

l’excavation les convergences horizontales sont du même ordre de grandeur que celle mesurées 

in situ, tandis que les convergences verticales sont plus fortes (deux fois de ce qui a été mesurée). 

Cependant, après 2 ans, cette tendance est inversée. Ainsi, les convergences verticales sont du 

même ordre de grandeur que celle mesurée et les convergences horizontales sont d’environ la 

moitié. Par ailleurs, le déplacement horizontal est supérieur au déplacement vertical seulement 

pour le cas C3 ce qui va dans le sens des observations in situ. L’augmentation de la convergence 

horizontale dans le cas C3 est liée au développement plus important de la zone plastique en post-

pic pendant la phase du drainage.  

 

Tableau 4.6.- Convergences et ratios. 

À Cas Hor (mm) Ver (mm) Ratio  

28 
jours 

in situ ~20 ~10 2 

C0 22.6 24.1 0.94 

C1 20.5 22.6 0.9 

C2 22.2 23.4 0.95 

C3 24 23.8 1.01 

2 
ans 

in situ ~50 ~25 2 

C0 23.4 26 0.9 

C1 20.7 24 0.86 

C2 22.9 25.2 0.91 

C3 28.6 26.3 1.09 
 

 

Figure 4.31.- Convergences à 2 ans. 

 

Les résultats du cas C3 ont été comparés aux convergences in situ (Figure 4.32). Cette 

comparaison montre qu’à court terme les convergences horizontales calculées reproduisent bien 

les valeurs mesurées et, après quelques jours, sous-estiment les mesurées. Alors que les 

convergences verticales surestiment les convergences mesurées dans les 400 premiers jours et 

peuvent ensuite se rapprochent des mesures in situ. Cette évolution de convergence verticale, 
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qui surestime puis se rapproche de la mesure, peut également être observée dans les travaux de 

Manica-Malcom 2018. Les isovaleurs de la norme du déplacement sont montrés sur la Figure 

4.33. 

 

Figure 4.32.- Comparaison des convergences du cas C3 aux mesurées in situ. 

 

(a)     (b)     (c) 

 

(d)     (e)    (f) 

Figure 4.33.- Isovaleurs de la norme du déplacement à 28 jours, pour : (a) C1, (b) C2 et (c) C3. Et 2 ans, 

pour : (a) C1, (b) C2 et (c) C3. 

4.5.2.4 Modélisation hydromécanique de la galerie GED 

La galerie expérimentale GED (de rayon 2,3 m) est orientée perpendiculairement à la GCS, de 

sorte que la section transversale présente des contraintes totales anisotropes (v=12,7 MPa et 

H=16,1 MPa). Plus de détails sur la galerie GED, peuvent être consultés dans Armand et al. 

(2014). Les mesures in situ ont indiqué qu’autour de la galerie GED, l’extension moyenne de la 

ZFC est de 0.1xD en reins et de 0.3xD en voûte, tandis l’extension de la ZFD est de 0.6xD en voûte 

(Armand et al. 2004). Pour les convergences à court terme (Armand et al. 2013), les convergences 

horizontale et verticale à la fin de l’excavation sont d’environ 10 mm et 40 mm, respectivement. 
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Les conditions initiales, la géométrie et le maillage du modèle sont illustrés sur la Figure 4.34. La 

méthode d’excavation est la même que celle utilisée pour la galerie GCS. Les paramètres 

hydromécaniques sont les mêmes que ceux utilisés pour la galerie GCS (Tableau 4.3). Comme 

pour la GCS, les 4 hypothèses d’anisotropie de résistance à la compression uniaxiale sont 

appliquées à la galerie GED. La comparaison des résultats numériques avec les mesures porte sur 

l’extension des zones plastiques versus celle des ZFC et ZFD et sur les convergences. 

 

(a)       (b) 

Figure 4.34.- (a) Modèle geomécanique de la GED et (b) le maillage utilisé. 

 

Les Figure 4.35 et Figure 4.36 montrent l’extension des zones plastiques autour de la GED, la 

distribution de la distorsion plastique et ainsi que l’endommagement, à la fin du creusement et à 

2 ans, respectivement. Les cas C0, C1 et C2 (Figure 4.35a, d et g) ont une anisotropie de 

l’extension de la zone plastique, alors que le cas C3 (Figure 4.35j) a une extension quasi-isotrope. 

Ces extensions ne changent pas beaucoup dans la phase de drainage, seulement le 

comportement post-pic qui s’étend comme cela avait également été observé dans le GCS. Par 

exemple, le cas C0 atteint la phase résiduelle (en bleu) et une extension de 0.24D. 

 

Une comparaison entre les observations in situ des extensions de ZFC et ZFD et celles des zones 

plastiques calculées (Tableau 4.7) montre que ces dernières sont inférieures à celles mesurées. 

On notera également que pour cette galerie, le cas où la résistance à la compression simple reste 

isotrope (C0) donne une meilleure extension des zones fracturées en post-pic et des zones 

plastiques en pré-pic. 
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(a)    (b)    (c) 

  

(d)    (e)    (f) 

  

(g)    (h)    (i) 

  

(j)    (k)    (l) 

Figure 4.35.- Extension des zones plastiques, isovaleurs de la distorsion plastique et d’endommagement 

en fin de creusement (t=28 jours) pour les évolutions de résistance respectives : C0 (a-c), C1 (d-f), C2 (g-i) 

et C3 (j-l).  
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(a)    (b)    (c) 

 

(d)    (e)    (f) 

  

(g)    (h)    (i) 

  

(j)    (k)    (l) 

Figure 4.36.- Extension des zones plastiques, isovaleurs de la distorsion plastique et d’endommagement 

(t=2 ans) pour les évolutions de résistance respectives : C0 (a-c), C1 (d-f), C2 (g-i) et C3 (j-l). 
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Tableau 4.7.- Résumé des extensions in situ et calculées autour GED. 

in situ 

  ZFD (zones de fractures discrètes)   ZFC (zones de fractures connectées) 
 Rein Voûte  Rein Voûte 

  - [0.5;0.8]xD  [0.1;0.2]xD [0.2;0.4]xD 

Modèle Cas 
Pré-pic   Post-pic 

Rein Voûte   Rein Voûte 

28 
jours 

C0 0.25xD 0.45xD  - 0.14xD 

C1 0.14xD 0.37xD  - 0.05xD 

C2 0.25xD 0.34xD  - 0.07xD 

C3 0.32xD 0.37xD  0.04xD 0.07xD 

2 ans 

C0 0.25xD 0.45xD  - 0.24xD 

C1 0.14xD 0.4xD  - 0.2xD 

C2 0.25xD 0.4xD  - 0.17xD 

C3 0.32xD 0.4xD   0.04xD 0.18xD  

 

S’agissant des convergences, d’après les résultats des convergences listés dans le Tableau 4.8 et 

illustrés sur la Figure 4.37, les convergences horizontales calculées à la fin de l’excavation (~26 

mm) sont plus de deux fois plus élevées que celles mesurées in situ, alors qu’en direction verticale 

(~22 mm) est la moitie. À 2 ans, les convergences horizontales sont du même ordre de grandeur 

que celle mesurée, alors que les convergences verticales sont bien en dessous. Avec 

l’augmentation de l’extension de la zone post-pic dans la phase de drainage, les convergences 

dans le cas C0 augmentent également avec la même tendance que les observations in situ (Ver > 

Hor). Les convergences du cas C0 sont comparées avec les mesures in situ (Figure 4.38). Seules 

les convergences horizontales calculées sont proches de ce qui a été observé, tandis que dans la 

direction verticale les convergences calculées sous-estiment les valeurs mesurées. La sous-

estimation des convergences dans la direction verticale est liée à la petite étendue de la zone 

plastique obtenue dans cette direction par rapport aux observations in situ. Alors que dans la 

direction horizontale il y a l’influence de l’élasticité qui provoque une surestimation de la 

convergence à la fin de l’excavation. 

Tableau 4.8.- Convergences et ratios. 

À Cas Hor (mm) Ver (mm) Ratio  

28 
jours 

in situ ~10 ~40 4 

C0 27.2 24.4 0.9 

C1 25.7 21.4 0.83 

C2 26.5 22 0.83 

C3 27.7 22.4 0.81 

2 
ans 

in situ ~30 ~120 4 

C0 30.2 40.6 1.34 

C1 28.6 32.9 1.15 

C2 28.7 26.5 0.92 

C3 30.2 28.3 0.94 
 

 

            Figure 4.37.- Convergences prédites autour de la GED. 
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Figure 4.38.- Comparaison du cas C0 aves les convergences mesurées autour de la GED. 

 

Comme il a été noté dans cette série de calculs, bien que le cas C3 semble mieux reproduire les 

observations de la galerie GCS, son application à la galerie GED ne donne pas de résultats 

satisfaisants par rapport aux observations in situ. Le même constat a été fait par Trivellato 

(2018) sur des calculs purement mécaniques. Dans le cas de la GED, un modèle de résistance 

isotrope semble être approprié pour reproduire ce qui a été observé in situ. Par ailleurs, comme 

l'indiquent Pardoen (2015) et Mánica-Malcom (2018), la prise en compte de la variation de 

perméabilité est essentielle pour bien reproduire la réponse de la pression interstitielle autour 

de la galerie GCS. Une variation de la perméabilité sera donc prise en compte par la suite. 

 

4.6 Amélioration du comportement post-pic 

Cette section porte sur l’amélioration de la phase post-pic, notamment le critère résiduel. Dans 

la synthèse des essais du laboratoire menée par Su (2003) le critère de résistance résiduelle est 

quasi-linéaire pour des contraintes de confinement faibles et modérées. Les essais réalisés par 

Zhang et al. (2016) montrent la même tendance : ce qui a conduit les auteurs à proposer un 

critère de Hoek-Brown généralisé (exposant a différent de ½) conduisant à des valeurs d’angle de 

frottement beaucoup plus faibles pour des faibles contraintes de confinement. 

 

Ainsi contrairement au modèle proposé précédemment (M1) nous allons, dans ce qui suit, utiliser 

un critère résiduel plus représentatif des données expérimentales des argilites du COx. Nous 

allons supposer que :  

• pour des contraintes de confinement inférieures à la contrainte de transition 3
bd, le 

critère résiduel sera une droite caractérisée par la cohésion et l’angle de frottement 

résiduel c0 et 0 ; 
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• pour des contraintes de confinement supérieures à 3
bd, la résistance résiduelle sera 

identique à celle au pic définie par le critère de Hoek-Brown avec les paramètres (mpic, 

spic et c_pic). 

Par ailleurs et afin de mener l’écrouissage entre la résistance de pic (non-linéaire de Hoek-Brown) 

et le critère résiduel (linéaire pour 3 < 3
bd), le critère de Hoek-Brown (H-B) est remplacé par 

l’enveloppe de Mohr-Coulomb (M-C) tangente pour chaque confinement comme indiqué sur la 

Figure 4.39. Le calcul des paramètres de Mohr-Coulomb à partir du critère de Hoek-Brown peut 

être trouvé dans les travaux de Hoek (1990), Lee et Bobet (2014). Graphiquement, pour une 

contrainte de confinement 3, l’angle de frottement instantané (3) est déterminé par la pente 

du critère de M-C qui est tangente à H-B, tandis que l'interception verticale de M-C donne la 

cohésion instantanée c(3). Du fait de la non-linéarité de H-B, l'angle de frottement diminue et la 

cohésion augmente lorsque la contrainte de confinement augmente. Dans ce modèle noté M2, 

cette procédure est appliquée aux surfaces de charges initiale et au pic, alors que la surface 

résiduelle est constante pour des confinements inférieurs à 3
bd.  

 

 

Figure 4.39.- Critère de Mohr-Coulomb tangent à celui de Hoek-Brown en 3. 

 

Les améliorations apportées au modèle élastoplastique anisotrope et endommageable (M1) sont:  

• le critère de Hoek-Brown est enveloppé par le critère de Mohr-Coulomb qui est écrit en 

fonction des trois invariants des contraintes (p, q, ) : 

𝑓(𝝈) = 𝑞 (
cos 𝜃

√3
−

1

3
sin𝜃 sin𝜙) + 𝑝 sin𝜙 − 𝑐 cos𝜙 (4.17) 

- le paramètre 𝜂𝑟  qui permet de rendre compte de la transition fragile – ductile, est 

déterminé par : 



Chapitre 4 

114 

𝜂𝑟 =
(𝜎1 − 𝜎3)𝑟𝑒𝑠_𝑀−𝐶

(𝜎1 − 𝜎3)𝑝𝑖𝑐_𝐻−𝐵
 (4.18) 

- l’anisotropie de la résistance résiduelle est liée à la cohésion anisotrope qui est introduite 

à l'aide du tenseur de microstructure : 

𝑐𝑎𝑛𝑖 = 𝑐0(1 + λ + 𝑎1λ
2 + 𝑎2λ

3) 
 

(4.19) 

où 𝜆 = 𝐴11(1 − 3𝑙2
2) et 𝑐0 est la cohésion résiduelle isotrope. L'angle de frottement est 

calculé en interne en fonction de la contrainte de transition 3
bd, de la cohésion 𝑐𝑎𝑛𝑖 et 

du critère au pic, à partir de l’intersection entre la droite résiduelle et le critère au pic, ce 

qui fait que l'angle est également anisotrope. 

 

En guise de vérification, des simulations des chemins triaxiaux ont été menées. Les paramètres 

utilisés (Tableau 4.9) correspondent aux valeurs inférieures des critères (en grisé) issues du 

référentiel géologique de l’Andra. Ces valeurs, qui ont également été utilisées dans les 

simulations précédentes, sont employées pour les études de prédimensionnement et de retro-

analyses des structures du LS M/H-M. 

 

Tableau 4.9.- Valeurs des paramètres utilisées pour la simulation triaxiale. 

