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Contribution a I'étude de la stabilité du front de taille d’'un tunnel
en milieu cohérent

Contribution to the analysis of the face stability
of a tunnel excavated in cohesive ground

Eric LECA
Laboratoire Central des Ponts et Chaussées®
Luc DORMIEUX
Laboratoire de Mécanique des Solides, Ecole Polytechnique®®

Rev. Fran¢. Géotech. n® 61, pp. 5-16 (décembre 1992)

Résumé

Le probléme de la stabilité du front de taille d’un tunnel a fait I'objet de nom-
breuses études au cours des vingt derniéres années en raison de la construc-
tion d'ouvrages dans des conditions de plus en plus difficiles. En particulier la
théorie du calcul a la rupture a permis d’aboutir 8 un encadrement de la pres-
sion de souténement a appliquer au niveau du front de taille pendant les tra-
vaux pour assurer la stabilité du tunnel.

L'étude décrite dans cet article est destinée a améliorer les estimations théori-
ques du risque d’instabilité au front de taille dans le cas d'un tunnel circulaire
creusé a faible profondeur dans un terrain purement cohérent. L'accent est mis
sur |"approche par |'extérieur. Les mécanismes examinés permettent de tenir
compte du caractére tridimensionnel du probléme abordé ainsi que des risques
d’instabilités globales et locales. Les résultats conduisent & penser que les dif-
férences constatées entre bornes supérieures et inférieures des chargements
potentiellement supportables pourraient provenir de la surestimation des capa-
cités de résistance du terrain, qui résultent de leur caractérisation par un cri-
tére de TRESCA (autorisant la mise en traction du terrain).

Abstract

Tunnel face stability has received special consideration over the past twenty
years, due to the construction of tunnels in increasingly difficult conditions. In
particular, yield calculation principles have been used to find a bracketted esti-
mate of the tunnel pressure that should be used to stabilize the face during
construction.

The purpose of the present study is to improve existing methods used to esti-
mate the face stability of shallow circular tunnels driven in purely cohesive soils.
New upper bound estimates are considered. The failure mechanisms conside-
red allow to account for the three-dimensional nature of the problem and include
local as well as global failure conditions. The results support the idea that the
differences between estimated upper and lower bound solutions could result
from overestimated ground resistance properties, consecutive to the use of the
TRESCA criterion (which allows for tensile stresses in the ground).

* 58, boulevard Lefebvre, 75732 Paris Cedex 15.
** 91128 Palaiseau Cedex.



1. INTRODUCTION

Le probléeme de la stabilité du front de taille d'un tun-
nel en milieu cohérent a été abordé pour la premiére
fois par BROMS et BENNEMARK (1967). Plusieurs
auteurs se sont intéressés a ce probléme par la suite.
Les travaux les plus récents portent sur ['utilisation de
modeéles réduits en centrifugeuse et I'application de la
théorie du calcul a la rupture (SALENCON, 1990).

Le probléme posé étant caractérisé par un nombre fini
de parameétres de chargements, 'analyse de la stabi-
lité consiste & déterminer le domaine des sollicitations
supportables dans |'espace de ces paramétres de char-
gements. La théorie du calcul a la rupture propose une
méthode pour encadrer ce domaine en approchant sa
frontiére respectivement par l'intérieur et par I'extérieur.

Dans cet esprit, les travaux de DAVIS et al. (1980)
ont permis de préciser les conditions d'utilisation du
critére de stabilité établi par BROMS et BENNER-
MARK (1967), en mettant notamment en évidence
I'effet de la profondeur relative du tunnel, c'est-a-dire
du rapport entre la couverture du tunnel et son dia-
metre. Néanmoins leurs résultats ne permettent pas
d'aboutir @ une quantification précise du risque d’ins-
tabilité du fait de I'écart important existant entre les
approches par lintérieur et I'extérieur. Cet écart cons-
titue évidemment un obstacle & I'élaboration de mé-
thodes de dimensionnement basées sur une analyse
théorique de la stabilité.

Selon ces auteurs, I'analyse d’essais d’effondrement en
centrifugeuse semblait par ailleurs indiquer que les
conditions de rupture observées expérimentalement
(SCHOFIELD, 1980) étaient proches de celles dédui-
tes de I'approche par lintérieur. Il était donc naturel
de tenter d’améliorer les approches par I'extérieur dis-
ponibles. C'est le propos de la présente étude qui
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s'inscrit dans le cadre de la théorie du calcul a la rup-
ture et examine un ensemble de nouveaux mécanis-
mes de rupture virtuels en géométrie tridimensionnelle.

2. CADRE DE L’ETUDE

La modélisation de la géométrie adoptée pour
'analyse de la stabilité du front de taille d'un tunnel
a faible profondeur est représentée sur la figure 1. On
considére un tunnel circulaire, de diamétre D cons-
truit sous une couverture C, c'est-a-dire que son axe

est situé & une profondeur H = C + -é— .

Une pression uniforme op est maintenue au niveau
du front de taille pour assurer sa stabilité. Jusqu'a une
distance au front de taille égale a P, la paroi du tun-
nel est soumise & la méme pression or. Au-dela, elle
est tenue par un souténement parfaitement rigide. La
surface du massif dans lequel le tunnel est excavé est
soumise a une pression de surface o,, qui peut
représenter la charge transmise par une fondation sou-
ple ou encore le poids d'une couche de sol située au
dessus de la cote H, mesurée a partir de I'axe du tun-
nel. La donnée du poids volumique vy du sol, sup-
posé homogéne dans tout le massif achéve de défi-
nir la sollicitation considérée. Les capacités de résis-
tance du terrain sont supposées homogénes et iso-
tropes. Elles sont définies par un critere de Tresca,
de cohésion C,.

Le probléeme peut étre caractérisé par cing paramé-

tres adimensionnels : % {_—; 0/Cy. o7/C, et

¥D/C,. Pour la suite, on se placera dans le cas par-
ticulier P/D = 0, ce qui constitue une hypothése rai-
sonnable pour I'étude d'un tunnel creusé au bouclier.
On aura recours a la notion classique de facteur de
charge :

Coupe longitudinale

Coupe A—A

Fig. 1. — Schématisation du probléme.
Fig. 1. — Simplified geometry
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N=US+EH—0T 1)

Comme on I'a annoncé, on se propose a présent de
construire et de tester plusieurs mécanismes de rup-
ture virtuels afin d’affiner les approches par I'extérieur
du domaine de stabilité. Pour chaque mécanisme, une
condition nécessaire de stabilité est obtenue en écri-
vant que la puissance @, des efforts extérieurs dans
le mécanisme considéré ne peut excéder la puissance
résistante maximale P[5, correspondante :

et = P (2)
res

La quantité P}, est une fonctionnelle du méca-
nisme virtuel envisagé. Elle ne dépend que du choix
de ce dernier et des capacités de résistance du maté-
riau. Elle représente physiquement la puissance maxi-
male que le massif est en mesure de développer dans
le mécanisme envisagé, du fait de ses capacités de
résistance. L'expression mathématique de cette fonc-
tionnelle est rappelée en annexe.

Pour que la majoration (2) soit non triviale, il est
nécessaire que cette puissance P'%, soit bornée.
Pour un sol purement cohérent (caractérisé par un cri-
tére de TRESCA), on montre (SALENCON, 1983)
que ces mécanismes doivent posséder les propriétés

suivantes :

1. les éventuelles discontinuités de vitesses doivent
étre tangentielles ;

2. la trace du tenseur taux de déformation doit étre
nulle en tout point.

3. MECANISMES CONSIDERES
ET RESULTATS

3.1. Mécanismes de rupture globale,
i.e. débouchant en surface

Le mécanisme proposé par DAVIS et al. (1980) est
reproduit sur la figure 2. Il s'agit de deux blocs (1)
et (2) cylindriques, de sections elliptiques, animés de
mouvements rigidifiants en translation. Les vitesses

L

AT

O

- —

U; du bloc (1) et Us du bloc (2) sont ajustées de
maniére a assurer la nullité de la composante normale
de la discontinuité de vitesse entre les deux blocs

(condition (1) du paragraphe 2).

Ce mécanisme, noté M01, dépend de trois paramé-
tres géométriques : l'angle o entre la verticale et la
surface de discontinuité interblocs, 'angle 8 entre la
verticale et I'axe du cylindre (2), I'angle 6 entre la sur-
face de discontinuité et 'axe du cylindre (1). L'opti-
misation du choix de e, 8. 6 conduit a la condition
nécessaire de stabilité la plus restrictive que puisse
livrer MO1, Elle s’exprime sous la forme d'un majo-
rant du facteur de charge N défini dans la partie 2.

Dans le but d’améliorer cette approche par I'extérieur,
3 familles de mécanismes, obtenus en combinant des
mouvements virtuels de blocs eylindriques, toriques ou
coniques ont été envisagés. Leurs caractéristiques géo-
métriques sont décrites sur les figure 3 a 6.

Le mécanisme M02 (fig. 3) se compose de trois blocs
en mouvement : un cylindre vertical de section droite
elliptique en translation (bloc (1)), prolongé par un
cylindre en translation (bloc (2)) et un tore (bloc (3)).
Dans chaque section droite du bloc (3), la vitesse est
constante et perpendiculaire & la section, ce qui signi-
fie que le tore est déformé en distorsion pure. Ce
mécanisme dépend de deux paramétres : I'ouverture
a du tore et I'angle 8 par rapport & I'horizontale de
l'interface entre les blocs (1) et (2).

Le mécanisme M03 (fig. 4) constitue une variante de
MO0Z2, dans laquelle le bloc vertical (1) est remplacé
par deux cylindres de sections droites elliptiques. L'axe
de chacun des deux cylindres est perpendiculaire &
la surface de contact avec le bloc suivant ; par con-
séquent ce mécanisme est entiérement défini par les
données des deux mémes parameétres (les angles «
et B) que MOZ2.

Le mécanisme M04 (fig. 5) est construit & partir du
mouvement d'un volume tronconique de demi-angle
au sommet «. L'axe du céne (bloc (2)) est incliné
] T .

d'un angle ?' — B, par rapport a la verticale. Le

bloc tronconique est prolongé jusqu’a la surface du

boov b

)

Fig. 2. — Mécanisme MO1. - Fig. 2, — Failure mechanism MOT.
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Fig. 3. — Mécanisme MO0Z2. - Fig. 3. — Failure mechanism MOZ
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Fig. 4. — Meécanisme MO3. - Fig. 4 — Faillure mechanism MO3.
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Fig. 5. — Mécanisme MO4. - Fig. 5. — Failure mechanism MO4.
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Az
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Fig. 6. — Cinématique de bloc conique considéré
dans le mécanisme MO4.
Fig. 6. — Kinematics of the conical failure mechanism
considered in MO4

sol par un cylindre de section elliptique (bloc (1)) et

relié au front de taille du tunnel, par l'intermédiaire
d’un tore en distorsion (bloc (3)) et d'un cylindre de

section elliptique (bloc (4)). L'ouverture du tore est
égale a 8, — B;. La cinématique choisie pour le
bloc tronconique est décrite sur la figure 6. @ dési-
gnant le sommet du céne et Qu son axe (vecteur uni-
taire directeur e ), le vecteur-vitesse en un point M

du tronc de céne est donné par la relation :

aM
VM) = — Uh?——— (3)
- @M g Eu]

ol U est la norme de la vitesse & l'intérieur du tore. Un
tel choix assure la nullité de la composante normale de
la vitesse sur les faces latérales du céne. Ce champ de
vitesses virtuel correspond & une distorsion du bloc tron-
conique sans déformation volumique. Le mécanisme
MO4 dépend de trois paramétres : o, 3; et 8.

Pour chaque mécanisme, une condition nécessaire de
stabilité est obtenue en écrivant la relation (2). pour
les valeurs des puissances @,,, et P/, correspondan-
tes. La condition la plus restrictive associée a un
mécanisme donné est déterminée aprés optimisation
sur les paramétres cinématiques mis en jeu.

Tous les mécanismes examinés permettent de déter-
miner un majorant de la valeur extréme, notée N,
du facteur de charge. Ce majorant dépend du rap-
port C/D. Les résultats sont rassemblés sur la figure
7, pour des valeurs de C/D variant entre 0 et 5. Les
variations en fonction de C/D du plus petit majorant,

25 —
20
122
e
£
.g 15
o
£
5 10
Q@
‘O
=
5
0 T I T
0 1 3 4 5

Rapport de profondeur C/D

Fig. 7. — Comparaison des valeurs de N obtenues en rupture globale.
Fig. 7. — Comparison between the N values obtained for global failure.
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noté N dans la suite, sont données par I'enveloppe
inférieure des courbes représentant chacun des méca-
nismes.

Pour des tunnels creusés a faible profondeur (C/D

< 3. 0), on constate que le meilleur majorant N cor-
respondant pratiquement au mécanisme M01 proposé
par DAVIS et al. (1980).

Le meilleur majorant N est rigoureusement donné
par MO1 pour C/D = 0,0. Pour les autres valeurs
de C/D, des variantes du mécanisme MO01, obtenues
par adjonction d'un coin torique en distorsion entre
les deux blocs cylindriques (mécanisme MO04 avec
a = () permettent d’améliorer I'estimation du facteur
de charge limite, mais pas de maniére significative.
En revanche, aux grandes profondeurs (C/D > 3,0),
le mécanisme M04 conduit & des majorants du fac-
teur de charge extréme N sensiblement meilleurs
que ceux fournis par DAVIS et al. (1980).

3.2. Mécanismes de rupture locale,
i.e. ne débouchant pas en surface

Pour étudier la stabilité locale du front de taille d’'un
tunnel en milieu cohérent, le mécanisme imaginé par
DAVIS et al. (1980) (mécanisme MO5, fig. 8) cor-
respond au mouvement de rotation d'une calotte
sphérique centrée en un point @ de l'axe du tunnel
(défini par I'angle d'ouverture «) et s'appuyant sur la
circonférence du front de taille.

En optimisant le choix de «, la condition de stabilité
locale la plus restrictive se met sous la forme d'un
majorant de la valeur extréme (yD/C,)* du rapport
¥vD/C, :

(yD/C,)* = 10,96 (4)

qui constitue la meilleure borne donnée par la littéra-
ture.

S SR S
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4. ETUDE DE L’INFLUENCE DU CRITERE
DE RESISTANCE DU TERRAIN

4.1. Position du probléme

L'étude qui vient d'étre présentée était destinée a
améliorer I'approche par l'extérieur du domaine des
chargements potentiellement supportables pour le pro-
bleme de la stabilité du front de taille en terrain cohé-
rent. Malgré la diversité des mécanismes envisagés,
'amélioration obtenue n’est, en général, pas signifi-
cative. Les raisons de I'écart entre la frontiére livrée
par l'approche cinématique et les résultats expérimen-
taux restent donc a clarifier.

En modélisant les capacités de résistance du matériau
par le critetre de TRESCA :

flo) = s.upJI (6 — g) — 2C;, = 0 (5)

on attribue au sol une résistance a la traction qui n'est
pas mobilisable (au moins intégralement) en réalité.
On peut donc se demander si |'écart entre I'appro-
che cinématique et les résultats expérimentaux peut
étre expliqué par une surestimation du domaine des
contraintes admissibles du matériau. En d’autres ter-
mes, est-il possible d'obtenir un meilleur accord entre
les résultats expérimentaux et les résultats d'une étude
théorique de la stabilité (approches statique et ciné-
matique), en modélisant les capacités de résistance du
matériau par un critétre de TRESCA sans résistance
a la traction ? Rappelons que la forme mathématique
de ce critére est la suivante :

flg) = sup (g — ¢ — 2C,; 0) = O (6)

Z e

Voyons, sur le cas de I'approche cinématique, com-
ment le passage du critére (5) au critére (6) peut a
priori conduire & des conditions de stabilité plus res-
trictives. Etant donné un champ de vitesses virtuel-
les U, le théoréme cinématique fournit classiquement

une condition nécessaire de stabilité sous la forme

| | | o

DX

4

- Y
i i@

&ﬂ# B

‘\__I‘:i 2T v

Fig. 8. — Mécanisme MQOS5.
Fig. 8. — Failure mechanism MO5
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énoncée en (2). Comme on l'a vu ®,, (U, Q)

représente la puissance du chargement examiné, défini
par le vecteur Q des paramétres de chargement, dans
le champ de vitesses U : elle est indépendante des
propriétés du matériau. L'expression de la puissance
résistante maximale est donnée en (Al). Cette quan-
tité est indépendante du chargement. D'une maniére
évidente, les fonctions m définies en (A2) sont des
« fonctions croissantes du domaine des contraintes
admissibles ». Plus précisément. considérant deux
matériaux possédant les domaines de contraintes
admissible G! et G2, on a manifestement, en vertu
de la définition donnée en (A2) :

G'c G% = ¢! < #2 (7)

En d'autres termes, la puissance résistante maximale
est une fonction croissante (au sens large) du domaine
des contraintes admissibles. C'est pourquoi il est natu-
rel d’espérer que les conditions de stabilité résultant
de 'approche cinématique soient plus restrictives (et
donc plus proches des résultats expérimentaux) si I'on
remplace le critére f avec résistance a la traction par
le critere ' sans résistance a la traction.

Notons cependant avant tout calcul qu'il ne s'agit pas
la d’'une régle générale. Pour le probléeme classique
de la stabilité d’'une excavation veiticale de hauteur
H réalisée dans un massif constitué d'un matériau
pesant (poids volumique v) et cohérent (cohésion
C,), on montre (voir par exemple SALENCON,
1983) que les conditions de stabilité obtenues par la
cinématique sont beaucoup plus restrictives en
I'absence de résistance a la traction :

yH/C, = 3.83 dans le cas du critére f

yH/C; = 2 dans le cas du critére f

En revanche, pour une fondation superficielle soumise
a une charge verticale centrée, on peut montrer qu'un
défaut de résistance a la traction ne modifie pas la
capacité portante. Mais ce résultat devient inexact si
la fondation est soumise a une charge inclinée (PEC-
KER et SALENCON, 1991, 1992).

Ainsi, la manifestation d'un défaut de résistance a la
traction n'est pas systématique : elle dépend du cas
de charge considéré. Sans reprendre d'une maniére
détaillée |'approche cinématique dans le cadre du cri-
tére ', on se propose néanmoins maintenant, sur
I'exemple de la stabilité « locale » du front de taille.
de mettre en évidence des différences substantielles
selon que I'on adopte I'un ou l'autre des critéres (5)
ou (6). On se limitera dans la suite & un mécanisme
de bloc. Il convient donc tout d’abord de rappeler
I'expression de la fonction 7 (n, U) du matériau sans
résistance & la traction défini par (6).

4.2. Calcul de la puissance résistante
maximale pour le matériau sans résistance
a la traction

La figure 9 représente la courbe intrinseque du maté-
riau cohérent sans résistance a la traction (convention
des contraintes positives en traction). Elle délimite
dans le plan de Mohr (o,, 7) l'ensemble § des

vecteurs-contraintes T = o, n + 7t admissibles.
On a donc:
win, U) =sup (T .U, T €Y (8)

Si le produit scalaire U . n est négatif, la quanti-
té U . T n'est pas bornée lorsque T décrit §. Il suf-
fit d’observer que le vecteur-contrainte T = an est

élément de § pour toute valeur négative «. On a
donc :
U.n=0=70n,U) =+ o (9)

-

ns la situation représentée & la figure 9, ol
. = 0, il est facile de voir que le vecteur T

n
OT qui réalise le maximum du produit scalaire
. T est tel que CT soit parallele 8 U. On a donc :

U.n=20=xn U =U.(@©C + CT
= (U]l - U . n) (10)

D’une maniére générale, les mécanismes pertinents
pour l'approche cinématique sont, parmi tous les
champs de vitesses virtuelles, ceux pour lesquels la
puissance résistante maximale est finie. En effet, cette
restriction est évidemment nécessaire pour que la con-
dition de stabilité (2) soit non triviale. Pour le maté-
riau décrit par f, on sait que les discontinuités des
mécanismes pertinents sont assujetties a étre tangen-
tielles. Les équations (9) et (10) indiquent que cette
restriction est partiellement levée dans le cas du maté-
riau cohérent sans résistance & la traction pour lequel
la discontinuité de vitesse est « pertinente » au sens
précédent dés lors qu'elle correspond & un décolle-
ment ([U)] . n = 0). Pour les applications pratiques,
cela implique, comme on pouvait s'y attendre, que
les conditions de stabilité obtenues par voie cinémati-
que pour le critére f subsistent pour le critére f'.

Da
U
U

Cependant, la classe des mécanismes pertinents se
trouvant élargie, de nouveaux mécanismes suscepti-
bles de conduire a des conditions de stabilité plus res-
trictives doivent maintenant étre examinés.

4.3. Stabilité locale du front de taille

En matiére de stabilité locale du front de taille, le meil-
leur résultat disponible est celui de DAVIS et al.
(1980), qui a été décrit au paragraphe (3.2.). On rap-
pelle qu’il est obtenu en explorant un mode de rup-
ture par rotation d'une calotte sphérique centrée sur
'axe du tunnel et s'appuyant sur le contour du front
de taille,

On considére un arc de tore T d’axe perpendiculaire
au plan de symétrie Oxy de l'ouvrage. passant par
la clé C du tunnel dans le plan du front de taille (voir
mécanisme MO06, fig. 10). Le tore est engendré par
la rotation autour de l'axe CZ d'un disque de rayon
R ; le centre du disque décrit autour de CZ un arc
de cercle de rayon R et d'ouverture «. On fait 'hypo-
thése que l'arc de tore ne débouche pas a la surface
du massif. On envisage le mode de rupture par rota-
tion de l'arc de tore autour de son axe a la vitesse
o = —we, (@ > 0):

U = - we, AN CM (11)
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Fig. 8. — Critére de Tresca sans résistance & la traction.
Fig. 9. — Tresca criterion with tension cut-off.

Fig. 10. — Meécanisme MOB6.
Fig. 10. — Failure mechanisrm MOB6.

On utilise le paramétrage p, 6, @ défini a la figure 10. tore dT. Par ailleurs, il présente une discontinuité
Le mécanisme étudié présente une discontinuité de de vitesses purement normale (de décollement) au
vitesse purement tangentielle sur la face latérale du niveau du disque contenant le segment CA, formant
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I'angle § = « avec la direction verticale descendante.
En vertu de la formule (10), il est facile de voir que
seule la face latérale 9T contribue a la puissance
résistante maximale dans le mécanisme considéré :

P, = § c. Ul ds
amy
. S Coo [ICM | dS (12
am
soit en utilisant le paramétrage de dT; en fonction
de 0 et 6 :

o 27
pres = C, wR? E dé S dé (1 + cosé)?
[1] 0

= 3C, wmR?® « (13)

Dans le mécanisme étudié, les forces de pesanteur
sont motrices et la pression de bouclier est résistante.
La puissance des forces de pesanteur est la suivante :

®, = S U . (- ey dV (14)
T
soit explicitement, en tenant compte de (11) :

o R 2n
®, = yw g sinfl df SD pdp S dé (pcoss + R)?
0 0

= % yo (1 — cosa)wR* (15)

La puissance de la pression de bouclier s'exercant sur
le front de taille a I'expression suivante :

®r = S U . (- ore,) dS (16)
F
soit explicitement :
R 2%
@y = — o S pdp S (pcosé + R) dé
0 0
= — o waR® (17)

Pour toute valeur de a € [0, =], le théoréme ciné-
matique fournit une condition de stabilité sous la
forme :

—g‘ (1 — cose) (yD/C,) — (o7/C)) = 3a (18)

Le mécanisme de calotte sphérique de DAVIS et al.
(1980) présente l'avantage de ne pas faire « travail-
ler » la pression de bouclier. Il sera donc meilleur pour
les valeurs élevées de celle-ci. En revanche, en
'absence de pression au front de taille, le mécanisme
de tore fournit, en vertu de (18), la condition :

o
D/C, = 24/5Inf — = 6,62 (19
¥ O<a=x (]_ - cosa} I: )

La valeur de I'angle o correspondant & 'optimum vaut
0,74 =.

En comparant la condition (19) & (4), il apparait clai-
rement qu'un défaut de résistance en traction doit
impérativement étre pris en compte dans l'analyse du
risque d'instabilité locale. Pour les faibles valeurs de
la pression de bouclier, un mécanisme de rupture du
type qui vient d'étre étudié peut s'initier. Par ailleurs,
la condition (19) a pu étre obtenue trés simplement
en explorant une classe de mécanismes dépendant
d'un unique paramétre. L'objectif était de metire en
évidence les conséquences d'un défaut de résistance
en traction. Cependant, il est vraisemblable que la
condition (19) pourrait étre elle-méme substantielle-
ment améliorée par une étude plus compléte.

4.4. Approche statique

On considére deux critéres de rupture f; et f, corres-
pondant en tout point x du domaine matériel 2 a
des domaines de contraintes admissibles ordonnés au
sens de linclusion selon G? (x) C G'(x). Les
approches par lintérieur du domaine K des charge-
ments potentiellement supportables effectuées par la
méthode statique sont évidemment ordonnées dans
le méme sens. Il convient donc d’examiner si le pas-
sage a un critére sans résistance a la traction fait
« chuter » I'estimation par défaut du domaine K cor-
respondant au critére non tronqué en traction. Trois
champs de contraintes permettent classiquement de
construire celle-ci. lls ont été décrits par DAVIS et al.
(1980). Le premier champ de contrainte noté glll
est statiquement admissible dans le cas du matériau
pesant. Les deux autres champs de contraintes sont
statiquement admissibles dans le cas du matériau non
pesant. [ls sont construits en exploitant respectivement
une symétrie sphérique (champ g ?) ou cylindrique
partielle du probléme. On montre cependant que le
champ & symétrie sphérique fournit une approche sta-
tique meilleure dans le domaine C/D = 0,83 auquel
on se limitera.

On établit ci-aprés que l'estimation par défaut de K
obtenue classiquement pour le critére f au moyen des
champs g et g reste valable pour le matériau
sans résistance a la traction dans le domaine des
valeurs usuelles de o5/C, et o7/C,.

4.4.1. Etude du cas « pesant »

Le champ de contraintes g ! est en équilibre avec
une pression or dans le tunnel, une pression o. en
surface et les forces de pesanteur agissant sur le sol
de poids volumique y. Dans les axes de la figure 11.
il est défini de la maniére suivante :

— dans le cylindre en pointillés dans le prolongement
du tunnel :

gV = —ore, ®e, + (yly—-H) - a)

ey R e, + e, ® ey (20)

— dans le reste du massif, le champ de contraintes
est sphérique :

e = (yy-H) - o) 1 (21)
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Fig. 11. — Champ de contrainte o

(1

Fig. 11. — Stress field o'

Les quantités o, et oy étant évidemment positives,
toutes les contraintes principales sont des confraintes
de compression. Il en résulte que les critéres f et f
prennent la méme valeur en ¢ Y. En d’autres ter-
mes, on obtient au moyen de ¢ ¥ la méme appro-
che par l'intérieur de K, que le matériau résiste ou
non a la traction. On rappelle qu'elle est définie par
les conditions suivantes :

N+£52 —N+£52 (22)
2C, 2€,

ol l'on a posé N = (0. — o + yH)/C..
4.4.2. Etude du cas « non pesant »
Dans le cas particulier du matériau non pesant, les

pressions og et g constituent les deux paramétres de
chargement. On adopte le systéme de coordonnées

sphériques de centre 0. On désigne par (M, e,. ey,

(2)

e ,) le repére local orthonormé. Le champ g ' est

défini de la maniére suivante (voir figure 12) :

— a lintérieur de la sphére de centre 0 de rayon
R =

D/2:
g = =g 1 (23)
— & l'extérieur de la sphére de centre 0 de rayon H :
g¥® = -g1 (24)
— entre ces deux sphéres ;
a? =i e, ® e,
+ (f) — kK ey R ey +e, ® e, (25)

ol I'on a posé :

Fig. 12. — Champ de contrainte o

(2)

Fig. 12. — Stress field o'/,
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. h@/mD
f{l‘) = l:as O—T) In {ZH/D) o7

fpom o8 — 0T (26)
2 In (2H/D)

o 2 soient
toutes de compression, il faut et il suffit que :

1
2 In (2H/D)

Pour que les contraintes principales de o'

(27)

or/o, = 1 +

Sous réserve que cette condition soit vérifiée, une
approche par l'intérieur de K pour le matériau sans
résistance a la traction est définie par les conditions :

lo, — o7/ / C, = 4 In (2H/D) (28)

Dans la pratique, on recherche la valeur minimale de
op requise pour assurer la stabilité, la pression o,
étant une donnée du probléeme. On travaille donc en
général dans le domaine ¢, = or. L'approche par
Iintérieur du domaine des chargements potentielle-
ment supportables qui vient d'étre rappelée est alors
définie par l'unique condition (0, — o7)/C, = 4 In
(2H/D). Elle coincide avec la condition obtenue pour
le critere f.

5. CONCLUSION

Il convient de rappeler que le point de départ de ce
travail réside dans le fait que les résultats expérimen-
taux présentés par DAVIS et al. (1980) semblent indi-
quer que la frontiére du domaine des chargements
supportés est voisine de I'approche par l'intérieur par
les contraintes.

Les géométries critiques observées sur des essais de
rupture en centrifugeuse (SCHOFIELD, 1980) présen-
tent certaines similarités avec le mécanisme de blocs
proposé dans I'étude de DAVIS et al. (1980). Tou-
tefois, cette méme étude montre des différences assez
importantes entre les valeurs des pressions de souté-
nement critiques observées expérimentalement et cel-
les obtenues & partir d'un calcul basé sur ce méca-
nisme.

