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Comportement au cisaillement 
d'un joint rocheux naturel 

Les discontinuités jouent un rôle majeur dans la 
stabilité des massifs rocheux. Différentes méthodes 
expérimentales et numériques existent pour les étudier. 
A l'heure où le blue book de la Société internationale 
de mécanique des roches (ISRM, 2007) est réédité, 
s'interroger sur les procédures les plus à même de 
caractériser le comportement du massif rocheux 
et plus spécifiquement des discontinuités reste 
particulièrement d'actualité. Cet article présente les 
dispositifs expérimenta ux en place au LRPC de Toulouse, 
décrit les procédures d'essais courantes et souligne les 
difficultés rencontrées dans une optique de modélisation 
et de dimensionnement. La démarche implique la 
réalisation d'essais sur discontinuités naturelles et leur 
représentation au moyen des lois de comportement 
proposées dans le logiciel de calcul UDEC. 

Mots-clés : d iscontinuité, essais de cisaillement, 
système expérimental. 

Shear behaviour 
of a natural rock discontinuity 

Discontinuities are of major importance considering the 
stability of rock masses. Different experimental and numerical 
methods can be used for their study. As the cc blue book ll of 
the International Society of Rock Mechanics (ISRM, 2007) is 
republished, it is particularly relevant to wonder about the best 
procedures to characterize the behaviour of the discontinuities 
of the rock mass. This paper presents the LRPC Toulouse's 
experimental devices and describes the current testing 
procedures. It also points out the difficulties encountered in the 
aim of modelling and design. The approach involves testing 
on natural discontinuities and their representation using the 
constitutive laws proposed in the UDEC software. 

Key words: discontinuity, shear test, experimental device. 
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....._ Cadre rotulé 
permettant l'essai 

Photo de la presse de mécanique des roches en fin d'essai de cisaillement. 
Experimental device at the end of a shear test. 

sont déterminés à partir des mesures des capteurs 
LVDT du système corrigés par les déplacements 
donnés par les jauges. La figure 2 présente l' enregis­
trement effectué, ainsi qu'une extrapolation linéaire 
proposée, qui permet de rendre compte des très fai­
bles chargements. Cette mesure donne un module 
de déformation du système presse et scellement de 
l'ordre de 57 MPa. 
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-Réalisation des essais 
de cisaillement 

Différents essais doivent être réalisés en laboratoire 
pour pouvoir caractériser au mieux une roche. Classi­
quement, pour un milieu rocheux fracturé sont réalisés 
des essais de caractérisation de la matrice et des essais 
de caractérisation des discontinuités. 

-Caractérisation de la matrice 
Pour la caractérisation de la matrice sont réalisés 

principalement des essais uniaxiaux, conformément à 
la norme NF P 94-420 ou ASTM D 7012-04. Le module 
d'Young (E) ou module d'élasticité est usuellement 
défini comme la pente d'un cycle déchargement-rechar­
gement sur la courbe contrainte-déformation, à la moi­
tié de la contrainte de rupture. D'autres approches sont 
néanmoins possibles, comme par exemple celle pro­
posée par Beniawski (1989). Le coefficient de Poisson 
(v) est, quant à lui, défini comme le rapport des pentes 
des déformations axiale et radiale. La norme française 
NF P 94-425 explicite plus précisément leur calcul. On 
obtient également la résistance à la rupture (cr). 

En parallèle à ces essais de chargement, des mesu­
res de vitesses de propagation des ondes ultrasonores 
sont également réalisées. Elles permettent d'obtenir des 
renseignements sur l'état d'altération, mais également 
sur la fissuration et la porosité. La norme NF P 94-411 
explique leur mesure sur échantillon libre de toute 
contrainte. Leur estimation selon plusieurs directions 
peut mettre en évidence une éventuelle anisotropie de 
la roche. De même, la mesure intégrée des vitesses de 
propagation des ondes de compression et de cisaille­
ment avant et pendant l'essai fournit des informations 
intéressantes sur l'évolution de la microfissuration et 
de l'endommagement en cours de chargement. Le 
dépouillement des vitesses des ondes de compression 
et cisaillement permet, pour chaque contrainte investi­
guée, de définir la valeur du module d'Young et du coef­
ficient de Poisson par application des lois de Hooke. 

La caractérisation de la matrice peut être complétée 
par des essais triaxiaux permettant une détermination 
directe de la courbe de rupture de la roche. Toutefois, 
ces essais, plus lourds à mettre en œuvre, restent peu 
pratiqués dans le cadre d'ouvrages simples, et on pri­
vilégie plutôt les méthodes empiriques. 7 
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tement très local : les ondulations d'ensemble d'une 
structure ne sont pas prises en compte ; 
- il est souvent difficile de reproduire les conditions 
hydriques prévalant in situ ; 
- le cisaillement à contrainte normale constante est 
rare dans la plupart des modélisations d'un massif 
rocheux. 