Variable Valeur  Unité Variable Valeur  Unité Variable Valeur  Unité 

mini 1.5 - 3
bd 25 MPa  2 - 

mpic 2 - pic 2.25E-03 - Ex 5200 MPa 

sini 1 - res 1.80E-02 - Ey 4000 MPa 

spic 0.128 - ult 12p - xy 0.39 - 

pic 33.5 MPa 0 -0.1 - xz 0.2 - 

ini 9.6 MPa  m 0.3 - Gxy 1740 MPa 

c0 1 MPa b 600 -       

 

Pour la simulation de la résistance anisotrope du modèle, les valeurs des paramètres 𝐴11, 𝑎1 et 

𝑎2 sont celles qui ont été calées en utilisant les valeurs de résistance anisotrope à la compression 

simple du COx obtenues expérimentalement par Zhang et al. (2019) (Figure 3.20). Les valeurs des 

paramètres isotropes 𝜎𝑐0_𝑝𝑖𝑐 et 𝜎𝑐0_𝑖𝑛𝑖 proviennent du référentiel géologique de l'Andra. Pour un 

confinement de -5 MPa et une orientation de la stratigraphie de 0°, 30°, 45°, 60° et 90° par 

rapport à la direction de chargement (axe y), le modèle prédit les différentes résistances selon 

l’orientation (Figure 4.41) qui correspondent bien aux résistances anisotropes initiale, au pic et à 

la résiduelle théorique. 
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(a)     (b) 

 

(c)     (d) 
Figure 4.40.- (a) Comparaison des résultats du modèle et seuils théoriques. Courbes pour différentes 

contraintes de confinement : (b) contrainte déviatorique –, (c) endommagement – et (d) déformation 

volumique – déformation axiale. 

 

  

(a)     (b) 

Figure 4.41.- (a) Courbes de contrainte déviatorique – déformation axiale pour différentes orientations de 

chargement et (b) comparaison des résultats et les seuils théoriques anisotropes, pour -5 MPa de 

confinement. 
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4.7 Comparaison des modèles Hoek-Brown (M1) vs Mohr-Coulomb équivalent (M2) 

La comparaison du modèle de Hoek-Brown (M1) et sa version améliorée en post-pic (Mohr-

Coulomb (M2)), est présentée dans cette section. L'objectif de cette comparaison est de montrer 

l'importance ou non de l’enveloppe résiduelle dans la réponse hydromécanique. La comparaison 

entre M1 et M2 consistera en : (i) la réponse des galeries GCS (avec C3) et GED (avec C0) en 

mécanique pure, et (ii) la réponse hydromécanique de la galerie GCS (avec C3) en considérant le 

tenseur de perméabilité constante puis variable. Enfin, le modèle M2 sera appliqué à la galerie 

GED (avec perméabilité variable) et son analyse sera réalisée avec les cas C0 et C3.  

 

4.7.1 Comparaison dans le calcul mécanique 

L’excavation de galeries GCS (avec C3) est modélisée en utilisant la méthode de déconfinement 

mécanique pendant 28 jours (Seyedi et al. 2017a) dans laquelle la contrainte radiale finale est de 

0.3 MPa. Nous faisons l’hypothèse de déformations planes, les conditions initiales et les 

géométries de la GCS et GED sont illustrées sur la Figure 4.42.  

Pour le matériau isotrope transverse des argilites du COx, les paramètres élastiques sont : Ex = 

5200 MPa, Ey = 4000 MPa, xy = 0.39, xz= 0.2 et Gxy = 1740 MPa : ils proviennent de Guayacán-

Carrillo et al. (2017a). Le vecteur normal à la stratigraphie est : [0 1 0]T. Les paramètres de 

résistance des modèles rhéologiques M1 et M2 sont listés dans le Tableau 4.10.  

Tableau 4.10.- Valeurs des paramètres utilisées pour M1 et M2. 

Variable Valeur  Unité Variable Valeur  Unité Variable Valeur  Unité 

mini 1.5 - pic 33.5 MPa ult 14p - 

mpic 2 - ini 9.6 MPa  0 -0.1 - 

sini 1 - 3
bd 30 MPa m 0.3 - 

spic 0.128 - pic 2.25E-3 - b 600 - 

sres sp /16 - res 26.5E-3 -  2 - 

c0 1 MPa       

 

(a)      (b) 

Figure 4.42.- Conditions aux limites et géométrie de la galerie : (a) GCS et (b) GED. 
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La résistance résiduelle étant plus faible dans le cas de l’implémentation M2, les modèles 

numériques de la GCS et GED mis en œuvre avec le modèle M1 sont caractérisés par des 

problèmes de convergences numériques des calculs. La même méthodologie développée dans la 

section 4.5.1 a donc été adaptée, en menant une analyse de « sensibilité » nombres d’éléments 

en paroi versus la distorsion plastique résiduelle. Ceci a été fait sur la galerie GCS dans les cas C0 

et C3 avec l’implémentation M2. Les résultats sont synthétisés sur la Figure 4.43. De cette 

analyse, nous avons retenu la valeur de 26.5E-3 de distorsion plastique résiduelle pour les calculs 

comparatifs entre M1 et M2. 

 

 

Figure 4.43.- Corrélation de la distorsion plastique résiduelle et du nombre des éléments à la paroi de la 

galerie pour un maillage quadrangulaire (Mesh Q) et les hypothèses C0 et C3 pour la résistance uniaxiale. 

 

 

Une comparaison entre les deux modèles a d’abord été effectuée sur des chemins triaxiaux de 

révolution en utilisant les valeurs des paramètres indiquées dans le Tableau 4.10. Les courbes de 

contrainte-déformation et les critères théoriques sont comparés sur la Figure 4.44a et b, 

respectivement. Dans la phase de pré-pic, les deux modèles étant identiques il n'y a donc pas 

d’écart des résultats (Figure 4.44a). A l’inverse dans la phase de post-pic, il y a des différences des 

résistances résiduelles pour les contraintes de confinement intermédiaires (3 compris entre 0 et 

3
bd). En comparant les courbes d’évolution d’endommagement (Figure 4.44c), on constate que 

pour les confinements compris entre 0 et 3
bd, le modèle M2 donne des taux d’endommagement 

plus importants. Enfin, les déformations volumiques (Figure 4.44d) présentent une légère 

différence dans la phase de dilatance.  
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(a)      (b) 

 

(c)      (d) 

Figure 4.44.- Courbes (a) contrainte – déformation, (b) théoriques, (c) endommagement- et (d) 

déformation volumique – déformation pour les deux modèles rhéologiques M1 et M2. 

 

Les résultats de la modélisation des galeries sont présentés sur la Figure 4.45 et Figure 4.46. Les 

résultats à la fin de l’excavation (à 28 jours) pour la galerie GCS (avec C3) sont détaillés et 

comparés sur la Figure 4.45. Sur cette figure, les résultats du modèle M1 sont a, c, e et g, tandis 

que ceux de M2 sont b, d, f et h. L’extension de la zone plastique en pré-pic est similaire, alors 

que pour le modèle M2 la zone en post-pic est légèrement supérieure à celle obtenue avec M1. 

Pour M1, la zone d’endommagement est située en reins, avec une extension d’environ 0.09D 

dans la direction la direction horizontale et atteint une valeur maximale d’environ 0.18. Pour M2, 

la valeur de cet endommagement est de 0.4 et son extension est d’environ 0.12D. Cela peut 

s'expliquer par le niveau d’endommagement que M2 permet par rapport à M1, pour des 

contraintes faibles (Figure 4.44c). Par exemple, pour -1 MPa, M1 produit une valeur maximale 

d’endommagement de 0.33, tandis que M2 prédit une valeur de 0.6. Pour les convergences, seul 

le modèle M2 donne un ratio de convergence (hor/ver) > 1. 
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(a)      (b) 

 

(c)      (d) 

 

(e)      (f) 

 

(g)      (h) 

Figure 4.45.- Comparaison des modèles M1 et M2 en calcul mécanique de la GCS à la fin de l’excavation. 

(a-b) extensions des zones plastiques, (c-d) endommagement, (e-f) isovaleurs de distorsion plastique et 

(g-h) isovaleurs de la norme du déplacement.  
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(a)      (b) 

 

(c)      (d) 

 

(e)      (f) 

 

(g)      (h) 

Figure 4.46.- Comparaison des modèles M1 et M2 en calcul mécanique de la GED à la fin de l’excavation. 

(a-b) extensions des zones plastiques, (c-d) endommagement, (e-f) isovaleurs de distorsion plastique et 

(g-h) isovaleurs de la norme du déplacement.  

 

En réalisant le même exercice pour la galerie GED (avec C0), les résultats à la fin de l’excavation 

et la comparaison détaillée sont fournis sur la Figure 4.46. Sur cette figure, les résultats du modèle 
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M1 sont a, c, e et g, tandis que ceux de M2 sont b, d, f et h. Pour M2, l'extension verticale des 

zones plastiques pré- et post-pic est supérieure à celle de M1. Comme il a été vu sur la galerie 

GCS, les taux d’endommagement avec le modèle M2 sont plus importants (0.6 de valeur 

maximale) et l’extension de la zone d’endommagement est plus étendue (0.2D en voûte). Enfin, 

le ratio de convergence (ver/hor) avec M2 est d’environ 2.  

 

4.7.2 Comparaison dans le calcul hydromécanique de la GCS 

La galerie GCS (avec C3) est remodélisée dans le but de comparer la réponse hydromécanique 

des modèles M1 et M2. La géométrie, le maillage et les conditions aux limites sont ceux détaillés 

dans la section 4.5.2.3. Les valeurs des paramètres sont celles du Tableau 4.10. L’excavation est 

menée en considérant les courbes de déconfinement hydraulique et mécanique proposées par 

Seyedi et al. (2017a). En plus de la perméabilité constante (Kcte), la perméabilité variable (Kvar) 

est considérée dans cette analyse. 

 

4.7.2.1 Modèle de perméabilité variable 

Les mesures de perméabilité rapportées par Armand et al. (2014) indiquent dans la zone de 

fracture non-connectée ou discrète (ZFD) montrent une variation de la perméabilité de la roche 

saine qui atteint son maximum dans la zone de fractures connectées (ZFC). Sur la base des travaux 

de Pardoen et al. (2016), Cuvilliez et al. (2017), Manica et al. (2017), Souley et al. (2017a), Coarita-

Tintaya et al. (2020) et Vu et al. (2020b) relatifs à la modélisation hydromécanique des ouvrages 

du LS M/H-M, un modèle de perméabilité phénoménologique est utilisé. Ce modèle considère 

que dans la ZFD la perméabilité diffère de celle de la roche intacte et est inférieure aux valeurs 

mesurées dans la ZFC. Plus précisément dans ce modèle, la perméabilité commence à augmenter 

à partir de la limite élastique et son maximum se situe lorsque le matériau atteint le pic de 

résistance. Puis, dans la phase post-pic, la perméabilité reste constante et égale à sa valeur 

maximale atteinte au pic. Dans ce modèle le tenseur de perméabilité est anisotrope. 

 

La variable d’endommagement n’est pas prise en compte dans la modification de la perméabilité, 

parce que l'extension de la zone endommagée est très limitée, ce qui conduirait à un domaine de 

perméabilité variable très réduit et ne faciliterait pas la dissipation de la pression de pore dans 

les chambres proches de la paroi de la galerie, comme l’ont rapporté Souley et al. (2017a). Par 

conséquent, nous considérons une variation de la perméabilité avec la distorsion plastique, 

puisque l’extension des zones plastiques est un peu plus importante. 
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En première approximation, la valeur de la perméabilité maximale est prise égale à la valeur 

mesurée en paroi de la galerie GCS (Armand et al. 2014). Compte tenu de ces considérations, les 

variations de la perméabilité en direction horizontale et verticale (𝑖 = 𝑥 , 𝑦) sont (adapté de 

Souley et al. 2017a) : 

{
𝑙𝑛 (

𝑘𝑖

𝑘𝑖
0) = 𝑙𝑛 (

𝑘𝑖
𝑚𝑎𝑥

𝑘𝑖
0 )

𝛾

𝛾𝑚𝑎𝑥
; 𝛾 ≤ 𝛾𝑚𝑎𝑥

𝑘𝑖 = 𝑘𝑖
𝑚𝑎𝑥 ; 𝛾 > 𝛾𝑚𝑎𝑥

 (4.20) 

où 𝛾𝑚𝑎𝑥  est la distorsion maximale (atteinte en paroi), 𝑘𝑖
0  et 𝑘𝑖

𝑚𝑎𝑥  sont respectivement les 

perméabilités intrinsèques de la roche intacte et endommagée en paroi. La perméabilité 

intrinsèque de l’argilite intacte est kx = 4x10-20 m2 et kx/ky=3 (Armand et al. 2014). L'hypothèse est 

que la perméabilité maximale est atteinte lorsque le matériau est dans la phase post-pic : 𝛾𝑚𝑎𝑥 =

𝛾𝑝𝑖𝑐. En outre, la perméabilité maximale est considérée comme isotrope et égale à 2x10-9 m2 (≈ 

2x10-16 m/s de conductivité hydraulique). Une porosité de 0.18 (Armand et al. 2017a) et un 

coefficient de Biot de 0.6 (Charlier et al. 2013, Seyedi et al. 2017a) ont été considérés pour le 

calcul couplé hydromécanique. 

 

4.7.2.2 Extensions des zones plastiques et convergences 

Les Figure 4.47 et Figure 4.48 illustrent les résultats des calculs avec les modèles M1 et M2 en 

considérant une perméabilité anisotrope et constante. Les extensions de la zone plastique pré-

pic sont similaires pour les deux modèles, alors que la zone plastique en post-pic pour M2 est 

supérieure à M1 au bout de 2 ans. Une extension en reins de 0.12D pour M1 versus 0.18D pour 

M2. En ce qui concerne les taux d’endommagement, à deux ans M2 produit une valeur moyenne 

d’endommagement d’environ 0.4.  Une valeur deux fois celle obtenue avec M1, ce qui entraine 

une valeur du déplacement horizontal d’environ 16 mm et qui est plus importante que le 

déplacement vertical d’environ 13 mm.  