[l était donc naturel de tenter d’affiner I'approche ciné-
matique vis-a-vis des risques de ruptures globale et
locale. Plusieurs familles de nouveaux mécanismes de
rupture ont été envisagées, & partir de blocs cylindri-
ques, toriques, coniques animés de mouvements rigi-
difiants ou soumis & des déformations. Malgré leur
diversité, les mécanismes considérés ne permettent pas
en général d'apporter des améliorations significatives
par rapport aux résultats de DAVIS et al. (1980), sauf
dans le domaine C/D > 3.

Ce résultat a conduit a réexaminer la modélisation des
capacités de résistance de l'argile en condition non
drainée, qui sont classiquement représentées par un
critere de TRESCA. Celui-ci présente l'inconvénient
de surestimer le domaine des contraintes admissibles,
dans la mesure ot il confére au sol une résistance

-

en traction égale & sa résistance en compression.

L'influence d’'un défaut de résistance a la traction a
donc été analysée dans le cas particulier d'un mode
de rupture locale. Le mécanisme étudié fournit, dans
certaines conditions, une amélioration substantielle de
la borne supérieure donnée par DAVIS et al. pour
I'effondrement local.

Une étude plus poussée de la stabilité du front de
taille en terrain cohérent, tenant compte d'un défaut
de résistance en traction, serait nécessaire avant de
pouvoir établir des conclusions plus générales. Cepen-
dant, les premiers résultats obtenus en rupture locale
a partir d'un critére de rupture tronqué en traction
sont encourageants. Cette idée permet d'ores et déja
d'apporter des éléments d’explication aux écarts cons-
tatés entre les bornes supérieures théoriques des pres-
sions de souténement critiques obtenues par DAVIS
et al. (1980) et celles mesurées en centrifugeuse,
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ANNEXE

Scit U un champ de vitesses virtuel défini sur le
systéme matériel Q. L'expression mathématique de la
puissance résistante maximale est la suivante :

Pl = S 7(d) d2 + S = (n, [U) dE  (Al)
2 E
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ol L désigne les surfaces de discontinuité éventuel-
les de U, [U], n et d désignent respectivement la
discontinuité en question, la normale unitaire & I et

le taux de déformation dans le mécanisme envisagé.
Les fonctions 7 introduites dans (Al) sont définies de

REVUE FRANCAISE DE GEOTECHNIQUE

la maniére suivante a partir du domaine G des con-
traintes admissibles :

m(d =sup (g:d, g €G)

7 (n, [U) =sup (U] .g.n,o€G (A2



Les domaines d’application du Jet grouting

Jet grouting in construction
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BACHY*

Rev. Frang. Géotech. n® 61, pp. 17-30 (décembre 1992)

Résumé

Différentes méthodes de jet grouting (jet simple, jet double, jet triple) sont uti-
lisées en fonction de |'énergie hydrodynamique nécessaire pour détruire et mélan-
ger le terrain avec un coulis liquide. Elles s'appliqguent aussi bien & des traite-
ments de masse que des traitements linéaires ou des inclusions, dans des sols
meubles facilement ou difficilement injectables. Les problémes d’utilisation con-
cernent la définition géométrique et mécanique du résultat obtenu et son con-
tréle, ainsi que les difficultés d'évacuation des matériaux liquides en exces for-
més pendant la production.

Abstract

Different methods of jet grouting (single, double, triple jet) are used in cons-
truction, depending on the hydrodynamic energy required to dessaggregate and
mix the ground with grout. They are used for mass treatment as well as to
form jet grout curtains or to obtain isolated columns, and this in various soils,
independantly from their groutability with the conventional grouting techniques.
Main concerns about the jet grouting process are the geometrical and mecha-
nical definition and control of the end products, and the difficulties on site for
the evacuation of the spoiling materials in excess generated during production.

" 4, rue H. Sainte-Claire-Deville, 92563 Rueil-Malmaison,



18

1. RAPPEL DES PRINCIPES
DU JET GROUTING

On désigne par « jet grouting » un procédé de cons-
truction utilisant un jet de fluide & haute énergie ciné-
tique pour déstructurer un terrain et le mélanger avec
un coulis liquide.

Il ne s'agit donc pas exactement d'une technique
d’injection, mais plutét d’'un procédé de mélange hy-
drodynamique terrain-coulis visant & former un « bé-
ton de sol » in situ dans la masse du terrain. Clest
pourquoi on préfére emplover la dénomination « jet-
mix », laquelle qualifie mieux les phénoménes physi-
ques impliqués et le réle du terrain constituant par-
tiellement le mélange final.

L'idée du jetmix est née au Royaume Uni a la fin
des années 50. Une premiére réalisation au Pakistan,
bien que couronnée de succés, n'eut pas de suite. |l
fallut attendre le début des années 70 pour voir 'idée
reprise au Japon, avec des matériels différents. De-
puis, les procédés se sont multipliés, et leur domaine
d'application dans la construction n’a cessé de s'éten-
dre.

Le jet grouting fait appel, séparément ou en combi-
naison, a trois phénoménes physiques :

— déstructuration du terrain par un jet & trés grande
vitesse ;

— extraction d'une partie du terrain jusqu'a la sur-
face par les fluides de jetting :

— incorporation d’'un liant apporté par le coulis.

Le traitement se déroule généralement ainsi (fig. 1) :

— réalisation d'un forage de petit diametre (100 a
200 mm) sur la hauteur & traiter ;

— dans ce forage, mise en vitesse d'un jet de fluide
envoyé par une pompe & haute pression (plusieurs
dizaines de MPa) a travers une ou plusieurs buses de
petit diameétre (1 & 10 mm) placées sur un « moni-
teur » au pied d'un train de tiges de diametre 70 a
100 mm ;
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— remontée lente des tiges, avec mise en rotation
pour former une colonne de béton de sol avec le cou-
lis envoyé sur la hauteur traitée depuis le pied du train
de tiges.

Pendant la phase jet, les volumes en excés du
mélange sol-ciment (appelés « spoil ») doivent ressortir
librement en téte de forage (sinon, l'excés de maté-
riaux risque de « claquer » le terrain et de créer des
désordres au voisinage) et étre évacués du chantier
au fur et & mesure.

Le résultat (diameétre, composition, résistance des
colonnes) dépend des parameétres du traitement (vites-
ses de translation et de rotation des tiges, pression
et débit des fluides utilisés, dosage du coulis), des
caractéristiques du terrain en place (nature, granulo-
métrie, composition, compacité) et de la méthode em-
ployée (simple, double ou triple).

2. LES PRINCIPALES METHODES

2.1. Jet simple (fig. 2)

Dans ce procédé, le fluide du jet destructeur est le
coulis lui-méme, qui assure les trois fonctions de base
de déstructuration, extraction et incorporation.

Une partie importante de I'énergie cinétique du jet est
dissipée par frottement dans le terrain mis en suspen-
sion et le spoil formé devient parfois trop visqueux
pour remonter librement jusquen téte de forage.

2.2. Jet double (fig. 2)

Si on protége le jet de coulis & trés grande vitesse
par un jet d’air annulaire, le rayon d'action du jet des-
tructeur en face du méme terrain se trouve considé-
rablement augmenté par le céne d’air enveloppant.

Dans le procédé jet double, le réle de I'air est aussi
d’améliorer les possibilités d'extraction du terrain en
place par phénoméne d’air lift.

T

iment

- -

T

Fig. 1. — Jet Mix, réalisation de colonnes.
Fig. 1. — Jet Mix, columns construction.
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2.3. Jet triple (fig. 2)

Dans le jet triple, les fonctions déstructuration et
extraction du terrain sont obtenues par un jet double
d’eau et d'air séparément de la fonction d'incorpora-
tion du liant assurée par un jet de coulis envoyé
simultanément a basse pression (quelques MPa),
généralement par une buse inférieure.

La pompe et le circuit haute pression utilisés en jet
triple ne supportent que de l'eau, avec en contre par-
tie la nécessité d’'une pompe supplémentaire a basse
prgssion pour le coulis et d'une ligne d'outils & triple
tube.

2.4. Comparaison des méthodes

La comparaison la plus significative concerne les dia-
meétres de colonnes que I'on obtient généralement par
le procédé jet simple et par les procédés avec jet
entouré d'air (jet double, jet triple) en face des ter-
rains les plus courants (fig. 3).

Bien entendu, les termes de la comparaison dépen-
dent des parameétres employés pour le traitement,
mais on constate que le rayon d’action double & éner-
gie égale entre jet simple et jet double ou jet triple.
Il est ainsi exceptionnel d'arriver & obtenir économi-
quement des diamétres approchant 1 m avec le jet

simple, alors que les procédés avec air peuvent per-
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mettre de dépasser aisément 1 m et d'atteindre méme
2 a 3 m dans certaines circonstances.

Evidemment, ces performances dépendent du terrain
et plus précisément de :

— la granulométrie du sol (plus le terrain est fin, plus
il est difficile & déstructurer) :

— la compacité du sol (plus le terrain est cohérent
ou dense, moins le jet est efficace).

2.5. Méthodes dérivées

Les dénominations jet simple, jet double, jet triple
décrivent le procédé de jetting, indépendamment du
nombre et de la position des buses et donc des jets
utilisés (par exemple, on emploie fréquemment deux
buses diamétralement opposées en jet simple), sans
plus de précisions quand on réalise des colonnes en
une seule phase de jetting.

Mais ces mémes procédés sont également employés
dans des méthodes dérivées telles que :

— le panel jet (fig. 4) : le moniteur est remonté sans
rotation, formant un panneau de jetmix dont I'épais-
seur varie de 5 & 30 cm selon les terrains et le pro-
cédé (dans les terrains fins et compacts, la coupure
est plus mince que dans les sables et graviers), sauf
si des éléments durs grossiers (de taille supérieure a
quelques cm) s'opposent au passage du jet, auquel
cas la forme en panneau n’est pas garantie ;

COMPARAISON JET SIMPLE (1) / JET TRIPLE (2)

LIMON ARGILEUX

SABLE LIMONEUX

SABLE ET GRAVIER

ALLUVIONS GROSSIERES

040050 065 0,95

—

05 1,0 1,5 2,0>

Diamétre colonnes (m)

Fig. 3. — Diamétres habituels des colonnes obtenues dans différents terrains.
Fig. 3. — Typical diameter of columns obtained for different ground conditions.
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Eau Coulis
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Pompe

coulis de
ciment

Ciment

Fig. 4. — Jet Mix, réalisation de panneaux,
Fig. 4. — Jet Mix, construction of panels

3.1. Terrains meubles
non ou difficilement injectables

— le préjetting : on désagrége une partie du terrain R \ m Emmm !
par un jet d'eau a haute pression (avec ou sans air . o == “‘W
annulaire) avant de réaliser le jet proprement dit. i . -1 ¥ et
L'intérét de cette méthode est généralement d’'éviter -~ 1 p— ~r~ [
un gaspillage trés important de matériaux nobles dans —_— B ol o —~ =
le spoil lorsque le terrain et les performances deman- ol - -y | —
dées requiérent de trés fortes énergies de jetting, avec i S | — —
des économies supérieures au colit occasionné par — - == b la =
I'exécution des colonnes en deux phases. Le préjet- | Sl = el Y
ting est utilisé aussi parfois pour élargir le forage et 18 i A e 0 I
faciliter la sortie du spoil vers la surface. T LIMON
— 'I-I-- — —— —
--—--I- :l —f— —— e
‘. - ——
3. LES DOMAINES D’APPLICATION —
DU JET GROUTING — — -
S — —
— ——
S—

Un premier domaine type d'application est celui du
traitement des terrains meubles non ou difficilement
injectables tels que les limons et argiles, que I'on cher-
che généralement a consolider, quelquefois & étancher
(cas des limons et sables trés fins).

AL

O A 0D

3.1.1. Traitement de masse

/ %000
og7

Citons comme cas types d’application :

— consolidation des tferrains pour |'accostage ou le
démarrage de tunneliers, exemple de la ligne D du
métro de Lyon au départ du puits Cavenne : un trai-
tement de consolidation de masse des limons et allu-
vions du Rhéne a été réalisé a partir d'un maillage
de 1 m de colonnes de diamétres 1,2 m (fig. 5) ; ce
traitement a été exécuté a travers une forét d'anciens
pieux de bois et limité a environ 2 MPa de résistance
mécanique pour ne pas géner le travail ultérieur du
tunnelier ;

— consolidation des terrains pour le creusement de ga-
leries en terrain mou, exemple du lot 108 du métro de

Singapour (fig. 6) : les argiles et vases molles de SPT Fig. 5. — Métro de Lyon,
inférieur & 2 ont été consolidées sur une couronne de traitement de sortie du puits Cavenne.
1,5 m d'épaisseur autour de deux futurs tunnels su- Fig. 5. — Lyons Metro,

perposés de 5,9 m de diamétre a des profondeurs treatment of Cavenne shaft.
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Fig. 6. — Métro de Singapour, lot 108,
traitement annulaire des tunnels superposés.
Fig. 6. — Singapore Metro, MRT 108,
annular treatment for superimposed tunnels.

atteignant 25 m par un réseau de colonnes sécantes
de 1,8 m de diamétre réalisées depuis la surface.
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3.1.2. Traitements linéaires

Citons comme cas types d'application :

— coupure de couches épaisses d'altération d'un
substratum rocheux sous un barrage en terre, exem-
ple du barrage de Thika au Kenya (fig. 7) : la cou-
pure est constituée d’'une rangée de colonnes sécan-
tes de 1,2 m de diameétre et 80 cm entre axes jusqu’a
35 m de profondeur dans des argiles limoneuses
moyennement compactes avec blocs et bancs ro-
cheux, prolongée par un voile injecté monolinéaire
dans le rocher jusqu'a 70 m ; les foreuses de jet sont
installées sur des plateformes montées sur rails et
déplacées par des treuils suivant une pente moyenne
de 20° le long des rives ;

— volte parapluie en galerie réalisée & I'avancement,
exemple du tunnel Malenchini sur lautoroute
Livourne-Civitavecchia (fig. 8) : présouténement de la
volte d'un tunnel de 12 m d'ouverture dans des
sables limoneux par une couronne de colonnes sub-
horizontales de jet simple, diamétre 60 cm, longueur
13 3 14 m, armées de tubes de 89 mm de diamatre
et 10 mm d’épaisseur, 80 bonds consolidés et terras-
sés en alternance, avec pose des cintres et béton pro-
jeté :

— enceinte autour de puits rectangulaires ou circu-
laires, exemple du puits 11 de I'émissaire Sévres-
Achéres (fig. 9) : couronne de colonnes sécantes ver-
ticales de diamétre 1,2 m et profondeur 22 m a tra-
vers des limons, sables et graviers et argiles plastiques
autour d'un puits de 3 m de diamétre excavé manuel-
lement.

3.1.3. Inclusions

Citons comme cas types d’application :

— fondations de radiers sur terrains compressibles,
exemple de la prison de Lonay en Suisse (fig. 10) :
radier fondé sur des colonnes de diameétres variables
entre 60 et 115 cm, de capacité portante 40 a 120 t,
a travers 25 m de limons de cohésion 15 a 30 kPa ;

— fondations de poteaux isolés sur sols compressi-
bles, exemple de la salle des sports de Servas
(fig. 11) : reprise en sous-ceuvre d'un béatiment fondé
sur des limons argileux et ayant tassé par des colon-
nes inclinées de diamétre 130 cm et 5 3 6 m de pro-
fondeur ;

— fondations d’ouvrages en présence de poches d’ar-
gile karstique, exemple du tunnel de Saint-Germain-
de-Joux sur 'autoroute A 40 dans le Jura (fig. 12) :
consolidation des argiles molles (pression limite
0,2 MPa) rencontrées dans la partie inférieure du tun-
nel pour appuvyer les cintres de la demi-section supé-
rieure du tunnel déja terrassée et la voiite inverse de
la demi-section inférieure.

3.2. Terrains meubles injectables

La recherche d'une résistance mécanique élevée,
'existence d'une couverture faible, l'interdiction d'em-
ploi de produits chimiques, ou plus simplement |'éco-
nomie du projet peuvent conduire a l'utilisation des
procédés de jet pour la consolidation et I'étanchement
de terrains meubles injectables par ailleurs sans pro-
blemes, tels que les sables et graviers.
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NIVEAU DE LA RETENUE 2041 m 2045 m
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Fig. 7. — Coupe transversale de la coupure étanche du barrage de Thika.
Fig. 7. — Cross section of the Thika Dam, Kenys.

46 colonnes @ 60 cm avec tube @ 90 mm

12.00 m |

|

Fig. 8. — Tunnel Malenchini, Jet horizontal.
Fig. 8. — Malenchini tunnel, horizontal jet grouting.
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Fosse de récupération des Fig. 9. — Emissaire Sévres-Achéres, puits 11,
déblais !iquldes couronne de colonnes sécantes de Jet triple,

Fig. 9. — Seévres-Achéres Sewer, shaft no 17,
annulus of overlapping jet grouted columns.
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Fig. 10. — Lonay : essai de charge sur colonne.

Fig. 10. — Lonay, load test on a column.
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Semelle B.A. Gros béton

Colonnes "Jet"

Limon
argileux

Argile
sablo-graveleuse

Fig. 11. — Servas, reprise en sous-ceuvre d’'un poteau isolé.
Fig. 11. — Servas, underpinning of an isolated column

3.2.1. Traitement de masse

Citons comme cas types d'application :

— constitution de radiers d’étanchéité, éventuellement
en forme de voflite inversée appuyée sur des parois

25

latérales, exemple de la fouille du complexe Leonardo
da Vinci & Lecco (fig. 13) : réalisation d'un réseau de
colonnes sécantes de diamétre 1,5 m jusqu'a 20 m de
profondeur dans des sables fins a grossiers ;

— constitution de massifs poids sous les batiments
mitoyens d'une fouille, exemple de la poste de Colo-
gne (fig. 14) : formation d'un mur de 8 m de hau-
teur et 20 MPa de résistance reprenant en sous-ceuvre
les fondations existantes, par une combinaison de
quatre colonnes d'inclinaison et longueur différentes,
dans les alluvions du Rhin.

3.2.2. Traitements linéaires

Citons comme cas types d’application :

— réalisation de voiles d'étanchéité en profondeur,
au moyen de colonnes sécantes. de panneaux ou de
combinaisons de colonnes et de panneaux, exemple
du tunnel Willemspoort & Rotterdam (fig. 15) : réali-
sation entre 17 et 38 m de profondeur avec une glis-
siére de 40 m montée sur grue, de colonnes vertica-
les de 120 et 170 cm de diamétre reliées par des pan-
neaux de jet, en prolongation d’'un mur composite de
tubes et de palplanches ;
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Fig. 12. — Tunnel de Saint-Germain-de-Joux, traitement des appuis de cintre et du radier.
Fig. 12. — Saint-Germain-de-Joux tunnel, treatment of base slab and arch support
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— réalisation de murs de type berlinois, exemple du
collecteur Sesto San Giovanni a Milan (fig. 16) :
poteaux constitués de colonnes armées, diametre
80 cm, espacement 1 m, de part et d’autre d'un col-
lecteur construit en tranchée couverte dans des sables
limoneux.

3.2.3. Inclusions

Citons comme cas types d’application :

— consolidation par effet de groupe d'inclusions de
jet, exemple de la restauration de la Cour Carrée du
musée du Louvre (fig. 17) : renforcement des allu-

— Lecco, fond étanche en colonnes sécantes de Jet double.
— Lecco, watertight arch blanket using double jet overlapping columns.

vions de la Seine par une double rangée de colon-
nes en quinconce de diamétre 80 cm espacées de
120 em au contact de vestiges archéologiques (murs
d’anciennes douves) pour fonder une dalle de cou-
verture et reprendre des poussées latérales ;

— protection d'immeubles contre les tassements pro-
voqués par des excavations profondes, exemple du
métro de Caracas (fig. 18) : en face des immeubles
sensibles, il a été nécessaire de réaliser des colonnes
de jet inclinées depuis la surface pour réduire les tas-
sements lors du passage d'un bouclier a pression des
terres.
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Fig. 14. — Reprise en sous-ceuvre des béatiments
de 'ancienne poste & Cologne.
Fig. 74. — Underpinning of the old post office in Cologne
prior to adjacent deep excavation
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Fig. 16. — Collecteur Sesto San Giovanni,
mur de type berlinois en colonnes armées de Jet simple.
Fig. 16. — Sesto San Giovanni, main sewer,

Berlin wall with single jet columns reinforced with steel tubes.

T

W

MUR COMPOSITE

TUBE PALPLANCHE

ARGILE
SABLE -16.00
EHE'EE:: PIED PALPLANCHE
COLONNE
8170m -19.00
2400 ; PIED TUBE
SABLE
COLONNE PANNEAU
@120m e= 20cm
ARGILE
-87.00 -37.00
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Fig. 17. — Consolidation des terrains d’assise de la dalle
de couverture de la Cour Carrée du musée du Louvre.
Fig. 17. — Consolidation of the ground supporting the roof

of the " Cour Carrée ' at the Louvre Museum.
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compact
Fig. 18. — Meétro de Caracas, protection d'immeubles au droit du passage de tunneliers.
Fig. 18. — Caracas Metro, protection of the buildings along the route of the tunneling machines.

3.3. Applications particuliéres

Le fait que les procédés de jetmix soient mis en
ceuvre a partir de forages en petit diamétre leur con-
fére une grande souplesse d’utilisation, en particulier
pour la fermeture de fenétres localisées dans des
rideaux de palplanches, des murs en pieux sécants
ou en paroi moulée (passage d'une canalisation,
dégrafage de palplanches, joints défaillants, etc.) et
pour réaliser des protections d'ouvrages depuis la sur-
face en présence d'obstacles enterrés.

Un exemple remarquable de ce type d'application est
celui du voile d'étanchéité du barrage de Seujet a
Genéve dans la partie située sous le radier de
I'ancienne usine des forces motrices. Le voile est cons-
titué d'une rangée de colonnes inclinées sécantes de
110 cm de diamétre et 5 & 13 m de profondeur,
venant au contact du radier fragile des anciens bati-
ments rénovés en musée, & travers des alluvions com-
pactes grossiéres et des moraines (fig. 19). La réali-
sation des colonnes, en contre pression de la nappe
du Rhéne. a été effectuée pour moitié depuis l'inté-
rieur de l'usine en activité et le reste depuis un pon-
ton sur le Rhéne.

4. PROBLEMES POSES
PAR LES TECHNIQUES DE JET

4.1. Définition géométrique et mécanique
du résultat

Le diamétre de la colonne (ou la longueur du pan-
neau), autrement dit le rayon d’action du jet, dépend
de la méthode, des paramafres et du terrain. La
notion géométrique de cylindre régulier de sol traité
est une simplification commode, mais rarement acces-
sible dans la pratique. Il est donc nécessaire de pren-
dre en compte au stade du projet les irrégularités géo-
métriques inévitables induites par le terrain (en parti-
culier pour les rideaux et fonds étanches) et au stade
de la réalisation de limiter les variations des parame-
tres par une mise en ceuvre aussi rigoureuse que pos-
sible (systémes automatiques de réglage des vitesses
de translation et de rotation des tiges, mesure et enre-
gistrement des pressions et débits),

La précision de l'implantation et de I'alignement du
forage a partir duquel est réalisé le jet constitue un

autre élément important d’écart entre la théorie et la
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Fig. 19. — Voile d'étanchéité et le fong du batiment des forces motrices, barrage du Seujet, Genéve.
Fig. 19. — Watertight curtain along the length of the pumping station building, Sewet dam, Geneva.

pratique dans la définition géométrique du traitement.
La aussi, il est indispensable de prendre en compte
des tolérances de déviation dés le stade du projet et,
selon le but recherché, de metire en ceuvre des mé-
thodes et matériels adaptés. Cela peut aller (comme
par exemple pour le rideau de colonnes sécantes du
barrage de Thika) jusqu’a la réalisation de préforages
les plus soignés possibles (inclinomeétres sur le méat des
machines, tiges lourdes autoguidées, mesure de la po-
sition de chaque forage par inclinométrie avant trai-
tement).

La résistance mécanique du « béton de sol » obtenu
dépend du terrain en place (en plus des paramétres
du traitement y compris le dosage du coulis). S'il est
relativement facile d'obtenir des résistances importan-
tes en utilisant un coulis fortement dosé en ciment,
on cherche rarement des valeurs supérieures a 5 MPa
(en compression simple) pour des raisons économi-
ques. Lorsqu’'au contraire, les caractéristiques méca-
niques du matériau doivent étre maintenues dans les
valeurs faibles, cette maitrise est délicate & obtenir. On
doit faire appel & des coulis stables bentonite ciment
peu dosés en ciment (comme par exemple dans le
cas du métro de Lyon) et méme rechercher a substi-

tuer un maximum de terrain par le coulis dont on
connait les caractéristiques (sur le barrage de Thika,
un préjetting a 'eau a permis d'enlever la majeure
partie du terrain, le jetting au coulis effectué dans une
phase différée a pu alors se substituer au mélange
eau-terrain, ce qui n'est pas le cas en jet triple classi-
que ol le coulis se mélange a l'eau et au terrain et
ressort en surface dés qu'on commence la colonne).

4.2. Sujétions d’exécution

Pendant le traitement. le terrain environnant non
atteint par le jet n'est normalement pas affecté, hor-
mis une élévation temporaire des pressions interstitiel-
les. Mais si pour une raison quelconque il v a blo-
cage du spoil dans I'espace annulaire entre tiges et
forage, on a rapidement claquage du terrain et ris-
que de soulévement important et brutal. Il est donc
nécessaire de surveiller la libre remontée du spoil pen-
dant la mise en ceuvre et d'arréter rapidement le jet
si une anomalie apparait. Quelquefois, il faut tuber
en gros diamétre (environ 150 mm) la partie supé-
rieure du forage ayant tendance a s'ébouler (comme
par exemple dans les argiles trés mo]ies du lot 108
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du métro de Singapour, ol le prétubage associé a
une exécution des colonnes en deux tranches descen-
dantes a résolu le probléeme des soulévements qui au
départ atteignaient jusqu'a 50 cm...).

Le volume du spoil & évacuer est théoriquement égal
aux volumes d'eau et de coulis pompés (dans les ter-
rains saturés). Cela peut constituer une sujétion trés
importante sur les chantiers ol la réalisation de tran-
chées et bacs de récupération de grand volume pose
probléme (rues étroites, trottoirs, caves, galeries, etc.).
Parfois il est nécessaire de pomper le spoil a la sortie
méme du forage pour ne pas polluer (comme par
exemple pour les colonnes du barrage de Seujet fai-
tes sur ponton, pour lesquelles tout écoulement du
spoil chargé en ciment vers les eaux du Rhéne était
interdit).

Dans les sables grossiers et les graviers, le mélange
grains du terrain-ciment frais n'est pas stable et
décante avant la prise du coulis. De plus, les sables
et graviers forment un milieu filtrant qui provoque un
essorage frés important du coulis a travers la surface
de contact colonne-terrain, surtout s'ils ne sont pas
saturés, La conséquence est une baisse de niveau
rapide du mortier de jetmix, qu'il convient de com-
penser avant la prise du coulis pour éviter une cou-
pure de la colonne. Cette précaution est particuliere-
ment nécessaire pour les chantiers de reprise en sous-
ceuvre (il suffit généralement de prévoir une prétran-
chée formant un réservoir reliant entre elles les tétes
de colonnes).

5. CONTROLES

Les essais et contréles doivent permettre d’apprécier
la géométrie et la qualité du traitement effectivement
réalisé. On peut distinguer :

— colonnes d'essais déterrées : celles-ci permettront
d’étalonner les paramétres en fonction du terrain et
du résultat voulu. Si le déterrement n'est pas possi-
ble, on cherchera les résultats d'une autre facon
(carottages, forages recoupants, essais de charge,
etc.), mais les tolérances du projet devront considé-
rer un degré d'incertitude plus élevé ;
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— contréle du spoil : la densité du spoil est intermé-
diaire entre celle du terrain en place et celle des flui-
des envoyés ; son suivi donne une idée du volume
de terrain remanié (plus la densité du spoil est pro-
che de celle du terrain, plus le volume de matériaux
mélangés est important, et par conséquent le diamé-
tre), mais souvent avec une grosse incertitude due a
une connaissance imparfaite de la densité du terrain
naturel. Le spoil est un échantillon frais du mélange
de jetmix, lequel différera en place par décantation
et essorage, donc enrichissement en ciment avant
prise du coulis. Mesurer les caractéristiques mécani-
ques du spoil permettra donc d’apprécier par défaut
celles du mélange final (ce qu'on aura pu étalonner
a l'occasion des colonnes d'essai) :

— forages de contréle : des sondages carottés pour
des colonnes de forte résistance, des essais pénétro-
métriques pour des colonnes de faible résistance per-
mettent de contréler les caractéristiques mécaniques
du fraitement. De facon plus incertaine, on peut
apprécier la géomeétrie obtenue par des forages recou-
pants (sondages inclinés dans le plan du voile du bar-
rage de Thika par exemple). On peut également juger
globalement le résultat (essai de pompage avant ter-
rassement pour un fond étanche par exemple). Mais
la difficulté sera souvent de déterminer 'implantation
de points complémentaires de traitement en cas de
défaut constaté.

6. CONCLUSION

Les techniques de jet grouting viennent compléter
remarquablement les moyens dont dispose le spécia-
liste pour I'amélioration des sols. Leur souplesse d'exé-
cution permet leur adaptation & de nombreux cas en
frontiére des techniques habituelles d’injection et de
fondation.

Les quelques lignes directrices et exemples d’applica-
tion cités dans cet article pourront peut-étre contribuer
a en préciser les limites d'utilisation et 2 faciliter leur
développement dans la construction.