L'expression des résultats, telle que demandée par 
la norme, se veut indépendante de toute interprétation. 
Ainsi, les résultats doivent être présentés en fonction 
d'efforts plutôt qu'en termes de contraintes (mis à part 
l'évaluation de la contrainte normale) et elle définit cp, ~ 
et i sans pour autant leur attribuer de signification. On 
considère que cp est l'angle de frottement de la droite 
de Mohr-Coulomb, ~ l'angle de frottement global, 
défini par arctan (TIN) et i l'angle de dilatance, défini 
par arctan (~u/ ~u1). 

Sur ces points, la norme française est très différente 
de la norme américaine ASTM D 5607 -02, qui présente 
les caractéristiques suivantes : 
- les résultats sont exprimés en termes de contraintes 
normale et tangentielle (cr et 't); 
- le pic est plutôt défini comme le passage entre deux 
phases distinctes ; 
- l'angle de frottement global (~) est explicitement 
défini comme la composition de la participation au 
frottement pur, la participation à la dilatance et la parti­
cipation au cisaillement à travers les aspérités. 

Enfin, la norme américaine fournit également des 
indications pour l'exploitation des résultats d'une série 
d'essais, concernant la représentation de la courbe de 
rupture de pic et de la courbe de frottement résiduel 
dans le plan (cr-'t). 

Notons que les normes sont appliquées afin de 
disposer d'un référentiel technique commun avec les 
autres expérimentateurs et des matériels de capacités 
équivalentes. D'autres essais de cisaillement avec des 
cheminements de contrainte non conventionnels peu­
vent bien entendus être réalisés pour rendre compte 
de certains phénomènes (à titre d'exemple, le LRPC 
est ISO 17025-Cofrac pour le processus standard et un 
cheminement à rigidité constante). 

-Proposition d'interprétation 
de l'essai de cisaillement en vue 
du dimensionnement 

L'approche présentée ici est essentiellement expé­
rimentale et ne vise pas l'élaboration d'un nouveau 
modèle mécanique de comportement des joints. Dans 
une optique de dimensionnement, on a choisi de tra­
vailler sur des lois connues et on a essayé d'en tirer 
parti au mieux en fonction des résultats d'essai. Cette 
approche a été développée à l'aide du logiciel de calcul 
numérique UDEC. 

-Loi de comportement pour le massif rocheux 
Le logiciel de calcul UDEC est fondé sur la méthode 

des éléments distincts, mise au point par Cundall (1971, 
1980; Cundall et Hart, 1988; Hart et al., 1988; Starfield 

et Cundall, 1988). Cette méthode se distingue par trois 
caractéristiques fondamentales : 
- le massif rocheux fracturé est représenté sous la 
forme d'un milieu discontinu, constitué par un assem­
blage de blocs rigides ou déformables qui interagis­
sent par contact de leurs angles et de leurs côtés, grâce 
à des joints déformables, au niveau desquels de grands 
déplacements, des rotations et des ruptures de contact 
sont possibles (Alfonsi et al., 1998); 
- les discontinuités sont considérées comme des inter­
actions entre blocs. Les forces de contact et les dépla­
cements aux interfaces sont déterminés par la résolu­
tion des équations fondamentales de la dynamique ; 
- le temps intervient de manière explicite dans la réso­
lution des équations du mouvement. On peut ainsi 
simuler des comportements non linéaires de la roche 
et des discontinuités et traiter des problèmes dynami­
ques (séismes, explosions). Le pas de temps dépend 
de la masse du plus petit bloc et des caractéristiques 
mécaniques des joints. 

Ce logiciel a pour avantage d'affecter des lois de 
comportement différentes à la matrice rocheuse et 
aux joints. Différents modèles de matériaux sont dis­
ponibles pour décrire le comportement de la matrice 
rocheuse, indépendamment des modèles de joints. Plu­
sieurs modèles existent, essentiellement caractérisés 
par l'évolution du comportement après le pic, dérivés 
du modèle de Mohr-Coulomb, avec ou sans radoucis­
sement. Ces modèles ne sont pas satisfaisants pour 
rendre compte du comportement particulier d'un joint, 
car ils sont beaucoup trop simplistes. On a donc choisi 
d'utiliser le modèle à écrouissage continu Continuous 
Yielding et noté par la suite CY. Ce modèle proposé 
par Cundall et Hart (1985) est un modèle empirique, 
qui permet de rendre correctement compte du com­
portement du joint lors d'un cisaillement. Au contraire 
de la plupart des autres modèles, celui-ci ne se fonde 
pas sur la notion de pic de rupture, et il ne distingue 
pas plusieurs étapes au cours du cisaillement : les lois 
constitutives restent les mêmes dans le domaine pré­
pic et dans le domaine post-pic, ainsi le passage d'une 
phase à une autre s'effectue de manière continue. Une 
présentation plus complète du modèle est proposée 
en annexe, l'ensemble de ces modèles pourra être 
retrouvé dans la notice d'utilisation du logiciel UDEC 
(Itasca, 2004). 