 

Pour la perméabilité variable (Figure 4.49 et Figure 4.50), les extensions de la zone plastique (pré- 

et post-pic) sont pratiquement similaires pour M1 et M2. Les valeurs d’endommagements 

atteints dans M2 sont d’environ 0.25. Ces valeurs sont légèrement supérieures à celles calculées 

avec M1 (environ 0.16). Comme ces valeurs d’endommagement sont proches et l'extension de la 

zone endommagée est similaire (0.07D pour M1 et 0.09D pour M2), il n'a pas été observé 

beaucoup de différence en termes de déplacement pour ces deux modèles et ainsi le ratio 

d’anisotropie de convergence (hor/ver) n'est pas supérieur à l’unité. Dans le calcul mécanique, il 

a été observé que pour un taux d’endommagement d’environ 0.4 (Figure 4.45), l’on obtient déjà 
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un ratio d'anisotropie de convergences > 1.0. Par ailleurs, les convergences à la fin de l’excavation 

sont similaires à celles calculées à 2 ans.  

 

(a)    (b)     (c) 

 

(d)    (e)     (f) 

Figure 4.47.- Zones plastiques, endommagement et isovaleurs de la norme de déplacements, 

respectivement pour les modèles M1 (a - c) et M2 (d - f) à 28 jours et considérant une perméabilité 

constante. 

 

 

(a)    (b)     (c) 

 

(d)    (e)     (f) 

Figure 4.48.- Zones plastiques, endommagement et isovaleurs de la norme de déplacements, 

respectivement pour les modèles M1 (a - c) et M2 (d - f) à 2 ans et considérant une perméabilité 

constante. 
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(a)    (b)     (c) 

  

(d)    (e)     (f) 

Figure 4.49.- Zones plastiques, endommagement et isovaleurs de la norme de déplacements, 

respectivement pour les modèles M1 (a - c) et M2 (d - f) à 28 jours et considérant une perméabilité 

variable. 

  

(a)    (b)     (c) 

  

(d)    (e)     (f) 

Figure 4.50.- Zones plastiques, endommagement et isovaleurs de la norme de déplacements, 

respectivement pour les modèles M1 (a - c) et M2 (d - f) à 2 ans et considérant une perméabilité variable. 

 

Les Tableau 4.11 et Tableau 4.12 résument, respectivement, les valeurs des extensions et des 

convergences calculées. Celles-ci sont comparées aux observations in situ (Armand et al. 2013, 

2014). De cette comparaison, on peut retenir que le modèle M2 donne des résultats meilleurs en 

termes d’extensions et de convergences. Les convergences de M2_Kcte sont comparées aux 
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convergences mesurées autour de la galerie GCS (Figure 4.52) Cette comparaison montre que la 

convergence verticale calculée surestime ce qui a été observé (≈ 10 mm) et après 500 jours est 

proche de ce qui a été mesuré in situ (≈ 25 mm). Le résultat de la convergence horizontale est 

amélioré à la fin de l’excavation (≈ 20 mm), mais pas suffisamment puisque le fluage n’est pas 

pris en compte dans le modèle, pour atteindre le niveau observé (≈ 50 mm). 

 

Tableau 4.11.- Extensions des zones pré- et post-pic de M1 et M2. 

in situ 

  
ZFD (zones de fractures 

discrètes) 
  

ZFC (zones de fractures 
connectées) 

 Rein Voûte  Rein Voûte 
 [0.7;1]xD -  [0.01;0.4]xD [0.1;0.15]xD 

Modèle Cas 
Pré-pic   Post-pic 

Rein Voûte   Rein Voûte 

28 
jours 

M1_Kcte 0.4xD 0.2xD  0.08xD - 

M2_Kcte 0.4xD 0.2xD  0.09xD - 

M1_Kvar 0.33xD 0.2xD  0.07xD - 

M2_Kvar 0.33xD 0.2xD  0.09xD - 

2 ans 

M1_Kcte 0.4xD 0.2xD  0.12xD - 

M2_Kcte 0.4xD 0.2xD  0.18xD - 

M1_Kvar 0.33xD 0.2xD  0.09xD - 

M2_Kvar 0.33xD 0.2xD   0.1xD - 
 

Tableau 4.12.- Comparaison des convergences de M1 et M2. 

À Cas 
Hor 

(mm) 
Ver 

(mm) 
Ratio  

28 
jours 

in situ ~20 ~10 2 

M1_Kcte 23.8 23.8 1 

M2_Kcte 24.6 24.2 1.02 

M1_Kvar 22.4 23.5 0.95 

M2_Kvar 23.7 24.1 0.98 

2 ans 

in situ ~50 ~25 2 

M1_Kcte 25.5 25.4 1 

M2_Kcte 32.7 27 1.21 

M1_Kvar 22.4 24.2 0.93 

M2_Kvar 23.8 24.9 0.95 
 

 
Figure 4.51.- Convergences de M1 et M2. 
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Figure 4.52.- Comparaison du cas C0 aves les convergences mesurées autour de la GED. 

4.7.2.3 Pressions de pore et perméabilité 

Comme dans la section (4.5.2.3) les pressions de pore autour de la galerie GCS ont été comparées 

pour les chambres du forage OHZ1521. Les positions des chambres dans la section transversale 

de la galerie ont été indiquées sur la Figure 4.27. Les pressions de pore maximales calculées dans 

chaque chambre sont identiques (Tableau 4.13), les différences se situent au niveau de la chute 

de la pression de pore. Dans ce cas, le modèle M2 dissipe davantage de pressions de pore dans 

les deux cas de perméabilité Figure 4.53), ce qui est cohérent de par les valeurs de perméabilités 

plus importantes. 

Tableau 4.13.- Pressions de pore maximales. 

Cas 
P2 

(MPa) 
P3 

(MPa) 
P4 

(MPa) 
P5 

(MPa) 

in situ 6.5 6.6 7.5 5.1 

M1_Kcte 5.4 5.4 5.1 4.9 

M2_Kcte 5.3 5.4 5.1 4.9 

M1_Kvar 5.4 5.4 5.1 4.9 

M2_Kvar 5.5 5.4 5.1 4.9 
 

 

Figure 4.53.- Pressions de pore au cours du temps. 

Les pressions de pore calculées avec le modèle M2 et un tenseur de perméabilité variable, sont 

comparées aux mesures in situ (Figure 4.54). Le calcul reproduit correctement la chute de 

pression de pore au P2, alors qu’au P3 la pression ne se dissipe pas complètement. Au P4, la 

pression de pore est tout d’abord inférieure à celle mesurée (une différence d’environ 2.4 MPa) 

tandis qu’après 100 jours, la pression interstitielle calculée surestime la pression de pore 

mesurée. Enfin, au P5, la pression est similaire. Par ailleurs, en considérant une zone de 

perméabilité modifiée d'extension égale à la ZFD, la chute des pressions de pore à P2 et P3 peut 

être reproduite (Coarita-Tintaya et al. 2020, Vu et al. 2020b). Une autre façon de dissiper la 

pression de pore est observée  avec les modèles de Pardoen et al. (2016) et Manica-Malcom 

(2018), où l'eau circule à travers les bandes de cisaillement.  
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Figure 4.54.- Comparaison des pressions de pore mesurées et calculées (M2_Kvar). 

 

Enfin, les perméabilités mesurées autour de la galerie GCS (Armand et al. 2014) sont comparées 

à celles obtenues par la modélisation M2_Kvar (Figure 4.55). Le calcul montre une bonne 

corrélation des perméabilités calculées (à la fois dans les directions horizontale et verticale) et les 

perméabilités mesurées près de la paroi de la galerie. A une distance de la paroi, le modèle sous-

estime la perméabilité mesurée. En effet, l'étendue de la zone plastique est plus petite que celle 

mesurée, et la perméabilité ne peut donc pas être modifiée.  

 

 

(a)       (b) 

Figure 4.55.- Conductivités hydrauliques autour de la GCS (D’après Armand et al. 2014, Souley et al. 

2017a) et les valeurs numériques obtenues dans la direction : (a) horizontale et (b) verticale. 

 

En conclusion, le modèle M2 améliore les résultats en post-pic avec une augmentation de 

l’extension des zones endommagées donc fracturées en post-pic, en termes de déplacements et 

de pression de pore. En outre, les résultats des extensions, convergences et pressions de pore de 
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M2 sont cohérentes avec les observations in situ. Fort de ce résultat, le modèle M2 est également 

utilisé pour re-simuler la galerie GED. 

 

4.7.3 Calcul hydromécanique de la GED 

La galerie GED est modélisée avec le modèle M2 et en tenant compte de la variation de la 

perméabilité. Les hypothèses d’évolution de résistance uniaxiale C0 et C3 sont considérées dans 

cette analyse. Ces cas représentent respectivement les conditions les plus favorable et 

défavorable dans la réponse hydromécanique de la GED, comme il a été vu dans la section 4.5.2.4.  

 

Les conditions aux limites, la géométrie et le maillage de la GED sont les mêmes que celles 

expliquées dans la section 4.5.2.4. L'excavation est effectuée en considérant la courbe de 

déconfinement mécanique et hydraulique à 28 jours (Seyedi et al. 2017a), et les valeurs des 

paramètres mécaniques sont rappelées dans le Tableau 4.10. 

 

Les résultats des extensions montrent une anisotropie de l'extension pour le cas C0 (0.2D en reins 

et 0.45D en voûte), alors que dans le cas C3 l’extension est quasi-isotrope de 0.3D en reins et 

0.35D en voûte (Figure 4.56). Ces zones plastiques n’évoluent pas pendant la phase de drainage 

(Figure 4.57). Les taux d’endommagement pour le cas C0 se situent en voûte avec une valeur 

maximale d’endommagement d’environ 0.5. Pour C3, l’endommagement maximal se situe à une 

orientation d'environ 48° par rapport à l'axe horizontal, et en voûte l’endommagement atteint la 

valeur de 0.15 (Figure 4.56e). Parmi ces deux cas, seul C0 donne des déplacements verticaux 

supérieurs aux déplacements horizontaux (Figure 4.56c).  

 

Afin de comparer avec les mesures in situ (Armand et al. 2014), les Tableau 4.14,Tableau 4.15 et 

Figure 4.58 résument les extensions et convergences calculées.  De cette comparaison, C0 est 

plus proche de l’extension minimale mesurée dans la direction verticale (0.2D de ZFC et 0.5D de 

ZFD). Pour l’extension dans la direction horizontale, C0 ne prédit pas de zones avec un 

comportement en post-pic, tandis que C3 a une épaisseur qui est presque la moitié du minimum 

mesuré (0.1D). En termes de convergences, à la fin de l’excavation les convergences horizontales 

calculées sont similaires dans les deux cas (≈ 30 mm). Ces valeurs sont supérieures à celles 

mesurées in situ. Au bout de deux ans, les valeurs des convergences calculées sont proches de 

celles observées (30 mm). Alors que les convergences verticales calculées sous-estiment les 

valeurs mesurées dès la fin de l’excavation. C3 est celui qui sous-estime le plus les mesures. La 

comparaison des résultats de C0 avec les convergences mesurées autour de la galerie GED (Figure 
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4.59), montre que la convergence horizontale à 2 ans est proche de celle mesurée. Alors que dans 

la direction verticale la convergence calculée sous-estime les mesures. 

 

(a)    (b)     (c) 

 

(d)    (e)     (f) 

Figure 4.56.- Zones plastiques, endommagement et isovaleurs de la norme de déplacements, 

respectivement pour les cases C0 (a - c) et C3 (d - f) à 28 jours. 

 

 

(a)    (b)     (c) 

 

(d)    (e)     (f) 

Figure 4.57.- Zones plastiques, endommagement et isovaleurs de la norme de déplacements, 

respectivement pour les cases C0 (a - c) et C3 (d - f) à 2 ans. 

Tableau 4.14.- Extensions des zones plastiques. 
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in situ 

  ZFD (zones de fractures discrètes)   ZFC (zones de fractures connectées) 
 Rein Voûte  Rein Voûte 
 - [0.5;0.8]xD  [0.1;0.2]xD [0.2;0.4]xD 

Modèle Cas 
Pré-pic   Post-pic 

Rein Voûte   Rein Voûte 

28 
jours 

C0 0.2xD 0.45xD  - 0.15xD 

C3 0.3xD 0.35xD  0.04xD 0.05xD 

2 ans 
C0 0.2xD 0.45xD   - 0.15xD 

C3 0.3xD 0.35xD   0.04xD 0.05xD 

 

Tableau 4.15.- Comparaison des convergences pour C0 et C3. 

À Cas 
Hor 

(mm) 
Ver 

(mm) 
Ratio  

28 
jours 

in situ ~10 ~40 4 

C0 27.7 30.9 1.11 

C3 27 21.8 0.81 

2 ans 

in situ ~30 ~120 4 

C0 27.8 31.3 1.13 

C3 27 22 0.82 
 

 

Figure 4.58.- Convergences pour C0 et C3. 

 

Figure 4.59.- Comparaison du cas C0_Kvar aves les convergences mesurées autour de la GED. 

 

4.8 Conclusions 

Les différents points abordés dans ce chapitre sont ci-après résumés. Nous évoquons également 

les quelques difficultés rencontrées et leur résolution. 

 

Les équations constitutives d’un modèle élastoplastique anisotrope et endommageable de 

comportement des argilites du COx sont d’abord rappelées. L’élasticité est isotrope transverse, 

la plasticité de type Hoek-Brown exprimée avec les trois invariants de contraintes avec « strain 
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hardening/softening » est anisotrope et l’endommagement exprimé dans le cadre de la 

mécanique d’endommagement continu est isotrope avec une variable basée sur le taux de 

fracturation entre le pic et le début de la phase résiduelle. L’implémentation dans Comsol de ce 

modèle a été faite en utilisant le module « built-in » propre de Comsol, une autre alternative à 

l’implémentation C++ par l’intermédiaire de l’approche « external Material» mise en œuvre dans 

le précédent chapitre. Cette implémentation a été validée sur des chemins triaxiaux de révolution 

et appliquée aux calculs des structures du LS M/H-M avec succès. 

 

Une modification du modèle dans la phase post-pic a permis d’améliorer les résultats des calculs 

de structures par rapport aux observations in situ en termes d’extension de zones plastiques et 

de convergences (Armand et al. 2014). Cette modification a porté sur l’utilisation d’un critère de 

résistance résiduel plus adapté aux résultats expérimentaux du COx : ce qui a conduit à linéariser 

par morceaux (ou enveloppe de Mohr-Coulomb tangente) les critères non linéaires de Hoek-

Brown à l’initiation et au pic proposés dans les référentiels géologiques de l’Andra. 