Modéle de transfert de masse dans les argiles a faible porosité
Application a l'effet de la ventilation dans les galeries

Mass transfer model for low porosity clays study
of the effect of ventilation in the tunnels

J.-C. ROBINET, M. AL-MUKHTAR, M. RHATTAS

GRECO-CNRS : Rhéologie des géomatériaux

Laboratoire de Génie Civil, Université d’Orléans”

F. PLAS, P. LEBON

Agence Nationale pour la Gestion des Déchets Radioactifs® *

Rev. Frang. Géotech. n® 61, pp. 31-43 (décembre 1992)

Résumé

Aprés avoir rappelé les mécanismes de base du transfert de |I'eau dans les
milieux poreux indéformables en conditions isothermiques, nous proposons un
modele de transfert de masse dans les argiles a faible porosité.

La formulation présentée considére que les flux sont de type convectif pour I'eau
libre, I'eau capillaire et le gaz et de type diffusif pour I'eau adsorbée. Le modele
est formulé avec deux variables intensives : les pressions de |'eau et de I'air.
Un coefficient de transfert global de |'eau est déterminé dans le cas ou le gaz
est & la pression atmosphérique.

La résolution numérique est établie en associant la méthode des éléments finis
pour discrétiser I'espace et le schéma des différences finies pour discrétiser le
temps. La validation du modéle est effectuée sur des profils hydriques obtenus
a partir des essais d'imbibition d'une colonne d'argile fortement compactée.

Enfin le modeéle est appliqué a I'étude de la désaturation, par ventilation d'air,

d'un ouvrage souterrain installé dans un massif argileux.

Abstract

* BP 6747, 45067 Orléans.

Following a description of different mechanisms of water transfer in porous non-
deformable media under isothermal conditions, a mass transfer model for low
porosity clays is proposed.

The model considers that in these clays the flow is convective for free and
capillary water as well as for gas, while it is diffusive for adsorbed water. The
model is formulated with two variables : water pressure and gas pressure. When
gas pressure is equal to atmospheric pressure we determine a total transport
coefficient of water.

Numerical calculations are made using the finite element method for space dis-
cretization and the finite differences method for time discretization. Model vali-
dation is performed on hydraulic profiles from soaking tests on a highly com-
pacted Boom clay.

Finally, the model is applied to study the effect of ventilation with relative humi-
dity below saturation on the development of an unsaturated zone in tunnels.

** Route du Panorama Robert-Schuman, BP 38, 92266 Fontenay-aux-Roses.



32

NOTATION

C concentration en vapeur

[2; diffusivité de la vapeur d'eau

hc hauteur de la remontée capillaire

h; hauteur d’eau équivalente a la pression du
constituant i

h, humidité relative

J; flux massique diffusif du constituant i

K, perméabilité du constituant i

Ko perméabilité globale de l'eau

M, masse molaire de l'eau

n porosité

P, pression du constituant i

Q flux massique convectif du constituant i

R constante des gaz parfaits

t temps

il température

a, 3, & constantes

I viscosité du constituant i

Bao masse volumique du gaz a la pression
atmosphérique

D masse volumique du constituant i

0, teneur en constituant i volumique

0 wire teneur en eau irréductible

B osat teneur en eau a saturation

X paramétre dépendant du rapport volumique
de I'eau adsorbée et totale

v opérateur différentiel

INDICE

3 air

g gaz

3 vapeur

w eau

1. INTRODUCTION

La réalisation et I'exploitation d’ouvrages souterrains
a grande profondeur pourraient conduire a la créa-
tion d'une zone désaturée d’extension non négligea-
ble (SCHNEEBELI et al., 1991). En effet, d'une part
la décharge hydro-mécanique liée au creusement
induirait un dégazage de I'eau interstitielle et d’autre
part, la ventilation des ouvrages pendant I'exploitation
contribue & accélérer les transferts de masse entre le
massif et I'air.

Les conséguences d'une désaturation peuvent étre
importantes sur le plan mécanique, en augmentant
notamment la rigidité du matériau et sur le plan
hydraulique, en modifiant les écoulements. Il appa-
rait donc nécessaire d'évaluer le phénomeéne de désa-
turation, en établissant les mécanismes de transfert de
'eau dans les milieux poreux a faible porosité, afin
de proposer une modélisation.
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En effet, suivant le degré de saturation et la dimen-
sion de l'espace poral, I'eau interstitielle peut se pré-
senter simultanément sous deux phases : I'eau con-
densée et I'eau vapeur. Les interactions de |'eau con-
densée avec la matrice solide permettent de distinguer
plusieurs types d'eau : libre, capillaire et adsorbée,
dont les propriétés phuysico-chimiques induisent des
mécanismes spécifiques de transport.

L'évaluation des transferts de masse dans un milieu
poreux est traitée & l'échelle macroscopique en éta-
blissant des relations entre les flux et les gradients des
grandeurs intensives qui les engendrent. La principale
difficulté réside dans le passage de I'échelle micros-
copique, ol sont décrits les phénoménes physiques,
a l'échelle macroscopique, seule accessible a I'expé-
rience.

Ainsi, & I'échelle microscopique le transfert de masse
dans les milieux poreux est gouverné par deux grands
mécanismes, l'un convectif et l'autre diffusif.

Les déplacements de I'eau condensée (libre et capil-
laire) et du gaz (air sec et vapeur d'eau) obéissent a
un mécanisme de type convectif suivant un écoule-
ment de type Poiseuille. En schématisant les pores du
matériau par des tubes de rayon r,, les flux massi-
ques de l'eau et de l'air prennent alors la forme :

w1y 0P,
Q= Pg 8 pg OX
4
o w1y 0P,
Qu Pu g . 0x

Le transfert de I'eau adsorbée ne peut étre traité avec
le concept des écoulements laminaires, car la notion
de pression perd son sens du fait de la structure orien-
tée de cette eau. FLOOD (1967) utilise le modeéle de
FICK pour décrire le mouvement de I'eau adsorbée.
Il considére que les molécules d’eau passent d'un site
a un site voisin en franchissant une barriére caracté-
risée par une énergie d’activation.

~

Le passage de I'échelle microscopique a I'échelle
macroscopique est effectué par une prise de moyenne
sur un volume élémentaire représentatif (VER), BEAR
et al., (1984) et WHITAKER (1983). Le respect
simultané des lois microscopiques (FICK et POI-
SEUILLE), de la conservation de la masse, et de
'hypothése de I'équilibre local au sein du VER impo-
sent des échanges instantanés de matiére entre les dif-
férentes phases.

De méme, il est classiqguement admis que dans le
VER, les phases soient en équilibre, ce qui revient
a postuler que les potentiels thermodynamiques des
différents constituants sont égaux. Il en résulte que
la loi de KELVIN est applicable aux grandeurs ma-
croscopiques locales. Des lors, cet équilibre est maté-
rialisé par les isothermes de sorption/désorption qui
permettent de relier le potentiel de 'eau & 'humidité
relative ou a la teneur en eau volumique (qui n’est
pas une variable d’état).

Dans les argiles superficielles a forte porosité, la modé-
lisation des transferts de masse est généralement con-
duite en utilisant le modéle convectif généralisé de
DARCY pour leau (libre, capillaire) et le gaz,
RICHARDS et al. (1969), CHANG et al. (1983). En



MODELE DE TRANSFERT DE MASSE DANS LES ARGILES A FAIBLE POROSITE 33

revanche pour les mortiers de ciment les transferts de
I'eau sont associés aux flux : convectif pour I'eau con-
densée et diffusif pour la phase vapeur DAIAN
(1986).

Cet article traite du cas des argiles a faible porosité
en proposant un modéle de transfert dans lequel les
variables intensives sont la pression d'eau et la pres-
sion d'air. La détermination des coefficients de trans-
fert est réalisée sur des profils hydriques obtenus par
les essais d'imbibition d'une colonne d’argile.

Enfin, le modéle est appliqgué & I'évaluation de la
désaturation d'un massif argileux sous l'effet de la ven-
tilation d'une galerie. Il permet d'estimer I'amplitude
de la zone désaturée dans le temps en fonction de
'humidité relative de ['air.

2. UEAU INTERSTITIELLE
DANS LES ARGILES

Dans les argiles peu denses, les particules élémentai-
res, fortement anisotropes, tendent généralement a
s'organiser en paquets ou agrégats, plus ou moins
orientés, définissant une macroporosité inter-agrégats
supérieure au micron et une microporosité intra-
agrégats inférieure au micron.

L’application d’une contrainte mécanique ou hydrique
(succion) sur un tel milieu conduit & une perte d’eau,
non seulement par contractance du squelette avec une
diminution de la taille des pores, mais aussi et sur-
tout par regroupement des particules (TESSIER,
1984). Pour les argiles naturelles ou artificielles, & forte
densité, on ne distingue généralement plus d’agrégats
mais une matrice argileuse dans laquelle la distribu-
tion de la porosité est essentiellement monomodale
(fig. 1).

Les travaux de FRIPIAT et al. (1982) montrent que
'épaisseur de la couche adsorbée dans les argiles est
de l'ordre de quelques dizaines d’Angstrém. Ainsi,
dans une montmorillonite sodique artificielle, de poids
volumique sec 18 kN/m?®, T'eau liée occupe 60 %
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Fig. 1. — Distribution modale des rayons

des pores de l'argile de Boom
de poids volumique sec = 17,4 kN/m?* (Ouvry 1986).
Fig. 1. — Pore radius modal distribution for a Boom clay
with a dry unit weight = 17.4 kN/m?® (Ouvry 1986).

du volume total de I'eau (PUSCH et al., 1990). Par
ailleurs, pour l'argile naturelle de Boom d'un poids
volumique sec de 17,4 kN/m? présentant un diameé-
tre moyen des pores de 300 A, l'eau liée représente
entre 24 % et 50 % du volume total de I'eau (BALDI
et al., 1990). On peut donc considérer que pour ces
deux argiles I'eau se trouve essentiellement sous forme
d'eau adsorbée.

Suivant la taille de I'espace poral et les interactions
avec la matrice solide, I'eau interstitielle présente des
propriétés physico-chimiques spécifiques. Celles-ci sont
traduites par des potentiels thermodynamiques diffé-
rents, permettant de définir deux grandes familles
d’eau.

2.1. L’eau liée

Elle est caractérisée par de fortes liaisons avec la
matrice solide qui sont a l'origine de deux phénome-
nes de rétention : I'adsorption de surface et la capil-
larité.

2.1.1. L’adsorption de surface (fig. 2)
A la surface des feuillets argileux, on distingue
successivement :

— [l'adsorption monomoléculaire qui correspond a la
fixation d'une premiére couche d'eau ;

— l'adsorption plurimoléculaire par empilement de
plusieurs couches d’'eau de surfaces décroissantes ;

— la condensation capillaire obtenue par jonction des
couches plurimoléculaires.

2.1.2. La capillarité

En schématisant I'espace poral des milieux a faible
porosité par des tubes, les interfaces entre 'eau et l'air
définissent des ménisques résultant des forces de ten-
sion superficielle. A I'équilibre, la différence entre la
pression de l'air et la pression de I'eau représente la
pression capillaire qui est exprimée par la loi de
LAPLACE :

2 o cos(a)

P, =P, - P, =
T

avec

r rayon du tube capillaire
o tension superficielle
a angle de contact solide-interface

2.2. L’eau libre

A grande distance de la surface des particules et prin-
cipalement dans les pores de grande taille, 'eau ne
subit aucune influence.

3. MODELISATION DES TRANSFERTS
DE MASSE DANS LES ARGILES
A FORTE DENSITE

La description du transferi de masse dans les argiles
a faible porosité repose sur cing hypothéses :

— les fluides interstitiels n’ont aucune action méca-
nique ou chimique sur le squelette solide ;

— l'espace poral est indéformable ;

— le transfert de 'eau adsorbée obéit & un méca-
nisme de type diffusif. La variable intensive (concen-
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adsorption mono-moléculaire
diffusion gazeuse

adsorption pluri-moléculaire
(film adsorbé)

évaporation-condensation
écoulement dans la phase
condensée

valeurs croissantes de 1’humidité relative ~———— >

Fig. 2. — Schématisation des différents aspects de I'eau dans les argiles.
Fig. 2. — Schematic aspects of water in clays.

tration en eau adsorbée) est traduite par la concen-
tration en vapeur dans l'espace poral ;

— le transfert de l'eau capillaire, libre et du gaz
s'effectue selon un mécanisme de type convectif ;

— la diffusion de la vapeur d’eau dans l'air sec est
supposée négligeable.

3.1. Equations de conservation

des masses globales

Les équations de conservation de I'eau et de I'air sont
établies en conditions isothermiques.

3.1.1. Bilan de masse de l'eau

[’équation de conservation de I'eau (1) est obtenue
en considérant que le flux massique de l'eau est la
contribution de trois mécanismes :

— le transfert convectif de I'eau condensée (Q,) :
— le transfert convectif de I'eau vapeur (Q,) ;
— la diffusion de l'eau adsorbée (dJ,).

Apy . By)

™ + V(Q, + Q, + J) =0 (1)

3.1.2. Bilan de masse de I'air sec

On établit de la méme maniére I'équation de conser-
vation de l'air sec (2) en différenciant le flux convec-

tif Q, :

s -b) | Giq) =0 @)
ot
avec
Q = (1 -0.Q
Q\.r — CQg
pa = (1 — C) .pg
0y = n — 6,

3.2. Les modéles de transfert

3.2.1. Les transferts en mode convectif

Les transports convectifs de I'eau (libre, capillaire) et
du gaz sont décrits par la loi de DARCY généralisée

avec des coefficients de perméabilité dépendant de
état hydrique du matériau. En négligeant l'effet de
la pesanteur les flux massiques s'écrivent :

Qw = — oy Kylby) . vih) (3)
Qg = — pg . Kylby,) . Vihg) (4)
avec :
h, hauteur d’eau
hy  potentiel du gaz exprimé en hauteur d'eau équi-
valente
3.2.2. Les transferts en mode diffusif

Le transport diffusif de 'eau adsorbée est traduit par
la loi de FICK généralisée dans laquelle la variable
intensive est la concentration en vapeur :

’Jv = = Pgu D\.r i V(C) (5]
avec !

C = pVS ; hr
Pg

D, est donnée par une relation similaire & celle de
PHILIP et DEVRIES (1988) :

Dy = x.{n — 89Dy

X, parametre dépendant du rapport volumique de
'eau adsorbée et totale (0 < x < 1). La détermina-
tion expérimentale de x étant actuellement délicate
nous le considérons constant compris entre 0.4 et 0,6,

A ce stade, on constate que les formulations des flux
ne sont pas homogénes puisqu’elles sont exprimées
soit en potentiels soit en concentration de vapeur C.
L'utilisation de la loi de KELVIN permet de traduire
I'équation (5) en fonction du potentiel capillaire :

R.T
he = — —— Ly
c s M, L (h,)

loi de KELVIN
d'ol :
Ju = = Pg- KDl.r- v(hc} (6)

avec |

KDvww) = Du . Chc
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et :

. - 9C _ pu dh,

dp
SRS e ) _ hr = 7
dh,  p? (" 9 dh, dhc) 7

C,c est appelé « capacité capillaire de la concentra-
tion en vapeur ». En considérant le mélange gazeux
comme un gaz parfait, p, s'écrit :

pg = Pgo + By - hy

By, coefficient de compressibilité du gaz

3.3. Formulation générale en termes
des pressions d’eau et de gaz

La formulation générale est obtenue en écrivant le
systéme d’équations de transfert en termes des pres-
sions d'eau et de gaz.

3.3.1. Constituant eau

Bilan des flux
q)w-w:_v((zw*—c-c!g*—‘]d (8]
avec :
q’wl = pw N CO'
(N d{}w' capacité capillaire
dh,
Qu.r == Pw waw} v(hw}
’Jv = = Pg KDvww) V(hg - hw)
3.3.2. Constituant gaz
dh oh
gl —L +92. —2 = - y(1-0C). 9
i g, - (( ). Qg (9
avec :
®=(1-C.(n-26,).—0.(1-C).Cq
~ pg. (0 = 8,) . Cy
2 = p,. (1 — C).Cy + pg.(n — 6,).Cy
Qg = - pg . Kg(ﬁw) 2 vthg}
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3.4. Cas particulier

Dans le cas ol la phase gazeuse est & la pression

atmosphérique, I'équation du transfert global de I'eau

s'écrit :

oy, . 04)
at

K, est le coefficient de transfert global. Il est la con-
tribution de deux mécanismes convectif et diffusif :

Kwtww} = Kw(aw} + KDvww)

+ V(= py - Kulby) . V(b)) =0 (10)

3.5. Résolution numérique
des équations de transfert

La formulation variationnelle du probléme est établie
avec comme inconnues h, et h,. L'approximation
des équations aux dérivées partielles est obtenue en
combinant la méthode des éléments finis sur |'espace
et un schéma aux différences finies Euler semi-impli-
cite sur le temps (cf. annexe A).

4. APPLICATION DU MODELE
DE TRANSFERT

4.1. Caractéristiques hydro-dynamiques
de l'argile de Boom

Le matériau retenu est I'argile de Boom (tableau 1).
Il provient d'une formation géologique que l'on ren-
contre au nord-est de la Belgique et dans laquelle a
été réalisé un laboratoire souterrain a 250 m de pro-
fondeur.

Le cycle isotherme (20° C) de désorption/sorption est
réalisé sur un matériau saturé obtenu par consolida-
tion d'une boue d'argile sur un chemin cedométrique
(fig. 3). Les caractéristiques hydro-dynamiques sont
obtenues sur le matériau confiné a indice des vides

constant égal & 0,55 grace a un dispositif spécifique
décrit dans l'annexe B.

Le contréle de I'humidité relative est réalisé entre
98 % et 11 % par lintermédiaire de sept solutions
salines saturées.

On constate sur la figure 4 la présence d'une légére
hystérésis entre la désorption et la sorption.

['utilisation de la loi de KELVIN permet d'exprimer
les courbes de sorption/désorption en fonction du
potentiel de l'eau (fig. 5). La relation semi-empirique

Tableau 1. — Caractéristiques physiques de |'argile de Boom (Ouvry, 1986).
Table 1. — Physical characteristics for Boom clay (Ouvry, 1986).

TEReUr BN 10aU%: v5 0§ &5 o suaiansm g &% o 19,5 % | Poids volumique sec............... 17,4 kN/m?

Poids volumique total. . ............. ZEL6T NI | Limite: de OIS e w6 e o s eries o imseom s 55 %

Limite de: plasticitd: i s i st 50 i oiaoaiis 28 % | Indice: de plasticitd:: iz o 53 vis 95 % o 09 0 27
Activité . . . ... .. 0,9

Smectite : 30 & 40 %

Composition minéralogique de la phase argileuse
llite :
Interstratifié lllite Smectite : 0 & 20 %

20 4 30 % Kaolinite : 30 %
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ViD= I I il T -|‘ i de VAN GENUCHTEN (1980) traduit correctement
1 [ | | | ‘ | ' les résultats expérimentaux :
. | 1] P10
: ; [ ] [ ]! Ousat — G
. ] O,h) = By + 22 Lt (11)
g g ] \L = J! i ! | N {1 2 life - hc)'ﬁ]'5
S ] N i L
0 [ 1 l -. Le tableau 2 présente les parameétres hydro-dynami-
& 070 I B 1 I——— ques de sorption/désorption.
N ! s ]! ' |
é.e: i - | ! I L — Tableau 2. — Paramétres hydrodynamiques
= (| | "N ' | de l'argile de Boom.
o T | ML ! Table 2. — Hydrodynamical parameters for Boom clay.
W= | ! | et T~ |
1 [ 1 | '
L i ‘ ‘ || ‘ [| L | | I | Paramétres a g8 & |Busar | Owire
. CONTRAINTE VERTICALE (MPa) Sorption 431073 m~" [1,49|0,346|0,35 (0,016
Fig. 3. — Essai cedométrique Désorption | 1,8 10 3 m~' | 1,49 [0,346|0,35 |0,016
sur l'argile de Boom reconditionnée.
Fig. 3. — (Edomelric test for remouilded Boom clay
La figure 6 montre 'évolution de la capacité capil-
laire. On note une trés forte variation de la capacité
capillaire au voisinage de la saturation, alors qu’elle
peut étre considérée comme constante dans ['intervalle
S I i Bl i T e e e et d’humidité relative 50 %-80 %.
. — [ Sarption ?r# 280 — ™ 3 T
g — ®— Désorprion /
= ) B T
2 ! i L s
H il t
b /Yy -
E oae | d a |
B | =7
P o } _
" P
E s L 3
I gzz=w=" C = e
e R R e S ———— désomtion
HUMIDITE RELATIVE mu.: = e e |
Fig. 4. — Isothermes de sorption/désorption POTENTIEL DE L'EAD (=)
sur 'argile de Boom. . . A ko
Fig. 4. — Absorption/desorption isothermal curves for Boom clay Fig 5, —Cap acrré eap :Hajrelde I8 e oo,
Fig. 6. — Capillary capacity for Boom clay
4.2. La détermination des coefficients
de transfert
Dans les argiles & faible porosité le transfert de I'eau
g est la contribution de deux mécanismes couplés con-
H vectif et diffusif dont I'évaluation expérimentale est
g particulierement difficile. Une approche expérimentale
2 du coefficient de transfert global a été réalisée a par-
z tir de l'essai d'imbibition d'une colonne de poudre
B d'argile stabilisée & une humidité relative de 56 % et
E confinée a sa pression de gonflement (pas de défor-
mation volumique durant I'imbibition).
Le dispositif expérimental (fig. 7) est constitué d'un

ensemble de couronnes surmonté d'un piston hydrau-
lique. La partie basse de I'appareillage est reliée a un
circuit de saturation. Chaque couronne est de 20 mm

POTENTIEL DE L'EAT (m )

Fig. 5. — lsotherme de sorption/désorption d'épaisseur et de 65 mm de diamétre intérieur. La
en fonction du potentiel de I'eau, pression hydraulique est obtenue par une pompe Gil-
Fig. 5. — Isothermal adsorption/desorption curves son pilotée par un micro-ordinateur relié & une cen-

as a function of water potential. trale de mesures.
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Légende

1 Pompe hydraulique Gilson
2 Manométre

3 Piston

4 Cylindre

5 Couronne

b Argile & taster
T Pion de centrage des couronnes
& Tube gradué

]
1

Embase
0 Pompe & vide

fopeds

Fig. 7. — Schéma de |'appareil dimbibition.
Fig. 7. — Apparatus for wetting study.

La détermination de la teneur en eau de chaque cou-
ronne a permis de construire de maniére discréte trois
profils hydriques correspondant & 14 jours, 42 jours
et 70 jours (fig. 8).

038 : e
: ==0r= 10 jours
-Q\ === - 42 jours
o2 L \\ \ —{)-‘ 14 jours |
E A |
voN
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8 sl B ON®
= A w-.0 ]
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i+ (e o _~a
-0
£ S Np =g
Er C - B=5-8=8-0-0 0
. vz w4
0.00 a0 iy @is az6

HAUTEUR DE L'ECHANTILLON {m)

Fig. 8. — Essais d'imbibition de ['argile de Boom.
Fig. 8 — Soaking test for Boom clay.

Le coefficient de transfert global K,, est obtenu a
partir des essais d’'imbibition par la détermination des
débits d'eau et des gradients des teneurs en eau volu-
mique (cf. annexe C). On observe sur la figure 9 que
K, varie peu, il peut étre considéré comme constant
et approché par la valeur de la perméabilité a satu-
ration.

[’évaluation numérique du coefficient de transfert dif-
fusif Kp, est montrée également sur la figure O.

mm T T T
2 [ Ry —awe
E e
:é 750 | . —m—. — o g}:? J
=
= 500 [ 4y -
i /E'/
] 9/
250 | -~ ]
/ﬂ —— l-."-ll
B )
] = "y
ot o
ol _H’//U - Kw
Q00 “ooa 018 “BzT “a3s
TENEUR EN EAU VOLUMIQUE
Fig. 8. — Variation des coefficients de transport.
Fig. 9. — Vanation of transfer coefficients.

Enfin, la perméabilité hydraulique peut alors étre
déterminée a partir des coefficients de transfert glo-
bal et diffusif, soit K, = K,, — Kp, (fig. 9).

4.3. Application du modéle a Ieffet
de la ventilation des galeries
dans une argile profonde

En génie minier, I'effet de la ventilation est reconnu
comme facteur stabilisant en diminuant la convergence
des galeries. En effet, la désorption des argiles a fai-
ble porosité améliore ses caractéristiques mécaniques
par la naissance de trés forts potentiels d'eau (pou-
vant atteindre 100 fois la charge hydraulique).

Le modéle est appliqué a I'étude de la désaturation,
sous l'effet de la ventilation d'air d'une galerie de 6 m
de diamétre dans l'argile de Boom initialement satu-
rée, sur la base de deux hypothéses :

— le transfert est traité comme un probléme plan et
s'applique a une galerie de grande longueur ;

— l'humidité relative est constante dans toute la sec-
tion de la galerie, car la ventilation induit générale-
ment des écoulements d'air de type turbulent.

Les conditions aux limites sont du type Dirichlet :

— pression capillaire constante sur la paroi de la gale-
rie avec h, = — h,;

— hydrostatique sur les frontiéres extérieures
by =2z,

A partir des caractéristiques hydro-dynamiques de
I'argile de Boom, une étude paramétrique est réali-
sée en faisant varier le coefficient de transfert global
et I'humidité relative de ['air.

4.3.1. Influence du coefficient
de transport global K,

Les profils hydriques correspondant & une humidité
relative de 50 % et pour deux valeurs de K,
(1072 m/s et 10-12 m/s) sont présentés sur la
figure 10.

La figure 11 montre I'extension de la zone désaturée
en fonction du coefficient de transfert. [.’augmenta-
tion de Ky de 10 ¥ m/s & 107 m/s provoque
un accroissement de la zone désaturée ; par exem-
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Fig. 10. — Effect of transfer coefficient on the hydraulic profile
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Fig. 11. — Influence du coefficient de transfert sur les zones désaturées.
Fig. 11, — Effect of transfer coefficient on the unsaturated zones.

ple de 1,5 m 4 4,25 m en 10 ans pour un degré de
saturation de 0,78. On constate par ailleurs une forte
dépendance des débits d'eau par rapport au coeffi-
cient de transfert global (fig. 12).

4.3.2. Influence de I'’humidité relative de I'air

Deux valeurs de 'humidité relative (60 et 76 %) sont
examinées avec un coefficient de transfert global de
1072 m/s.

—————— ; r—r— 1
—— Kwt = 10 mpe ]
br=0,5
Kt = 10012 mpe 1
1
E R
TR0
TEMPS { jours )
Fig. 12. — Influence du coefficient de transfert global
sur les débits d’'eau extraits par ventilation.
Fig. 12. — Effect of transfert coefficient

on the water flow induced by ventilation.

Les profils hydriques sont présentés sur les figures 13.
On observe sur la figure 14 que la variation de 'humi-
dité relative provoque une faible variation des zones
désaturées. En ce qui concerne les débits d'eau, on
remarque qu'ils varient fortement pendant 60 jours
pour atteindre ensuite un régime pseudo-permanent
aprés 150 a 200 jours (fig. 15).

5. CONCLUSION

La modélisation des transferts de masse d’eau et d’air
dans une argile a forte densité prenant en compte les
différents aspects de I'eau interstitielle (eau libre et liée)
est présentée.

Un modéle de transfert de masse est établi avec
comme variables intensives les pressions de l'air et de
I'eau. Une formulation approchée est proposée en uti-
lisant la méthode des éléments finis pour I'espace avec
un schéma aux différences finies pour le temps.

Le modeéle est appliqué a l'argile de Boom. Les carac-
téristiques hydro-dynamiques de cette argile recondi-
tionnée sont déterminées sur des essais isothermes de
sorption/désorption en conditions confinées. En
revanche la détermination des coefficients de trans-
fert est difficile a obtenir expérimentalement. L’éva-
luation de ces coefficients est effectuée & partir d’essais
d’imbibition d'une colonne d’argile @ humidité relative
contrélée. Ces essais ont mis en évidence que le coef-
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Fig. 13. — Influence de "humidité relative sur les profils hydriques.
Fig. 13. — Effect of relative humidity on water potential profile.
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Fig. 14. — Influence de I'humidité relative sur les zones désaturées.
Fig. 14, — Effect of relative humidity on the unsaturated zones.
' ' ' Cette couronne désaturée est principalement gouver-
LS . née par le coefficient de transfert global. En revan-
- :::6 AT che la diminution de 'humidité relative de l'air ven-
=y o ] tilé provoque une plus faible augmentation du
3 \ domaine désaturé. Le régime permanent de transfert
z \ ] d’eau dans le massif argileux s'établit aprés environ
§ == \\ 1 un an de ventilation.
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RESOLUTION NUMERIQUE DES EQUATIONS DE TRANSFERT

La solution numérique du probléeme de transfert est
établie & partir d’'une formulation variationnelle. On
considére sur un domaine V deux champs de pres-
sion virtuels cinématiquement admissibles E; et E,
vérifiant les conditions aux limites de type DIRICH-
LET sur les portions de surface S; et Sy (fig. Al).

E, = {H,/H, réguliére sur V, H, = h; sur S}
E, {Hy/H, réguliére sur V, Hy, = hj sur Sz}

Sur les portions de surface Sy et S4 de normale n,
les conditions aux limites sont du type NEUMANN :

(1 = C .Qy .ng = Ay sur Sy

La formulation variationnelle du probléme sécrit :

— pour la phase eau :

[, &, . (Mw)) .H, . d,
' at

+ fe M. Hy.ds + [0y . Ky . Vihy) . ¥(H)
dv + |, pg. Ky C. Vihy) . V(H,) . dv

Qv + C. Q) .ny = N sur Sy + v by Kpy. Vihg = hy) . V(H,) .dv = 0 (1)
X i A2
hw Al he
ya Sy A
S3
. Sa
Sz
=X =X

81052=ﬂ S]U82=S S3ﬂS4=ﬁ 53US4‘——S
Fig. A1. — Schématisation des conditions aux limites dans le domaine V de surface extérieure S.