-Détermination des paramètres du modèle 
Le modèle Continuous Yielding est multi-paramè­

tres et permet de rendre compte de façon satisfaisante 
de ce qui est observé au laboratoire. En revanche, si 
certains des paramètres utilisés peuvent être obtenus 
directement par l'exploitation des essais, d'autres ne 
peuvent être fournis que par la modélisation de l'essai 
de cisaillement. 

On a donc réalisé avec le logiciel UDEC un modèle 
numérique simple, consistant à représenter les deux 
demi-épontes sous la forme de deux demi-blocs déforma­
bles et à appliquer à l'un d'eux la vitesse de déformation 
effectivement appliquée au cours de l'essai (soit 5 µmis), 
l'autre demi-bloc restant fixe. La détermination des para­
mètres du modèle est alors effectuée par itérations : 
1) exploitation des résultats expérimentaux pour obte­
nir les paramètres directement mesurables (caractéris­
tiques physiques et mécaniques) ; 9 
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2) modélisation à l'aide du logiciel UDEC du cisaille­
ment de deux blocs sous contrainte normale 
constante; 
3) si la concordance n'est pas optimale avec les mesu­
res, on fait varier les valeurs précédemment fixées, 
jusqu'à obtenir la superposition de la courbe expéri­
mentale et de la courbe cc numérique ll obtenue avec le 
modèle Continuous Yielding. 

Les figures 5 et 6 présentent les comparaisons entre 
résultats expérimentaux et modèles obtenus pour 
la partie en cisaillement direct de l'essai (Fig. 4). La 
figure 5 compare les contraintes de cisaillement en 
fonction du déplacement tangentiel et la figure 6, les 
courbes de dilatance (déplacement normal en fonction 
du déplacement tangentiel). 

L'exploitation de la courbe expérimentale préconi­
sée dans la norme française permet d'obtenir les para­
mètres suivants : 
- résistance au pic, î 1 : 2,5 MPa ; 
- résistance résiduelf e, 't, : 1,65 MPa; 
- rigidité tangentielle initiale (moins de 0, 1 mm de 
déplacement) : 13 MPa/mm ; 
- angle de frottement global, ~ : 39,5 degrés ; 
- angle de frottement interne, cp : 39 degrés ; 
- angle de dilatance i : quasiment égal à zéro. 

Les angles caractéristiques variant au cours de l'es­
sai, les valeurs données correspondent aux valeurs en 
fin d'essai. 

ro 3 
modèle a. 
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() 0 2 
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Déplacement tangentiel (mm) 
Essai de cisaillement - courbe contrainte/ 
déplacement- comparaison modèle/courbe 
expérimentale. 
Shear test on discontinuity - strain/stress curve 
- mode! and experimental curves. 
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expérimentale. 
Shear test on discontinuity - dilatancy curve -
mode! and experimental curves. 
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La modélisation de l'essai de cisaillement à l'aide 
du logiciel UDEC (Figs. 5 et 6) a été réalisée à l'aide des 
paramètres du modèle Continuous Yielding suivants : 
- ang le de frottement global initial <J>,n' : 57,5 degrés; 
- angle de frottement résidu 1, <p,: 38,2 degrés ; 
- rigidité tang·entielle k~ : 7,2 M Pa/mm; 
- paramètre de rugosite R : 3,8 mm. 

-Discussion 
Le travail présenté ici a été mené dans un cadre 

plus large. On a ainsi testé différentes lois de compor­
tement disponibles dans le logiciel UDEC, pour simu­
ler le comportement du joint rocheux, de manière à 
analyser l'influence de ces lois sur le comportement 
global d'un massif rocheux (Alfonsi et al., 2006). 

La comparaison des courbes expérimentales et 
théoriques montre une très bonne concordance, en 
ce qui concerne !'évolution de la contrainte de cisaille­
ment et de la dilatance. Les paramètres de calcul rete­
nus sont très proches de ceux estimés sur les cour­
bes : l'angle de frottement interne final mesuré était 
de 39 degrés, et l'angle retenu de 38,2 degrés. On a 
conservé un facteur 2 entre les valeurs de rigidité tan­
gentielle, qui peut aisément se justifier par le fait que 
la courbe contrainte de cisaillement-déplacement tan­
gentiel n'est pas linéaire, même en pré-pic (Fig. 5), et 
c'est donc l'ordre de grandeur de la rigidité qu'il faut 
prendre en compte. 