 

Plusieurs évolutions de la résistance en compression simple en fonction de l’orientation du 

chargement par rapport au litage ont été investiguées. Une évolution de la résistance en 

compression simple de type C3 (avec une valeur minimale à 0°) permet de mieux reproduire les 

observations in situ faites autour de la galerie GCS. Cependant, cette évolution de résistance ne 

correspond pas aux évidences expérimentales de la littérature sur les roches sédimentaires 

anisotropes (largement discutées dans le chapitre 2). A l’inverse dans le cas de la galerie GED, 

c’est la résistance uniaxiale isotrope (C0) qui permet de s’approcher des observations in situ. Ces 

résultats nous montrent que l’anisotropie de la résistance régit le comportement autour de la 

galerie GCS, alors que pour la galerie GED, c’est l’anisotropie de contraintes dans sa section qui 

régit le mécanisme de déformations. 

 

Un modèle de variation de la perméabilité, basé sur une approche phénoménologique et les 

mesures de perméabilité autour des galeries GCS et GED (Armand et al. 2014), a été utilisé. Ce 

modèle a permis de bien reproduire la dissipation de la pression de pore les chambres près de la 

paroi de la galerie (P2, P3) et la plus lointaine. Cependant, les réponses des chambres plus 

éloignées n'ont pas pu être reproduites. Cela pourrait s'expliquer par le fait que l'étendue de la 

zone plastique est encore trop petite par rapport à celle observée in situ. Ce qui a été également 

discuté par Souley et al. (2017a). Par ailleurs, ce modèle de perméabilité variable a l’inconvénient 

d’utiliser le paramètre Kmax qui est la perméabilité intrinsèque de la roche endommagée en paroi. 

La valeur de cette perméabilité maximale n'est pas la même pour d'autres structures qui peuvent 
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se trouver dans d'autres conditions (par exemple, profondeur, diamètre). Par conséquent, il serait 

préférable que ce terme n'intervienne pas dans la formulation de modèle d’évolution de 

perméabilité.   

 

Au cours de l’application aux calculs de structures du modèle rhéologique proposé, nous nous 

sommes confrontés à des instabilités numériques et à la dépendance de la solution au maillage 

lorsque le comportement du matériau se trouve dans le domaine post-pic. Ce qui est récurent 

dans les simulations de la réponse post-pic des géomatériaux avec des modèles continus. En 

attendant une méthode de régularisation adaptée dans les perspectives de cette thèse et pour y 

pallier, à chaque nouvelle configuration de calculs de structures nous préconisons de réaliser une 

étude de sensibilité sur la distorsion plastique résiduelle (r) par rapport au maillage Nr dans la 

zone d’intérêt pour déterminer le couple (r, Nr) optimal. Il a été noté une évolution linéaire de 

ce couple. 

 

Enfin, cette série de calculs mécaniques et hydromécaniques sur les structures du LS M/H-M, 

montre le caractère opérationnel des modèles développés dans le code industriel Comsol 

Multiphysics®. 
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Chapitre 5 :  MODELISATION 

THERMOHYDROMÉCANIQUE 

D’UNE ALVÉOLE HA 
 

Dans le contexte de la gestion des déchets radioactifs, les travaux de Birkholzer et al. (2012), 

Tsang et al. (2012b), Rutqvist (2015) donnent un aperçu des couplages thermo-hydro-

mécaniques dans des formations argileuses. Ces formations présentent des conditions très 

favorables au confinement à long terme des déchets, parce qu’elles agissent comme une barrière 

géologique en raison de leur faible conductivité hydraulique et de leurs capacités significatives 

de rétention de radionucléides. Cependant, pendant la phase opérationnelle, le stockage des 

déchets radioactifs de haute activité dans les alvéoles produit une certaine quantité de chaleur 

qui induit une augmentation de la température dans la formation hôte. Cette augmentation de 

la température, une faible perméabilité et la saturation de la roche en place conduisent à une 

surpression interstitielle (pressurisation thermique) et une diminution de la contrainte effective 

qui peut induire un risque de rupture dans la formation argileuse. La pressurisation thermique 

est, entre autres phénomènes, un problème clé dans l’étude du stockage des déchets radioactifs 

dans des formations argileuses de faible perméabilité (Armand et al. 2017b, Seyedi et al. 2017b, 

Vu et al. 2020a). Par conséquent, la compréhension fine du comportement couplé thermo-hydro-

mécanique de l’argilite est d’une importance capitale pour la conception et la sûreté à long terme 

des structures souterraines (Armand et al. 2017b). 

 

Au cours des dernières années parallèlement aux caractérisations de laboratoire sur des 

échantillons, des expérimentations in situ sous des sollicitations thermiques ont été réalisées 

dans des laboratoires de recherche souterrains afin d’étudier les processus de couplage THM : 

l’argile Boom en Belgique (Bernier et Neerdael 1996, De Bruyn et Labat 2002, François et al. 2009, 

Chen et al. 2011), l’argile d’Opalinus en Suisse (Gens et al. 2007, Garitte et al. 2017), et l’argile 

Callovo-Oxfordien en France (Conil et al. 2012, Armand et al. 2017b, Conil et al. 2020).  
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Ce chapitre a pour but d’assurer du bon fonctionnement de l’implémentation de la dernière loi 

de comportement proposée lorsqu’elle est utilisée dans un modèle numérique multiphysique 

comprenant la mécanique de solides, l’hydraulique et la thermique de manière couplée. Ce 

problème thermohydromécanique (THM) est résolu à l’aide du code de calculs, Comsol 

Multiphysics®. En ce qui concerne le comportement mécanique de l’argilite du COx nous avons 

utilisé le modèle élastoplastique anisotrope et endommageable permettant de mieux approcher 

la résistance résiduelle (M2) et largement détaillé dans le précédent chapitre.  

 

Dans le cas de la modélisation THM, ainsi que les benchmarks dans la modélisation HM (Seyedi 

et al. 2017), l'inter comparaison des récents modèles pour l’argilite du COx est effectuée dans le 

cadre du projet DECOVALEX 2016-2019 (Task E : Upscaling of modelling results from small scale 

to one-to-one scale) avec comme objectif la modélisation et l’interprétation des 

expérimentations TED et ALC menées au LS M/H-M.  

 

A ce stade, le modèle développé dans le cadre de cette thèse n’a pas été utilisé dans ces différents 

benchmarks, en raison des instabilités numériques rencontrées en post-pic dans certaines 

configurations. Il n’est donc pas exclu que la version améliorée du modèle proposé tenant compte 

de la régularisation de la phase post-pic (perspective) puisse être utilisée dans les benchmarks en 

cours, après une vérification sur les précédents benchmarks. 

 

Dans ce chapitre, l’application THM est basée sur la modélisation simplifiée d’une alvéole HA 

(disons un cas d’école) représentée par un microtunnel parallèle à la contrainte horizontale 

majeure (H) avec la prise en compte du chemisage et un flux thermique décroissant dans le 

temps sur la base des flux attendus dans le projet Cigéo. L’évolution de la résistance du COx est 

donc considérée égale à l’hypothèse de résistance C3 (R90/R0 = 1.5, la résistance minimale à 0° 

par rapport au vecteur normal à la stratification), qui a permis de mieux reproduire les 

observations faites autour de la galerie GCS du LS M/HM, elle-même parallèle à la contrainte 

horizontale majeure (H).  

 

Les phases de modélisation, la géométrie, les conditions aux limites et les valeurs des paramètres 

sont définies dans la section 5.2.1. Deux calculs ont été réalisés avec le modèle M2 : un premier 

calcul considère des paramètres de résistance « infinies » afin de valider l’implémentation du 

modèle proposé dans l’hypothèse de thermoporoélasticité, et le second calcul est mené avec les 

paramètres inférieurs du référentiel géologique de l’Andra généralement utilisés dans les calculs 

de dimensionnement et de retro-analyses des structures du LS M/H-M. Chaque calcul consiste 
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en un creusement instantané du microtunnel destiné à accueillir les colis, une phase de drainage 

suivi du chargement thermique. Enfin, la réponse THM dans chaque phase est analysée. 

 

5.1 Formulation mathématique du couplage thermohydromécanique 

Diverses formulations ont été proposées pour modéliser le comportement couplé THM des 

géomatériaux (Noorishad et al. 1984, Olivella et al. 1994, 1996, Gawin et al. 1995, Thomas et He 

1995, Lewis et Schrefler 1998, Rutqvist et al. 2001, Wang et Kolditz 2007, Gatmiri et Arson 2008, 

Cui et al. 2018). Ce comportement couplé est usuellement simulé en utilisant les théories des 

milieux poreux. La première théorie, proposée par Terzaghi (1943), porte sur la consolidation 

unidimensionnelle des sols. Elle est suivie plus tard par celle de Biot (1941, 1956) sur la 

consolidation isotherme des milieux poreux élastiques et qui est une approche 

phénoménologique de la poroélasticité en conditions saturées, puis la théorie des mélanges qui 

a été décrite par Morland (1972), Bowen (1982) et d'autres. L’extension de ces travaux aux 

couplages THM des géomatériaux en conditions non saturées avec ou sans physiques 

supplémentaires comme la chimie et la biologie a connu des développements expérimentaux, 

théoriques, constitutifs et numériques au cours de ces deux dernières décennies (Gens et al. 

2010, Zheng et al. 2010, Yin et al. 2011, Cui et Tang 2013). Par la suite nous nous limiterons au 

couplage THM en conditions saturées. 

 

Les équations du problème thermohydromécanique (THM), pour un milieu saturé, se basent sur 

les lois constitutives de Hooke (M), Darcy (H) et Fourier (T), les équations d’équilibre (M), de 

conservation de la masse du fluide (H), le bilan d’entropie (T) et du cadre théorique de la 

poroélasticité de Biot (Coussy 2004). Si l’on néglige les couplages M→T et H→T, alors les 

équations constitutives THM s’écrivent comme suit :   

𝛻. (𝐶𝑖𝑗𝑘𝑙 𝜀𝑘𝑙 − 𝑏 𝑝𝑓 𝛿𝑖𝑗 − 𝛼𝑠 (𝑇 − 𝑇𝑟𝑒𝑓) 𝐶𝑖𝑗𝑘𝑙  𝛿𝑖𝑗  ) + 𝑓𝑖 = 0 

𝑏
𝜕𝜀𝑣

𝜕𝑡
+

1

𝑀

𝜕𝑝𝑓

𝜕𝑡
+

1

𝜌𝑓
𝛻. 𝑞𝑖 − 3𝛼𝑚

𝜕𝑇

𝜕𝑡
= 0 

𝜌𝐶𝑝

𝜕𝑇

𝜕𝑡
− 𝛻. (𝜆𝑖𝑗  𝛻𝑇) = 𝑄 

(5.1) 

où 𝐶𝑖𝑗𝑘𝑙 est le tenseur d’élasticité drainé, 𝜀𝑖𝑗  est le tenseur de déformations totales, 𝑓𝑖 est la force 

volumique, 𝜀𝑣 est la déformation volumétrique, 𝑝𝑓 est la pression de pore, 𝑇 est la température, 

𝑇𝑟𝑒𝑓  est la température de référence, 𝜌𝑓  et 𝜌  sont la densité des phases fluide et solide 

respectivement, 𝛿𝑖𝑗  est le tenseur d’identité, 𝛻  est l’opérateur gradient, 𝑏  et 𝑀  sont 

respectivement le coefficient de Biot et module de Biot supposés isotropes dans le code utilisé 

qui calcule le module 𝑀  à partir du module de compressibilité isotrope équivalent 𝐾𝑑  en 
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moyennant les compressibilités anisotropes. Pour un matériau poreux idéal, le module isotrope 

de Biot est : 
1

𝑀
=

𝑛

𝐾𝑓
+

(1−𝑏)(𝑏−𝑛)

𝐾𝑑
 où 𝑛 est la porosité, 𝐾𝑓 est 𝐾𝑑 sont respectivement le module 

de compression du fluide et module de compression drainé équivalent du milieu poreux. 𝑞𝑖 =

−𝜌𝑓
𝑘𝑖𝑗

𝜇𝑓
 𝑝𝑓,𝑗  est le flux massique selon la loi de Darcy (ce flux ne considère pas échanges 

convectifs), 𝑘𝑖𝑗  est le tenseur de perméabilité intrinsèque, 𝜇𝑓  est la viscosité dynamique du 

fluide. De plus, 𝜆𝑖𝑗 est le tenseur de la conductivité thermique, 𝐶𝑝 est la capacité thermique à 

pression constante, 𝑄  est le flux de chaleur et 𝛼𝑚 = (𝑏 − 𝑛)𝛼𝑠 + 𝑛𝛼𝑓  est le coefficient de 

l’apport de masse fluide thermique non drainé appelé également le coefficient de dilatation 

différentiel entre les phases liquide et solide, où 𝛼𝑠 et 𝛼𝑓 sont respectivement le coefficient de 

dilatation thermique linéaire des phases solide et fluide. Le terme 3𝛼𝑚
𝜕𝑇

𝜕𝑡
, apparaissant dans 

l’équation de continuité de masse fluide, traduit l’apport sous forme de terme source du couplage 

de la thermique vers l’hydraulique (connu sous la pressurisation thermique). 

 

5.2 Modèle thermohydromécanique : application à l’alvéole HA 

L’application du modèle M2 est réalisée sur la modélisation simplifiée d’une alvéole de haute 

activité (HA) isolée représentée par un microtunnel de 0.8 m de diamètre et parallèle à la 

contrainte horizontale majeure (H). Le modèle numérique réduit de l’alvéole est large de 40 m 

(soit 50 fois le diamètre de l’alvéole) : les variations de contraintes initiales à l’intérieur de ce 

modèle étant négligeables par rapport à la profondeur, les contraintes totales et la pression de 

pore initiales dans ce modèle seront considérées comme constantes et égales à leurs valeurs à -

490 m. 