Fig. A1. — Boundary conditions in V space and § surface.
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— pour la phase gazeuse :

ah ah,,
!vcpé'_atg"Hgdv + L—.z‘i’g ot ‘Hg-dv

+ i Aes Hy oids -+ | {og - Kyi {1 = 1€)i. Wihy)

. V(Hy) dv = 0 (2)

1.1 Discrétisation de I'espace par la méthode
des éléments finis

Les champs de pressions d'eau h,(t) et de gaz hg(t)
sont définis dans les espaces de dimensions infinies
H,, et Hy. La méthode des éléments finis consiste a
construire deux espaces H,, et Hy, de dimensions
finies qui admettent une base de fonction [N] sur
laquelle sont approchées les pressions :

Huxt) = DN - Hylt
hyo(x,t) = ;Ni{x} .+ hylt)
Hyxt) = DN - Hylt
hyox,t) = LN - Hylt)

Les fonctions d'approximation sont ensuite introdui-
tes dans les équations variationnelles (1) et (2) :

1.1.1. Pour l'eau

Iu‘i’w-ENiAi{h—gﬂ.N-

i ™ j-dv

- Jig Ny Npe 880 4 g - Ko o BTN i
1

+ [y og - Kpe- ZVIN) . (hy — hy) . YIN) =0

1.1.2. Pour le gaz

ohy; )
b @ . IN.—& N.dv + |, 2. T
. ] ot i
dhy; .

ot

(1 -C.LVN) .hy. v(N) .dv = 0

En posant :

M\}.-Ij= ju @&N|deu = — M%vij

Ray = I pg-C. V(N) . V(N) . dv
R% = lv pw . Ky. VI(N) . V(N) . dv
— Iy g - Kpy. V(N) . V(N) . dv
Fuj = f2 M. N, .ds
ML = [, & . N.. N . dv
Mg = — [, ®2.N,.N,.dv
Ry = Jvpg-Kg. (1 — C . 9Z(N). V(N).dv

On obtient le systéme d’équation suivant :

M3 . [%} + M2 {a;‘“] + RY . (hy

+ [R?] .

the + [Fo] = 0

h
M) {aa—t} .M {%} £ R . (hy

+ [FJ =0

1.2. Discrétisation du temps par un schéma
aux différences finies

L'intégration des variables h(t) et hy(t) par rapport
au temps est effectuée par un schéma semi-implicite
de type EULER.

[A}) . (hoyer + [AZ] . (hyyer = [A3] . (hgly
+ [AQ] . (hyly + AY2(F,) + [Fulyen)

(ALl . (hglse1 + [AZ] . [hy)ye1 = [AZ] . [hyly
+ [A3] . )y + AV2(F] + (Flysi)

avec :

1 hglt) . dt = a,. At . hg(tj+1)
+ (1 = @) . At. hyt)

1 h,(t) . dt = a, . At h(tj+1)
+ (1 = @) . At hylt)
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(Al = Ml + [R}].At/2
[Al] = M]] + [R,]. At/2
(A2 = [M% + [R?).At/2

(A%l = (M3]

(A = MJ - [Ri) . At/2
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(A¥] = M}] - [R.].At/2

(Al

(MZ] — [RE . At/2
(A3] = [M3]
IA\?-"I = At/2 . (F)y + [Fuly+1)

(AJ) = At/2. (Faly + [Faye)

DISPOSITIF EXPERIMENTAL POUR LES ESSAIS DE SORPTION/DESORPTION

SUR UN MATERIAU CONFINE

Dans les argiles actives la modification de leur état
hydrique génére des déformations volumiques. Afin
de rester dans le cadre d'un milieu indéformable, nous
avons développé un dispositif permettant de mainte-
nir confinées des galettes d'argile pendant les essais
de sorption/désorption.

Ainsi la boue d’argile est consolidée sur un chemin
cedométrique par l'intermédiaire de deux pistons dont
I'effort est produit par un vérin hydraulique (fig. B1).

L b8
v
2

il

1
%

La pression hydraulique est produite par une pompe
Gilson pilotée par un micro-ordinateur.

Aprés consolidation de la boue d'argile, la galette ainsi
obtenue reste confinée par l'intermédiaire des deux
pistons maintenus en déplacement par un dispositif vis
et écrou. L'ensemble galette d’argile, bague et pistons
est ensuite introduit dans une enceinte & humidité
relative contrélée par des solutions salines saturées.

Ll

Légende :
1 Argile & tester
2 Bague cedométrique
3 Piston
4 Piston
65 Disque metallique poreux
B Piston hydraulique
7 Chemise
8 Comparateur
9 Pompe hydraulique Gilson
0 Enceinte & humidité relative contrblée
1

—_—

Solution saline saturée

Fig. B1. — Appareillage cedométrique destiné a la réalisation des galettes d’argile confinée pour les essais sorption/désorption.
Fig. B1. — Special cedometer for preparation of specimens for absorption/desorption tests.
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ANNEXE C :

DETERMINATION DU COEFFICIENT DE TRANSFERT GLOBAL

A PARTIR DES ESSAIS D’IMBIBITION

Dans le cas ot la pression de la phase gazeuse est
a la pression atmosphérique le transfert de I'eau est
décrit par I'équation :

96D | o (—KR, . Vb - Py
at Pw
g.M,
- 6).D,. h .V (h) =0 1
(n ) o "m T ¢« V (hy) (1)

A partir des essais de sorption/désorption h,, (8,,) et
de la loi de KELVIN l'équation (1) peut se mettre
sous la forme :

a (0,)

=V (Kor » ¥ lﬁw}l (2)
at
avec :
dh
K, = Ky,
t wt 20,
pvs g ! MV
Kiom Ky & 28 ol 3 . D . h,
‘ g, " Ko 0= Gl R.T

Dans le cas de I'imbibition d’'une colonne d'argile, I'équa-
tion (2) devient :

H H
% dx = B Kt - %6 dx
x ot x OX X

H d
B (M g o g,
ot X dax

La masse d’eau m,,(t,)/x entrant & 'abscisse X et au

temps t, est proportionnelle & l'aire hachurée

(fig. C1) :

% H
my,(t,) /% = py - S 6, dx = —p, . S 6, dx
H

X

= - myltol/x
p"

TENEUR EN EAU VOLUMIQUE
L]

ﬁ i al
LONGUEUR (m)

Fig. C1. — Masse d’eau adsorbée dans |'essai d'imbibition.
Fig. C1. — Adsorbed water in soaking tests

Les débits d’eau sont évalués a une abscisse donnée pour
différents temps d'imbibition :

my, ftz} — my (tI]

o — 4y

Qu/x = Vs

Le coefficient de diffusivité globale K, est déterminé a
partir des débits d’eau et du gradient de la teneur en eau
volumique :

Qu
Ko/x = ae,, / x
ax
D'otli le coefficient de transfert global :
dé
K=Ky . —
wt 1 dh,

avec !

w ap . .
———, capacité capillaire.

c



THESES

PANTET A.

Creusement de galeries a faible profondeur a l'aide
d’'un tunnelier a pression de boue. Mesures «in
situ » et étude théorique du champ de déplace-
ments.

INSA de Lyon, Laboratoire de Géotechnique, Département Génie
civil. Directeurs de thése : M. KASTNER, directeur du Laboratoire
de Géotechnique & I'INSA de Lyon, 20. avenue A.-Einstein 69100
Villeurbanne (72.43.83.24). M. J. PIRAUD, BRGM, Département

Ingénierie géotechnique, av. de Concyr, Orléans-La Source 45100,
(38.64.34.34).

La technique du tunnelier, bien que trés sophistiquée
n'élimine pas les problémes de tassements, provoqués
par le creusement d'une galerie. Ce travail a pour
objectif d’étudier le champ de déplacements provo-
qués par les travaux d’excavation d'une galerie a fai-
ble profondeur, réalisée dans des terrains meubles de
type granulaire. L'interprétation des mesures « in situ »
permet de connaitre les causes et les origines des
déplacements, leur ampleur et leur zone d’influence.
L'estimation des déplacements a partir d’'une formu-
lation théorique est un probléme délicat, qui doit inté-
grer tous les aspects de la construction d’'un ouvrage
souterrain dans un massif de sol donné. L'influence
des parameétres définissant les conditions initiales et
aux limites et le choix d'une loi de comportement du
sol ont été étudiés.

RAMPNOUX N.

Relations entre la fracturation et la perméabilité en
pays calcaire. Etudes en laboratoire et in situ, a
laide des outils hydrauliques et diagraphiques
(Doubs, Franche-Comté).

Université de Franche-Comté. Besangon. Laboratoire de Géologie
Structurale et Appliquée.

Un site expérimental représentatif du milieu calcaire
fissuré a été étudié dans le Jurassique supérieur de
la vallée de la Loue. Un forage carotté de trente
meétres a été réalisé et exploité a I'aide des techniques
de laboratoire : mesures de la porosité et de la per-
méabilité sur échantillons, mesures de la vitesse ultra-
sonique, quantification de la fissuration sur carottes.
Sur le terrain, nous avons procédé a des essais
hydrauliques par injection enfre obturateurs et a des
diagraphies soniques et de densité. Les volumes
rocheux concernés ont été explorés en surface a partir
de la sismique réfraction.

Les principaux résultats permettent d'introduire les
paramétres hydraulique liés ou non a la fissuration du
massif calcaire. On constate un fort effet d’échelle
entre les mesures de laboratoire et de terrain. En effet,
la matrice homogéne et isotrope est perturbée par les
fissures (fermées ou ouvertes). En laboratoire, la ma-
trice constitue un milieu continu qui s'avere, en réa-
lité, discontinu sur le terrain. Les résultats de la

mesure diagraphique d’atténuation des ondes méca-
niques hautes fréquences (ondes P réfractées), de type
« indice Ic », fournissent une bonne caractéristique
hydraulique des calcaires fissurés, cependant ces
mesures doivent étre utilisées avec prudence et aprés
correction dans les zones a argilosité reconnue. La
mise en évidence systématique des seules fractures
significatives du point de vue des écoulements dans
le massif est possible en associant cette diagraphie
d’'indice de perméabilité (Ic) a d'autres mesures dia-
graphiques, par exemple de type gamma-ray.

GOUIA B.
Analyse de la stabilité de talus. Application a la
mine a ciel ouvert de Nefta-Tozeur (Tunisie).

Centre de géologie de I'Ingénieur. Ecole des Mines de Paris. Res-
ponsable : R. COJEAN.

On étudie la stabilité des talus naturels ou artificiels
pour les mines a ciel ouvert. Aprés un apercu sur les
méthodes classiques de calcul & la rupture, on com-
pare avec la méthode des éléments finis, utilisée pour
définir les champs de contraintes et de déformations
dans le talus qui font apparaitre les zones critiques
dans le massif. Celles-ci aident & la compréhension
des mécanismes de déformation et de rupture pro-
gressive qui constituent le mode le plus général de
I'évolution des versants instables.

L'utilisation de différents modeéles rhéologiques carac-
térisant le comportement des matériaux, conduit a des
résultats assez contrastés. Chacune des lois considé-
rées pourrait éire satisfaisante pour des applications
déterminées.

En particulier, on a étudié une configuration morpho-
logique et géologique assez répandue : celle de talus
ou versants en relief tabulaire, constitués de forma-
tions géologiques en roches meubles ou plastiques
(marne ou argile) surmontées d'une formation en
roches cohérentes (calcaire ou grés}. Les résultats de
ces simulations permettent d'illustrer et de compren-
dre le comportement de certains talus artificiels de
mines a ciel ouvert ou de versants naturels.

Dans une deuxiéme partie, on a analysé le cas d'une
future mine a ciel ouvert du secteur Nefta-Tozeur
située dans le bassin phosphaté de Gafsa en Tunisie,

en tenant compte du fluage.

LEVACHER D.
Modélisation numérique et physique du battage des
pieux. Simulation en centrifugeuse du comporte-
ment de pieux.

Université de Nantes. Contact : D. LE HOUDEC, Laboratoire de
Mécaniques des Structures, Ecole centrale de Nantes. D, LEVA-
CHER, Laboratoire de Mécaniques des Fluides. Université du
Havre.
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L'objet du travail est I'étude du battage des pieux et
de leur comportement. Dans la premiére partie sont
présentées les principales méthodes de modélisation
numérique du systéme pieu-sol soumis & des sollici-
tations dynamiques. L'attention est portée sur la défi-
nition des lois d'intéraction sol-pieu en latéral et en
pointe. Un état des connaissances des lois rencontrées
dans la littérature montre la difficulté & déterminer les
parameétres les régissant. Une méthode de calcul basée
sur les différences finies est proposée pour l'analyse
de battage de pieux. Les performances et les limites
d’'un code de calcul sont clairement, exposées. Une

a5

meilleure définition des lois d'interaction est abordée.
A partir d'essais dynamiques réalisés a l'aide, d’une
part d'un pénéfrométre et d'autre part d'une barre ins-
trumentée, il est possible d’analyser en détail les phé-
nomenes d'interaction. Les résultats mettent en évi-
dence que la vitesse particulaire est un paramétre
significatif de la résistance dynamique en cours de bat-
tage. Dans la seconde partie, sont décrits les essais
réalisés sur des modéles centrifugés. La faisabilité de
I'étude est présentée : réalisation du massif, modéli-
sation de modeles, mise en ceuvre des pieux, essais
de capacité portante et de résistance latérale.
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CONCOURS POUR LES JEUNES SCIENTIFIQUES EUROPEENS

La Commission des Communautés Européennes nous fait savoir que la DG XII (Direction de la
Science, de la Recherche et du Développement) organise un concours entre les jeunes scientifiques euro-
péens agés de 15 a 21 ans, seuls ou pour des groupes allant jusqu'a trois personnes, doté de nombreux
prix, dont les premiers de 6 000 écus, ayant pour but d’encourager I'excellence scientifique, la créativité,
la coopération et les échanges entre jeunes en Europe.

Monsieur Charles WHITE
PRESS OFFICER DG XIll
Tel. : (32.2) 235.53.69
Fax : (32.2) 235.88.65







Ecoulement d’'un matériau granulaire a travers
un orifice : effet de paroi

Flow of a granular media out of a silo
through an orifice : effect of walls

N.E. ABRIAK

Chargé de Recherches, Responsable du Laboratoire de Mécanique
des sols, Ecole des Mines de Douai®

R. GOURVES
Maitre de conférence au CUST de Clermont-Ferrand®*

Rev. Frang. Géotech. n® 61, pp. 47-61 (décembre 1992)

Résumé

On présente |'influence de la nature de la paroi sur le comportement statique
et cinématique du matériau analogique de SCHNEEBELI. Cette étude a été menée
sur un silo bidimensionnel & parois lisses ou rugueuses, a fond plat ou a trémie.

Une étude statique consistant & déterminer la distribution des efforts dans un
silo chargé a aussi été effectuée. Les résultats expérimentaux s'accordent assez
bien avec la théorie de JANSSEN. Cette étude montre aussi que certains phé-
nomeénes propres aux écoulements des milieux granulaires s’expliquent qualita-
tivement et quantitativement par la seule considération des déplacements des
particules. Par ailleurs, ces écoulements ont été classés en deux modes sui-
vant la rugosité et l'inclinaison de la trémie.

Abstract

The effect of the walls on the statical and kinematical behaviour of an analogi-
cal material (or SCHNEEBELI's one) is presented. A two dimensional model with
smooth or wrinkled walls, plane bottom or with a hopper, has been used during
this study.

The stress distribution within the material in the silo is determined by means
of a static analysis ; this study confirms the results of JANSSEN's theory, impro-
ving the experimental method. Some phenomena particular to flow of granular
media are explained, in a qualitative and quantitative manner, by means of rolls
displacements.

* 941, rue Charles-Bourseul, BP 838, 59508 Douai Cedex.
* Groupe de Recherche Génie Civil, BP 206, 63174 Aubiére.
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1. INTRODUCTION

Plusieurs laboratoires de recherches se sont penchés
sur les problémes des effets de parois au travers
d’expériences reproduisant partiellement les conditions
industrielles. Certains auteurs (2, 6, 10) ont tenté
d’analyser les différentes situations en créant des
modéles approchant le plus possible la réalité en vue
d’élaborer des théories de plus en plus fines.

La plupart des recherches ultérieures ont porté sur la
détermination expérimentale de la charge totale exer-
cée sur le fond des silos (3, 9). A partir de ces résul-
tats, les auteurs déduisent la charge supportée par la
paroi puis, par dérivation, la contrainte exercée sur
cette derniére. De nombreuses études ont montré que
la distribution des efforts varie énormément qu'il
s'agisse de matériaux compressibles ou de matériaux
dilatants (8, 9).

2. CALCUL DES EFFORTS AU SEIN
DE LA COLONNE D’ESSAI

2.1. Méthode expérimentale
(GOURVES et FAUGERAS)

Pour étudier I'état des contraintes au sein d'un maté-
riau analogique enfermé entre deux parois rigides ver-
ticales trés rapprochées, on a utilisé la méthode de
GOURVES et FAUGERAS qui est basée sur le prin-
cipe suivant : plusieurs rouleaux sont déplacés suivant
leur axe longitudinal ; leur résistance & I'enfoncement
étant proportionnelle aux forces radiales les sollicitant,
la connaissance de la force nécessaire pour les dépla-
cer permet de calculer I'état de contrainte par une
simple relation.

Cette force peut 2tre mise sous la forme suivante :

F, = ko, + po, et F, = Ao, + po,

A et p sont des coefficients qui dépendent des carac-
téristiques géométriques de la plaque utilisée pour
déplacer les rouleaux. Pour déterminer ces coeffi-
cients, il est nécessaire d'opérer dans un champ de
contrainte connu. Pour ce faire, GOURVES et FAU-
GERAS (5) ont congu une machine de compression
biaxiale. Ainsi, les contraintes macroscopiques a l'inté-
rieur du massif sont déterminées a partir des relations
suivantes :

o, = [I/(\* — p?)] (AF, — pF,)

[1/(A2 — p?)] (AF, — F)

On

On a choisi, pour ce travail, de ne mesurer que la
contrainte movenne P = [(o, + 6y)/2] en utilisant
une tige de section circulaire de diamétre 2 cm.

2.2. Méthode de JANSSEN

JANSSEN a étudié I'équilibre d’une couche horizon-
tale de matiére ensilée d'épaisseur dZ soumise & des
charges verticales et horizontales (fig. 1).
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-/
Fig. 1. — Représentation d’une tranche et des efforts
qui s’y exercent.

Fig. 1. — Representation of slice and of force acting on it.

Si on considere le bilan des forces dans la direction Z
So, + YSdZ — 1PdZ - (0, + (do,) s = 0
d'ot :
(do,/dZ) + [(ktgp/Rh)c,] = y (1)

o, : contrainte verticale sur une section située a la

cote Z,
o, : contrainte horizontale sur une section située a
la cote Z,
: poids volumique de la couche a la profondeur
z

: angle de frottement interne,

: angle de frottement paroi/grain,

: contrainte de cisaillement,

h : rayon hydraulique dans le cas du modeéle bidi-
mensionnel Rh = B/2,

: diamétre de la colonne,

: périmeétre.

Tm A4gsS =

La solution de 'équation (1) est de la forme :

6, = (yRh/Ktgd) [1 — exp [(—Ktap/Rh)Z]]
Ko,: K = [{1 — sin @)/(1 + sin ¢)]

Oy

Dans le cas ol la surface libre du massif est chargée,
la solution de (1) est de la forme :
G, (2) = A, exp [(Ktgp/Rh)Z]

+ (yRh/Ktge) {1 — exp [(—Ktgd/Rh)Z]]
Q : charge totale,

A, se détermine par passage a la limite ; pour Z = 0
nous avons :

c,lo) = A, donc A, = Q/S) ;
d'on :
0,(Z) = (Q/S) exp [(—Ktgp/Rh)Z]
+ (YRh/Ktgop) {1 — exp [(—Ktgdp/Rh)Z]

Nota : 1l existe diverses méthodes plus récentes qui
ne donnent pas, pour autant, de résultats plus satis-
faisants.
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3. TECHNIQUES EXPERIMENTALES

3.1. Dispositif expérimental

3.1.1. Silo a fond plat

Le silo & fond plat est représenté par une colonne
qui est constituée de deux montants droits compor-
tant une échelle graduée (de cing centimétres en cing
centimétres), qui sert de repére pendant le remplis-
sage et la vidange.

Les dimensions du fiit sont les suivantes :

— hauteur ; 1,80 m ;
— longueur : 0,30 ;
— profondeur : 0,15 m.

Pour permettre une étude cinématique, le silo pos-
séde, en son fond plat, cing ouvertures permettant
I'écoulement des rouleaux. La sélection du nombre
d'ouvertures (0 a 5) et I'agrandissement de 'ouver-
ture (de 0 & 2 cm) sont réalisés grace a des plaques
coulissantes contenant respectivement 2, 3, 4 et
5 orifices.

3.1.2. Silo muni d’'une trémie

En ce qui concerne le silo a trémie, il est représenté
par deux montants verticaux de méme dimension que
ceux du modéle a fond plat. Les trémies sont maté-
rialisées par des plaques calées dans le silo en qua-
tre points ; les inclinaisons possibles sont : 15°, 30°,
45° et 60°.

Afin d’avoir des repéres fixes dans le massif, un cadre
métallique a été réalisé sur lequel un maillage est
matérialisé par des carrés de 5 x 5 cm.

3.2. Mise en place du matériau

Les rouleaux sont déposés dans le massif sous I'effet
de la pesanteur, les couches successives ne sont pas
compactées mais simplement disposées de fagon a ce
que les génératrices des rouleaux soient bien paralle-
les entre elles. Signalons que ce matériau est trés peu
compressible sous pression isotrope, la densité initiale
de mise en place est constante et voisine ded = 1,11.
Cela permet d'avoir une bonne répétitivité dans
I'assemblage, ce qui n'est pas le cas d'autres produits
pulvérulents.

Or. on sait bien que pour un milieu granulaire donné,
I'empilement des grains est trés aléatoire et ses pro-
priétés locales varient considérablement d’'une région
a une autre du massif, et également entre plusieurs
reconstitutions d’'un méme empilement.

On ne peut considérer deux empilements successifs
comme identiques que si leur porosité moyenne ou
leur densité en vrac sont égales. Ces paramétres sont
implicitement définis en pratique comme des moyen-
nes volumiques et, dans la plupart des cas, elles sont
utilisées comme variables locales, mais I'inconvénient
de cette définition est qu’en général, la moyenne spa-
tiale d’'une variable physique dépend du volume de
référence choisi. Pour obtenir des essais comparables,
il faut que les empilements de rouleaux conservent
des conditions globales identiques. Cette maniére de
procéder est a la base de I'approche probabiliste.

On s'est attaché dans ces expériences a reproduire des
massifs équivalents. On a eu tout de méme de la dis-
persion due au caractére aléatoire que I'on a essayé

de réduire au maximum en réalisant la méme mesure
plusieurs fois.

En effet, on sait que si on effectue la mesure un nom-
bre de fois suffisamment grand suivant un processus
a chaque fois identique, la moyenne statistique de la
grandeur mesurée tendra vers sa moyenne probabi-
liste. Ceci a été vérifié dans le cas de I'étude statisti-

que qui a été réalisée (1), qui consiste a étudier la
répartition des contraintes au sein du massif.

3.3. Dispositif de mesure des contraintes

On a utilisé un appareil de mesure de contrainte basé
sur le concept de GOURVES et FAUGERAS, et mis
en place une chaine d’acquisition automatique de
mesures aboutissant directement & la création d'un
fichier de valeurs sur micro-ordinateur. Ce dernier per-
met d'effectuer toute sorte de dépouillement.

[l s'agit d'un capteur de force référencé « TME
FGTC », son étendue de mesure est de 0-5 dalN, il
est raccordé a un coffret que gére éventuellement une
imprimante.

Ce capteur délivre un signal électrique proportionnel
a la pression subie, que le coffret met en forme en
vue de son exploitation. L'ensemble assure les fonc-
tions suivantes :

— possibilité de mesure et de mémorisation de force
relative ;

— gestion d’'une liaison informatique pour raccorde-
ment & un micro-ordinateur ;

— recopie analogique proportionnelle & la pression
mesurée ;

— indication du dépassement de I'échelle :

— affichage numérique de la pression avec indication
de mesure et mémorisation de la valeur maximale
atteinte selon I'échelle ou les échelles choisies.

3.4. Mise en ceuvre des essais

3.4.1. Etude statique

Une seule et méme procédure fut suivie pour réali-
ser tous les essais. Elle consiste & rechercher la répar-
titon des pressions isotropes au sein du massif en
fonction de la profondeur : sur chaque carré de la
surface qui a été discrétisée, on reléve la force néces-
saire pour déplacer un certain nombre de rouleaux
selon leur axe longitudinal selon le mode opératoire
suivant :

— on met en place les rouleaux jusqu'a une hauteur
bien déterminée ;

— on applique la charge verticale Q ;

— on pousse avec le capteur bien perpendiculaire-
ment au massif sur un ensemble de rouleaux jusqu'a
déplacement de ceux-ci ;

— on reléve la force ;

— on remet a zéro l'afficheur du conditionneur avant
de passer au carré voisin ;

— une fois un passage complet effectué, on décharge
le systéme et on foisonne le massif pour éliminer les
concentrations de contraintes.

On répéte ces opérations plusieurs fois afin d'avoir un
nombre de mesures suffisant pour permettre une
analyse statistique satisfaisante.
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3.4.2. Etude cinématique

Pour chaque manipulation, les modéles ont été rem-
plis de la méme maniére et sur une hauteur identi-
que. L'observation d'ensemble du matériau analogi-
que est effectuée 3 l'aide de couches de rouleaux
colorés, espacées de 5 cm. Pendant I'écoulement, des
photos sont prises toutes les secondes.

Principe de la méthode : on suit, lors de I'écoulement
filmé en vidéo, I'évolution de quelques rouleaux au
sein du modele bidimensionnel & paroi lisse ou
rugueuse, a fond plat ou & trémie avec un orifice cen-
tré ou excentré, on analyse image par image et on
en déduit :

— les déplacements des grains et leurs vitesses ins-
tantanées selon leurs positions (X, Y) dans le silo ;

— l'évolution globale du massif.

En utilisant un programme adéquat, on obtient auto-
matiquement les déplacements relatifs de ces points
par rapport a la moyenne des déplacements du méme
cliché, et on obtient également le graphe des vitesses
relatives de différents points par rapport a la vitesse
moyenne sur l'intervalle de temps considéré.

4. COMPARAISON ENTRE LA METHODE
DE JANSSEN ET LA METHODE
EXPERIMENTALE

Les comparaisons des différentes courbes obtenues
sont indiquées sur les figures 2 et 3.

On constate que la méthode expérimentale donne en
général des efforts plus élevés que ceux obtenus théo-
riquement. Cependant, cette différence a tendance a
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disparaitre au fur et & mesure que la profondeur aug-
mente dans le cas ol la surface libre est non char-
gée (fig. 2), la courbe expérimentale ne présente pas
de différence notable avec celle obtenue par la
méthode de JANSSEN.

En revanche, sur la figure 3 qui représente la com-
paraison entre les courbes théorique et expérimentale
dans le cas ol la surface libre est chargée, on cons-
tate qu’il existe, a la partie supérieure de la colonne,
une trés grande différence entre les valeurs expéri-
mentales et les valeurs théoriques, ces derniéres étant
trés faibles.

Mais, a partir d'une hauteur H = 50 cm cette diffé-
rence diminue nettement et disparait a une hauteur
H = 120 cm. Ces résultats sont analogues a ceux
obtenus par MEZGHANI a 'Université de Clermont-
Ferrand. Cette différence est due a la répartition non
réguliére de la charge dans la partie haute du silo.

5. EFFET DE PAROIS

5.1. Etude des trajectoires des particules :
Z = f(t)

On a rempli, pour chaque expérience, le modeéle a
la méme hauteur (Z = 50 cm), on repére alors un
certain nombre de particules colorées en notant leurs
coordonnées de départ. Ensuite, aprés déclenchement
du chronomeétre au moment ol lorifice est ouvert,
on suit en temps réel le mouvement des particules.

Des écoulements dans des modéles munis de parois
semi-rugueuses et de parois rugueuses ont été réali-
sés. Le mouvement du rouleau repéré est suivi sur
un écran plat & partir de sa position initiale (Xq, Zg)
jusqu'a la sortie de l'orifice de vidange.
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Fig. 2. — Comparaison des méthodes théorique et expérimentale (surface libre non chargée).

Fig. 2. — Comparison betweenn the experimental and theoretical methods (boundary free of chargel.
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Fig. 3. — Comparaison entre les courbes théorique et expérimentale (surface libre chargée).
Fig. 8. — Comparison between experimental and theoretical curves (boundary submitted to charges).

Ainsi, pendant les 18 premiéres secondes d'écoule-
ment, on a relevé toutes les deux secondes la valeur
de la cote Z. Aprés 18 secondes les valeurs de la céte
Z ont é1é notdes toutes les secondes. Dans tous les
essais réalisés, les rouleaux se sont écoulés selon le
mode dit « de cheminée ». la dimension de |'orifice
étant constante.

5.1.1. Silo a fond plat et a parois semi-rugueuses

Les courbes des figures 4 & 7 représentent I'évolution
des particules au cours du temps : ainsi la figure 4
est relative aux particules repérées au voisinage des
parois. La figure 5 correspond aux particules repérées
dans la zone intermédiaire. La figure 6 représente
I'évolution des particules dans I'axe de la colonne. Les
courbes des figures 4, 5 et 6 montrent que les parti-
cules dans les trois zones évoluent dans un fuseau
assez restreint. Ceci s'explique par le fait que les grains
sont animés d'une méme vitesse dans chaque zone.