Le modèle cc Continuous Yielding ll permet de s'af­
franchir des simplifications imposées par celui de 
Mohr-Coulomb. En particulier, il permet de modéliser 
le comportement au pic, puis l'obtention d'un com­
portement aux grandes déformations ou résiduel du 
joint. L'endommagement du joint et l'évolution de la 
dilatance sont également pris en compte. 

Les résultats présentés ici montrent une bonne 
concordance entre la modélisation numérique et les 
résultats expérimentaux. Ce n'est pas toujours le cas . 
En effet, le même type d'exploitation des résultats a été 
effectué pour différentes valeurs de contrainte normale 
imposée et les confrontations aux mesures ne sont tou­
jours pas aussi satisfaisantes : en particulier, et pour 
les mêmes matériaux, on a réalisé des cisaillements 
pour des contraintes normales de 0,68-5-10 et 20 MPa. 
A chaque fois, le comportement de la contrainte de 
cisaillement est relativement bien rendu par le modèle 
Continuous Yielding. En revanche, ce n'est pas le cas 
de la dilatance : pour des contraintes normales plus 
élevées (dans nos essais, à partir de 5 MPa), la dilatance 
mesurée n'augmente plus, mais diminue de façon 
significative Gusqu'à parfois devenir négative). Ce phé­
nomène n'est pas rendu par le modèle Continuous Yiel­
ding. Ainsi, plus la contrainte normale appliquée est 
importante, moins on rend bien compte de la dilatance 
réelle de la fracture. Ce qui s'explique par le fait que 
la contrainte résiduelle, mesurée aux grandes défor­
mations, est peu différente de celle trouvée au pic et, 
par conséquent, la simulation avec endommagement 
plastique est moins pertinente. 

Pour des contraintes faibles, dans le cas d'épontes 
présentant une dilatance importante, le modèle Conti­
nuous Yielding permet de modéliser de façon satisfaisante 
le comportement avec pic et radoucissement observé sur 
la courbe contrainte de cisaillement-déplacement. 



Il est prévu, par la suite, d'étudier l'adéquation du 
modèle CY à des chemins de contraintes complexes, et 
en particulier à un cisaillement à rigidité constante. 

-Conclusion 
L'étude présentée avait pour objectif d'améliorer 

la simulation du comportement des massifs rocheux 
discontinus, grâce entre autre à une meilleure évalua­
tion des paramètres des lois de comportement utilisées 
pour représenter les discontinuités. Ce travail a permis 
de soulever la délicate question du lien quelquefois 
ténu entre essais de laboratoire et modélisation numé­
rique du massif. L'ajustement itératif présenté pour les 
paramètres du modèle peut être sujet à caution, mais 
il s'appuie sur une analyse expérimentale précise et 
permet de rendre bien compte du comportement en 
laboratoire. 

On a insisté sur la capacité du modèle Continuous 
Yielding à prendre en compte les phénomènes de pic 
et de radoucissement qui sont particulièrement signi­
ficatifs lorsque les contraintes en jeu sont relativement 
faibles vis-à-vis de la résistance de la matrice. 

Il est souvent délicat de passer de l'échelle de 
l'cc essai de laboratoire ii à l'échelle du cc massif ii. 
Plusieurs phénomènes se cumulent, l'effet d'échelle 
et la représentation de la structure du massif. L'effet 
d'échelle peut être compris comme la généralisation 
des résultats d'un essai impliquant quelque décimètres 
carrés à une surface métrique, décamétrique ou plus, 
pouvant présenter en complément de la rugosité éva­
luée dans l'essai, des ondulations de grandes longueur 
d'onde. L'analyse structurale du massif doit conduire 
à une représentation statistiquement correcte de la 
répartition des discontinuités dans le massif (famille/ 
espacement-persistance-nature). La solution qui 
consiste à modéliser avec le même logiciel l'essai de 
laboratoire, puis de garder les mêmes paramètres pour 
modéliser le massif est relativement tentante (Gasc­
Barbier et al., 2008), même si elle n'est pas exempte 
de nouvelles questions comme celle - classique - du 
passage du 2D au 3D. 

lllMERatMINIS 

Une partie du travail présenté a été effectuée au cours du stage de 
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tA1ll.UU v Tenseurs de déformation globaux et modules d'Young effectifs obtenus numériquement pour les deux cas de 
chargement. La raideur des joints est non nulle. 
Global strain tensor and effective Young modulus obtained numerically for two loading cases with non zero stiffness joints. 

Chargement Vért1cal 

f .. = r-0,002650 -0,000165J 
lJ -0, 000165 0, 011587 

-Conclusion 

Ew =86,30 GPa 

Les éléments de joint introduits dans CESAR-LCPC 
permettent de modéliser un grand nombre de situa­
tions difficiles à prendre en compte dans les modéli­
sations par éléments finis à cause de la présence de 
discontinuités du champ de déplacement. La première 
des applications présentées montre comment on peut 
prendre en compte l'influence de discontinuités de 
déplacement entre blocs dans un massif rocheux, afin 
d'évaluer la stabilité d'un talus et d'obtenir une repré­
sentation de la cinématique d'un versant. 