 

5.2.1 Phasage, conditions aux limites et valeurs des paramètres 

La modélisation numérique est faite en 2D en considérant l’hypothèse des déformations planes 

compatible avec les dimensions des alvéoles (longueur >> diamètre). Le modèle numérique est 

focalisé autour de l’alvéole avec un flux thermique sur 1000 ans. En raison de la symétrie de 

charge et de géométrie, seul un quart du modèle est modélisé. Les conditions initiales et la 

géométrie du modèle sont illustrées sur la Figure 5.1a. Le phasage des calculs est le suivant :  

 

Phase 1 : excavation instantanée (0+). La paroi du microtunnel reste libre mais imperméable 

thermiquement. L’excavation est modélisée par les déconfinements mécanique et hydraulique 

pendant 10-6 s.  

Phase 2 : drainage. La paroi du microtunnel reste libre et drainante sur une durée de 2 ans.  
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Phase 3 : mise en place de l’alvéole HA. L’alvéole ne sera pas modélisée explicitement, 

contrairement au chemisage dont la prise en compte permet de s’approcher des vraies conditions 

mécaniques à la paroi du microtunnel en comparaison à un déplacement normal bloqué. Au lieu 

de cela, un flux thermique décroissant (Figure 5.2) est appliqué à l’intrados du chemisage et un 

calcul transitoire de 2 à 1 000 ans est effectué. Le chemisage métallique (hydrauliquement 

imperméable) d’une épaisseur de 2.5 cm, prévu entre la paroi et les colis de déchets, est pris en 

compte dans la modélisation. La paroi du microtunnel est supposée imperméable 

hydrauliquement. Le concept de stockage des alvéoles HA en France (Armand et al. 2017b) est 

basé sur l’emplacement des colis de déchets dans de longs microtunnels parallèles. Dans le cadre 

cette modélisation simplifiée, nous considérons une alvéole isolée. Les conditions aux limites de 

cette phase sont illustrées sur la Figure 5.1b. 

 

Comme hypothèse, la configuration du maillage de la couronne [R, 3R] autour de l’alvéole est 

celle qui a été utilisée dans la modélisation des galeries GCS et GED présentée dans le Chapitre 4.  

Ainsi, le maillage considère la configuration de Nw = 20, Ni = 13 et un rapport d’aspect des 

éléments de 0.36 (Figure 5.3b).  

 

(a)      (b) 

Figure 5.1.- Géométrie, conditions initiales et aux limites pour (a) phase 1 et (b) phase 3. 

 

h = 12.4 MPa 

H = 16.1 MPa 

v = 12.7 MPa 
p= 4.7 MPa 
T0= 24.5 °C 
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Figure 5.2.- Flux thermique décroissant appliqué à la paroi du chemisage pour la phase 3 (Source Andra). 

 

Les Tableau 5.1 et Tableau 5.2 listent les valeurs des paramètres mécaniques, hydrauliques et 

thermiques utilisées. La plupart de ces valeurs (« inférieures » - en grisé- pour les caractéristiques 

de résistance en cohérence avec les modèles numériques des structures de LS M/H-M mis en 

œuvre dans les précédents chapitres) ont été extraites de la base de données de l'Andra 

(différents référentiels géologiques et publications sur le COx). La perméabilité et la conductivité 

thermique sont isotropes transverses. Des tests sur des échantillons ont montré que la 

conductivité thermique parallèle à la stratification est supérieure à celle de la direction 

perpendiculaire. Un ratio des conductivités d’environ 1.5 a été proposé dans Armand et al. 

(2017b). En outre, la Figure 5.4 montre les variations en fonction de la température de la viscosité 

dynamique de l’eau (μf) et du coefficient de dilatation thermique volumique de l’eau (αf) utilisées 

par Souley (2017) dans une étude THM des alvéoles HA et dans Souley et al. (2021). Au regard 

des variations de température attendues dans le COx (20 à 90°C ou 293 à 363 K), et des 

incertitudes sur les valeurs des propriétés THM, les variations de la capacité thermique à pression 

constante (Cp), de la compressibilité du fluide (f) et de la densité du fluide (ρf) sont négligées. Les 

valeurs de ces paramètres peuvent être vues comme des valeurs moyennes (Souley 2017, Souley 

et al. 2021) généralement utilisées dans les analyses de sensibilité du projet Cigéo. Enfin, le flux 

massique (ou plus précisément le coefficient de mobilité ou la perméabilité au sens de Coussy) 

varie avec la température à travers les variations de la viscosité dynamique 𝜇𝑓(𝑇). En ce qui 

concerne au chemisage métallique, le Tableau 5.3 liste les paramètres mécaniques et thermiques 

isotropes pris en compte dans l’analyse. Le comportement mécanique du chemisage est 

considéré comme élastique linéaire et isotrope. Les paramètres hydrauliques ne sont pas 

considérés car le chemisage est imperméable.  

 

(a)     (b)  

Figure 5.3.- Maillage utilisé pour (a) toute la géométrie et (b) zoom autour de l’alvéole HA. 

Casing 



Modelisation thermohydromécanique d’une alvéole HA 

139 

Tableau 5.1.- Valeurs des paramètres utilisées dans le modèle mécanique M2. 

Variable Valeur  Unité Variable Valeur  Unité Variable Valeur  Unité 

mini 1.5 - c_ini 9.6 MPa  m 0.3 - 

mpic 2 - 3
bd 30 MPa b 600 - 

sini 1 - pic 2.25E-03 -  2 - 

spic 0.128 - res 2.65E-02 - A11 0.185 - 

c0 1 MPa ult 14p - a 0.2 - 

c_pic 33.5 MPa 0 -0.1 - a 1.2  

Tableau 5.2.- Valeurs des paramètres élastiques, hydrauliques et thermiques. 

Variable Valeur  Unité Description 

Ex 5200 MPa Module de Young en direction parallèle à la stratification 

Ey 4000 MPa Module de Young en direction normale a la stratification 

xy 0.39 - Coefficient de Poisson xy 

xz 0.2 - Coefficient de Poisson xz  

Gxy 1740 MPa Module de cisaillement 

m 2400 Kg/m3 Densité saturé  

Kx 4x10-20 m2 Perméabilité en direction parallèle à la stratification et à 24.5 °C 

Kx / Ky 3 - Ratio de perméabilité  

b 0.6 - Coefficient de Biot 

n 0.18 - Porosité 

f 5x10-10 1/Pa Compressibilité du fluide 

 

f 
f(T) Pa.s Viscosité dynamique de l'eau (Figure 5.4a) 

f f(T) 1/K Coefficient de dilatation thermique linéaire du fluide (Figure 5.4b) 

f 1000 Kg/m3 Densité du fluide 

Cp 978 J/(kg.K) Capacité thermique à pression constante 

s 1.28x10-5 1/K Coefficient de dilatation thermique linéaire du solide 

x 1.875 W/m.K Conductivité thermique en direction parallèle à la stratification 

x/ y 1.5 - Ratio de conductivité thermique 

 

(a)     (b) 

Figure 5.4.- Évolution en fonction de la température (a) de la viscosité dynamique de l’eau, et (b) du 

coefficient de la dilatation thermique de l’eau (Source = http://www.engineeringtoolbox.com/water-

thermal-properties-d_162.html), d’après Souley (2017). 

http://www.engineeringtoolbox.com/water-thermal-properties-d_162.html
http://www.engineeringtoolbox.com/water-thermal-properties-d_162.html
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Tableau 5.3.- Valeurs des paramètres élastiques et thermiques pour le chemisage métallique (d’après 

Souley et al. 2021). 

Variable Valeur  Unité Description 

E 200 GPa Module de Young  

 0.3 - Coefficient de Poisson 

 7850 Kg/m3 Densité  

 12.3x10-6 1/K Coefficient de dilatation thermique  

Cp 478 J/(kg.K) Capacité thermique à pression constante 

 44.5 W/m.K Conductivité thermique 

 

Nous résumons les calculs réalisés avec le modèle M2 développé pour le COx dans le Tableau 5.4. 

Tableau 5.4.- Synthèse de calculs réalisés avec le modèle M2. 

Calculs Désignation  Objectif 

Calc_0 

Modèle M2 en élasticité : caractéristiques 
inférieures du Tableau 5.1, avec des 

résistances « infinies » : c_ini =9.6 GPa, 

c_pic=33.5 GPa 

Valider le modèle implémenté avec le 
calcul thermoporoélastique (Elastic) 

Calc_1 
Modèle M2 avec caractéristiques 
inférieures du Tableau 5.1  

Analyse du comportement THM 
autour de l’alvéole HA 

 

Les sections suivantes présentent les résultats obtenus dans la modélisation 

thermohydromécanique de l’alvéole HA isolée. Les résultats du modèle Calc_0 avec des 

résistances « infinies » sont d’abord comparés au calcul thermoporoélastique. Ensuite, le calcul 

Calc_1 est analysé dans les phases d’excavation instantanée, de drainage et de chargement 

thermique induit par la mise en place du flux de chaleur à l’intrados du chemisage. 

 

5.2.2 Validation du modèle M2 en configuration couplée THM 

A titre de validation du modèle implémenté dans Comsol en configuration couplée 

thermohydromécanique, Calc_0 a été réalisé avec le modèle M2, mais des caractéristiques de 

résistance ont été prises très importantes de sorte que le comportement reste élastique. Ce calcul 

est directement comparé avec le calcul thermoporoélastique (Elastic) avec le modèle élastique 

intégré de Comsol. 

Pour réaliser la comparaison des résultats, l’évolution de la contrainte effective majeure (’3) et 

de la déformation volumique (Figure 5.5) ont été suivies à différents points sur le profil horizontal 

: 0.1D_Hz, 0.2D_Hz, 0.5D_Hz, 1D_Hz, 2D_Hz et 5D_Hz qui se situent à 0.08 m, 0.16 m, 0.4 m, 0.8 

m, 1.6 m et 4 m respectivement, de la paroi, et sur le profil vertical : 0.1D_Ve, 0.2D_Ve, 0.5D_Ve, 

1D_Ve, 2D_Ve et 5D_Ve qui se situent à la même distance que leurs homologues dans le sens 
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horizontal. En outre, les pressions de pore dans les profils horizontal et vertical ont été comparés 

(Figure 5.6).  Une superposition entre les deux modèles thermoporoélastiques est montrée : l’un 

utilisant l’élasticité linéaire disponible sous Comsol et l’autre le modèle M2. L’écart relatif entre 

les deux calculs est inférieur à 1%. 

 

(a)      (b) 

 

(c)      (d) 

Figure 5.5.- Validation THM du modèle M2 en élasticité Calc_0 : évolution (a)-(b) de la contrainte 

effective majeure et (c)-(d) de la déformation volumique. 

 

(a)      (b) 

Figure 5.6.- Vérification THM du modèle M2 en élasticité : profils de pressions de pore en direction (a) 

horizontal et (b) vertical. 
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5.2.3 Phase d’excavation instantanée et drainage : modèle Calc_1 

Dans ce qui suit, l'analyse de l'alvéole HA est effectuée avec le modèle développé qui prend en 

compte les valeurs inférieures des paramètres de l'argilite du COx. Les résultats du Calc_1 

indiquent que l’excavation instantanée (0+) du microtunnel conduit à une extension de la zone 

plastique de 0.4D en rein et de 0.25D en voûte (Figure 5.7a). La zone rompue en post-pic est 

importante en rein et atteint une extension de 0.12D. Une distorsion plastique maximale 

d’environ 9x10-3 (environ 28% du taux de fracturation) a été atteinte autour de la paroi (Figure 

5.7c), causant un endommagement de 0.2 à 0.3 près du rein (Figure 5.7e). Après deux ans de 

drainage, l’extension de la zone plastique a augmenté dans la direction horizontale pour atteindre 

0.48D (Figure 5.7b). L’extension de la zone rompue en post-pic a également augmentée à 0.24D. 

Une bande de cisaillement, qui apparait à la paroi du microtunnel, pénètre dans la roche argileuse 

en se dirigeant vers l'axe horizontal. Une valeur de la distorsion plastique d’environ 0.04 a été 

obtenue dans cette bande, avec son maximum près de la paroi (Figure 5.7d). En outre, 

l’endommagement est entre 0.6 et 0.7 dans cette bande (Figure 5.7f) qui représente une 

augmentation d’environ 300% par rapport à l’endommagement induit à l’issue de la réponse 

instantanée (0+).  

 

Selon les observations in situ, les extensions des zones de fractures autour des microtunnels 

parallèles à la galerie GCS ont une forme similaire à celle de cette galerie. Cette tendance est 

indépendante des dimensions du forage (Armand et al. 2014) comme on peut le constater, par 

exemple, pour les forages de diamètre de 0.05 m et les micro-tunnels de diamètre de 0.7 m 

(Figure 5.8). L'extension latérale de la zone de fractures de cisaillement est presque égale à 1 fois 

le diamètre. Lorsqu’on compare les résultats numériques avec ce qui a été observé dans ces 

forages, l’extension horizontale prédite par le modèle n'atteint que la moitié de ce qui a été 

observé. 

             

(a)      (b) 
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(c)      (d) 

 

(e)      (f) 

Figure 5.7.- (a)-(b) Zones plastiques, (c)-(d) isovaleurs de la distorsion plastique et (e)-(f) 

d’endommagement à 0+ et 2 ans. 

Le calcul a montré une augmentation de convergence pendant le drainage. Après 40 jours de 

creusement, les convergences n'évoluent pas (Figure 5.9a). Les convergences horizontales sont 

de 8.5 mm, tandis que les verticales sont de 5.1 mm (Figure 5.9b), ce qui donne un ratio de 

convergence de 1.7. Les observations dans les micro-tunnels (Guayacán-Carrillo et al. 2017, 2018) 

ont indiqué qu’après six mois la convergence horizontale est environ 10 fois plus élevée que la 

convergence verticale. Le ratio entre la convergence horizontale et la convergence verticale 

évolue également dans le temps car l'évolution de la convergence verticale est très faible par 

rapport à celle de la direction horizontale. Ainsi, le ratio de convergence calculé est inférieur à 

celui mesuré in situ. En considérant une condition d’extrapolation linéaire et en supposant les 

mêmes conditions d’excavation pour la galerie GCS (5.2 m de diamètre excavé instantanément 

et non sur 28 jours par la méthode déconfinements mécanique et hydraulique), une convergence 

horizontale de 55 mm pourrait être obtenue, ce qui est dans la plage des valeurs de convergence 

mesurées pour cette galerie au bout de deux ans. 
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(a)      (b) 

Figure 5.8.- Réseau de fractures induites autour (a) d'un forage de 5 cm de diamètre, et (b) d’'un 

microtunnel de 0.7 m (Armand et al. 2014). 