Si I'on compare la trajectoire d’'un grain au voisnage
des parois avec les deux autres trajectoires relatives,
respectivement & un grain de I'axe de la colonne et
a un grain de la zone intermédiaire (fig. 7), on cons-
tate que les grains évoluent dans un méme faisceau
jusqu'a une certaine hauteur Z = 35 cm, puis les trois
courbes divergent. Ceci s'explique par le fait que les
grains doivent changer de direction au voisinage des
parois lorsqu’ils atteignent la zone de transition pour
s'orienter vers l'orifice de vidange, ce qui provoque
un certain ralentissement par rapport aux deux autres.
Ce phénomeéne est évidemment trés accentué dans
le cas d’'un orifice excentré pour les grains qui se trou-
vent de l'autre c6té de l'orifice.

5.1.2. Silo a fond plat et parois rugueuses

Le méme principe que précédemment a été utilisé.
Ainsi les courbes des figures 9 et 10 montrent que
dans ces deux zones la vitesse reste sensiblement
constante, puisque les grains évoluent dans un fais-
ceau trés resserré. Une premiére conclusion est que
dans ces deux zones les mouvements des grains au
sein du massif ne sont pas perturbés par la présence
de parois rugueuses. Par ailleurs, au voisinage des
parois les trajectoires des grains ne sont plus dans un
méme faisceau, mais ces derniéres sont indépendan-
tes les unes des autres.

Ceci montre que dans cette zone latérale, le mouve-
ment des grains est trés perturbé par la rugosité des
parois. Ce phénoméne s’accentue au fur et & mesure
qu'on se rapproche de celle-ci, cette augmentation de
la perturbation se fait sentir différemment sur la par-
tie haute du modéle.

Le figure 11 montre clairement ce phénomene : elle
présente une comparaison entre l'allure des différen-
tes frajectoires obtenues dans les trois zones du
modéle. Toutefois, on note que I'évolution des dépla-
cements des grains en fonction du temps, & la base
supérieure de la paroi du modéle, aprés une vidange
centrée, semble indiquer qu'en début de vidange il
se produit un certain ralentissement. Ceci est égale-
ment discernable, comme on le verra par la suite, sur
les mesures de déplacements faites au voisinage des
parois.

En conclusion, nous pouvons dire que les différen-
ces relevées entre les trajectoires des particules des
différentes zones peuvent étre imputées, non seule-
ment a la position et & la dimension de lorifice de
vidange mais surtout a la nature de la paroi. En fait,
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I —®— x=1,6cm —— x=3,3cm —*— x=52cm |
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Fig. 4. — Trajectoires des particules au voisinages des parois semi-rugueuses.
Fig. 4. — Trafectories of particles in the vicinity of the semi-wrikled walls.
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Fig. 5. — Trajectoires des particules de la zone intermédiaire (parois semi-rugueuses).

Fig. 5. — Trajectories of particles of the intermediate region (semi-wrinkled walls).
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Fig. 6. — Trajectoires des particules de |'axe de la colonne (parois semi-rugueuses).
Fig. 6. — Trajectories of particles situated on the axes of the column (semi-wrinkled walls).
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Fig. 7. — Comparaison entre les trajectoires des particules des trois zones (parois semi-rugueuses).

Fig. 7. — Comparison of the trajectories of particles situated in each one of the regions (semi-wrikled walls).
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—®— x-1,5cm —O— x=3,2cm —*— x=4,8cm
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Temps en sec

Fig. 8. — Trajectoires des particules au voisinage des parois (parois rugueuses).
Fig. 8. — Trajectories of particles located in the wicinity of wrinkled walls
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Fig. 8. — Trajectoires des particules de la zone intermédiaire (parois rugueuses).
Fig. 9. — Trajectories of particles of the intermediate region (in the case of wrinkled walls)
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Fig. 10. — Trajectoire des particules de |'axe de la colonne (parois rugueuses).
Fig. 10. — Trajectories of particles focated on the axes of the column (wrinkled walls)

les grains au contact ou & proximité de la paroi
rugueuse mettent plus de temps pour atteindre I'ori-
fice de vidange, environ 35 secondes (fig. 11), alors
que ce temps est de I'ordre de 24 secondes pour les
grains qui se trouvent a proximité des parois semi-
rugueuses (fig. 7) ; donc la nature des parois provo-
que des modifications relativement importantes du
comportement local du matériau ensilé.

5.2. Influence de la rugosité
sur le mode d’écoulement

Les résultats expérimentaux concernant I'écoulement
a travers un orifice dans un modéle a parois rugueu-
ses ou semi-rugueuses et a trémie inclinée de 45° et
60° sont présentés ici. Les mesures et les résultats
obtenus au cours de ces essais représentent une

—®— x=1,5cm —O— x=7cm

—+— x=14,7cm

0 + ; : % It i —
0 5 10 15 20 25 30 35

Temps en sec

Fig. 11. — Comparaison entre les trajectoires des particules des trois zones (parois rugueuses).
Fig. 11. — Comparison between the trajectories of particles of the three regions (in the case of wrinkled walls).
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masse de données considérable dont I'exploitation et
le traitement ont conduit aux interprétations et aux
conclusions présentées ci-dessous.

5.2.1. Etude qualitative

Au cours de ces expériences on a distingué, en géné-
ral, deux types d’écoulement : écoulement en masse
et écoulement en cheminée. De plus, dés le début
de la vidange, tout le matériau descend réguliérement
et on observe un mouvement d’ensemble du maté-
riau ; c'est ce que l'on observe généralement dans les
silos prototypes ou en grandeur réelle, munis de tré-
mies lisses et suffisamment inclinées. En ce qui con-
cerne le débit massique, on constate expérimentale-
ment, que pour un orifice de diamétre donné et une
paroi latérale de rugosité bien déterminée, celui-ci aug-
mente rapidement avec l'inclinaison et diminue lége-
rement avec la rugosité. Nous distinguons dans le
massif en mouvement deux parties nettement
différentes :

— dans la partie basse ol I'on distingue, dans le cas
de la trémie 45°, deux zones. Une premiére zone ol
les rouleaux situés prés des parois inclinées s'orien-
tent vers le milieu de la trémie, une deuxidme ol les
rouleaux sont en écoulement ;

— dans la partie haute, on constate que les particu-
les se mettent en mouvement avec une vitesse moin-
dre prés des parois, en raison du frottement de
celles-ci.

Dans le cas ou la trémie est inclinée de 60°, les
mémes constatations que précédemment peuvent étre
faites & une particularité prés : la zone d'orientation
des rouleaux disparait, aussi bien pour des parois
rugueuses que pour des parois semi-rugueuses. La
disparition de cette zone est imputable essentiellement
a l'inclinaison de la trémie qui est d’ailleurs trés supé-
rieure a l'angle de frottement grains/grains.

Ces résultats montrent que le brusque passage de
I'état d’équilibre de la matiére ensilée au repos a celui
de la matiére en mouvement par suite de la vidange
entraine un déséquilibre total de la masse ensilée ; la
plupart des auteurs admettent que cela provoque
généralement des augmentations importantes et rapi-
des de la poussée des grains, assimilant ces dernie-
res a des effets dynamiques qui sont actuellement
encore mal définis. Les expériences ainsi réalisées ont
mis en évidence des phénoménes pressentis jusqu'ici
mais insuffisamment définis de facon descriptive.

Comportement de la surface libre du massif :

Dans le cas des parois semi-rugueuses, 'abaissement
de la surface libre en fonction du temps est trés régu-
lier, sauf au début de I'écoulement ot la surface libre
du massif n'amorce sa descente que quelques secon-
des aprés l'ouverture de lorifice. Cet effet différé
résulte de lexistence d'un frottement interne qui
entraine une lente propagation du cisaillement dans
la masse ensilée. En fait, la surface libre reste plane
jusqu’a une certaine hauteur Z bien déterminée, fonc-
tion de linclinaison de la trémie. Alors que, dans le
cas des parois rugueuses, c'est le phénoméne con-
traire qui se produit.

En effet, quelques secondes aprés I'ouverture de I'ori-
fice, on remarque un affaissement de la surface libre
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creusement

Fig. 12. — Comportement de la surface libre
{parois rugueuses).
Fig. 12. — Evolution of the free boundary

fin the case of wrinkled walls).

et, au fur et & mesure que I'écoulement s'établit au
sein du silo, il se développe progressivement un céne
faisant avec ['horizontale un certain angle (fig. 12) qui
évolue avec le temps.

L’'observation attentive du film tourné au cours de
I'écoulement a permis de constater, en fait, que les
grains a proximité des parois rugueuses sont freinés
et s'immobilisent pendant un certain temps en restant
comme collés a la paroi. Mais, une fois que la sur-
face libre initiale dépasse ce niveau, les grains sont
relachés par la paroi et glissent sur cette dernidre en
formant un angle d'inclinaison égal a celui du frotte-
ment grain/grain. Ceci montre bien que la rugosité
de la paroi fait passer la vidange au sein du silo de
la vidange en semi-masse a la vidange en cheminée.
Ces effets de parois peuvent causer des changements
non négligeables au niveau du comportement géné-
ral du massif au cours de I'écoulement dans la mesure
ot ils peuvent modifier le fonctionnement de la
vidange et, de ce fait, changer I'état de contrainte sur
les parois.
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5.2.2. Etude quantitative

Grace a 'enregistrement vidéo et aux diapositives, on
a pu déterminer les déplacements des particules entre
deux images prises dans un intervalle de temps égal
a deux secondes.

Dans le cas de la trémie 45° avec parois semi-
rugueuses, si on considére, dans la partie haute du
silo, des particules sur un méme niveau a un temps
t, on les retrouve au méme niveau au temps t +
2 s ; cela veut dire que les particules qui se trouvent
dans la partie haute du modéle sont animées d’une
méme vitesse, sauf les grains qui se trouvent a proxi-
mité de la paroi. Ceci montre qu’il y a peu de dépla-
cements relatifs entre les grains. Ainsi, les grains
s'écoulent en engendrant un écoulement en bloc
(fig. 13).

Dans le cas des parois rugueuses, les points situés sur
une bande de 5 cm de long des parois latérales subis-
sent un déplacement de deux a frois fois plus petit
que les autres points qui se situent dans la zone cen-
trale (fig. 15) ; dans la partie basse du silo, on observe
une zone d'accélération au milieu de la trémie ot les
déplacements sont plus grands que la moyenne.

L’'analyse numérique de ces résultats donne les gra-
phes des vitesses relatives des différents points pour
l'intervalle de temps considéré. Ainsi, par exemple,
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Fig. 13. — Déplacements entre photos 2 et 3
{parois semi-rugueuses),
Fig. 13. — Displacements from photo 2 to photo 3
{case of semi-wrinkled walls).

siLad

Fig. 14. — Déplacements relatifs entre photos 2 et 3
(parois semi-rugueuses).
Fig. 14. — Relative displacements from photo 2 to photo 3
{semi-wrinkled walls).

la figure 16 montre que sur les parois latérales
rugueuses, les vitesses sont beaucoup plus faibles que
la moyenne, ce sont les grands carrés ombrés. En
revanche, quand on se déplace vers le milieu du silo,
on observe sur cette figure (fig. 16) qu'on passe des
carrés ombrés & des carrés clairs (blanc). Ceci con-
firme que la rugosité affaiblit la vitesse des grains au
voisinage immédiat des parois verticales du modéle.
La méme analyse reste valable pour le modéle a tré-
mie d’inclinaison 60° a une différence prés : en effet,
on constate qu'au voisinage des parois de la trémie
d'inclinaison 45¢ les rouleaux s'orientent vers la zone
de la chute libre par des déplacements paralleles a
ces parois alors que dans le cas du modéle & trémie
d’inclinaison 60° nous n’observons plus ce phéno-
mene,

Pour mieux mettre en évidence l'influence de la rugo-
sité dans les deux modéles, on a relevé sur toutes
les figures qui correspondent aux déplacements entre
les clichés, les valeurs du déplacemenl maximal
(Maxi), du déplacement minimal (Mini) et du dépla-
cement moyen (Moyen) ; ainsi :

— le tableau 1 présente les résultats relatifs au
modele & « trémie 60° » ;

— le tableau 2 correspond aux valeurs obtenues dans
le modéle & « trémie 45° ».
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Silo2 SiLoz

Fig. 15. — Déplacements entre photo 17 et 18 Fig. 16. — Déplacements relatifs entre photos 17 et 18
(parois rugueuses). (parois rugueuses).
Fig. 15. — Displacements from photo 17 to photo 18 Photo 16. — Relative displacements from photo 17 to photo 18
(wrinkled walls). fwrinkled walls)
Tableau 1. — Déplacements entre photos en cm (trémie 60°).
Table 1. — Displacements in centimeters (measured between photographs) in the case of a 60° inclined hopper.
Trémie 60°
Parois semi-rugueuses Parois rugueuses
N° des photos Maxi Mini Moyen N° des photos Maxi Mini Moyen

22 et 23 7.2 0,8 33 10 et 11 6,5 0,2 1id

23 et 24 7.8 1,8 3,3 11 et 12 7 0,3 2,6

25 et 26 7.9 1,4 32 12 et 13 5,2 0,4 2,2

Tableau 2. — Déplacements entre photos en cm (trémie 45°).
Table 2. — Displacements in centimeters (measured between photographs) in the case of a 45° inclined hopper.
Trémie 45°
Parois semi-rugueuses Parois rugueuses
N° des photos Maxi Mini Moyen N°® des photos Maxi Mini Moyen

1et2 3.9 152 2 17 et 18 3,4 0,3 1.7

2et3 4 1.5 2,4 18 et 19 4,8 0,3 1.8

3 et 4 5,3 0,7 2,3 19 et 20 8 0,3 2:2




ECOULEMENT D'UN MATERIAU GRANULAIRE A TRAVERS UN ORIFICE : EFFET DE PAROI 59

Ces tableaux monitrent d'une part que les déplacements
minimaux sont plus grands dans le modéle & parois
rugueuses. Certaines particules sont pratiquement arré-
tées au voisinage des parois (déplacements « Mini »
ayant comme valeurs 0,6 et 0,8 entre deux photos).
D’autre part, les déplacements moyens sont toujours
supérieurs dans les modeéles & parois semi-rugueuses,

Ces derniers montrent également qu'au fur et a
mesure que l'inclinaison de la trémie augmente, les
déplacements maximaux augmentent ainsi que la
vitesse moyenne, que ce soit au sein d'un modéle a
parois rugueuses ou a parois semi-rugueuses.

Au terme de cette analyse, et compte tenu de tous
les résultats obtenus jusqu’ici, on peut proposer deux
modes de mécanisme d'écoulement au sein des
modéles étudiés, ceci en décrivant le champs de
vitesse au sein du silo dans plusieurs zones dont le
nombre dépend de la rugosité des parois et de l'incli-
naison de la trémie (fig. 17 et fig. 18).

Silo 4

UMY

Y

MMM

Fig. 17. — Différentes zones d’'écoulement dans le modéle
a trémie 45° (parois rugueuses).
Zone 1 : zone de vitesse guasiment constante.

Zone 2 : zone de vitesse minimale, l'influence des parois
sur une bande d’environ 4,5 em. Zone 3 : zone d'accélération.
Zone 4 : zone d’orientationn des rouleaux
vers la zone de chute libre.

Fig. 17. — Some flow regions for a model with an hopper
inclined of 45°
First region : velocity quasi constant. Second region : minimal
velocities due to the wall influence in & band of 4,5 cm thickness
Third region : acceleration region. Fourth region : orientation of
rolls towards the region of free maotion.

LI
B
AR

Fig. 18. — Différentes zones d’écoulement dans le modéle
a tréemie 60° (parois rugueuses).

Zone 1: zone de vitesse minimale, influence maximale
de la paroi. Zone 2 : zone d'accélération, les points atteignent
une vitesse maximale. Zone 3 : zone ol le massif se déplace

avec une méme vitesse en tout point.

Fig. 18. — Some flow regions for a model with a 60°

inchned hepper fwrinkled walls).

First region : region of minimal velocity and maximal
influence of the wall. Second region : region where acceleration
takes place, the particles reaching & maximal velocity
Third region : in which the granular material has & rigid motion
(the same velocity for the particles)

5.3. Etude statique

Pour mettre en évidence l'influence de la rugosité au
niveau statique, on a tout d'abord effectué un cer-
tain nombre de mesures de la contrainte moyenne au
sein de deux modéles, I'un & parois rugueuses, 'autre
a parois lisses, dans les trois zones suivantes :

— au voisinage des parois ;
— dans la zone intermédiaire ;
— sur l'axe de la colonne.

Ensuite, on a tracé diverses courbes se rapportant aux
résultats qui ont semblé les plus importants. Ainsi, la
figure 19 présente une comparaison, dans le cas des
parois semi-rugueuses, entre trois courbes expérimen-
tales relatives aux mesures des efforts obtenus dans
les différentes zones. Les mesures obtenues dans le
cas du modéle a parois rugueuses et leur comparai-
son sont présentées dans la figure 20.
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—®—— VOISINAGE DES PAROIS ——L{+—— ZONE INTERMEDIAIRE —#—— AXE DE LA COLONNE
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Fig. 19. — Influence de I'état de surface (parois semi-rugueuses).
Fig. 19. — Influence of the surface state (in the case of semi-wrinkled walls).
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Fig. 20. — Influence de ['état de surface (parois rugueuses).
Fig. 20, — Influence of the surface state (in the case of wrinkled walls).
Analyse :

valeurs finales (les valeurs qui correspondent au fond
du modéle) sont sensiblement identiques, que ce soit

Tout d’abord, il est intéressant de constater que, sur
ces figures, la contrainte isotrope au voisinage des
parois est, dans 80 % des cas, plus faible que celle
au centre du massif. On peut constater aussi que les

dans le cas des parois rugueuses ou dans le cas des
parois semi-rugueuses, puisque dans cette partie, les
courbes sont confondues jusqu'a une certaine céte Z
d'environ 80 cm. Au-dela de cette hauteur, on cons-



ECOULEMENT D'UN MATERIAU GRANULAIRE A TRAVERS UN ORIFICE : EFFET DE PAROI 61

tate que les valeurs mesurées sont différentes, sauf
dans le cas des parois semi-rugueuses ot cette diffé-
rence n'est pas trop élevée.

D’un point de vue expérimental, cela signifie que les
effets de paroi sont négligeables dans le cas ol celles-
ci sont lisses. En fait, la localisation du domaine
influencé par la rugosité présente un grand intérét du
point de vue expérimental. Il serait donc nécessaire
d’apporter certaines précisions supplémentaires dans
ce domaine et d'expliquer en particulier les raisons
pour lesquelles cette rugosité influe sur la répartition
des contraintes au sein d’'un massif granulaire.

On peut donc dire que l'influence de la rugosité sur
la répartition des contraintes augmente ftrés vite
lorsqu’on se rapproche de la paroi et surtout quand
celle-ci est rugueuse. En fait, I'influence minimale n’est
pas obtenue dans la zone intermédiaire mais dans
'axe de la colonne. Cependant toutes les courbes
montrent que cette influence est atténuée a partir
d’'une profondeur Z de l'ordre d’environ 60 cm, et au
fur et a mesure que la profondeur augmente, cette
influence diminue et tend a disparaitre a la base. Le
calcul des coefficients de variation confirme cette
analyse dans la mesure ol ceux-ci sont presque cons-
tants dans les trois zones du modéle a parois semi-
rugueuses. En revanche, au fur et 8 mesure que la
rugosité des parois augmente, on constate une diffé-
rence notable entre les coefficients de variation dans
les différentes zones, mais ceux-ci sont plus impor-
tants au voisinage des parois que dans les deux autres
zones. En conséquence, on peut confirmer que la
rugosité a une trés grande influence au voisinage des
parois sur la répartition des contraintes et, de ce fait,
peut modifier I'équilibre de la masse ensilée.

6. CONCLUSION

On vient de voir qu'a l'aide de la technique expéri-
mentale de mesure des efforts nécessaires pour dépla-
cer un ensemble de rouleau, il était possible de décrire
la répartition des contraintes au sein du matériau.
Ainsi, il a été confirmé que dans un silo contenant
de la matiére, soumis & une charge ou non, les efforts
n'augmentent pas indéfiniment lorsque la hauteur de
matériau croit ; ils tendent vers des limites, comme
diverses lois de détermination des efforts statiques
dans les silos le montrent. Les résultats obtenus coin-
cident notamment avec ceux de JANSSEN. Les théo-
ries plus récentes n'ont pas fourni de meilleurs résul-
tats compte tenu, notamment de la forte variabilité des
caractéristiques mécaniques des milieux granulaires.

Durant la vidange, le matériau situé directement au-
dessus de l'orifice forme une cheminée d'écoulement,
la paroi sert de limite & celle-ci. L'examen détaillé des
déplacements et des vitesses a permis de proposer dif-
férents modes de comportement du matériau au sein
du modéle au cours de I'écoulement et ceci suivant
la rugosité des parois et l'inclinaison de la trémie.

On a ainsi pu signaler I'existence d’une zone de cisail-
lement au niveau des parois. A ce propos, il est inté-
ressant de souligner que le modéle utilisé permet des
observations irréalisables sur des silos prototypes et
que les prises de vue vidéo peuvent étre utilisées pour
établir les trajectoires des particules au sein du maté-
riau ensilé.

En ce qui concerne le frottement entre le milieu et
les parois, on a constaté, dans le cas des parois semi-
rugueuses, que les effets de celles-ci sont négligea-
bles. En revanche, dans le cas des parois rugueuses,
le frottement entre elles et le matériau a une influence
non négligeable au voisinage des parois : cela peut
modifier I'équilibre de la masse ensilée. Naturellement,
il faut rappeler que le matériau analogique de
SCHNEEBELI est un modéle dans lequel les parti-
cules sont rondes et sans cohésion ; ce qui limite
nécessairement |'existence des voiites de charges.
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Résumé

Le comportement d’une inclusion dans un sol et plus particulierement la con-
naissance du frottement mobilisé a l'interface joue un réle fondamental dans
les probléemes de renforcement des sols. La détermination du coefficient de frot-
tement a été réalisée suivant différentes approches, tant au laboratoire qu'in
situ. Une nouvelle approche basée sur |'utilisation d'un mini-pressiométre durant
un essai d'arrachement est proposée. L'avantage de ce dispositif réside dans
le fait suivant : la contrainte normale a l'interface peut étre contrélée durant
I'essai ce qui permet le choix de deux procédures d’essais :

— arrachement a volume constant avec mesure de la variation de la contrainte
normale ;

— arrachement & contrainte normale constante avec mesure de la variation de
volume.

Ces arrachements sont réalisés soit d’'une maniére continue, soit par paliers.

Cet article décrit les techniques mises en ceuvre pour la réalisation de |'essai
et donne les premiers résultats obtenus suivant différentes procédures
expérimentales.

Abstract

The behaviour of an inclusion in a soil and particularly the knowledge of the
friction value is of paramount importance for the soil reinforcement problems.
The determination of the friction coefficient has been realised with differents
approachs : in laboratory and in situ. In this paper, a new approach based on
the use of a minipressuremeter during the wrenching is proposed. The advan-
tage of this apparatus lies in the following fact : the normal stress at the inter-
face can be controlled during the test, which allows the choice of two test
procedures : the normal stress is kept constant during shearing and the varia-
tion of volume is measured ; the volume is kept constant and the variation of
the normal stress is measured. A progressif or static wrenching are realised.
The procedure and the first results obtained along different experimental con-
ditions are presented in this paper.

* Rue du Doyen Marcel-Roubault, BP 40, 54501 Vandceuvre-les-Nancy.
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1. INTRODUCTION

L’amélioration du sol est une préoccupation impor-
tante des mécaniciens du sol. Cette amélioration se
fait entre autre par des procédés mécaniques comme
le compactage, le drainage ou encore l'inclusion d’élé-
ments résistants. Le renforcement par des éléments
résistants (pieux, ancrages, etc.) peut étre apprécié par
la connaissance du comportement local du matériau
composite sol-inclusion. Le phénomene principal qui
régit ce « comportement local » est le frottement.

L'approche expérimentale de ce comportement, au
laboratoire ou in situ, parait indispensable pour une
compréhension plus objective tenant compte des pro-
blémes réels rencontrés sur le terrain.

Dans cette perspective, ce travail est orienté princi-
palement vers I'étude du comportement a linterface
sol pulvérulent-inclusion & travers une nouvelle appro-
che permettant de mesurer directement le frottement
mobilisé & l'interface & l'aide d’'un mini-pressiométre,
mis en place dans le sol, puis arraché suivant une
méthodologie proche de celle définie par PHILIPPON-
NAT G. pour le phicometre (1986).

La connaissance de la contrainte normale a l'interface
et de son évolution lors d'un cisaillement sont des
parameétres importants dans la compréhension des
phénomeénes de mobilisation du frottement. Ils sont
fonction essentiellement de I'état initial, de la compres-
sibilité des sols, du volume de la zone intéressée par
le cisaillement mais ces facteurs sont difficiles & appré-
cier d’'une maniére objective. L'utilisation du disposi-
tif proposé a pour but de permetire une meilleure
définition de la contrainte normale a l'interface et de
son évolution au cours du cisaillement.

Aprés la description de I'appareillage. le principe de
I'essai et les premiers résultats obtenus seront présen-
tés. Deux procédures d'essai sont définies : soit des
essais a contrainte normale constante avec mesure des
variations de volume au cours du cisaillement, soit des
essais & volume constant avec mesure de I'évolution
de la contrainte normale. Par ailleurs 'arrachement est
réalisé soit d'une maniére continue, soit par paliers
de charge.

Avant de présenter ce travail, certains paramétres sus-
ceptibles d'affecter le frottement mobilisé & l'interface
seront passés en revue. L'influence de ces parameé-
tres a été déduite soit d’essais réels in situ, soit au
laboratoire a l'aide des appareils classiques et sur des
modéles réduits. Il est & noter qu'il y a une dépen-
dance entre ces parameétres et que leur importance
relative ne fait pas I'unanimité. Malgré cette dépen-
dance les parameétres seront classés comme suit.

1.1. Paramétres liés a la mise en place
de linclusion

Le battage de linclusion conduit, soit @ une diminu-
tion du frottement mobilisé a l'interface surtout dans
les sols carbonatés (LE TIRANT et al., 1989), soit a
une densification locale qui augmente la valeur de la
contrainte normale.
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Dans le cas de mise en place par forage et scelle-
ment par injection de coulis de ciment, I'adhérence

de linclusion au sol augmente d'une fagon remarqua-
ble.

1.2. Paramétres liés a l'inclusion

L’état de surface de l'inclusion (lisse ou rugueuse) joue
un réle important sur le frottement mobilisé & linter-
face. Il est communément admis que les inclusions
rugueuses peuvent mobiliser un frottement plus élevé ;
en effet pour les inclusions lisses durant le mouve-
ment de la structure au contact du sol, le nombre de
grains mis en déplacement est bien plus faible que
lorsque la surface est rugueuse ; la contribution de la
dilatance et du réarrangement, fonction de ce volume,
se frouve sensiblement diminuée. Cependant, les
résultats trouvés par différents auteurs concernant ce
parameétre ne convergent pas vers une méme conclu-
sion ; certains (SCHLOSSER et al., 1979) pensent
que le coefficient de frottement (rapport de la con-
trainte maximale de cisaillement a la contrainte nor-
male appliquée) pour une inclusion lisse peut étre pris
égal & la moitié de l'angle de frottement interne du
sable. YOSHIMI et al. (1981) ont trouvé des coeffi-
cients plus faibles en fonction du type de la bhoite de
cisaillement utilisée.

1.3. Paramétres liés au sol

Les remarques essentielles concernant ces paramétres
sont récapitulées comme suit :

— le role de la densité relative initiale dans le frotte-
ment mobilisé a linterface ne fait pas I'unanimité.
Effectivement, DAVIS et PHILIPPONNAT (1978) ont
attribué I'augmentation du frottement latéral dans le
cas des pieux a une compacité initiale plus élevée,
la méme constatation a été faite par SCHLOSSER et
al. (1981), a partir d’essais d’arrachement de bandes
métalliques lisses en modeles réduits. Alors que YOS-
HIMI et al. (1981) considérent que la densité initiale
n'a pas d’effet sur le frottement mobilisé a T'interface
et que seules la rugosité et la minéralogie influent sur
la résistance au cisaillement a linterface.

SCHLOSSER et al. (fig. 1) ont constaté que pour les
faibles densités, les valeurs maximales du frottement
apparent p° restent assez voisines du frottement réel
w, alors que pour les fortes densités, les valeurs de
@ sont nettement supérieures a 1 ;

— en ce qui concerne l'influence de la nature du sol,
la forme et les dimensions des grains sont les facteurs
prédominants. En effet, une forme plate et anguleuse
des grains donne une valeur du frottement latéral
maximal plus élevée que celle donnée par des grains
fins et arrondis, puisque une forme plate conduit a
des surfaces de contacl trés importantes. SCHLOS-
SER et al. (1979) ont montré que le coefficient de
frottement mobilisé a l'interface sol-inclusion augmente
de facon sensible avec I'étalement de la courbe gra-
nulométrique. Ce phénoméne s'explique par la part
élevée de la dilatance que fournit un désenchevétre-
ment des grains lorsque le frottement maximal est
mobilisé.
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Fig. 1. — Evolution du coefficient de frottement apparent u* avec la densité
durant un essai d’extraction [SCHLOSSER et al. (1981)], (¢ étant I'angle de frottement interne du milieu granulaire).