Les éléments de joint permettent de prendre en 
compte la raideur du matériau de remplissage des 
joints, ce qui fournit un moyen de quantifier l'apport 
du remplissage au comportement global d'un milieu 
fracturé. On a vu en particulier que l'approche présen­
tée peut être utilisée pour réaliser une homogénéisa­
tion cc numérique ii des propriétés d'un matériau frac­
turé en prenant en compte la contribution des joints à 
la raideur globale. 

De manière plus générale, le modèle de joint peut 
être combiné avec différentes lois de comportement 
pour la roche saine, et la géométrie des joints peut 
être quelconque. En particulier, les joints ne sont pas 
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Chargement honzontal 

f .. = [ 0,011141 -0,000144] 
lJ -0, 000144 -0, 002646 

Exx =89, 76 GPa 

nécessairement cc traversants ii : un élément de joint 
peut s'arrêter en un point quelconque du massif. Par 
ailleurs, les éléments de joints implantés dans CESAR­
LCPC peuvent être employés de manière plus géné­
rale pour la modélisation des interfaces ou surfaces 
de contact, qui jouent un rôle prépondérant dans le 
domaine géotechnique pour la modélisation des inte­
ractions sol-structure, par exemple à l'interface sol­
mur de soutènement (Elmi et al., 2006). 

Le domaine d'application des éléments joints peut 
être étendu dans différentes directions : 

- la première est celle des lois de comportement méca­
niques et consiste à prendre en compte les non-linéa­
rités dans le domaine des petites déformations des 
joints, ou leur endommagement progressif au cours 
du cisaillement. Ces extensions sont actuellement en 
cours et en partie réalisées ; 

- la seconde porte sur la prise en compte des phéno­
mènes hydrauliques et des couplages hydromécani­
ques; 

- la troisième concerne la généralisation du traitement 
numérique des joints dans un cadre tridimension­
nel. Cette généralisation nécessite le développement 
d'outils de maillages spécifiques et, de ce fait, constitue 
une perspective à plus long terme du présent travail. 
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consécutives du déplacement horizontal, en mètres ; c) évolution du nombre de contacts glissants et de 
contacts restant collés pendant le calcul; d) évolution de l'énergie cinétique du modèle pendant le calcul, 
en Joules. 
2D mode! of the Pallat rock mass generated, from a section of the 3D mode!. a), b) Two consecutive pictures of the 
horizontal displacement in meter; c) evolution of the number of sliding and sticking contacts during the computation; 
d) evolution of the kinetic encrgy in the mode! during the computation, in Joules. 
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Modèle 3D du talus rocheux du Pallat. a) Déplacement vertical en mètre; b), c) vue rapprochée sur les blocs 
amovibles ; d) évolution du nombre de contacts glissants et restant collés pendant le calcul. 
3D mode! of the Pallat rock mass. a) Vertical displacement in meter; b), c) clctail of the unstable blocks; d) evolution of 
sliding and sticking contacts cluring the computation. 
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composé d'une série de calcaires fracturés (d'âge Cré­
tacé inférieur) de 15 m d'épaisseur (Fig. 3). Les limites 
hydrauliques du réservoir sont bien contraintes avec 
des niveaux géologiques imperméables à la base et au 
sommet, une faille imperméable située en aval (vers le 
sud-ouest du site), et une surface topographique artifi­
ciellement imperméabilisée sur une dizaine de mètres 
de hauteur. En amont (vers le nord-est du site), une 
faille perméable permet à l'eau de s'écouler continuel­
lement dans le réservoir. La masse rocheuse est natu­
rellement drainée par une source située dans l'angle 
sud-ouest du site (Fig. 3) . Pour les expérimentations, 
la source a été artificiellement fermée avec une vanne 
dans le but de contrôler la pression dans le réservoir 
(par ouverture et fermeture de la vanne). 

-Fracturation à l'échelle du site expérimental 
Les études préalables réalisées sur le site par 

Guglielmi (1999) et Fénart et al. (2001) ont montré que 
le réseau de fractures du site de Coaraze est consti­
tué de trois familles principales de discontinuités, dont 
l'orientation est donnée ici en convention cc direction 
de plan, plongement, sens du pendage ii : 

- les joints de stratification (Si) de direction N25 à N50 
avec un pendage de 45E ; 
- des failles (Fi, i : 1 à 10) de direction N140 avec un 
pendage de 75NE qui contiennent des zones de brèche 
de 4 à 5 cm d'épaisseur, souvent karstifiées; 
- des failles (Fi, i : 11 à 14) de direction N50 à N90 avec 
un pendage de 70 à BOSE (donc quasiment parallèles 
au versant instrumenté du site), qui présentent les plus 
grands chenaux karstiques. 