 

(a)     (b) 

Figure 5.9.- (a) Convergences au cours du temps et (b) isovaleurs de la norme des déplacements à 2 ans. 

Les profils des pressions de pore (Figure 5.10) dans la direction horizontale indiquent que le 

modèle prédit des pressions de pore négatives près de la paroi du microtunnel pour la réponse 

instantanée, suivi d’une surpression de pore de 0.7 MPa à environ 0.4 m de la paroi. Au cours du 

temps, les pressions de pore négatives disparaissent et les surpressions diminuent sous l’effet de 

la dissipation du champ de pression. Par ailleurs, les profils des pressions de pore dans 

l’orientation verticale montrent la dépression de ces pressions et une légère pression de pore 

négative pour la réponse instantanée.  

 

(a)      (b) 

Figure 5.10.- Profils de pression de pore dans la direction (a) horizontale et (b) verticale. 
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5.2.4 Phase de mise en place de l’alvéole HA 

Le flux thermique dégagé par le colis occasionne une augmentation de la température autour du 

microtunnel (Figure 5.11). À environ 10 ans, cette température atteint sa valeur maximale 

d’environ 80 °C, avant de diminuer lentement au cours du temps. Au niveau de la limite latérale 

externe (à 40 m du centre de l’alvéole) considérée comme axe de symétrie, la température 

commence à augmenter à partir des 6 ans, et à 45 ans la température atteint une valeur maximale 

de 33 °C. En raison de l’anisotropie de la conductivité thermique, l’augmentation de la 

température dans la direction horizontale est supérieure à celle de la direction verticale. La Figure 

5.12 montre les isovaleurs de la température à 2.1 et 3 ans. Par ailleurs, dans une modélisation 

THM plus complexe tenant compte de la géométrie complète d’un quartier d’alvéole HA, des 

valeurs moyennes des paramètres mécaniques du COx et des valeurs de perméabilité anisotrope 

: Kx≈ 4x10-21 m2 et Kx/Ky = 2.5 (Souley 2020, Souley et al. 2021), la température au demi-entraxe 

(et au niveau de l’alvéole) a atteint une valeur de 41 °C à 425 ans. Si l'on compare cette 

température maximale, il y a une différence de 8°C et un décalage de 380 ans. Outre la géométrie 

du modèle numérique mis en œuvre dans les études de Souley 2020, Souley et al. 2021 qui diffère 

du présent modèle réduit, les propriétés mécaniques de la phase solide et hydraulique du COx 

sont également différentes. Souley et al. (2021) utilisent des caractéristiques moyennes contre 

des valeurs inférieures dans la présente section, en cohérence avec les précédents chapitres. On 

rappelle que le but de l’exercice ici n’est pas tant de reproduire les résultats de ces précédentes 

études THM des alvéoles HA, mais de vérifier et de montrer le caractère opérationnel du modèle 

développé dans le cadre d’une approche couplée multiphysique comprenant une structure. 

 

(a)      (b) 

Figure 5.11.- Profils de température dans la direction (a) horizontale et (b) verticale. 
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(a)      (b) 

Figure 5.12.- Isovaleurs de température à (a) 2.1 ans et (b) 3 ans. 

S’agissant des pressions de pore (Figure 5.13), aux reins et en voûte du microtunnel à 6 ans, le 

calcul prédit une pression de pore maximale d’environ 8.5 MPa. Au cours du temps, les profils de 

pression de pore montrent une diminution autour du forage qui peut atteindre environ 4.7 MPa 

à 350 ans, alors qu'à l'intérieur de la formation il y a une augmentation des pressions de pore. Au 

niveau de la limite latérale externe, et au niveau de l’alvéole, la pression de pore maximale atteint 

a une valeur de 7.8 MPa à 45 ans. La Figure 5.14 montre les isovaleurs de la pression de pore à 

2.1 et 3 ans. Par ailleurs, dans la modélisation THM de Souley (2020) et Souley et al. (2021), la 

pression de pore a atteint une valeur d'environ 15 MPa au bout de 5 ans après la mise en place 

du chemisage et du chargement thermique. Alors qu’à la limite latérale, et au niveau de l’alvéole, 

la pression de pore maximale atteint une valeur de 11.4 MPa à 240 ans. Si l'on compare les 

pressions de pore, le modèle numérique simplifié (mais dont le comportement mécanique du 

COx est plus réaliste) prédit une valeur inférieure d’environ 6 MPa autour de la paroi et de 3.6 

MPa de moins à la limite externe. Une analyse du modèle tenant compte les valeurs moyennes 

des paramètres du COx est présentée en annexe B. Cette analyse indique qu’avec le modèle 

simplifié, on peut obtenir davantage de pressions de pore autour du microtunnel et d’être dans 

l'ordre de grandeur des valeurs rapportées par Souley et al. (2021).  

 

En regardant le comportement mécanique, les augmentations de température et pression de 

pore autour du microtunnel ne modifient pas les étendues des zones plastiques (Figure 5.15a-b). 

La distorsion plastique (Figure 5.15c-d) et l’endommagement (Figure 5.15e-f) maximal sont 

encore localisés dans la bande de cisaillement. De plus, lorsqu’on analyse l’évolution des profils 

de déformations plastiques dans les directions horizontale et verticale (Figure 5.16), une légère 

augmentation de la distorsion plastique est obtenue dans les premiers moments d'échauffement 

: de 2 à 2.1 ans. Les modélisations THM qui considèrent le chemisage autour de l’alvéole HA (Jia 
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et al. 2017, Vaunat et al. 2019), ont indiqué l’absence d’évolution de l’extension des zones 

plastiques pendant la phase d’échauffement.  

 

(a)      (b) 

Figure 5.13.- Profils de pression de pore dans la direction (a) horizontale et (b) verticale. 

 

(a)      (b) 

Figure 5.14.- Isovaleurs de pression de pore à (a) 2.1 ans et (b) 3 ans. 

 

S’agissant des déformations volumiques autour du forage, une augmentation de celles-ci est 

notée dès les premières années d’échauffement et atteignant des valeurs maximales à 6 ans, 

suivie d’une légère diminution au cours du temps (Figure 5.17b et d). Les déformations 

volumiques augmentent de 40% aux reins et de 90% en voûte par rapport à celles observées 

durant les deux années de drainage. 
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(a)      (b) 

 

(c)      (d) 

 

(e)      (f) 

Figure 5.15.- Zones de plasticité (a)-(b), isovaleurs de distorsion plastique (c)-(d) et d’endommagement 

(e)-(f) à 2.1 ans et 100 ans respectivement. 
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(a)      (b)  

Figure 5.16.- Profils de distorsion plastique dans la direction (a) horizontale et (b) verticale. 

 

(a)      (b) 

 

(c)      (d) 

Figure 5.17.- Profils de déformations volumiques dans la direction (a)-(b) horizontale et (c)-(d) verticale. 

 

L'augmentation de la pression interstitielle, due à la pressurisation thermique, induit une 

réduction de la contrainte effective qui peut conduire à une rupture par cisaillement ou à une 

fracture hydraulique (Ghabezloo et al. 2009). Dans cette modélisation, l’apparition des 

contraintes de traction est vérifiée en considérant les contraintes principales effectives majeures 

(’3) qui sont supérieures à 0 MPa. À partir des profils horizontal et vertical, ces contraintes se 
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trouvent en champ proche (Figure 5.18) et principalement dans la direction horizontale, ayant 

une valeur maximale d’environ 2 MPa à 45 ans. Au cours du temps une diminution de ’3 est 

notée. Ces zones de contraintes en traction qui restent inférieures au critère de résistance, sont 

localisées au niveau de quelques mailles (qui peuvent être considérées comme négligeables) au 

cours du temps (Figure 5.19).  

 

(a)      (b) 

 

(c)      (d) 

Figure 5.18.- Profils des contraintes principales effectives majeures dans la direction (a)-(b) horizontale et 

(c)-(d) verticale. 

 

(a)     (b) 

Figure 5.19.- Isovaleurs des contraintes principales effectives majeures, à (a) 2.1 ans et (b) 100 ans. 
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Enfin, en ce qui concerne le comportement du chemisage, une ovalisation de sa section est 

calculée en raison des contraintes importantes dans la direction horizontale (Figure 5.20). Cette 

forme d'ovalisation a également été observée, pendant les premiers instants, lorsqu’un 

chemisage a été placé in situ (Armand et al. 2017). L'analyse des déplacements horizontaux et 

verticaux d'un quart du chemisage (Figure 5.21) montre qu'à 45 ans, le chemisage atteint son 

déplacement horizontal et vertical maximal respectivement en reins et à la voûte. En prenant 

comme référence les déplacements radiaux à 2 ans, une variation de 0.16 mm dans la direction 

horizontale et de 0.7 mm dans la direction verticale est obtenue à 45 ans (lorsque l'argilite atteint 

une température plus élevée au niveau de la limite latérale externe - Figure 5.11), ce qui pourrait 

s'expliquer par l'anisotropie des températures calculées dans l’argilite. Les températures dans la 

direction horizontale, qui sont plus élevées que celles dans la direction verticale, provoqueraient 

un déplacement plus important dans cette direction, ce qui entraîne une augmentation de 

l'ovalisation du chemisage. Avec l'abaissement de la température à l'intérieur de la formation 

argileuse, l'ovalisation de la section transversale diminue. 

 

 

(a)    (b)    (c) 

Figure 5.20.- Isovaleurs des déplacements du chemisage à (a) 2 ans, (b) 2.1 ans et (b) 100 ans. 

 

(a)     (b) 

Figure 5.21.- Déplacements (a) horizontaux et (b) verticaux d’un quart du chemisage au cours du temps.  
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5.3 Conclusions 

Dans ce chapitre il a été montré l’application du modèle élastoplastique anisotrope et 

endommageable approchant mieux la résistance résiduelle du COx (noté M2 dans le précédent 

chapitre) à la modélisation numérique multiphysique couplée thermohydromécanique. Cette 

application THM a été menée sur une géométrie simplifiée d’une alvéole (isolée) HA de 0.8 m de 

diamètre et orientée dans la direction de la contrainte principale horizontale majeure (H) : 

l’objectif principal étant d’évaluer le caractère opérationnel du modèle mécanique proposé pour 

la modélisation couplée multiphysique d’une structure de type « alvéole HA » : c’est-à-dire à 

l’échelle de l’ouvrage. 

 

Après une validation du modèle développé pour des calculs thermoporoélastique (Calc_0) par 

comparaison au modèle élastique intégré de Comsol, l’application THM en considérant des 

paramètres inférieurs de l’argilite du COx, principalement utilisées tout au long de la thèse, a été 

réalisée (Calc_1). Les résultats obtenus indiquent que les zones plastiques et endommagées 

restent limitées au champ proche. Une extension anisotrope de 0.48D en reins et 0.25D en voûte 

est prédite à la fin du drainage d’une durée de 2 ans. L'extension horizontale de la zone plastique 

est inférieure de moitié à ce qui a été observé dans les micro-tunnels ou les forages de petits 

diamètres (Armand et al. 2014) orientés dans la direction de H. Le ratio de convergence (hor/ver) 

est de 1.7, et il reste inférieur à celui observé in situ. 

 

Dans la phase de chauffage par dégagement de température de l'alvéole HA, le calcul présente 

une évolution anisotrope de la température : l’augmentation de la température dans la direction 

horizontale est supérieure à celle de la direction verticale. Les pressions de pore autour du forage 

sont plus importantes à 6 ans avec environ 8.5 MPa. Au cours du temps ces pressions sur la paroi 

diminuent, alors qu’à l’intérieur de la roche une augmentation est calculée. À la limite latérale du 

modèle, une pression de pore maximale de 7.8 MPa à 45 ans a été prédite. Par ailleurs, dans la 

réponse mécanique, il n'y a pas de modification de l’étendue des zones plastiques au cours de 

cette phase.  

 

Comme pour tous les modèles continus comportant une phase radoucissante non régularisée, la 

bande de cisaillement et/ou de déformations irréversibles est sujette à une localisation de la 

déformation dépendante du maillage. Une alternative simpliste aurait été de reprendre la 

méthodologie basée sur la notion de « distorsion plastique résiduelle » versus « taille 

d’éléments » proposée et appliquée au Chapitre 4. Mais de par l’objectif du chapitre rappelé plus 
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haut, nous n’avons pas jugé nécessaire de mener une analyse avancée sur le sujet, d’autant plus 

qu’une des perspectives de cette thèse va être la régularisation du modèle proposé dans un cadre 

théorique bien posé. 
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Chapitre 6 :  CONCLUSIONS GENERALES ET 

PERSPECTIVES 
 

 

Les observations relatives (déformation, pression interstitielle, …) aux ouvrages in situ dans 

l’argilite du COx montrent un comportement hydromécanique complexe avec une fracturation 

induite anisotrope importante quelle que soit la direction des ouvrages par rapport à la contrainte 

horizontale majeure. De nombreux modèles de comportement hydromécanique ont été 

développés au cours de ces deux décennies sur la base des données expérimentales et des 

observations in situ. Ces modèles même s’ils se sont améliorés au cours du temps ont toujours 

du mal à prédire l’ensemble des processus observés au cours du creusement.  

 

Un des objectifs principaux de la thèse était de proposer un nouveau modèle phénoménologique 

en tenant compte des mécanismes clefs de déformation et de rupture des argilites du COx, 

notamment, la prise en compte des anisotropies structurale et induite (endommagement, même 

si dans un premier temps il a été considéré comme isotrope). Ce modèle devra être implémenté 

dans un code de calculs aux éléments finis industriel, à savoir Comsol Multiphysics®, afin de 

pouvoir réaliser des calculs à l’échelle d’ouvrage. 