Fig. 1. — Evolution of the apparent friction coefficient with
the density during an extraction test [SCHLOSSER and al. (1981)], (¢ is the internal friction angle of the cohesionless soil).

2. PROCEDURES EXPERIMENTALES — une cuve d'essai constituée d’'une buse en béton

renforcée par des armatures métalliques extérieures,
d'une hauteur de 1 m et de diameétre intérieur de
0,50 m ; cette cuve est remplie de sable sur une hau-
teur de 0,85 m ;

— deux « coussins » gonflants, situés au sommet et
) a la base de la cuve, permettent 'application d’une
Il est présenté sur la figure 2 et comprend : contrainte verticale sur le sable :

Dans ce paragraphe, le dispositif expérimental et le
principe de l'essai sont présentés.

2.1. Dispositif expérimental

b
Dp
P

Commande manuelle
Force(capteur) du verin de traction

Déplacement(capteur) —=—{
Console

Pression de gonilement

es coussins gonflants
Renforts 9
de cuve
Enregistreur
Armoire de
commande du
Cellule = S Cuve béton mini
pressiometrique pressiometre
Fig. 2. — Dispositif expérimental des essais d’'arrachement progressifs et statiques & |'aide du mini-pressiométre.

Fig. 2. — The apparatus for a progessive and static friction tests.
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— un mini-pressiométre, type APAGEO, composé
d’une pointe & la base, permettant la mise en place
d’'une sonde lanternée mono-cellulaire, équipée d'un
contréleur pression-volume et de tiges de guidage ;
la sonde a un diamétre de 2,5 cm et une longueur
utile de 28,5 cm (I'état de surface de la sonde peut
étre lisse ou rugueux) ;

— un dispositif d’arrachement constitué d'une potence
sur laquelle est fixé un vérin permettant I'extraction
de la sonde, équipé d'un capteur de force et com-
plété par un dispositif de mesures des déplacements.

Les dimensions de la cuve ont été choisies en fonc-
tion de celles de la sonde mini-pressiométrique de telle
maniére que les effets de bord soient évités ou mini-
misés. Pour cela, on a fait I'inventaire des essais réa-
lisés sur des modeles réduits au laboratoire en vue
de déterminer le rapport convenable entre le diame-
tre de la cuve et celui de la sonde. Les résultats des
principales études sont récapitulés dans le tableau 1.

2.2. Principe de l'essai

On distingue deux phases durant un essai :
— phase préparatoire ;

— essai proprement dit.

La phase préparatoire comprend :

— la mise en place du sable & la densité choisie ;
les essais préliminaires ont montré la nécessité de
reconstituer I'échantillon entre chaque essai pour assu-
rer une bonne reproductibilité comme le montre la
figure 3 qui représente les courbes pressiométriques
classiques obtenues sur un sable calcaire lors de 5
essais successifs ;

— la mise en place de la sonde soit en moulant le
sable autour, soit postérieurement en réalisant un
battage ;

— l'application de la contrainte verticale choisie au
moyen des coussins dans une gamme de valeurs
comprise entre 0 et 100 kPa.

REVUE FRANCAISE DE GEOTECHNIQUE

Tableau 1. — Dimensions respectives
des chambres de calibration et des pressiométres
utilisés lors de deux études.

Table 1. — Relative dimensions of the calibration rooms
and of the used pressuremeters.

Dimensions (cm)

Auteurs

Et:n:;ri]:!ree Pressiométre
de/ = 160 dp = 8,04
Jewell, Fahey | et hc = 100 et hp = 50

et Wroth (1980)
de/dp = 12 et he/hp = 2

dc = 40 dp = 4
et hc = 20 et hp = 20
Fahey (19886)
dc/dp = 10 et he/hp = 1
Avec : — dc : diamétre de la chambre de calibration ;

— hc ; hauteur de la chambre de calibration ;
— dp: diametre du pressiometre ;
— hp : hauteur du pressiométre.

Pour I'essai proprement dit, on commence par I'appli-
cation de la pression interne dans le mini-pressiométre
et on attend la stabilisation des déformations ; les
essais d’étalonnage de la sonde sont réalisés avant et
aprés chaque mesure. La contrainte normale a 'inter-
face est calculée en fonction de la pression interne
appliquée et de la raideur propre de la sonde.

L'arrachement par traction est réalisé suivant deux
procédures distinctes :

— arrachement progressif & vitesse constante (vitesse
de déplacement de 0,65 mm/s) avec enregistrement
de la courbe effort-déplacement. Nous rappelons que
PHILIPPONNAT (1986) durant les essais au phico-
metre a réalisé lui aussi des arrachements progressifs
a l'aide d'une sonde monocellulaire pour déterminer
la résistance au cisaillement des sols en place ;

V(em? )
160 fuite
<
1 2 0 - 0
80 + i
40 + A o ‘
(kPa
0 4 nsS } " } } P ):
0 10 20 30 40 50
Fig. 3. — Courbes pressiométriques classiques sur le sable calcaire & I'état ldche. (Essais de reproductibilité).

Fig. 3. — Classical pressuremeter’s curves (loose calcareous sand). (Reproductible tests).
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— arrachement par paliers de chargement croissant
avec mesure des déformations en fonction du temps
pour chaque palier. Pour ces essais, on a suivi le pro-
jet du mode opératoire du LCPC (1970) et le Projet
National CLOUTERRE (1986-1990),

Enfin et seulement dans le cas de 'arrachement pro-
gressif, nous avons utilisé les deux procédures décri-
tes plus haut ;

-

— cisaillement & contrainte normale constante et
mesure des variations de volume ;

— cisaillement a volume constant et mesure des
variations de la contrainte normale.

Il faut noter que lors de la mise en pression de la
sonde, celle-ci ne conserve pas une forme exactement
cylindrique mais devient légérement ovoide, cepen-
dant le rapport entre la longueur utile de la sonde
et son diamétre est trés élevé et par conséquent ce
défaut reste a priori peu important. De plus, lors de
la majeure partie des essais (comme cela sera indi-
que plus loin) l'effort maximum d’arrachement est
obtenu pour un déplacement trés faible (en général
inférieur a 2 mm) et reste constant pour un déplace-
ment atteignant 10 mm. C’est pourquoi on peut pen-
ser que l'existence d'une butée et son effet sur la
mesure ont un poids faible.

3. DESCRIPTION DES SOLS UTILISES

Nous avons utilisé deux types de sable, un sable sili-
ceux et un sable calcaire. Le sable siliceux provient
des alluvions de la Moselle et le sable calcaire cor-
respond & une formation de pente du type grouine”.
Dans les deux cas, nous avons réalisé un tamisage
préalable de maniére & obtenir des compositions gra-
nulométriques constantes et reproductibles.

Le tableau 2 résume les caractéristiques granulomé-
triques des deux sables utilisés et donne les valeurs
des densités limites obtenues dans chaque cas. Il s'agit
de deux sables propres mal gradués.

4. EFFET DU CHEMIN DE CONTRAINTES

Une étude de l'interface a été préalablement conduite
en utilisant les appareils classiques du laboratoire (boite
de cisaillement direct et appareil de cisaillement annu-
laire par torsion) (ABDERRAHIM, 1991). Durant cette

=

étude, on a réalisé des essais & contrainte normale

constante et des essais & volume constant. De la
méme maniére, le nouveau dispositif a permis la réa-
lisation des essais selon les mémes chemins de con-
traintes. Les essais a contrainte normale constante
donnent la résistance au cisaillement a l'interface et
les essais & volume constant permettent d’étudier le
comportement & linterface sol-inclusion et tiennent

compte de ce qui se passe réellement in situ.

Les deux types de sables décrits ci-dessus ont été uti-
lisés ainsi que différentes conditions expérimentales
relatives & la rugosité de l'inclusion et son mode de
mise en place ainsi qu'a la densité relative. La rugo-
sité des feuilles d'acier qui enveloppent la sonde a été
prise de la fagon suivante : tout d'abord elles ont été
prises parfaitement lisses, ensuite, on y a collé le
méme sable que celui utilisé pendant ['essai.

Dans ce paragraphe, des résultats correspondants aux
deux procédures définies, utilisées lors de l'arrache-
ment progressif sont présentés.

4.1. Arrachement & contrainte
normale constante

Durant la premiére série d'essais, la méme contrainte
normale initiale & l'interface a été imposée pour dif-
férentes contrainte verticales appliquées. Les courbes
correspondantes & ces essais sont représentées dans
la figure 4.

Pour les trois essais réalisés dans un échantillon lache,
des contraintes normales initiales trés voisines (83,36 ;
84,4 ; 84,47 kPa) ont été imposées. Les trois cour-
bes en pointillé correspondantes & ces contraintes
montrent que le frottement ultime mobilisé est le
méme. On constate par contre que la variation de
volume diminue lorsque la contrainte verticale appli-
quée augmente. Bien que la pression interne appli-
quée reste constante, la variation du volume de la
sonde, durant le cisaillement, entraine du fait de la
raideur propre de la sonde une légdre variation de
la contrainte normale réelle (3 3 5 kPa), mais ce phé-
noméne est impossible 2 maitriser. Dans la méme
figure est portée la courbe d'un essai réalisé dans un
échantillon a I'état dense ; on remarque que le sable
se contracte trés peu durant I'arrachement et par con-
séquent la contrainte normale effectivement appliquée
reste alors pratiquement constante.

* Grouine {appelation locale) : formation en éboulis au pied d'une
falaise calcaire, accumulée dans des conditions périglaciaires. Les
débris de roches sont généralement anguleux, disposés en lits abli-
ques alternant avec des passées de matériel fin plus argileux.

Tableau 2. — Caractéristiques physiques de nos deux sables (D en mm).
Table 2. — Physical characteristics of our two sands.
Sable Composition Caractéristiques
minéralogique D10 D30 D60 Cu Cc ymin (kN/m?3) ymax (kN/m?3)
Toul 96 (%) CaCO3 | 0.4 0.8 1,36 3.4 1.17 12,0 14,1
Moselle Siliceux 0,35 0.5 0,8 2,29 0,89 14,5 17,2
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Fig. 4. — Evolution de /o, & l'interface sable siliceux-sonde lisse et variation du volume de la sonde avec ['arrachement ;

{trois essais a l'état ldche et un essai a |'état dense.
On a indiqué sur chaque courbe la valeur de la contrainte verticale appliquée et la valeur de la contrainte normale en kPa).
Fig. 4. — Evolution of #g, at the interface siliceous sand-smooth probe and volumic variation during shearing.

Durant la deuxiéme série d’essais, des arrachements
progressifs & différentes contraintes normales dans un
sable lache ont été réalisés. La sonde lisse a été mise
en place soit par moulage, soit par battage. D’aprés
les courbes des figures 5a et 5b, on constate que la
courbe de 'dvolution du coefficient de frottement (rap-
port de la contrainte tangentielle sur la contrainte nor-
male : 7/0,) en fonction du déplacement est assez
raide ; le maximum est obtenu pour un déplacement
de 2 mm environ et au-dela le rapport 7/0, présente
un palier jusqu'a des valeurs de déplacement supé-
rieures & 8 mm.

On constate que le mode de mise en place n’a pas
d’influence sur les résultats obtenus.

BOULON et al. (1986), durant leurs essais a l'aide

de l'appareil de cisaillement direct a rigidité imposée,
ont trouvé des courbes de méme allure.

4.2. Arrachement a volume constant

Lors d'un arrachement & volume constant, la con-
trainte normale appliquée chute d’'une maniére trés
importante et pour un déplacement faible (de I'ordre
de 0,5 mm comme le montre la figure 6) atteint un

b
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Fig. ba. — Courbes d’arrachement de la sonde mini-pressiométrique (lisse) introduite par moulage dans le sable siliceux & I'état lache.
Fig. ba. — Friction curves of the smooth pressuremelric probe introduced by moulding in the loose siliceous sand
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Fig. 5b. — Courbes d’arrachement de la sonde mini-pressiométrique (lisse) introduite par battage
dans le sable siliceux a I'état lache.
Fig. 5b. — Friction curves of the smooth pressuremetric probe introduced by driving in the loose siliceous sand.
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Fig. 6. — Variation de la contrainte normale (en kPa) avec l‘arrachement d’une sonde lisse introduite par moulage

dans un sable siliceux a I’état ldche (essais 8 volume constant).
Fig. 6. — A normal stress variation during the friction of a smooth probe
introduced by moulding in a locse siliceous sand (constant volume tests).

palier dont la valeur est de I'ordre de la moitié de
la contrainte initiale appliquée, pour une sonde lisse
et lorsque le sol est dans un état lache. Par contre
SCHLOSSER et GUILLOUX (1981) lors d’arrache-
ment d'une inclusion lisse ont obtenu des résultats dif-
férents indiquant au contraire une augmentation de
la contrainte normale.

La diminution de la contrainte normale durant le
cisaillement & volume constant apparait sur les che-
mins de contraintes représentés sur la figure 7.

Le coefficient de frottement a linterface & volume
constant atteint sa valeur la plus élevée pour un
déplacement de l'ordre de 1 mm (fig. 8). Ce dépla-
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Fig. 7. — Chemins de contrainte durant un essai & volume constant.
Fig. 7. — Stress paths during a constant volume test.

cement est légérement plus faible que celui qui corres-
pond a la mobilisation de la valeur stabilisée lors des
essais & contrainte normale constante (fig. 5a et 5b).

Si on compare maintenant (fig. 9) les valeurs du coef-
ficient de frottement réel mobilisé a l'interface lors des
deux types d’essais, on constate que pour des condi-
tions identiques de mise en place, de rugosité de la
sonde et détat du sol, les résultats obtenus sont
proches.

Généralement pour la terre armée ou les clous, les
concepteurs utilisent un coefficient de frottement appa-
rent noté pu° qui est égal a 7/0, avec :

— l'inclusion o, : contrainte horizontale entourant
I'nclusion dont la valeur exacte est ignorée et prise

T/ Cn (01
40 o

35
30
25

20

traditionnellement égale & kgo, (kg : coefficient de
pression au repos des terres, o, : contrainte verti-
cale) ;

— 7 : contrainte de cisaillement correspondante.

Si l'on admet que la contrainte horizontale chute,
comme nous |'avons noté pendant nos essais, cela
signifie que le coefficient de frottement réel est envi-
ron deux fois plus élevé que le coefficient de frotte-
ment apparent. L'intérét de la mesure proposée dans
ce cas serait de bien appréhender la contrainte hori-
zontale réelle ; ce qui permettrait alors, en admettant
que le coefficient de frottement réel soit déterminé
exactement, d’apporter une amélioration au dimen-
sionnement.

an; = 8335

Arr  (mm)
0 ¥ 4 4
1.4 1.6 1.8
Fig. 8. — Evolution du rapport 7/on avec |'arrachement d‘une sonde lisse introduite par moulage dans un sable siliceux
& I'état lache & volume constant (contrainte en kPa).
Fig. 8. — Evolution of #fen during shearing at the interface loose siliceous sand-smooth probe during a constant volume test

(stress in kPa),
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Fig. 9. — Courbe du frottement & ['interface sable siliceux & I'état ldche-sonde lisse introduite par moulage
pour des essais 4 on constante et des essais & volume constant.
Fig. 8. — Friction curve at the interface loose siliceous sand-smooth probe introduced by moulding

from constant stress tests and constant volume tests.

5. ESSAIS D’ARRACHEMENT PAR PALIERS

il s’agit d’arrachement & contrainte normale constante.
Si les deux types d’essais d’arrachement (progressif ou
par paliers) permettent de déterminer I'effort d’arra-
chement maximal que peut supporter une inclusion,
I'arrachement par paliers permet de déterminer aussi
un effort de fluage correspondant & une augmenta-
tion importante des déformations différées.

La description de l'essai d’arrachement par paliers est
faite au moyen de trois types de graphiques.

Le premier (fig. 10) donne I'évolution de Ieffort
d’arrachement en fonction des déplacements cumulés.

Le second (fig. 11) représente pour chacun des paliers
de chargements, I'évolution de la déformation en
fonction du logarithme décimal du temps : les cour-
bes obtenues sont des droites dites droites de stabili-
sation caractérisées par leurs pentes. On a indiqué
pour chaque palier le rapport de l'effort d’arrachement
(au palier) sur l'effort maximum.

Le troisieme (fig. 12) montre les valeurs des pentes
des droites de stabilisation en fonction du pourcen-
tage de l'effort d'arrachement maximum, il permet la
détermination d'une charge de fluage gui correspond
a une augmentation importante des pentes de ces
droites.

Enfin on a représenté (fig. 13) les valeurs du rapport
charge de fluage (Qf) sur charge limite (Q%max)
pour I'ensemble des essais d'arrachement par paliers
qui ont été réalisés (soit sur le sable calcaire, soit sur
le sable siliceux) en utilisant les deux types de son-

des et différentes contraintes normales 2 linterface. La
valeur moyenne obtenue est de 60 %, mais il existe
une dispersion importante ; cette dispersion n’étant
pas liée apparemment aux conditions d’essais. Il est
vraisemblable qu'une augmentation du nombre de
paliers permettrait d'affiner la détermination de la
charge de fluage.

6. COMPARAISON
DES DEUX MODES D’ARRACHEMENT

En ce qui concerne le déplacement nécessaire pour
obtenir le maximum de l'effort d’arrachement, on
constate que l'arrachement par paliers conduit & une
valeur plus élevée que larrachement progressif
(QP"max) ; ce qui est logique puisque dans le pre-
mier cas on permet le développement des déforma-
tions différées. Par contre (fig. 14) les valeurs d’effort
limite mesurées par les deux méthodes conduisent,
toutes choses égales par ailleurs, a des résultats qua-
siment identiques. L’avantage de la méthode par
paliers réside dans la mise en évidence de la charge
de fluage.

7. CONCLUSION

Les premiers résultats obtenus ici montrent la fiabilité
de 'expérimentation et répondent d'une facon satis-
faisante & nos objectifs initiaux & savoir une meilleure
connaissance des phénoménes a linterface, et une
mesure directe du coefficient de frottement.
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Fig. 10. — Courbes effort de traction-arrachement pour différentes contraintes normales.
La sonde rugueuse est introduite dans un sable siliceux & I'état ldche par moulage,
fla pression appliquée a |‘aide des coussins est de 50 kPa).

Fig. 10. — Traction effort as a fonction of friction for different pressure into the probe
(loose siliceous sand-rough probe, vertical stress is equal to 50 kFa).
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Fig. 11. — Courbes de stabilisation & l'interface sable siliceux

a ['état lache-sonde mini-pressiométrique rugueuse.
Fig. 11. — Stabilization curves at the interface loose siliceous sand-rough probe.
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Fig. 12. — Courbes effort de traction-pentes des droites de stabilisation pour différentes contraintes normales ;

la sende rugueuse est introduite dans un sable siliceux a I'état ldche par moulage,
fla pression appliquée a l'aide des coussins est de 50 kPa).
Fig. 12. — Curves effort of traction-slope of the straights of stabilization for different pressures into the probe
floose siliceous sand-rough probe, vertical stress is equal to 50 kPa).

st %
‘Qf / Qmax (%)
B0 = e e s mes E - R RN R SRS —
Lo
60 A u o &
L 2
] [ 2
O
40—————————————————0—
Sable calcaire Sable siliceux
sonde lisse sonde rugueuse sonde lisse sonde rugueuse
contrainte
342 21,5 46,5 84,5 53,8 103  normale(kPa)
1 : 1 | 1 1 | | | | | | =
I I 1 I 1 I L I i | I I -
21,5 542 327 56,9 116.5 72
Fig. 13. — Rapport de I'effort de fluage sur I'effort limite durant un essai d’arrachement par paliers
selon le type de sable et la rugosité de la sonde mini-pressiomeétrique (o, = 50 kFPa).
Fig. 13. — Ratio of the kreep effort on the limit effort during a static friction test
for different roughness of the probe and different kind of sands (e, = 50 kPal

Les essais a volume constant ont permis de mettre
en évidence la chute importante de la contrainte nor-
male a linterface durant le cisaillement.

Les valeurs limites des efforts d’arrachement, & con-
trainte normale constante, sont indépendantes du
mode d’arrachement (progressif ou par paliers).
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Fig. 14. — Rapport de I'effort limite déterminé durant un arrachement par paliers sur l'effort maximal atteint

pendant I'arrachement progressif selon le type de sable et la rugosité de la sonde mini-pressiométrique ( o, =

50 kPa).

Fig. 14. — Ratio of the limit static effort on the limit progressive effort

for different roughtness of the probe and different kind of sands (g, =

Enfin l'utilisation d'essais d’arrachement par paliers
permet la définition d'une charge de fluage correspon-
dant a l'apparition de déplacements importants.
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Résumé

Le discage des carottes est un phénoméne qui peut étre utilisé pour :

— |'estimation des contraintes in situ a partir d'observation de carottes disquées ;
— |'optimisation des paramétres de carottage afin d'obtenir des carottes intactes pour
les essais mécaniques en laboratoire.

Dans un premier temps, nous décrirons le logiciel utilisant la méthode des éléments finis
(DISCAGELF) développé pour notre étude. Nous présenterons ensuite les résultats des
essais effectués sur le triaxial vrai de |'Université de Lille (sans pression de boue), et
sur la machine a disquer de I'Institut National de |'Environnement et des Risques Indus-
triels (INERIS) (avec pression de boue simulée dans la saignée) pour valider notre logiciel.
Puis, nous résumerons les principaux résultats numériques relatifs a I'influence des para-
métres (propriétés géomécaniques du matériau, densité de boue, poids sur |'outil, rap-
port des rayons du carottier, type et géométrie de |'outil) sur les contraintes d'initialisa-
tion de la rupture. Nous avons principalement mis en évidence |'existence :

— d'un domaine de sécurite vis-a-vis de |'amorce de la rupture ;

— de relations linéaires entre les contraintes radiales d'initialisation de la rupture d’une
part, et les propriétés géomécaniques de la roche et la pression de boue d’autre part ;
— de trois positions préférentielles de I'amorce de la rupture (le mécanisme engendrant
la fracture étant différent) ;

— de l'influence du type et de la géométrie du carottier sur l'initialisation de la fracture.

Abstract

This paper presents the core discing phenomena, which could allow to :

— predict the in situ stresses from core discing observations ;

— optimize the coring parameters in order to obtain intact cores for mechanical labora-
tory tests.

In the first part of the paper, the finite element computer software (DISCAGELF) deve-
lopped for this study is described. The validation of numerical results will be made with :
— truly-triaxial testing device from Lille University (without mud pressure) ;

— core discing cell testing device from Institut National pour I'Environnement et les Ris-
ques Industriels (INERIS) (with simulated mud pressure).

In the second part, numerical simulations are presented, regarding the influence of coring
parameters (mechanical properties of rocks, mud density, weight on coring tool, ratio
of core bit radii, type and shape of coring tool) on rupturre initiation stresses. This study
has shown the existence of :

— a safety area regarding rupture initiation :

— linear relationships between the value of radial stresses corresponding to rupture ini-
tiation on one hand and mechanical properties of rock and mud pressure, on the other
hand :

— three preferential positions of the fracture initiation point (the type of fracture being
different) ;

— the influence of the type and geometrical shape of coring tool on rupture initiation.

* 59655 Villeneuve-d'Ascq Cedex.
* Centre Micauleau, av. Président-Argot, 64001 Pau,
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1. INTRODUCTION

Un probléme fréquent en mécanique des roches appli-
quée aux forages pétroliers est I'estimation des con-
traintes in situ & de grandes profondeurs. Certaines
techniques, relativement élaborées, permettent d’obte-
nir de bonnes indications, sur 'orientation des con-
traintes horizontales minimum et maximum (ovalisa-
tion), sur la valeur de la contrainte horizontale mini-
mum (mini-fracturation hydraulique), sur I'orientation
des contraintes principales (analyse de la courbe des
déformations différentielles : Differential Strains Curve
Analysis (DSCA). Les inconvénients de ces métho-
des proviennent de problemes de faisabilité, de repré-
sentativité des résultats obtenus, et principalement des
coflits élevés de mise en ceuvre.

Dans certains forages pétroliers, on a pu observer le
découpage des carottes extraites en trongons appelés
« disques ». Ces disques sont « de formes variées,
d’épaisseur uniforme avec des surfaces de rupture pra-
tiqguement normales a I'axe du forage » (9). Ce phé-
nomeéne intervient principalement dans des zones for-
tement contraintes et/ou & grande profondeur. Il
apparait donc lié aux contraintes en place d'ol l'idée
de l'utiliser comme un indicateur de I'état de contrain-
tes in situ.

La méthodologie retenue pour 'étude du discage
comporte deux étapes :

— la premiére phase consiste & modéliser numérique-
ment I'amorce de la rupture en utilisant une appro-
che par critére. En tenant compte de I'ensemble des
paramétres du forage, les contraintes d’initialisation de
la rupture et les positions des points correspondants
seront définies. Une étude expérimentale doit alors
étre mise en ceuvre pour valider les résultats numéri-
ques ;

— dans une deuxiéme phase, a partir des résultats
obtenus sur 'armorce de la rupture, il est possible :

® en partant d'une premiére estimation des contrain-
tes in situ, d'optimiser le carottage de facon a obte-
nir des carottes intactes pour des mesures pétrophy-
siques et des essais mécaniques en laboratoire ;

¢ de modéliser la propagation de la fissure en utili-
sant une approche par la mécanique linéaire de la
rupture. On pourrait ainsi obtenir des indications sur
la forme des disques et sur les contraintes de discage.
A Tlinverse, I'observation des carottes disquées inter-
prétée en fonction des paramétres du forage, permet-
trait d’estimer |'état de contrainte in situ.

Nous n’aborderons, dans cet article, que la premiére
phase de I'étude du discage. Nous définirons ainsi les
parameétres ayant une influence sur I'amorce de la
rupture, ce qui nous donnera des indications sur la
fagon d'obtenir des carottes intactes. Aprés un rap-
pel succinct de l'analyse bibliographique qui explici-
tera les principaux paramétres de |'étude, nous pré-
senterons le modéle numérique et le logiciel de cal-
cul mis au point : DISCAGELF. La validation du
modéle proposé est établie par différents essais en
laboratoire. Les résultats essentiels, obtenus lors de
'étude paramétrique de l'initialisation du discage réa-
lisée a l'aide du modéle numérique, permettront de
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conclure sur les interprétations possibles et les déve-
loppements futurs,

2. ANALYSE BIBLIOGRAPHIQUE
PRESENTATION
DES PARAMETRES ETUDIES

Les principales relations numériques et empiriques
relevées dans différentes études antérieures montrent
que ;

— la contrainte radiale de discage (og) varie linéai-
rement en fonction de la contrainte axiale (o)
og = k; + ks os. Cette équation est celle de la
droite dite d'OBERT et STEPHENSON (9) ;

— la pente ky de cette droite varie linéairement en
fonction de la résistance a la traction du matériau
R) : ks = 0,25 + 0,65 1072 R, (R, étant exprimé
en MPa (11) ;

— l'ordonnée a lorigine k; de cette droite varie
linéairement en fonction de la résistance & la com-
pression (R.) ou au cisaillement (75) de la roche (3)
(8) (9) (14).

L'influence du diamétre du carottier sur |'épaisseur des
disques a été soulignée par ISAEV (6), ZHU LI et
WANG (16). La relation entre le rapport épaisseur
des disques sur diameétre du carottier et la concentra-
tion de contrainte en fond de saignée a été mise en
évidence par STACEY (12), SUGAWARA et al. (13).

Toutes ces données sont issues d'observations d’essais
en laboratoire, de simulations numériques et ne tien-
nent pas compte de la pression de boue dans le
forage. On remarque que les paramétres influencant
le discage et évoqués par les différents auteurs, se
regroupent en deux classes. Les uns sont « passifs »
tels que caractéristiques géomécaniques de la roche,
longueur de la carotte, et les autres « actifs » tels que
densité de boue, poids sur l'outil, rapport des rayons
du carottier, forme et géométrie de I'outil. Ces diffé-
rents paramétres sont récapitulés sur la figure 1.

En ce qui concerne |'observation des carottes dis-
quées, signalons les travaux de MIGUEZ (7) qui a éla-
boré une méthodologie de description des disques
(cing familles de disques ont pu &tre ainsi répertoriées
selon leur forme : assiette, gouttiére, selle de cheval,
assiette inversée, gouttiére inversée).

3. PRESENTATION
DU MODELE NUMERIQUE
ET DU LOGICIEL DISCAGELF (15)

3.1. Description générale de DISCAGELF

L'idée de base est de développer un logiciel, facile
d’accés, aisé a manipuler et qui puisse étre implanté
sur des micro-ordinateurs afin d'étre utilisé sur « sites »
par les ingénieurs pétroliers. Le principal objectif étant
d’effectuer une étude paramétrique compléte de l'inci-
dence de certains facteurs sur linitilisation de la rup-
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Fig. 1. — Présentation des paramétres testés.
Fig. 1. — Presentation of the testing parameters,

ture, la loi de comportement du matériau sera la plus
simple possible : la roche est supposée élastique
linéaire homogeéne et isotrope. La méthode de calcul
est celle des éléments finis en symétrie de révolution,
ce qui impose deux autres hypothéses simplificatrices :
la contrainte dans I'axe du forage est supposée prin-
cipale, et dans le plan perpendiculaire, les contrain-
tes radiales sont supposées identiques, ce qui est trés
simplifié par rapport a I'état de contraintes naturelles
plus courant oll les trois contraintes principales sont
différentes. Les éléments de la discrétisation sont des
quadrilatéres a huit nceuds et quatre points de Gauss.
Notre logiciel se compose :

— d’un mailleur automatique qui permet de discréti-
ser totalement le domaine sans intervention extérieure.
Le nombre d’entrées est limité & un numéro (IMAIL)
correspondant & un type et & une géoméifrie du
caroftier :

— d'un dispositif de loupe permettant de focaliser le
domaine d’étude sur la zone a haute probabilité de
rupture ;

— d’une possibilité de sortie graphique des résultats
sous formes de courbes d'isovaleurs (courbes isocon-
traintes-isocritéres...) par lintermédiaire d'un post-
processeur ISOVAL. La figure 2 représente de fagon
succincte 'organigramme général de DISCAGELF,

Lors de la phase de calcul, quatre modes de charge-
ment sont testés séparément : contrainte axiale seule,
contrainte radiale seule, pression de boue seule et
poids sur l'outil seul. Les contraintes ainsi obtenues
sont stockées dans des fichiers qui seront utilisés lors
du calcul de la rupture. Cette méthode pésente I'avan-
tage, pour une géométrie du domaine fixée, de faire
varier un nombre important de données en superpo-
sant différents états de contrainte, sans repasser par
'ensemble du programme de calcul.