16 

,,. 12 
Ci 
=i 
§ 8 
rn 

1 4 

0 

0 
SOURCE­
VANNE 

Des relevés complémentaires ont été réalisés à 
l'aide d'un tachéomètre haute précision dans le but de 
simuler avec un maximum de précision la géométrie du 
site. Le principe de la mesure consiste à positionner le 
tachéomètre face au versant rocheux étudié et à mesu­
rer les coordonnées de points positionnés sur les tra­
ces visibles des fractures sur le versant. Un traitement 
de ces mesures tachéométriques permet de déterminer 
l'orientation et la position des différentes fractures. 

-Description des expérimentations réalisées 
Deux types d'expérimentations ont été effectués 

pour étudier, d'une part, le comportement hydromé­
canique global du massif fracturé, et pour caractériser, 
d'autre part, les fractures individuellement en les solli­
citant localement par injection ou par pompage. 

Le premier type d'expérimentations consiste à impo­
ser une sollicitation globale du massif par fermeture 
d'une vanne installée sur la source de la Parre. Quand 
la vanne estfermée, l'eau monte assez rapidement dans 
les fractures du massif sur une hauteur d'environ 10 m 
(du fait de l'imperméabilisation de la partie basse du 
versant). l'.ouverture et la fermeture de la vanne permet­
tent de contrôler le niveau de pression de l'eau dans les 
fractures. Les résultats de cette expérimentation ont été 
décrits dans Guglielmi (1999) et Cappa et al. (2005). 

Les expérimentations locales, que !'on va décrire 
plus précisément ici, ont consisté à utiliser la sonde 
amovible d'auscultation et à imposer une pression ou 
un débit dans une fracture et à mesurer les variations 
des pressions hydrauliques et des déplacements nor-

Fi - Fl à F14 - Failles 
Si - 51 à 512 -Joints 

de stratification 

D Calcaire 

Œ:Z] Niveau imperméable 

Cl Faille imperméable 

D Zone artificiellement saturée 

• Zone naturellement saturée 

___ fl=G~· s Vue 3D du site de Coaraze et contexte hydrogéologique du massif rocheux fracturé. 
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Three-dimensional view of the Coaraze site and hydro-geological context of the fractured rock-mass. 





ture instrumentée au niveau de son intersection avec 
les forages (notée HM

1 
et HM

2
), ainsi que du déplace­

ment normal associé. La valeur maximale de la pres­
sion indiquée correspond à une variation de pression 
par rapport à la valeur initia le (3 kPa en HM1, 25 kPa 
n HM2). Le maximum de pression est atteint en HM2 

avec un décalage temporel de 1,3 s. 

Le déplacement normal induit est synchrone en 
HM1 pendant la phase d'application de la surpression 
Uusqu'au pic). Après le pic, la pression diminue pour 
retrouver au bout d'environ 20 secondes sa valeur 
initiale. On note que le déplacement normal diminue 
moins rapidement en HM1 du fait de la diffusion de la 
surpression dans la fracture. Cela est nettement mis en 
évidence en représentant l'évolution du déplacement 
normal avec la pression hydraulique (Fig. 5). Cette dia­
chronie s'atténue lorsque l'on s'écarte du point d'injec­
tion, comme le montre le résultat en HM

2
. 

Description des expérimentations de longue durée 

Il s'agit de pompage par palier à débit constant 
ou d'injection par palier à pression constante. Cha­
que palier dure de 30 minutes à 1 heure. Les mesures 
obtenues (à chaque pa lier) en HM1 et HM2 sont ras­
semb.lées dans le tableau I (les valeurs imposées sont 
en gras). 

Le pompage induit des variations de la pression 
hydraulicrue et du déplacement norma l en HM, et HM2. 

Il apparaît qu'il est nécessaire d' imposer un débit de 
pompage de 0,77 litre/s pour que la pression s'annule 
en HM1. Le pompage génère par ailleurs des déplace­
ments normaux (fermeture) maximaux de 0,9 mm en 
HM1 et de 0,2 mm en HM2. 