 

Un état de l’art sur le comportement hydromécanique des roches anisotropes telles que les 

argilites du COx, en mettant l’accent sur les anisotropies inhérente et induite, a été réalisé au 

Chapitre 2. Cet état de l’art comprenait également l’analyse des différentes approches de 

modélisation du comportement anisotrope. En particulier, ce bilan des approches développées 

nous a permis de retenir le concept de tenseurs de fabrique (Pietrucsak et Mroz 2000, 2001) pour 

la modélisation de la résistance anisotrope des argilites du COx observée sur des échantillons en 

laboratoire. De plus, l’approche phénoménologique est considérée pour décrire 

l’endommagement isotrope dans le cadre de la mécanique d’endommagement continu. 

 

Les différentes campagnes de caractérisation du comportement mécanique et hydromécanique 

de la roche argileuse du COx ont montré sa complexité. En particulier, des essais de laboratoire 
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ont mis en évidence certaines caractéristiques spécifiques du comportement macroscopique à 

court terme de ce matériau ; notamment au travers des courbes contrainte-déformations. La 

caractérisation des mécanismes clés du comportement de l'argilite du COx et les modèles 

rhéologiques développés au cours de ces deux décennies, nous ont permis de proposer un 

modèle phénoménologique élastoplastique anisotrope et endommageable qui reproduit ce qui 

est observé sur les essais de laboratoire. Le modèle est basé sur le critère classique de Hoek-

Brown, largement utilisé en mécanique de roches. Cependant, comme les argilites du COx à l'état 

naturel ne présentent pas de fractures tectoniques, la signification des paramètres de Hoek-

Brown ne peut être utilisée pour caractériser la résistance de cette roche.  Ainsi, le critère de 

Hoek-Brown est écrit en fonction des trois invariants des contraintes (p, q, ) : ce qui permet de 

tenir compte de la géométrie des contraintes et donc de différence en résistance entre chemins 

de compression et d’extension. De plus, le modèle tient compte des 4 phases du comportement 

mécanique des argilites du COx : (a) élasticité linéaire (isotrope transverse), (b) non linéaire pré-

pic (élastoplastique anisotrope basée sur le tenseur de fabrique), (c) post-pic non linéaire 

(endommagement isotrope combiné à l’élastoplasticité anisotrope basée sur le tenseur de 

fabrique) et (d) le plateau résiduel approché par de la plasticité anisotrope. L’implémentation de 

ce modèle dans un code de calcul aux éléments finis, Comsol Multiphysics®, a été faite selon deux 

méthodes disponibles dans le logiciel : « external material » et « built-in ».  

 

La première méthode a été utilisée dans le Chapitre 3. Elle consiste à programmer le modèle 

rhéologique via un langage de programmation (C++ dans notre cas), puis à le compiler en DLL 

(Dynamic-Link Library) qui est, par la suite, appelée dans Comsol à travers le module « external 

material ». Ce type d’implémentation de modèle rhéologique externe est largement utilisé par 

de nombreux codes commerciaux (famille des codes Itasca, Abaqus, Plaxis, …) : ce qui a motivé 

notre choix vers cette méthode d’implémentation. Des validations des développements 

constitutifs et numériques sur des chemins triaxiaux de révolution et des applications à l'échelle 

des structures ont été effectuées. Cependant, des problèmes numériques liés à la convergence 

numérique dans la phase de comportement radoucissant en post-pic nous ont obligés à 

abandonner cette option, malgré de nombreuses tentatives de résolution qui n'ont pas permis 

de résoudre ces problèmes. 

 

La deuxième méthode a été examinée en détail dans le Chapitre 4. Celle-ci est programmée 

directement sous Comsol, ce qui fait que l’implémentation est moins flexible que la première 

méthode. Pour cette raison, une formulation simplifiée de l’endommagement a été utilisée. La 

variable d’endommagement est exprimée en fonction des déformations plastiques au pic, en post 
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pic et résiduelle, en faisant intervenir la notion de taux de fracturation. Cette implémentation a 

été également validée sur des chemins triaxiaux de révolution et appliquée aux calculs des 

structures du LS M/H-M avec succès. De plus, compte tenu de la synthèse des essais du 

laboratoire menée par Su (2003) où le critère de résistance résiduelle est quasi-linéaire pour des 

contraintes de confinement faibles et modérées, une amélioration de ce dernier et donc de la 

phase post-pic a été apportée. Sur cette base, un critère de résistance résiduel plus adapté aux 

résultats expérimentaux du COx (Su 2003, Zhang et al. 2016) de type linéaire (Mohr-Coulomb) 

pour des confinements inférieurs pour des confinements faibles à modérés, a été adopté. 

L’application de cette variante du modèle nous a permis d’améliorer nos prédictions des calculs 

d’ouvrages par rapport aux observations in situ en termes d’extension des zones plastiques et de 

convergences (Armand et al. 2014).  

 

Dans le Chapitre 5 nous avons présenté une application du modèle à la modélisation 

multiphysique (Mécanique, Hydraulique et Thermique). L’application THM a été menée dans la 

modélisation simplifiée d’une alvéole HA isolée (i.e. microtunnel de 0.8 m de diamètre environ) 

parallèle à la contrainte horizontale majeure. Les résultats des simulations montrent qu’il n’y a 

pas d’évolution de la zone plastique par effet du flux thermique de sa mise en place (à 2 ans) à 

1000 ans.  

 

Les résultats obtenus pour les creusements d’ouvrages avec le modèle élastoplastique anisotrope 

et endommageable (Chapitre 4) et ceux obtenus sur le comportement THM d’alvéole HA 

(Chapitre 5) montrent que les modèles ont été implémenté avec succès dans Comsol 

Multiphysics® et le caractère opérationnel de leur mise en œuvre pour des applications au calculs 

de structures de Cigéo : ce qui était un des enjeux de la thèse.  

 

Le modèle élastoplastique anisotrope et endommageable proposé, en comparaison avec les 

autres modèles développés pour l’argilite du COx, est une synthèse de tous les mécanismes clés 

de réponse à court terme qui apparaissent dans ces différents modèles. Cependant, en l’état 

actuel, il ne reproduit pas correctement les observations faites autour des ouvrages souterrains 

du LS M/H-M. C’est pourquoi des améliorations doivent être apportées, notamment en ce qui 

concerne le comportement post-pic et sa dépendance aux maillages. Après validation et 

reproduction adéquate des observations in situ, le modèle pourrait être appliqué aux conceptions 

des structures souterraines.    
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Par ailleurs, bien qu’à l’état actuel le modèle tient compte de nombreux mécanismes clés du 

comportement de l’argilite du COx, certaines caractéristiques et non les moindres comme le 

comportement différé ne sont pas intégrés dans le modèle. Par ailleurs, du fait que la formulation 

du modèle fait intervenir par exemple l’anisotropie de la résistance, la transition du 

comportement fragile à ductile avec l’augmentation de la pression de confinement, entre autres, 

également observé sur de nombreux géomatériaux, rend le modèle proposé plus général et 

applicable à d’autres géomatériaux.  

 

En termes de perspectives, comme pour tous les modèles continus avec une phase radoucissante 

non régularisée, le gros problème numérique du modèle est le comportement post-pic et la 

dépendance aux maillages. Dans la présente thèse, une analyse de la taille du maillage en fonction 

de la déformation plastique résiduelle a été réalisée afin de réduire cette dépendance à la taille 

des éléments de manière empirique. Cependant, cette méthodologie, en plus de l’absence de 

fondement théorique, n'est pas adaptée lorsqu’il s’agit de reproduire le comportement fragile du 

matériau. Afin de surmonter cette difficulté, la régularisation du modèle proposé dans un cadre 

théorique bien posé est envisagée. Les modèles régularisés de Pardoen et al. (2015) et Manica et 

al. (2018) ont montré des résultats satisfaisants lors de la modélisation des galeries GCS et GED 

du LS M/H-M. Une piste pour la régularisation de ce modèle dans Comsol Multiphysics® 

consisterait à utiliser la formulation du gradient implicite. Dans la littérature, les modèles de 

Maggiolini et al. (2013), Gasch et Ansell (2016) et Laviña et Idiart (2018) implémentés dans ce 

code de calcul ont utilisé cette formulation. 

 

Une autre perspective est la prise en compte du comportement différé de l'argilite du COx dans 

le modèle proposé. En première approximation, un modèle de loi puissance tel qu'utilisé par 

Coarita-Tintaya et al. (2020) dans Comsol pourrait être ajouté au modèle élastoplastique 

anisotrope et endommageable. Par la suite, on pourrait envisager le modèle de Lemaitre 

(disponible dans Comsol) qui est plus approprié pour ce matériau après l’avoir testé sur les essais 

de laboratoire (fluage et relaxation) et structures en mécanique. Les essais de fluage en 

laboratoire réalisées par Zhang et al. (2019) ont indiqué que les résultats ne montraient pas 

d'effet anisotrope significatif sur les courbes de fluage, donc un modèle isotrope de fluage 

pourrait être suffisant.  

 

Enfin, d'un point de vue de la modélisation de structures, les applications 3D aux galeries 

expérimentales du LS M/H-M utilisant ce modèle élastoplastique anisotrope et endommageable, 
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pourraient être réalisées et contribuer ainsi à la compréhension des réponses hydromécaniques 

autour de ces galeries. 
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A. Prise en main de Comsol Multiphysics® 

Nous avons pris en main le code de calculs COMSOL dans le cadre d’une approche multiphysique 

thermohydromécanique, à titre de validation des couplages hydromécanique et 

thermohydromécanique et de leurs applications aux calculs de structures.  

 

A.1. Modélisation isotrope THM : « Pressurisation thermique d'une éprouvette cylindrique 

saturée en conditions non drainées »  

C’est une application THM d’une éprouvette cubique (d’1 m3) saturée non drainée soumise à une 

compression hydrostatique constante et à une augmentation de la température aux parois de 

l’éprouvette. Le but est de calculer l’incrément de la pression d'eau par rapport à celui de la 

température. Il s’agit d’un exemple de validation traité dans le manuel d’utilisation du code Aster 

développé par EDF. Le Tableau A.1 présente les valeurs des paramètres THM des argilites 

utilisées. 

Tableau A.1.- Liste des paramètres d’entrée 

Paramètres Unité Valeurs Désignation 

𝜌
𝑓
 [kg/m3] 1000 Masse volumique 

𝐶𝑚 [J/K] 4180 Chaleur massique à pression constante 

𝜇
𝑓
 [Pa*s] 0,001 Viscosité dynamique de l'eau liquide 

𝛼𝑓 [1/K] 1.00E-04 Coefficient de dilatation thermique du liquide 

𝜒
𝑓
 [1/Pa] 5,00E-10 Compressibilité 

𝐸𝑠 [Pa] 3,14E+09 Module d'Young drainé 

𝜈𝑠 [.] 0,375 Coefficient de Poisson 

𝛼𝑠 [1/K] 1,00E-05 Coefficient de dilatation thermique du solide 

𝜌
𝑚

 [kg/m3] 2410 Masse volumique homogénéisée 

𝛼𝑏 [.] 0,6 Coefficient de Biot 

𝐾 [m2] 1,00E-21 Perméabilité intrinsèque 

𝜆 [.] 1,61 Conductivité thermique 

𝜙 [.] 0,18 Porosité 

 

Pour simplifier l’analyse de l’éprouvette cylindrique de rayon 1 cm et de hauteur 1 cm, nous avons 

considéré un modèle (en 2D) avec un plan de symétrie et une base bloquée, c’est-à-dire un carré 

de 1 cm x 1 cm. La géométrie et les conditions initiales (mécaniques, hydrauliques et thermiques) 

sont montrées sur la Figure A.1.  
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Figure A.1.- Modèle axisymétrique de dimension 0.01m x 0.01m et température initial To=20°C. 

L’incrément de la température autour de l’éprouvette est une fonction linéaire du temps t : 

𝑇(𝑡) = 𝑇𝑜 +
𝛥𝑇

𝑡lim
𝑡  

Où 𝑡lim correspond au temps de simulation et 𝛥𝑇 la variation de température imposée pendant 

ce temps. Pour le calcul, se considère 𝑡lim = 3600 𝑠 et 𝛥𝑇 = 40 °𝐶. 

 

                           (a)      (b) 

Figure A.2.- (a) Température et (b) pression de l’eau à t=3600 s. 

 

Figure A.3.- Évolution linéaire de la pression de l’eau par rapport à l’incrément de la température du 

nœud 2. 

Les résultats sont comparés avec la solution analytique et la simulation numérique issue de la 

notice du code ASTER (Tableau A.2). La comparaison des résultats numériques avec la solution 

analytique indique un écart inférieur à 0.7 % sur les surpressions interstitielles induites. 
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Tableau A.2.- Comparaison des résultats. 

Nœud x (m) y(m) 
Δp (MPa) 

Analytique ASTER COMSOL 

1 0 0 13,01 12,98 13,10 

2 0 0,01 13,01 12,99 13,10 

 

Références : 

Code Aster, WTNA112 – Pressurisation thermique d'une éprouvette cylindrique saturée non 

drainée, doc : v7.33.112. 
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A.2. Modélisation isotrope THM : « Consolidation autour d’une source de chaleur ponctuelle » 

Lorsqu'un milieu poreux saturé non drainé est soumis à un chauffage, une série d'interactions 

THM sont générées. La température provoque l'expansion de l'eau interstitielle et du squelette 

solide, provoquant l'augmentation de la pression interstitielle (pressurisation thermique) et celle-

ci peut entraîner la réduction de la contrainte effective. 

 

La solution analytique de ce problème de consolidation d'un milieu poreux saturé homogène 

infini autour d'une source de chaleur ponctuelle constante Q [W] a été proposée par (Booker et 

Savvidou 1985). Ici pour la comparaison, nous avons modélisé le problème THM étudié par Wang 

et al. (2015) pour une source de chaleur ponctuelle (Q=300 W) imposée en un point. 