Entrée des données
du probléme

—-——)——*

Discretisation
du domaine

¥

Détermination
de 12 loupe

lHHHHHII!

Application des
déplacements

Y

Application des
chargements A

Y

Résolution du
systéme \

¢ A

Stockage des
contraintes

Y

Caicul
des conditions
limites de la
loupe

—
5

Calcul critére
cantraintes
principales

<

Y

LOUPE?

Fig. 2. — Organigramme du logiciel DISCAGELF.
Fig. 2. — DISCAGELF software organigram

3.2. Description du critére de rupture

Le critéere parabolique de TORRE-LEON, d'écriture
simple, a été retenu pour notre étude. Il présente éga-
lement 'avantage sur un critére de Mohr-Coulomb de
ne pas trop surestimer les contraintes principales de
rupture dans les zones de forte compression, mais
conserve le désavantage de ne pas faire intervenir la
contrainte intermédiaire. 1l s'écrit :

672 -8R +R)Jo - (R - R)Z2=0 (1)

Soient 015, 03¢, 030 les contraintes principales calcu-
lées en chaque point de Gauss pour un état de char-
gement donné ; on définira, en tout point du
domaine, la variable A, appelée paramétre de retour
sur la parabole, telle que le systtme o; = M\oje,
gy = Noge, 03 = Aoze implique que 'état o7, 0y, 03
est un état de rupture (fig. 3).

Dans ce cas, I'équation de la parabole de TORRE-
LEON (1) devient :

A2 (68— 09)2 — AR, + R) (62 + 08) + RRR. = 0
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c G} G 030, O, 1

Fig. 3. — Représentation des contraintes principales calculées
et de rupture.
Fig. 3. — Representation of principal calculated
and rupture stresses.

G.

Au point de calcul considéré, on peut conclure que :
— si A < 1, les contraintes calculées sont trop impor-
tantes : la rupture s'est déja produite ;

— si A > 1, les contraintes calculées sont trop fai-
bles : il n'y a pas de rupture ;

— si A 1, les contraintes calculées vérifient le
critére.

L'inconnue du probléme est la contrainte radiale og
(ou le coefficient K : rapport de la contrainte radiale
(horizontale) sur la contrainte axiale (verticale) K =
ogr/0a) pour un site (profondeur, nature et densité
de la roche. densité de boue) et un carottier (poids
sur 'outil, forme du carottier) donnés. En partant de
'hypothése oy poids des terrains et d'une valeur
de K élevée, on effectue des itérations en diminuant
ce coefficient jusqu'a ce que I'on obtienne une distri-
bution de contraintes telle que la valeur de A mini-
male dans tout le domaine soit égale 4 1 (3 1074
pres). La position du point d’initialisation du discage
correspond au point ol A\ est égal a 1.

3.3. Représentation générale
des droites de « discage »

Lors de chacune de nos simulations, nous avons
constaté que (14) (15) :

— la contrainte radiale d'initialisation du discage varie
linéairement par intervalles, en fonction de la con-
trainte axiale ;

— pour une profondeur donnée (donc & contrainte
axiale fixée), deux valeurs de contraintes radiales oy,
et ogy correspondant a deux valeurs K; et K, du
coefficient K (K; > Kj), peuvent provoquer [l'initiali-
sation du discage.

En reliant entre eux les segments de droite obtenus,
on peut définir un domaine a [intérieur duquel
'amorce de la rupture est impossible et que l'on
appellera domaine de non discage (fig. 4).

Les changements de pente et le brusque décroche-
ment sont dus respectivement a des déplacements des
points potentiels d'initialisation du discage et & un
changement dans le mécanisme qui occasionne la
rupture.

Pour ogp. I'amorce de rupture apparait sous la sai-
gnée du c6té interne, la rupture survenant principa-
lement en extension.
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GA= cste

discage

Fig. 4. — Définition du domaine de non-discage dans le plan
des contraintes axiale, ca, et radiale, og, & la paroi du trou.
Pour chaque valeur de la contrainte axiale oy, on trouve deux
valeurs critiques, ogy et ogy de la contrainte radiale og {cor-
respondant & deux valeurs, K1 et K2, du rapport K entre les
contraintes radiale et axiale). Une instabilité (initialisation du
discage) apparait quand la contrainte radiale & la paroi est
supérisure & agy ou inférieure & ogy ; entre les deux, la sta-
bilité correspond au non-discage.
Fig. 4. — Definiten of no-discing area in the plane of axial, a,
and radial, og, stresses at the borehole wall. At each value of
axial stress, gy, correspond two threshold values of radial stress
ar1 8nd ogpo (with two values of the ratio K between radial and
axial stresses), If the radial stress at the borehole wall ag is hig-
her than ogy or lower than ogo instability occurs at the wall (dis-
cing inttiation) ; for values of radial stress between egy and gz,
the stability i1s the no-discing area.

Pour og;, 'amorce de rupture apparait sous la sai-
gnée du cété externe (rupture en cisaillement), ou
sous l'axe du carottier (rupture en extension).

Il est donc possible de définir un domaine de sécu-
rité vis-a-vis de l'amorce du discage pour un type de
carottier, une pression de boue et un poids sur l'outil
donnés. Il semble évident que ce domaine dépende
des paramétres précédents (voir paragraphe 5). On
peut alors chercher & optimiser la forme du carottier
pour que le domaine de non discage soit le plus
grand possible, c'est-a-dire pour réduire la probabilité
d’endommagement de la carotte.

4. VALIDATION EXPERIMENTALE
DU MODELE EN ELASTICITE (15)

Deux séries d’essais ont été menés en utilisant une
chaine d’émission acoustique, afin de détecter l'initia-
lisation du discage. Les expérimentations ont eu lieu
sur un grés des Vosges (Grés de Wissembourg) avec
un carottier de laboratoire de diamétre intérieur
30 mm.

4.1. Essais sous contraintes triaxiales vraies

Les premiéres expérimentations (BOUMADHI, 1) ont
été réalisées sur lappareil triaxial vrai (simulateur
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d'ouvrages souterrains du Laboratoire de Mécanique
de Lille) sans présence de boue dans la saignée. Les
essais ont été réalisés sur des éprouvettes cubiques
(50 x 50 x 50 cm® de calcaire d’Anstrude.
[’échantillon étant placé dans le triaxial vrai, on
carotte une longueur de carotte (Ep) désirée. Les
deux contraintes radiales appliquées sont identiques,
le coefficient de poussée des terrains K (rapport de
la contrainte radiale og sur la contrainte axiale op) est
fixé pour chaque essai. Une chaine d'émission acous-
tique est employée afin de détecter le début de
'amorce de rupture (correspondant a og;) grace a un
capteur piézoélectrique situé sur la carotte. On dési-
rait observer les valeurs de og; correspondant a dif-
férentes longueurs de carottes pour différents coeffi-
cients K. Le jeu de données d’entrées pour les simu-
lations numériques correspondantes incluait les carac-
téristiques géomécaniques de la roche testée, ainsi que
la géométrie et la forme du carottier utilisé.

Les contraintes ogr; obtenues numériquement et
expérimentalement sont identiques (écart < 5 %).
Nous avons représenté sur la figure 5 le cas on
K= 3

Aprés I'obtention de la contrainte radiale « d’initiali-
sation du discage » og; BOUMADHI (1) a continué
ses essais jusqu'a ce que le disque soit totalement
décollé ; la contrainte radiale « de discage » (ogy) est
alors relevée. On a pu constater que opy était trés
supérieure a opp, I'écart entre ces valeurs correspond
a la formation du disque. Il est donc important de
distinguer I'état d'initialisation du discage et I'état oli
le disque est totalement formé.

4.2. Validation expérimentale
avec pression de boue

La deuxiéme série d'essais a été effectude sur la cel-
lule & disquer de MOUDAFI (8) a I'lnstitut National

)

OR1 (MPa)
50
4
4901 m
! o]
¥ = ox R
30 -
i [ KX=3 BOUMADI
20 - ¥ K-3 NUMERIQUES
- Ep (cm
wd . FeEm
0 1 2 3 4
Fig. 5. — Comparaison de résultats expérimentaux
d’aprés BOUMADH! (1) et calculés & l'aide de DISCAGELF,
Fig. b. — Comparison between experimental

and calculated values.

pour I'Environnement et les Risques Industriels (INE-
RIS). Pour simuler la présence de boue dans la sai-
gnée, nous avons employé de la poudre (talc) plutét
qu'un fluide (huile). ce qui nous permet d'éviter la
pénétration du liquide dans la roche et de continuer
a travailler en contraintes totales.

Le comportement du talc a été étudié au moyen
d'essais de compression. Nous avons ainsi pu déter-
miner le coefficient de transmission de pression (Cyp)
en fond de saignée selon le chargement imposé en
téte du talc et sa mise en place (préchargement et
précompaction). Selon la valeur du Crp, nous avons
pu estimer une « densité de boue équivalente » &
introduire dans la simulation numérique. Le mode
opératoire suivi pour chaque expérimentation se
décompose en trois grandes phases.

Dans un premier temps, I'échantillon est préparé.
Pour cela, aprés avoir surfacé des éprouvettes de
120 mm de diametre et de 240 mm de longueur de
grées des Vosges, on effectue un premier carottage
pour extraire une carotte de 5 cm. Puis on recarotte
'échantillon sur 1 cm ; cette valeur correspond a la
longueur de la carotte prise constante pour tous les
essais (afin de garder une méme configuration
géométrique).

Dans un second temps, on effectue la précompaction
du talc qui s'effectue hors de la cellule a disquer selon
le processus élaboré en laboratoire (15). Puis le talc
est préchargé dans la cellule & disquer en fonction des
contraintes axiales (0,) et sur le talc (o) qui seront
développées lors des essais de discage. Le rapport
Ky (Kr = o / o) est fixé avant chaque expéri-
mentation et reste constant pendant chaque essai de
discage (ce qui nous permet de travailler avec diffé-
rents Cip donc de simuler différentes densités de
boue). Les contraintes axiales et radiales sont augmen-
tées isotropiquement. Pour chaque palier, on fait croi-
tre 0., de fagon a garder Ky constant et ce jusqu’'a
obtenir la valeur de ¢, qui sera développée pen-
dant les essais.

La troisieme phase est I'essai de discage ol pour des
contraintes axiales et de talc constantes, on augmente
la contrainte radiale jusqu'a I'obtention de I'amorce de
la rupture (og) et de discage (ogg).

Un contréle constant de 'état de I'échantillon durant
ces deux derniéres étapes est effectué grdce a une
chaine d’émission acoustiques reliée & un capteur pié-
zoélectrique placé sur la cellule. On peut ainsi détec-
ter non seulement I'amorce de la rupture et le dis-
cage, mais également tout « accident » (jaquette défec-
tueuse au montage, amorce de rupture non dési-
rée,...) durant la phase de précompaction et préchar-
gement du talc.

Le jeu de données entré dans DISCAGELF est com-
plété par les valeurs des résistances a la traction et
a la compression de la roche (grés des Vosges), et
les caractéristiques géométriques du carottier utilisé.
Nous présentons dans le tableau 1 les résultats obte-
nus a partir de quatre « densité de boue » différentes
pour une contrainte axiale de l'ordre de 17 MPa.
Rappelons que [l'initialisation du discage a toujours été
détectée par émission acoustique.
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Tableau 1. — Variation des valeurs de la contrainte radiale
en fonction de la densité de la boue.
Valeurs pour différentes densités de boue
de la contrainte radiale correspondant & :
l'initialisation du disque (ligne 1 = valeur mesurée
expérimentalement - ligne 2 = valeur déterminée
par le calcul) et & la formation compléte du disque
{ligne 3 : valeur expérimentale mesurée).
Roche = Grés des Vosges (Grés rouge du Trias).

Table 1. — Variation with mud density of the radial stress
values corresponding with discing initiation
(measured experimental values = line 1
- calculated values = line 2) and fully achieved discing
{measured experimental values = fine 3).

Rock = Vosges Sandstrone (triasic red sandstone).

Densité
Contrainte de boue 0 0,3 0.5 0,7
radiale

Initialisation de dis-
cage (expérimental) | 67 MPa | 71 MPa [79 MPa| > 73 MPa

Initialisation de la
rupture (numeérique) | 60 MPa | 65 MPa [70 MPa| 756 MPa

Initialisation du dis-
que formé expéri-
mentale

78 MPa 93 MPa

En raison de problémes mécaniques, I'essai simulant
une densité de boue de 0,7 a da étre interrompu a
une contrainte radiale de 73 MPa. Aucune amorce
de rupture n'ayant été décelée comparativement aux
essais précédents, linitialisation du discage aurait dii
se produire pour des contraintes radiales supérieures
3 cette valeur. On note quelle est prévue, numéri-
quement, vers 75 MPa.

Au travers de ces résultats, on constate que ;

— les contraintes radiales d'initialisation de discage
expérimentales sont légérement supérieures a celles
prévues par notre logiciel (de l'ordre de 10 %) ;

— les contraintes radiales d'initialisation ou de forma-
tion du disque augmentent lorsque la « densité de
boue » augmente ;

— les contraintes radiales correspondant au disque
formé sont trés supérieures a celles obtenues lors de
'amorce de la rupture.

Nous pouvons conclure qu’il existe une bonne corré-
lation entre les résultats expérimentaux et numériques,
et donc que le modéle utilisé, malgré sa simplicité ou
sa rusticité, semble étre valable et autorise une étude
paramétrique du phénomene.

5. ETUDE PARAMETRIQUE

Nous ne présenterons ici que les résultats les plus
significatifs des 200 simulations numériques effectuées
avec présence de boue dans la saignée (15).

5.1. Les paramétres passifs

5.1.1. Caractéristiques géomécaniques du matériau

[’augmentation de la résistance de la roche fait croi-
tre le domaine de non discage (fig. 6) et tend a sta-
biliser la position du point d’initialisation du discage.

REVUE FRANCAISE DE GEOTECHNIQUE

A
(o)
200 R (MPa)
L ]
L 4
L ]
x " ¢ |® Re=60MPa
" X4t | * Re=-76.5MPa
“ x 4
X ox : 4 * Re=-96 MPa
AIREE 4 Re=-98 MPa
H 1 % i X  Re=-114 MPa
¢ s i i ¥ Re=-157 MPa
® i
o
.
I
G A (MPa)
1 i 1 :
100 200
Fig. 6. — Variation du domaine de non discage en fonction
de la résistance de la roche R,.
Fig. 6. — Variation of no discing domain with rock strength A.

Pour chaque simulation, nous avons constaté que les
contraintes radiales d'initialisation de la rupture og; et
orz (qui sera noté indistinctement op;) varient linéai-
rement en fonction des résistances a la compression
(R.) et au cisaillement (7y) du matériau.

On a:

[ or = A; + B; R, (du type MOUDAFI (8))

(du type OBERT et STE-
PHENSON (9), DURELLI
(3)

Les couples A;, B; et Ay, B, sont des fonctions
linéaires de la contrainte axiale (o). Pour une géo-
métrie du carottier, une densité de boue et une épais-
seur de carotte fixées, on peut écrire ces relations sous
la forme :

Az + Bg To

ORi

o = Alos) + Bloa) R,

En conclusion, en régle générale et comme on pou-
vait intuitivement 'estimer, plus la roche est résistante,
plus le phénoméne de discage sera retardé et plus
I'extraction de carotte intacte sera favorisée.

5.1.2. Longueur de la carotte

(correspondant a I'épaisseur probable des disques)
Deux types de résultats ont été obtenus selon la valeur
du rapport des rayons du carottier (R./R;) utilisée
pour les simulations.

Pour des rapports de rayon du carottier (R./R; fixés)
inférieurs & 1,7 aucune influence de la longueur de
la carotte sur les contraintes radiales d'initialisation du
discage n'a été décelée.

Pour des carottiers avant des rapports de rayon
(R./R, fixés) surpérieurs a 1,7 ;

— o reste constante, sans aucune variation quel-
que soit la longueur de la carotte ;

—oR; diminue brutalement & partir d'une longueur
de carotte supérieure a 2,5 cm.
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Les variations de og; en fonction de la longueur (Ep)
sont représentées sur la figure 7 et permettent de dis-
tinguer trois « longueurs » de carottes, c'est-a-dire trois
familles de disques potentiels :

— d’épaisseur inférieure @ 3 cm :
tant ;

— d’épaisseur comprise entre 3 cm et 8 cm @ ogy
augmente légérement ;

— d’épaisseur supérieure & & cm : og; reste cons-
tant.

oR) reste cons-

Ce résultat recoupe les observations faites par ZANON
sur de nombreux carottages d’Elf Aquitaine (commu-
nication personnelle) faisant apparaitre une relation,
déja percue par ISAEV, entre I'épaisseur des disques
et le rapport des rayons du carottier (6).

5.2. Influence des parameétres actifs

5.2.1. Rapport des rayons du carottier (R./R;)

Lors de chacune des simulations numériques, 'aug-
mentation de ce rapport entraine, au-dela d'une
valeur seuil située vers 1,7, la diminution trés forte
de la contrainte radiale d'initialisation du discage og;
(fig. 8) accompagnée d'un brusque changement de la
position du point potentiel d'amorce de discage.

Les positions des points d'amorce de la rupture se
situent :

— sous la saignée du c6té interne, pour la contrainte
OR2 :

— sous la saignée du céte externe lorsque R, /R,
< 1,7 ou sous l'axe du carottier lorsque R./R;
> 1,7, pour la contrainte og;.

Le rapport des rayons du carottier est donc un para-
métre trés important car il agit fortement sur les con-
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O R1 (MPa)

B G A=5MPa
30 | ¥ OA-=15MPa
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— ’ © OA=35MPa
\ " X OA=45 MPa
2 faba-d A Ca=7sMPa

Ep (ecm)
lo PO NS TR WU NN T W——— 1 }
0 2 4 6 8 10 12 14
Fig. 7. — Variation de la contrainte radiale critique ogj

et de la longueur de la carotte (c’est-d-dire I'épaisseur
du disque) pour différentes valeurs de la contrainte axiale op.
Fig. 7. — Relation between critical radfal stress g1
and core length (i.e. disc thickness) for different values
of axial stress ap.
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Fig. 8. — Variation du domaine de non discage en fonction

du rapport des rayons extérieur R, et intérieur R; du carottier.

Fig. 8. — Variation of no-discing domain with the ratio of exter-
nal R, to internal R; core bit radii

50

>

traintes radiales d'initialisation du discage et sur I'épais-
seur des disques potentiels en déplacant les points
d'amorce du discage potentiel.

En résumé, l'augmentation du rapport rayon extérieur
sur rayon intérieur du carottier favorise I'amorce du
discage (cette constatation est a rapprocher a celle de
DYKE (4) et indiquerait que l'usage de carottiers a
surface d'entrée élevée augmente le risque d'endom-
magement des carottes.

5.2.2. Densité de la boue

En régle générale, 'augmentation de la densité de la
boue entraine un accroissement des valeurs des con-
traintes og; et opy, déplacant ainsi le domaine de
non-discage vers des zones de fortes contraintes radia-
les (fig. 9). Les contraintes og; varient généralement
linéairement en fonction de la densité de la boue. Les
ordonnées a l'origine et les pentes de ces droites
varient en fonction de la contrainte axiale. Remar-
quons que dans certains cas (dépendant du type de
carottier, de la nature de la roche), une trop forte
densité de boue pourrait provoquer la rupture (ceci
rejoint les observations de CHEATHAM (2) et GUE-
NOT (5).

On retrouve ici le réle de la densité de boue vis-a-
vis des instabilités de la paroi du forage ; ici, c'est
'apparition de fissure dans la carotte.

5.2.3. Poids sur loutil

A grande profondeur, et en présence de boue dans
la saignée, le poids sur 'outil n'influe pas de maniére
significative sur les valeurs des contraintes d’amorgage
du discage. Pour des profondeurs inférieures 2
2 000 m, l'augmentation du peids sur I'outil agit sur
les contraintes og; et ogy de la méme facon que
'accroissement de la densité de la boue, c'est-a-dire
que le domaine de non discage se déplace dans les
zones de fortes contraintes radiales ; 'amorce de la
rupture est alors retardée.
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Fig. 8. — Variation du domaine de non discage en fonction
de la densité de boue Dy,
Fig. 8. — Varniation of no discing domain

with the mud density Dp.

5.2.4. Type et géométrie du carottier

L'influence de tous les facteurs permettant de décrire
le fond de la saignée sur les contraintes d’initialisa-
tion du discage a été étudiée. Nous nous bornerons,
dans cet article, a ne donner que le sens général de
variation des valeurs des contraintes og; et ogy selon
I'excentricité gauche AX1, I'élancement BY et le type
de carottier définis sur la figure 10.

Aucune possibilité d’écrire simplement les équations
liant og; et ogs @ ces différents paramétres n’apparait.
Nous avons regroupé dans le tableau 2 les résultats
essentiels et tendances générales (quelques exceptions
existent).

Nous avons observé qu’un deuxiéme groupe de para-
metres (profondeur du forage, caractéristiques géomé-
caniques de la roche, densité de la boue) pouvait
influer sur le sens de variation des contraintes og; et
ogz. Pour exemple, nous avons représenté sur les
figures 11a et 11b le type de graphe obtenu pouvant
étre utilisé pour des applications au domaine pétrolier.

En superposant ces deux figures (pour une profon-
deur du puits, une densité de boue et des caractéris-
tiques géomécaniques fixées), on constate que, dans
ce cas, le maximum de sécurité vis-a-vis de 'amorce
de la rupture est obtenue pour un carottier de type
6, d’élancement égal a la moitié de I'excentricité gau-
che (og; maximum, ogp minimum).

6. CONCLUSIONS

Nous avons présenté, dans cet article, une technique
d’estimation de I'optimisation du carottage en vue de
I'obtention de carottes intactes. Cette technique est
tirée de l'étude du phénomeéne de discage utilisé
comme un indicateur des contraintes in situ. Le logi-
ciel DISCAGELF, validé expérimentalement et
incluant le maximum de paramétres de forage, est
parfaitement adaptable aux besoins des ingénieurs
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Fig. 10. — Paramétres définissant la forme du fond
de la saignée.
Fig. 10. — Parameters of the type and shape of the core bit.

Tableau 2. — Récapitulation des principaux résultats
sur l'influence de la forme de la saignée
sur l'amorce de la rupture.

Table 2. — Summing up of the principal results
about the influence of core bit shape on rupture initiation.

BY / AX1 /
Re/Ri < 1,7 fluctue fluctue
IR1
Re/Ry > 1,7 constant constant
Re/Ri < 1,7 / AN
OR2
/Ry > 1,7 fluctue N\

pétroliers en permettant de sélectionner les données
de forage afin d’obtenir des carottes saines. L’'étude
de la variation du domaine de non discage ou plus
exactement du domaine de sécurité vis-a-vis de
'amorce de la rupture va dans ce sens.

Nous avons souligné :

— qu’il existe des relations linéaires liant og; et oge
a la résistance a la compression et au cisaillement du
matériau et a la densité de boue ;

— que le paramétre rapport des rayons du carottier
est important et qu'il est associé & une épaisseur de
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Fig. 11. — Variations des contraintes radiales ogy (fig. 11a) et ogy (fig. 11b)
avec les valeurs des paramétres de forme du carottier.
a. Variation de ogy en fonction de BY pour différents types de saignées (IMAIL).
b. Variation de egz en fonction de BY pour différents types de saignées (IMAIL).
Fig. 11. — a. Variation of ag; with BY for ditferent core bit type (IMAIL code).
b. Variation of egs with BY for different core bit type (IMAIL code).
disque potentiel ainsi qu'a un mode de rupture (trois 3, pp., 1057-1065, Maury, Fourmaintraux
classes de disques ont été répertoriées selon leurs rédacteunrs.

épaisseurs) ;

— que la forme et la géométrie du carottier influent
sur les contraintes d'initialisation de la rupture. Le sens
de variation de og; et oge en fonction de ces para-
metres est soumis aux valeurs de la contrainte axiale,
des caractéristiques géomécaniques du matériau et la
densité de boue.

Les perspectives envisagées a court terme sont, d'une
part la transcription du logiciel en mode tridimension-
nel, et d’'autre part, I'introduction dans DISCAGELF
d'une panoplie compléte des différents carottiers exis-
tants (avec leurs exigences) ainsi que les problémes
d'écoulement de fluide.

REMERCIEMENTS

Les auteurs remercient la Société Nationale Elf Aqui-
taine Production, et particulierement MM. MAURY et
SANTARELLI pour leur soutien, leur disponibilité et
leurs précieux conseils. L'étude conduisant au docto-
rat de V. VENET a été financée par Elf Aquitaine.

BIBLIOGRAPHIE

(1) BOUMADHI M. (1990), Conception et réalisa-
tion d’'un triaxial vrai de grande capacité simu-
lateur d’ouvrages souterrains. Thése de Docto-
rat & I'Universite de Lille 1.

(2) CHEATHAM J.M. (1984), Wellbore stability. J.
of Petr. Tech., June pp. 889-896.

(3) DURELLI A.J., OBERT L., PARKS V.J.
(1968), Stress required to initiale core disking.
Society of Mining Engineers Trans., Vol. 241,
pp. 269-276.

(4) DYKE C.G. (1989), Core disking. Its potential
as an indicator of principal in situ stress direc-
tions. Symposium rock at great depth Pau, Vol.

(5)

(7)

(8)

(9)

(10)

(11)

(12)

(13)

GUENOT A. (1989), Borehole breakouts and
stress fields. Int. J. Rock Mech. Min. Sci. Geo-
mech. Abstract, Vol. 26, n® 314, pp. 185-195.

ISAEV V. (1977), Influence du facteur d’échelle
sur le discage des carottes provenant de sonda-
ges de différents diamétres (en russe).Trudy
VNIMI (Leningrad). Recueil 103, pp. 112-116.

MIGUEZ R. (1990), Etude du discage. Applica-
tion d@ la détermination des contraintes in situ
lorsque le forage n’est pas chargé. Thése Doc-

torat en mécanique des solides, Université de
Lille 1.

MOUDAFI M. (1986), Etude expérimentale de
la réactivité des roches par foration sous con-
traintes. Thése de Doctorat de I'Institut National
Polytechnique de Lorraine (Nancy).

OBERT L., STEPHENSON D.E. (1965), Stress
conditions under which core discing occurs.
Society of Mining Engineers Trans., Vol. 232,
pp. 227-235.

PAILLET F.L., KIM K. (1987), Character and
distribution of borehole breakouts and their rela-
tionship to in situ stresses in deep Columbia
River Basalts. J. of Geophysical Research, Vol.
92, n’°® 137, pp. 6223-6224.

PANET M. (1969), Quelques problémes de
mécanique des roches posés par le tunnel du
Mont-Blanc. Bulletin de Liaison Labo. Routiers
Ponts et Chaussées, n® 42, pp. 115-145.
STACEY T.R. (1982), Contribution to the
mechanism of core discing. Journal of the South

African, Institute of Mining and Metallurgy, pp.
269-274.

SUGAWARA K., KAMEOKA Y., SAITO T.,
GKA Y., HIRAMATSU Y. (1978), Etudes sur



84

le phénomeéne de discage des carottes. Journal
Min. Inst. Japan, Vol. 94, pp. 797-803.

VENET V., HENRY J.P., SANTARELLI F.,
MAURY V. (1989), Modélisation du discage
pour l'estimation des contraintes d grande pro-
fondeur. Symposium Rock at great depth Pau,
Vol. 3, pp. 1551-1557, Maury, Fourmaintraux
rédacteurs (aofit 1989),

Ne 61

REVUE FRANCAISE DE GEOTECHNIQUE

(15) VENET V. (1991), Modélisation de I'initialisation

du discage par éléments finis : élaboration d’une
méthode d'optimisation de carottage. Thése de
Doctorat de I'Université des Sciences et Techni-
ques de Lille, 163 pp.

(16) ZHU W., LI G., WANG K. (1985), Analysis of

disking phenomenon and stress field in the region
of an undergroun powerhouse. Rocks Mechanic
and Rock Engineering, n® 18, pp. 1-15.



Simulation numeérique et spécification des charges
dans les trémies de silos

Numerical simulation and specification of loads in hoppers
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Résumé

Cet article concerne |'étude des pressions dans les trémies de silos et consti-
tue un complément de la simulation numérique du champ de contraintes au sein
de matiéres granulaires stockées dans des silos cylindriques a fonds plats (1).
Les actions sur les parois sont déterminées a |'aide du programme d’éléments
finis « SILO » (2) (Université de Karlsruhe). L'influence du processus de rem-
plissage ainsi que les différents paramétres géomeétriques des trémies et des
caractéristigues mécaniques de la matiére ensilée sur les variations de contraintes
sont mis en évidence. La comparaison des résultats numériques et analytiques
(modeles classiques et normes (3) (4) (5)), compléte cette étude.