Les pressions imposées au cours de l'injection 
induisent des débits injectés respectifs de 0,7 litre/s 
et 1,2 litre/s en HM 1 et des déplacements normaux 
(ouverture) de 1 m m et 2,35 mm. En HM2, les varia­
tions qe pressions mesurées à l'équilibre pour chaque 
palier sont respectivement de 28 kPa et 74 kPa. Un 
dysfonctionnement momentané des capteurs n'a pas 
permis de mesurer les déplacements normaux induits 
en HM

2
• 

-Interprétation des expérimentations 

-Utilisation d'un modèle analytique 
négligeant les effets mécaniques 

Le modèle analytique suppose que l'écoulement 
dans la fracture instrumentée se produit entre deux 
plans parallèles distants de « a 11 (ouverture hydrauli­
que), qu'il est laminai re et radial à partir du point d'in­
jection. Pour ce type d'interprétation, n'ayant en général 
pas d'autres informations que celles mesurées au point 
sollicité, on est souvent amené à faire l'hypothese d'une 
certaine distance d' influence à partir de laquelle laper­
turbation n'a plus d'effet. Cette distance étant difficile à 
évaluer, cette hypothèse conduit à des imprécision sur 
les résultats. Dans notre cas, on dispose d' informations 
complémentaires, puisque l'on a mesuré également les 
variations de la pression hydraulique en un point de la 
fracture HM2 locaJjsé à une distance r

0 
= 'l, 1 m de HM,. 

Dans ce cas. n peut écrire (Rutqvisl, 1995) : 
_g_ = Ca3 

t.il 
(3) 

où Q est le débit au point sollicité (HM1); C = 211: ( ~~) 

/ln ( ~} ave r w le rayon du forage (r w = 0,035 m), 

g est la gravité, p la masse volumique et µ la viscosité 
dynamjque du fluide; L\h désigne la variation de charge 
entre le point sollicité (HM,) et le point extérieur (J:-fM2), 

soit âh = [W.HM1 - P1 HM1) - (PrHM2-P1HM2)]/(pg). 

En représentant la variation de [(Pf HM1 - p; HM1) -
(PrHM2- P1 HM2)l en fonclion du débit Q injecté en HM,, 
on a constaté que la relation entre Q et t.h est quasi­
ment linéaire our les p mpages, mais ne l'est p.lus 
pour les injections. La valeur de l'ouverture hydrauli­
que peut être estimée en écrivant : 

a= (4) 

tAll.EAIJ 1 Synthèse des mesures faites en HM1 et HM2 correspondant aux pal iers de pompage et d'injection. 

Pompage 

Injection 
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Recorded measurements at HM, et HM2 for each pumping or injection steps. 

Dt)bit HM, t.P_HM, UfuHM, 
11/s) (kPa) µml 

0 0 0 
-0,05 - 1 0 
- 0,44 - 17 -0,46 

- 0,51 -23,5 -0,58 

-0,55 -25 -0,62 

-0,77 -43 -0,9 
-0,55 -25 -0,64 

-0,52 -25 -0,63 
-0,46 -21,5 -0,57 
-0,09 -2 -0,04 

0 0 0 
0,69 36 1 
1,19 78 2,35 

P_HM Un-HM~ 
lkPaJ 1µm1 

0 0 

0 0 

- 4,4 -0,1 

-6 - 0,12 

-6,1 - 0,13 

-11 - 0,21 

-6,1 -0,12 

-6 -0,12 

-5 -0,11 

-0,5 -0,01 

0 

28 Pas de mesures 
74 



L'application de cette formule à chaque palier de 
pompage ou d'injection précédente permet d'enca­
drer l'ouverture hydraulique de la fracture instrumen­
tée : 0,5 mm < a < 1,3 mm. On obtient des valeurs plus 
importantes dans le cas des essais d'injection à pres­
sion constante. Les valeurs d'ouverture hydraulique 
déterminées par le modèle analytique semblent donc 
affectées par les conditions d'essai. Ces variations de 
l'ouverture laissent penser que les hypothèses sur les­
quelles repose cette interprétation ne sont pas totale­
ment vérifiées. Il semble en particulier nécessaire de 
prendre en compte le couplage hydromécanique. 

-Apport de la modélisation numérique 
à l'interprétation des essais 

La modélisation numérique des expérimenta­
tions in situ a nécessité préalablement la réalisation 
d'un modèle géométrique en grand du site à l'aide du 
logiciel RESOBLOK (Korini, 2000). Ce modèle a été 
construit de manière déterministe à partir des don­
nées de fracturation. Les 60 à 70 fractures répertoriées 
ont été introduites une à une, en commençant par cel­
les qui découpent complètement la zone d'intérêt, soit 
en particulier celles qui appartiennent aux familles les 
plus régulières. Cette façon de procéder a l'avantage 
de définir des compartiments qui permettent de limi­
ter l'extension des fractures secondaires. Un modèle 
plus petit et plus précis (cube de 8 m de côté) a égale­
ment été réalisé autour de la zone d'injection pour la 
simulation des pulses. Il a été construit autour du point 
d'injection HM1. Il utilise, en plus des données précé­
dentes, les relevés de fracturation dans les forages. 