 

La géométrie du modèle est 10x10x10 m, la source se localise en O (0,0,0) au centre du cube et 

les conditions initiales de pression et températures sont : 0 Pa et 0°C, respectivement. Pour des 

raisons de symétrie, seul 1/8 d’un cube est modélisé : ce qui revient à charger le point O d’une 

source de chaleur (Q=300/8 W). L’évolution en fonction du temps de la température et la pression 

aux nœuds 0.25 m, 0.50 m et 1 m (Figure A.4a et Figure A.4b), ainsi que les déplacements au 

nœud de coordonnées (0.4, 0.5, 0.4) sont représentés (Figure A.4c). Ces évolutions numériques 

sont comparées aux solutions analytiques (Wang et al. 2015). 

    

(a)    (b)    (c) 

Figure A.4.- Comparaison des solutions analytiques et numériques (Comsol) (a) de la température et (b) 

de la pression de pore aux nœuds (0.25,0,0), (0.5,0,0) et (1.0,0,0) ; (c) des déplacements au nœud 

(0.4,0.5,0.4). 

Suite au dégagement de chaleur après la mise en place d’une source de chaleur, la pression de 

pore (Figure A.4b) et les déplacements (Figure A.4c) augmentent sous l’effet de la pressurisation 

thermique et l’expansion du solide (déformations thermiques) respectivement. Ces excès de 

pression de pore instantanée (réponse non drainée) se dissipent progressivement avec le 

processus de consolidation et les déplacements se réduisent. Enfin, les résultats montrent une 

bonne corrélation entre les solutions analytiques et les solutions numériques. 
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Références : 

Booker, J. R., and Savvidou, C. (1985) Consolidation around a point heat source, International 

Journal for Numerical and Analytical Methods in Geomechanics,9, 173-184. 

 

Wang, X., Nguyen, S., Shao, H., and Wang, W. (2015) Consolidation around a point heat source. 

In book: Thermo-Hydro-Mechanical Chemical Processes in Fractured Porous Media: 

Benchmarking Initiatives, Publisher: Springer, Editors: Kolditz O., Görke U.-J., Shao H., Wang W. 

et Bauer S., 173-177. 
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A.3. Modélisation anisotrope HM : « Modélisation d’une galerie profonde du laboratoire 

souterraine Meuse/Haute-Marne (Bure) » (Coarita-Tintaya et al. 2018) 

Cette application concerne la modélisation en 2D (déformations planes) de la galerie GCS du 

LSM/H-M (// à H=16.1 MPa : contrainte horizontale majeure) en considérant l’isotropie 

transverse mécanique et hydraulique des argilites sédimentaires, un critère isotrope de Drucker-

Prager et un potentiel plastique de type Mohr-Coulomb pour la poroplasticité et le fluage avec 

un modèle de comportement de type loi puissance (acceptable si l’on ne tient pas compte de la 

phase transitoire à court et moyen termes observée sur échantillons et mesures in situ).  

 

La réponse non drainée (t = 0+) due à l'excavation instantanée entraîne dans la section de la GCS 

(Figure A.5) des surpressions d'une valeur maximale de 1,3 MPa dans la direction horizontale 

mineure (h=12,7 MPa) et des sous-pressions dans la direction verticale (v=12,4 MPa). Ces 

variations de pression résultent des déformations volumiques de compression (en reins) et 

d’extension (voûte/radier) induites par l’anisotropie des modules Ex/Ey=1,3 alors que les 

contraintes initiales sont quasi-isotropes. La Figure A.5 montre les évolutions dans le temps de 

pression interstitielle le long de 2 profils. Ces évolutions sont en accord avec une analyse 

poroélastique présentée par Guayacán-Carrillo et al. (2017). Avec le temps et dans la direction 

horizontale, le pic de pression de pore se déplace vers l'intérieur de la matrice (drainage en paroi) 

et décroît avec le temps à une très faible vitesse due à la faible perméabilité des argilites (les 

surpressions disparaissent complètement entre 1 et 6 mois). En tenant compte du fluage, 

l'évolution de la pression interstitielle autour de la galerie n'est pas influencée par le fluage, ce 

qui reste conforme au modèle de fluage utilisé (indépendant de la contrainte moyenne). Par 

ailleurs, en considérant la poroplasticité, la réponse instantanée entraine des pressions négatives 

inférieures à 1 MPa, ce qui met en évidence le fait que la déformation volumique est dilatante 

tout autour de la paroi, contrairement au cas poroélastique. Au-delà d’un an l’influence de la 

poroplasticité est négligeable.  

 

Les déplacements radiaux (Figure A.6) dans la direction horizontale sont inférieurs à ceux de la 

direction verticale en raison de l’anisotropie mécanique (le matériau est plus rigide dans la 

direction horizontale). À partir de 10 ans, le fluage entraine une augmentation de l’amplitude des 

déplacements de plus en plus significative.  

 

La contrainte déviatorique de von Mises (Figure A.7) dans la direction horizontale est plus 

importante (donc moins de relaxation de la contrainte) que celle dans la direction verticale (en 

raison de la différence de modules de déformabilité dans les deux directions). La Figure A.8 
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présente la distribution de la distorsion plastique dans le cas du calcul poroplastique, avec une 

extension de 0.15D de la zone plastique en direction verticale et 0.20D dans la direction 

horizontale : une légère anisotropie qui reste conforme avec la faible anisotropie des contraintes 

initiales dans la section de la GCS.  

 

(a)      (b) 

Figure A.5.- Pression de pore en fonction du temps (a) le long du profil horizontal (b) le long du profil 

vertical (avec ligne continue = poroélastique, tiret = poroviscoplastique, continue avec des points = 

poroplastique). 

Les observations expérimentales ont révélé l’existence de deux zones adjacentes autour de la 

galerie GCS : une zone de fracturation « connectée » qui correspondrait à l’EDZ et une zone de 

fracturation « discrète » plus étendue située entre l’EDZ et le massif intact qui représenterait 

l’EdZ (Excavation disturbed Zone). D’après Armand et al. (2014), l’extension des zones fracturées 

(EDZ) est de 0.15D et 0.4D en voûte/radier et reins respectivement, contre 0.5D et 1D pour la 

zone perturbée (EdZ).  

 

 

(a)      (b) 

Figure A.6.- Déplacements en fonction du temps (a) le long du profil horizontal (b) le long du profil 

vertical (avec ligne continue = poroélastique, tiret = poroviscoplastique, continue avec des points = 

poroplastique). 

 



Annexes 

202 

  

(a)      (b) 

Figure A.7.- Contrainte de von Mises en fonction du temps (a) le long du profil horizontal (b) le long du 

profil vertical (avec ligne continue = poroélastique, tiret = poroviscoplastique, continue avec des points = 

poroplastique). 

 

Figure A.8.- Extension de la zone plastique. 

 

A.4. Modélisation anisotrope HM : « Anisotropic hydro-viscoplastic modelling of a drift at the 

Meuse/Haute-Marne URL » (Coarita-Tintaya et al. 2020) 

On reprend dans cette partie le manuscrit publié au « European Journal of Environmental and 

Civil Engineering » et qui a été présenté au congrès COGGUS2. 

 

Coarita-Tintaya, E.-D., Golfier, F., Souley, M., and Vu, M.-N. (2020) Anisotropic hydro-viscoplastic 

modelling of a drift at the Meuse/Haute-Marne URL, European Journal of Environmental and Civil 

Engineering, DOI: 10.1080/19648189.2020.1797887 

 

  

(0.2 D) 

(0.15 D) 
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B. Modélisation thermo-hydro-mécanique d’une alvéole HA en considérant des valeurs 

moyennes des paramètres mécaniques du COx    

 

Dans cette section, l'analyse des réponses THM d'une alvéole HA en phase de chargement 

thermique, comme indiquée au Chapitre 5, est effectuée. Cette analyse tient compte des valeurs 

moyennes des paramètres du COx (Tableau B.1), d'une forte élasticité mécanique et d'une 

perméabilité anisotrope (Tableau B.2) qui diffère d'un ordre de grandeur de la valeur utilisée dans 

les Chapitres 4 et 5. Les autres valeurs de paramètres, telles que les valeurs thermiques, sont 

énumérées dans les Tableau 5.2 et Tableau 5.3 du Chapitre 5. La géométrie, les conditions 

initiales et aux limites THM sont les mêmes que celles illustrées sur la Figure 5.1 du Chapitre 5.        

 

Tableau B.1.- Valeurs moyennes des paramètres de résistance du COx (d’après Souley et al. 2021). 

Property Value Unit Property Value Unit 

c_ini  15 MPa c_pic  33.5 MPa 

mini 0.9 - mpic 2.5 - 

sini 1 - spic 0.43 - 

 

Tableau B.2.- Valeurs des paramètres mécaniques et hydrauliques du COx (d’après Souley et al. 2021). 

Property Value Unit 

Perpendicular Young’s modulus  7 GPa 

E///E⊥ 1.5 - 

Poisson’s coefficient : //, //⊥ 0.3, 0.2 - 

Porosity 0.19 - 

Biot’s coefficient 0.6 - 

Parallel hydraulic conductivity 4x10-14 (≈4x10-21 m2) m/s 

k///k⊥ 2.5 - 

 

Les Figures B.1 et B.2 montrent la comparaison, en termes de température et de pression de 

pore, du modèle THM avec des valeurs inférieures (Calc_1 - Chapitre 5) et des valeurs moyennes 

(Calc_2) du COx. Les résultats montrent qu’il n’y a pas de différences dans les profils de 

température, ce qui s’explique par le fait que les paramètres thermiques sont les mêmes. Alors 

que dans la réponse de pression de pore, Calc_2 obtient des pressions de pore plus élevées 

autour du microtunnel dans la direction horizontale et verticale par rapport à Calc 1. Ces valeurs 

de Calc 2 sont du même ordre de grandeur que celles rapportées par Souley et al. (2021), avec 

un écart de la pression maximale de 2 MPa à 6 ans. Enfin, en ce qui concerne la réponse 

mécanique, il n’y a pas d’évolution de l’extension des zones plastiques (Figure B.3) pendant la 

phase d’échauffement. Cette même conclusion a été obtenue dans le cadre de l'analyse Calc 1. 
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(a)      (b) 

Figure B.1.- Température en fonction du temps le long du profil (a) horizontal et (b) vertical (avec ligne 

continue = Calc 1, tiret = Calc 2). 

 

(a)      (b) 

Figure B.2.- Pressions de pore en fonction du temps le long du profil (a) horizontal et (b) vertical (avec 

ligne continue = Calc 1, tiret = Calc 2). 

 

(a)     (b)    (c) 

Figure B.3.- Zones de plasticité à (a) t = 2.1 ans, (b) t = 100 ans et (c) t = 1000 ans. 

 





 

 

 

Résumé 
 
Les formations argileuses profondes telles que celles du Callovo-Oxfordien (COx) sont une des 
options actuellement envisagées pour le stockage des déchets radioactifs en France par l’Agence 
nationale pour la gestion des déchets radioactifs. Les observations (déformation, pression 
interstitielle, …) menées à l’échelle des ouvrages in situ du laboratoire de recherche souterrain 
de Meuse/Haute-Marne ont, cependant, révélé un comportement hydromécanique complexe 
avec une fracturation induite fortement anisotrope que les modèles constitutifs classiques ont 
du mal à appréhender. Le travail de cette thèse s’est focalisé sur la formation des zones de 
fractures connectées et discrètes induites par l’excavation et leurs conséquences sur les 
propriétés de transports. Sur la base des résultats expérimentaux et des modèles rhéologiques 
récents pour cette roche, il a été proposé un modèle macroscopique anisotrope, élastoplastique 
et endommageable qui décrit les mécanismes clés du comportement à court terme (pré et post-
pic) de l’argilite du COx. Ce modèle a été implémenté dans Comsol Multiphysics®. L’application 
du modèle proposé a été menée sur la galerie GCS du LS M/HM par de simulations 
hydromécaniques en conditions saturées. Les résultats numériques ont été confrontés avec 
succès aux observations et mesures in situ en termes, notamment, de distribution de pression de 
pore et d’extension de ZFC/ZFD (approchée par les zones plastiques en post-pic et pré-pic, 
respectivement) et de convergences horizontale et verticale. Enfin, le caractère opérationnel du 
modèle pour des applications de modélisation thermo-hydro-mécanique d’alvéoles HA (projet 
Cigéo) a été étudié sur une géométrie réduite à un micro-tunnel d’alvéoles. 
 
Mots clés : Anisotropie, endommagement, plasticité, hydro-mécanique, thermo-
hydromécanique, argilite COx, lois de comportement, implémentation numérique, Comsol 
Multiphysics, mesures in situ, comparaison 
 
 
Abstract 
 
Deep clay formations such as Callovo-Oxfordian (COx) are one of the options currently being 
considered for the storage of radioactive waste disposal in France by the National Radioactive 
Waste Management Agency. Observations (deformation, pore pressure, ...) carried out on the 
scale of in situ structures at the Meuse/Haute-Marne underground research laboratory have, 
however, revealed complex hydromechanical behaviour with highly anisotropic induced 
fracturing that is difficult to capture and to reproduce using classical constitutive models. The 
work of this thesis focused on the formation of the connected fractured zone and discrete 
fractured zone induced by excavation and their consequences on transport properties. Based on 
experimental results and the recently developed rheological models of this rock, a macroscopic 
anisotropic, elastoplastic and damage constitutive model was proposed that describes the key 
mechanisms of the short-term (pre- and post-peak) behaviour of COx claystone. This model was 
implemented in Comsol Multiphysics®. The application of the proposed model was carried out on 
the GCS gallery of the LS M/HM by hydromechanical simulations under saturated conditions. The 
numerical results were successfully compared with in situ observations and measurements in 
terms of, in particular, pore pressure distribution, ZFC/ZFD extension (approached by the plastic 
zones in post-peak and pre-peak, respectively) and horizontal and vertical convergences. Finally, 
the operational character of the model for thermo-hydro-mechanical modelling applications of 
HA cells (Cigéo project) was investigated on a geometry reduced to a micro-tunnel of cells. 
 
Keywords: Anisotropy, damage, plasticity, hydro-mechanics, thermo-hydro-mechanics, COx 
claystone, constitutive laws, numerical implementation, Comsol Multiphysics, in situ 
measurements, comparison 
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