Abstract

This paper described the study of the pressures in hoppers and constituted a
complement of the numerical simulation of stresses developed by granular mate-
rial stored in cylindrical flat bottom silos (1). The wall forces are determined
using the finite element method program ** SILOS "' of Karlsruhe University (2).
The influence of the filling process as well as the different geometrical para-
meters of hoppers and mechanical characteristics of ensiled materials on the
stresses variation are characterized. The comparison of the numerical and analy-
tical (draftcodes models (3) (4) (b)) results completes this work.

* 54601 Villers-les-Nancy Cedex.
* lle de Saulcy, 57000 Metz.
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1. INTRODUCTION

La trémie constitue la partie inférieure d’un silo dont
le corps de cellule vertical est de section circulaire ou
polygonale. La trémie munie de [orifice de vidange
du silo, de forme conique, pyramidale ou constituée
de deux plans inclinés permet une vidange ordonnée
du silo. Au cours du remplissage d'un silo, les efforts
exercés par la matiére sur les parois verticales sont
établies a partir de I'équilibre d'une tranche horizon-
tale de matiere ensilée (théories de JANSSEN,
AIRY...). Dans la trémie, 'équilibre de la matiére pose
un probléme particulier dans la mesure ol la section
d’étude est variable en fonction de la profondeur,
imposant ainsi a I'équation différentielle de JANSSEN
des hypothéses supplémentaires. Plusieurs théories (3)
(4) (5) respectant globalement I'équilibre de la matiére
dans la trémie ont été développées en exploitant les
hypothéses simplificatrices de distribution uniforme ou
non de la pression verticale sur la couche de matiére
étudiée (fig. 1). Les études expérimentales ont mon-
tré toutefois les limites de ces théories.

Nous nous intéressons a la détermination des efforts
exercés par la matiere sur les parois de trémies en
phase statique sans tenir compte de la surchage de
la partie supérieure a la trémie (fit du silo). Les para-
métres fondamentaux intervenant dans la simulation
sont l'inclinaison de la paroi et sa rugosité.

Ce travail a pour but d'établir le réle des différents
parameétres dans I'évolution des pressions en paroi et
a lintérieur de la matiére a partir de la simulation
numérique utilisant les lois de comportement de

LADE et de KOLYMBAS (1) (2).

Fig. 1. — Distribution de la contrainte verticale
sur une couche de matiére ensilée.
Fig. 1. — Vertical stresses distribution on an elemental slice
of material in a hopper.

2. MODELE ANALYTIQUE DE CALCUL
DES PRESSIONS

Les formulations analytiques utilisées dans I'étude
comparative sont celles de MOTZKUS, DABROWSKI,
LENCZNER et WALKER. Toutes ces méthodes utili-
sent la théorie de JANSSEN en tenant compte de la
variabilité du rayon hydraulique en fonction de la hau-
teur. Une couche de matiére d'épaisseur dz en équi-
libre peut étre décomposée en deux éléments en équi-
libre de section rectangulaire et triangulaire.

La projection des forces traduisant I'équilibre d’'une
tranche horizontale de matiére suivant I'axe vertical
s'écrit ;

P, Alz) — (P, + dP,) A(z)

— 7U(z) dz + vA(z) dz = 0 (1)

(ydz — dP,) Az} — 7U(z) dz = 0 (2)
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H
dz
Py+ dPy
Fig. 2. — Equilibre d’une tranche de matiére
& l'intérieur de la trémie.
Fig. 2. — Force balance on an elemental slice

of material in a hopper

Al(z) et U(z) sont respectivement l'aire et le périmeétre
de la couche de matiére située a la profondeur z de
la trémie. Pour une trémie conique on peut exprimer
A(z) et U(z) en fonction de l'aire A, et le périmétre

U, de la couche située a z = 0.
JA(ﬂ = lqo (——;;——)
et : H
-z
Ulz) = U, (—— 3
(2) ( T ) (3)

En divisant 'équation (2) par A(z) dz, on obtient :

@, U,  H -
& TR fgeg it @

Avec lintroduction du parameétre adimensionnel
B = UH7/(AP,), 'équation différentielle prend la
forme définitive suivante :

dP, B

+ By = = {) 5
dz H- =z . )

La solution de cette équation est :
vH
P, = ——— (£ = 9 % POF

avec !

B = ®)

avec P9 égal a zéro si on ne tient pas compte de la
surcharge de la partie supérieure a la trémie.
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On en déduit les valeurs de Py, et 7, sachant que :
Py = kP, et 7 = kuP; (7)

i = tan (¢) avec ¢ : angle de frottement interne de
la matiére ensilée.

Pour le coefficient de pression k, plusieurs formules
sont proposées et ce sont souvent les expressions de
k qui différencient les théories conduisant aux modé-
les analytiques.

Les pressions normales (P,) et tangentielles (P,) a la
paroi sont obtenues gréce aux relations d’équilibre sur
I'élément triangulaire le long de la paroi :

P, = P, ({sinﬁ)z + kicosd)? + PL sin 29)
" (8)
1 — k T
Py =P, [————sin 26 + — cos 20)
2 P,

3. SIMULATION NUMERIQUE

La simulation développée a partir des lois de com-
portement élastoplastique de LADE et hypoélastique
de KOLYMBAS (1), a l'aide du programme « SILO »
par éléments finis permet I'analyse des contraintes a
partir de la variation :

— du processus de remplissage ;

— de la géométrie de la trémie (inclinaison de la
paroi et taille de l'orifice de vidange) ;

— des propriétés mécaniques du matériau (frottement
en paroi, poids propre...).

Si le modéle élastoplastique de LADE est bien connu,
il est intéressant par contre de préciser les caractéris-
tiques de la loi de KOLYMBAS.

Loi de comportement de KOLYMBAS

Cette loi propose une nouvelle approche du compor-
tement des milieux granulaires. Elle repose sur une
seule relation tensorielle liant le taux de contrainte aux
contraintes et au taux de déformation. Cette équa-
tion tient compte des déformations non élastiques des
sols (plastiques ou non réversibles) mais contrairement
a la théorie de la plasticité elle ne fait pas de distine-
tion entre les déformations élastiques et les déforma-
tions plastiques : elle n’utilise pas non plus la notion
de surface d'écoulement.

Pour des raisons d’objectivité matérielle, la loi de com-
portement de KOLYMBAS utilise la dérivée de JAU-
MANN objective 7 du tenseur des contraintes de
CAUCHY T définie par :

T=£—‘—9T+TQ
dt

oli le tenseur des rotations {} constitue la partie antisy-
métrique de la décomposition du tenseur gradient de
vitesse (grad V) en partie symétrique et antisymétrique
grad V = D + . La loi de KOLYMBAS s'écrit :

% Gr By LZDT C, tr (TD)I
iy 2
+ C; TVED)2 + C, T2 %ﬁ?

ou Cy, Cy, Cj et C4 sont des parametres liés au
matériau et tr désigne la trace du tenseur correspon-
dant.

Les deux premiers termes sont linéaires par rapport
a D et décrivent un comportement hypoélastique. La
dissipation interne et les déformations irréversibles sont
traduites par le troisiéme et quatriéme terme qui sont
non linéaires.

Détermination des paramétres de la loi

La loi dépend de quatre parameétres, séparément sans
signification particuliéere, mais permettant de décrire
ensemble un phénomeéne donné. On peut les déter-
miner & partir d'un seul essai en compression triaxiale
classique. La courbe contraintes-déformations permet
de calculer la pente a l'origine E, et I'angle de frot-
tement interne ® ; la courbe variation de volume-
déformation permet de calculer I'angle de dilatance a
'état limite 5. Cependant pour un milieu granulaire
KOLYMBAS fixe 3, égal & — 45°, permettant ainsi
d’obtenir simplement les valeurs de certaines variables
puis les parameétres du modéle a partir des courbes
suivantes :

N\° 7%

Ep

(6. +0_ )sin ¢

@] el>

Fig. 3a. — Courbe contrainte-déformation.
Fig. 3a. — Stress-strain curve.

A,

{ﬁ
1(50 / ~
45° ’el'

Fig. 3b. — Courbe variation de volume-déformation.
Fig. 3b. — Volumetric-strain curve.

0
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gy + o3 1 — sin @
1 1
bo = — (1 + tgf) = 0;b = — (1 + tgh) ;
2 2
c =1 + 2 b2,
A= [(2b. = &) (28 +- 1) + 3acl;
a+ 1
trD
B, = arctang ——
dq]

Dans le cas d'un essai de compression triaxiale clas-
sique, le tenseur des contraintes de CAUCHY T et
le tenseur des vitesses de déformations D sont défi-
nis par :

Cop 0 0 7
o T
__0 003_
~d, 0 07
b- |0 do0
0 0 ds

— 03 est la pression de confinement, connue ;
— d; est donnée par la vitesse de déplacement du
piston.

La loi de comportement se résume & deux équations :

o = Cydydoy + Cy (didey + 2 dszday)
+ C3 Jd2 + 2 d2 o
02
+ Cq4 JdF + 2d3 ‘
' J ' ’ o1 + 2 oy

o3 = Cydsdos + C; (didoy + 2 dadoy)

+ Cs yd% + 2 df o
+ C, [Z T 28 %
aq + 2 ag

L’application de ces deux relations & la courbe con-
trainte-déformation d'un essai triaxial permettra la
détermination des quatre parameétres C;, C,, Cj et
Cq .

By = ) = G o (L 3 b= B0
o3 b a+ 2
G ab + 1
Ciy=—-——(@2b—-a)(a+b) + 3ac—) ;
4 cd(( - : a+2)
Cy =3 (Co — Gy,

Paramétres de la loi de KOLYMBAS

N°© 61

REVUE FRANCAISE DE GEOTECHNIQUE
Tableau 1. — Valeurs des parameétres.
Table 1. — Parameter values.

C;q Co Cs Cy
Sable dense - 200 - 47,9 36,4 |- 252,65
Sable meuble |- 128,21 0 119,22 |- 357,65
Bleé - 104,17|- 0,32| 96,22 |- 289,62
Colza - 50 3,72 | 52,6 |- 146,64
Sucre - 125 2,64 | 108,02 |- 316

3.1. Simulation du processus de remplissage
La simulation est réalisée avec deux trémies cylindri-
ques d'inclinaisons 40° et 70° (fig. 3), successivement
remplies en une seule fois. puis en dix étapes avec
du sable dense en utilisant la loi de comportement
de KOLYMBAS.

La simulation du remplissage est effectuée par deux
procédés différents : le premier consiste a imposer le
poids propre en plusieurs incréments de force. mais
simultanément sur toute la hauteur de la trémie. Pour
le second, plus exact mais aussi plus astreignant, le
poids propre est imposé de fagon incrémentale, cou-
che aprés couche. Ce second procédé rend plus fide-
lement compte du processus réel de remplissage.
Des différences sensibles entre les deux procédés
apparaissent, en particulier pour la plus grande tré-
mie, aussi bien pour l'intensité et la direction des con-
traintes principales que pour les contraintes a la paroi
(fig. 6, 7 et 8).

Le tassement du matériau provoque des contraintes hori-
zontales élevées. Si, comme cela se produit pour le rem-
plissage en une étape, on impose la méme rigidité
(module d’élasticité) au matériau sur toute la hauteur de
la trémie, les déformations verticales seront plus impor-

- 3m
ouverture superieure — —»>
_’
40'
. 3 70°
ouverture inférieure
Bl
0,75 m
Fig. 4. — Modéles de trémies utilisés pour la simulation

du remplissage. Matériau : sable dense -
coefficient de frottement au paroi: 0,5,
Fig. 4. — Hoppers models used for the filling simulation
material : dense sand : coefficient of wall friction : 0,5.
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Fig. 5. — Exemple de maillage.
Fig. 5. — Meshwork example.

influence de la modelisation

1
=
L

1

o]

L=3
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Lrimie 40

pression normale en kN/m?
@
(=]
1
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-

=3
L

-201

hauleur de tremie en m

Fig. 8. — Contraintes normales a la paroi.
Fig. 8. — Normal wall stresses

tantes dans la partie supérieure que dans la partie infé-
rieure de la trémie. En fait, la charge est déplacée de

la partie basse de la trémie vers la partie supérieure.

3.2. Etude de l'influence de l'inclinaison

de la trémie
3.2.1. Modéles de trémies utilisés

La simulation est réalisée avec des trémies d’inclinai-
sons : 40° ; 50° ; 60° ; 65° ; 70° (fig. 10), afin d'étu-

pression verticale en kN/m?
1
b=

89
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influence de la modelisation

1
3

=80

10 &
brdmin bo*
Yilspa
- ‘I:ihfu
briaie 70°
0 i 2 3 ) 5 5
hauteur de Iremie en m
Fig. 7. — Contraintes verticales & la paroi.
Fig. 7. — Vertical stresses on the wall.
1
STRESSES
OL1DE-03
Thel-  JO0ONIC
ItMB PRINCIPAL STRESSES 30.04
UNI KA SiLo 19‘9’1
Fig. 8. — Contraintes principales dans la matiére ensilée,
trémie 70°, remplissage en une étape.
Fig. 8. — Internal principal stresses, hopper 70°, one filling stage.

dier l'influence de linclinaison de la trémie sur la dis-
tribution des contraintes. Le rapport diameétre supérieur
sur le diamétre inférieur est considéré constant pour
se situer dans des conditions réelles de choix de tré-
mies pour des dimensions données de la partie cylin-

drique (ou fiit).

Matériau : sable dense, coefficient de frottement en
paroi : 0,5, loi de comportement : KOLYMBAS,
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Fig. 9. — Contraintes principales dans la matiére ensilée,
trémie 70°, remplissage en 10 étapes.

Fig. 9. — International principal stresses, hopper 70°,
10 filling stages
3m
|
} >
40
0‘
6
70°
)
0,75 m

Fig. 10. — Modéles de trémies a différentes inclinaisons.
Fig. 10. — Hoppers with various inclination.

3.2.2. Distribution des contraintes a lintérieur
de la matiére ensilée

Les contraintes principales varient plus ou moins
linéairement en fonction de z pour les trémies d’incli-
naison 40° et 50° (fig. 11). Dans ce cas les courbes
présentent un maximum prés de I'ouverture de vidan-

REVUE FRANCAISE DE GEOTECHNIQUE

STRESSES
QigE-02

ThE. 20000600
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IfMB  PRINCIRAL $TRESSEY 1005
UNI KA 1991
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Fig. 11a.

STRESSES
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ThEs  1Q00GEC

) rmncrw_s RESSES 10.05

UNI KA SILO 1991
Fig. 11b.
Fig. 11. — Contraintes principales dans la matiére ensilée.
a. trémie 40° - b. trémie 50°.
Fig. 11. — Internal principal stresses.

a. hopper 40° - b. hopper 5O°®.
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ge. Ces courbes évoluent en fonction de l'inclinaison,
passant d'une variation linéaire pour des inclinaisons fai-
bles vers une variation non linéaire pour de fortes incli-
naisons (fig. 11 et 12). La position du maximum de con-
trainte se déplace vers la partie supérieure de la trémie.
A l'intérieur de la matiére ensilée, l'inclinaison des direc-
tions principales par rapport a I'axe de symétrie vertical
varie en fonction de I'angle de la trémie. Cependant
I'inclinaison des directions principales par rapport a la
paroi reste constante quel que soit I'angle d'inclinaison
de la trémie : dans ce cas seul le frottement statique en
paroi influe sur la distribution des contraintes.

3.2.3. Pressions normale et verticale @ la paroi

Le maximum de la pression normale P, augmente
linéairement en fonction de la hauteur de la trémie.
Lorsque la hauteur augmente, la pression dans la par-
tie supérieure reste constante alors qu’elle augmente
fortement dans la partie inférieure.

La position du maximum de P, s'éloigne de 'ouver-
ture inférieure de la trémie, ainsi pour les petites tré-
mies, des forces importantes sont concentrées sur une
petite surface. Les variations de la pression verticale
P, sont similaires. Il est donc souhaitable de cons-
truire des trémies suffisamment élancées pour ne pas
surcharger la partie inférieure.

3.4. Etude de l'influence de la taille
de lorifice de vidange

3.4.1. Modéles de trémies utilisés

La simulation est réalisée avec des trémies dont le dia-
meétre inférieur est variable, afin d'étudier l'influence

de la taille de I'ouverture inférieure sur la distribution
des pressions. L'inclinaison des trémies est de 70° et
le diamétre de l'ouverture supérieure est de 6 m.

Rapport diameétre supérieur/diameétre inférieur :
R, = 066; 05; 0,33: 0,25. Matériau : sable
dense ; coefficient de frottement en paroi : 0,5 ; loi
de comportement : KOLYMBAS.

3.4.2. Distribution des contraintes a lintérieur
de la matiére ensilée

Lorsque l'élancement diminue, les contraintes princi-
pales diminuent et tendent & prendre les directions
horizontales et verticales. Dans ce cas les parois se
comportent comme un mur de souténement et |'effet
« silos » disparait.

3.4.3. Pressions normale et verticale a la paroi
Lorsque l'ouverture diminue, la pression normale P,
dans la partie supérieure reste constante, alors qu’elle
augmente fortement dans la partie inférieure.

Les remarques précédentes sont également valables
pour la pression verticale P,.

3.5. Etude de l'influence du frottement en paroi

3.5.1. Modéles de trémies utilisés

La simulation est réalisée avec deux types de trémies
cylindriques, en faisant varier la valeur du coefficient
de frottement en paroi.

Trémie 1 : diamétre supérieur : 6 m ; diamétre infé-
rieur : 1,5 m ; inclinaison de la paroi: 70°.
Trémie 2 : diameétre supérieur : 1 m ; diamétre infé-
rieur : 0,2 m ; inclinaison de la paroi : 75°.

Sav s N aE A
P R LT
ok kymn Ah Ay
LR LRI RTRTY

/

STRESSES
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IfMB PRINCIPAL STRESSES 1205 ItMB PHINCIPKL“S‘F RESSES 1£.05 -
1 1 [=1+]
| UNI KA SILO 991 UNI KA siLo _1ge)
D0 B savas i Ly 2 I TR CTTR LY 0 =
Fig. 12. — Contraintes principales dans la matiére ensilée : a. trémie 60° - b. trémie 65°,

Fig. 12. — lInternal principal stresses ! a. hopper 60° - b. hopper 65°.
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T influence de l'angle de tremie
sur les contrainles normales
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—40 — . :

hauteur de fremie en m

Fig. 14. — Contraintes normales & la paroi.
Fig. 14. — Normal wall stresses.

influence de l'angle de tremie
sur les conlraintes verlicales

o
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Fig. 13a. — Contraintes principales dans la matiére ensilée : S
trémie 70°, @ —20
Fig. 13a. — Internal principal stresses : hopper 70°. §
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- Fig. 15. — Contraintes verticales 8 la paroi.
; Fig. 15. — Vertical stresses on the wall,
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i 1 influence du rapport des diametres
(r . d'ouvertures sur les coniraintes normales
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Fig. 13b. — Variation de la position relative du maximum :
de pression (Ppmax) en fonction de a. -
. T . S E -20 1
Fig. 13b. — Variation of Pymax relative position versus a. e
e
[ =
£
Matériau : sable dense ; coefficient de frottement en & 1 AT
paroi : 0,1-02-03-04-05-06-0,7-08; &
loi de comportement : KOLYMBAS.
-40 - : : T i
3.5.2. Distribution des contraintes d lintérieur 0 1 2 3 + 5 6
de la matiére ensilée houteur de tremie en m
Pour un coefficient de frottement en paroi trés faible Fig. 16. — Contraintes normales.

(parois lisses), les contraintes principales mineures et Fig. 16. — Normal stresses distribution.
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influence du rapport des diametres
d'ouverlures sur les contrainles verilcales

ouverliice 2/3

pression verficale en kN/m?
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hauteur de lremie en m

Fig. 17. — Contraintes verticales.
Fig. 17. — Vertical stresses distribution

majeures, sont respectivement horizontales et vertica-
les, dans la partie haute de la trémie. Les contrain-
tes majeures & une profondeur donnée s'inclinent
jusqu'a devenir paralléles & la paroi dans le fond de
la trémie. Lorsque le coefficient de frottement en paroi
o augmente, les contraintes principales varient aussi
bien en intensité qu’en direction, en fonction de la
distance a l'axe vertical de la trémie.

3.5.3. Pressions normale et verticale a la paroi

Le coefficient de frottement joue un réle prépondé-
rant dans la transmission des efforts en paroi. Les
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e R L R L]
}i*#zg#*t i

STRESSES

LI0E-03

i

e d AR LR LR

piagededraiy
Hugy

MB  PRINCIPAL STRESSEY 08.05
UNI KA SILO 1991

TS
May olides TG 110 DOCHOL-00 pooooy )

courbes des figures 24 et 25 montrent clairement le
transfert d’'une partie du poids propre vers la paroi
en fonction de l'augmentation de sa rugosité.

3.6. Etude de l'influence du poids propre

3.6.1. Modéles de trémies utilisés

La simulation est réalisée pour les mémes trémies
gu’en 3.5.1., en faisant varier le matériau ensilé, donc
le poids propre, en utilisant les deux lois de compor-
tement de LADE et de KOLYMBAS.

Matériaux ;

sable dense v = 16,31 kN/m?
sable meuble vy = 14,78 kN/m?
blé v = 8,05 kN/m?®
colza v = 6,64 kN/m?®
sucre v = 8,81 kN/m?®

Coefficient de frottement en paroi ; 0,5, loi de com-
portement : KOLYMBAS et LADE.

3.6.2. Distribution des contraintes

La distribution des contraintes a l'intérieur du maté-
riau a toujours la méme forme. Pour une valeur de
i donnée, les contraintes normale et verticale a la
paroi sont quasiment des fonctions linéaires de la den-
sité. D’autres paramétres propres au matériau, tel que
le frottement interne peuvent modifier la distribution
des contraintes.
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Fig. 18. — Contraintes principales : a. R, = 0,25 - b. R, = 0,33
Fig. 18. — Principal stresses : a. ﬁ’p = 0,26 - b. Hp= 0,33.
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Fig. 24. — Contraintes normales : loi de comportement Fig. 25. — Contraintes normales : loi de comportement

de LADE.
— Normal wall stresses distribution |
LADE constitutive law.

Fig. 24

4. COMPARAISON ENTRE RESULTATS
NUMERIQUES ET ANALYTIQUES

Dans cette étude comparative, le calcul numérique est
mené avec la seule loi de KOLYMBAS en utilisant
les mémes types de trémies qu'en 3.5.1., remplies soit
de sable dense soit de blé. Les modéles analytiques

de KOLYMBAS.
— Normal wall stresses distribution
KOLYMBAS constitutive law.

Fig. 25

comparés aux résullals numériques sont ceux de
LENCZNER, DABROWSKI, WALKER, MOTZKUS et
la norme DIN. Les figures 30 et 31 montrent les
variations de contraintes normales et verticales en
fonction de la profondeur. Ces courbes sont trés dis-
persées, toutefois la courbe de la norme DIN est pro-
che du maximum de pression de la courbe obtenue
par calcul numérique.
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Fig. 27. — Contraintes principales : a. blé - b. colza (loi de comportement de KOLYMBAS).
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Fig. 28. — Principal stresses
sugar (KOLYMBAS constitulive law).
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Fig. 29. — Contraintes normales a la paroi.
Fig. 29. — Normal wall stresses

4.1. Valeur maximale de la contrainte normale
a la paroi

Pour les différentes trémies, lI'écart relatif entre la
valeur théorique du maximum de contrainte normale

N° 61 REVUE FRANCAISE DE GEOTECHNIQUE
Comparaison avec les resultats theoriques
. sable dense
E
}-10-
L
c
L
=
£ -20
o
c
c
Py
% 301
e
o
-40 - : . T .
/] 1 2 3 4 5 3
hauteur de fremie en m
Fig. 30. — Contraintes normales & la paroi : sable dense.
Fig. 30. — Normal wall stresses : dense sand.
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Fig. 31. — Contraintes normales & la paroi : blé.
Fig. 31. — Normal wall stresses : wheat.

P,(max) et le résultat du calcul par éléments finis est
donné dans le tableau 2.

4.2. Position du maximum de la contrainte
normale a la paroi

Pour les différentes trémies, I'écart relatif entre la
valeur théorique de l'ordonnée du maximum de la
contrainte normale et le résultat du calcul par éléments
finis est donné dans le tableau 3.

4.3. Valeur maximale de la contrainte verti-
cale a la paroi

Pour les différentes trémies, |'écart relatif entre la
valeur théorique du maximum de la contrainte verti-
cale et le résultat du calcul par éléments finis est
donné dans le tableau 4.

4.4. Comparaison avec les normes DIN 87
et P 22-630

La norme DIN donne une approximation imprécise
des contraintes a la paroi de la trémie. Les valeurs
de la norme sont souvent supérieures aux valeurs
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Tableau 2. — Ecart relatif entre P,(max) théorique et numérique.
Table 2. — Relatif deviation between theoretical and numerical value of P,(max).
Modéles analytiques
Trémies Matériaux
MOTZKUS | DABROWSKI | LENCZNER WALKER
sable dense ¢ = 0,5 23 % 27 % 30 % 16 %
Trémie 70°
blé 1 = 0,5 36 % 30 % 53 % - 4%
sable meuble p = 0,25 14 % 26 % 26 % 18 %
sable meuble = 0,4 32 % - 24 % 34 % 23 %
Trémie 75°
blé p = 0,25 34 % - 30 % 7 % 4 %
blé u = 0,4 50 % 37 % 37 % 6 %
Tableau 3. — Ecart relatif entre la position de P.(max) théorique et numérique.
Table 3. — Relatif deviation between theoretical and numerical value of Ph(max).
Modeles analytiques
Trémies Matériaux
MOTZKUS | DABROWSKI | LENCZNER WALKER
sable dense p = 0,5 - 62 % 51 % 112 % 60 %
Trémie 70°
blé p = 0,5 4 % 107 % 117 % 19 %
sable meuble p = 0,25 - B9 % 221 % 139 % 144 %
sable meuble = 0,4 32 % - 24 % 34 % 23 %
Trémie 75°
blé p = 0,25 - 30 % 189 % 133 % 118 %
blé u = 0,4 - 4% - 71 % 161 % 98 %
Tableau 4 — Ecart relatif entre P,(max) théorique et numérique.
Table 4 — Relatif deviation between theoretical and numerical value of P,max).
Modeéles analytiques
Trémies Matériaux
MOTZKUS | DABROWSKI | LENCZNER WALKER
sable dense u = 0,5 - 3% 28 % 27 % 60 %
Trémie 70°
blé p = 0,5 13 % 46 % 40 % 19 %
sable meuble p = 0,25 7 % 15 % 49 % 144 %
sable meuble = 0,4 - 4% — B5'% 35 % 23 %
Trémie 75°
blé p = 0,25 33 % 9 % 33 % 118 %
blée p = 0,4 35 % - 4% 36 % 98 %

obtenues par le programme de simulation, sauf pour
le maximum de P, (P,(max)). Les résultats de la
norme P 22-630 (norme francaise) sont proches des
valeurs numériques obtenues.

5. CONCLUSION

La simulation des charges dans les trémies de silos
montre l'influence trés significative des paramétres géo-

métrigue et mécanique de la trémie sur la distribu-
tion des pressions. La variation du coefficient de frot-
tement en paroi engendre des courbes de pression
d'allures identiques, par contre l'inclinaison de la paroi
fait varier la position du maximum de pression. Cette
position de Pmax varie linéairement en fonction de
l'inclinaison «. La technique de simulation du rem-
plissage (en une seule étape et en dix étapes) carac-
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Fig. 32. — Contrainte normale a la parol.
DIN 87 - P22-630 - calcul par EF.
Fig. 32. — Normal wall stresses.
DIN 87 - P22-630 - FE method.

térise l'influence de la mise en place de la matiére sur
'évolution des pressions. La simulation montre éga-
lement les limites du comportement type « silo » en
faisant varier I'élancement. [l ressort de I'étude com-
parative une non concordance des résultats numéri-
ques et analytiques. En effet, les théories classiques,
basées sur le calcul des contraintes dans la partie
cylindrique du silo, ne sont pas adaptées aux trémies.

REVUE FRANCAISE DE GEOTECHNIQUE

REMERCIEMENTS

Cette étude est réalisée au laboratoire de Structures
de I'Université de Karlsruhe, nous tenons a remercier
vivement MM. EIBL professeur doct. ing., ROM-

BACH doct. ing. et RUCKENBROD dipl. ing. pour
leur aide efficace.

BIBLIOGRAPHIE

(1) REMESCH J.C., KHELIL A., ROTH J.C.
(1990), Simulation numérigue de contraintes au
sein de matiéres granulaires ensilées. Comparai-
son avec les mesures in situ. Rev. Frang. Géo-

tech., n® 52, pp. 51-65.
(2) EIBL J., ROMBACH G. (1987), Numerical com-
putation of velocity fields in silos, theory and

application,. Proceedings silosy, Sklarska, Poreba,
october 1987.

(3) WEIDNER dJ. (1990), Vergleich von Stoffgesetzen
granularer Schiittguter zur Silodruckermittlung.
Dissertation Karlsruhe 1990.

(4) MOTZKUS U. (1973), Belastung von Silobéden
und Auslauftrichtern durch kérnige Schiittgiiter.
Dissertation Braunschweig 1973.

(5) DABROWSKI R. (1989), Zum statischen Silo-
druck im Kreizylinder mit Kegeltrichter oder Kegel-
boden. Bautechnik 66, 1989.

ACHEVE D'IMPRIMER
SUR LES PRESSES DE
L' IMPRIMERIE
42540 ST-JUST-LA-PENDUE
EN DECEMBRE 1992
DEPOT LEGAL 1992 N° 7159

CHIRAT

IMPRIME EN FRANCE