Pour simuler les expérimentations, on a utilisé le 
logiciel 3DEC qui permet la simulation du comporte­
ment hydromécanique d'une matrice déformable et 
imperméable découpée par des fractures supposées 
saturées d'eau (Itasca, 1993; 1994). Des travaux anté­
rieurs réalisés par l'INERIS ont permis de vérifier le 
bon fonctionnement du logiciel pour des simulations 
hydromécaniques (Thoraval et Renaud, 2003 ; Tho­
raval, 2005 ; Thoraval et al., 2005 ; Hosni et al., 2003). 
Des développements ont également été réalisés à la 
demande de l'INERIS permettant de généraliser les 
lois de couplage ; les paramètres des équations (1) et 
(2), décrites dans le§ 2.1., peuvent être définis comme 
des fonctions de la contrainte normale s'exerçant sur 
la fracture. 

Le modèle considère les hypothèses suivantes : 
- la matrice a un comportement élastique ; 
- les fractures et les joints de stratification ont un com-
portement élastique linéaire, la fermeture mécanique 
.:1un s'obtenant en divisant la contrainte normale effec­
tive exercée sur les épontes de la fracture par la raideur 
normale de la fracture. On a supposé négligeable les 
variations de la raideur des discontinuités induite par 
celles de la contrainte effective au cours des expéri­
mentations ; 
- la loi d'écoulement dans les fractures est la loi cubi­
que; 
- les lois de couplages hydromécaniques correspon­
dent aux équations (1) et (2) avec b = f = 1. 

Les valeurs choisies pour les paramètres du modèle 
de référence sont les suivantes : 

• Raideurs des fractures 
La valeur kn = 15 GPa/m a été retenue pour la rai­

deur normale de la fracture instrumentée (valeur pro­
che de la valeur obtenue en laboratoire à faible valeur 
de contrainte normale) et kn = 100 GPa/m pour celle 
des joints de stratification (choix arbitraire à ajuster 
par calage). Les raideurs tangentielles sont supposées 
10 fois plus faibles. 

• Ouvertures hydrauliques des fractures 
La valeur a

0 
= 10- 4 m a été choisie pour l'ouverture 

hydraulique de la fracture instrumentée (valeur sous 
l'état de contrainte et de pression initiale avant per­
turbation). Cette valeur est proche de celle obtenue en 
laboratoire sous faible contrainte normale. On a fixé 
par ailleurs a0 = 10- 5 m pour les joints de stratification. 

• Pressions hydrauliques initiales 
Lorsque la vanne est fermée, un état d'équilibre 

hydromécanique s'établit dans le versant. Le niveau 
d'eau remonte et se stabilise à environ 7 m (voire 
jusqu'à 10 m suivant la distance au versant) au-des­
sus de la vanne, soit environ 4 m au-dessus du point 
d'injection en HMr Le cc petit )) modèle, util isé ici pour 
interpréter les experimentations réalisées avec la sonde 
amovible, peut donc être considéré comme initialement 
totalement saturé. Les pressions hydrauliques initia­
les imposées dans le modèle sont cohérentes avec les 
valeurs mesurées ( 45 kPa en HM1 et 33 kPa en HMJ 

• Contraintes initiales 
La répartition des contraintes initiales est plus 

complexe à estimer car elle dépend notamment de la 
géométrie du versant et de sa fracturation. Faute de 
mieux, on a choisi de l'estimer par un calcul préalable à 
grande échelle. Le traitement des résultats de ce calcul 
a permis de déterminer le champ de contrainte initiale 
en tout point du cc petit )) modèle comme une fonction 
de la position de ce point dans l'espace. La contrainte 
totale initiale normale à la fracture instrumentée vaut 
environ crni = 120 kPa en HM1 (la contrainte effective 
initiale en HM1 vaudrait donc selon la relation de Ter­
zaghi cr' ni = 120 - 45 = 75 kPa); 

• Conditions aux limites 
On a considéré des conditions aux limites de type 

cc flux nul )) en hydraulique et de type cc contraintes 
imposées )) en mécanique (les valeurs imposées étant 
égales aux valeurs initiales résultant du modèle à 
grande échelle). On a pu établir que, pour la taille choi­
sie du petit modèle, les conditions aux limites n'avaient 
pas d'effet significatif sur les résultats. 

-Détermination des caractéristiques HM 
de la fracture instrumentée par calage 
sur les mesures faites lors des injections 
de courte durée 

On a simulé le pulse en imposant l'évolution des 
pressions hydrauliques mesurées au cours du temps 
au point d'injection. Les simulations ont été réalisées 
en régime transitoire. Le temps est discrétisé en un 
certain nombre de pas de temps hydrauliques, un 
certain nombre de cycles mécaniques dits de relaxa­
tion étant effectué à chaque pas de temps hydraulique 
afin d'obtenir un équilibre mécanique à chaque pas 

41 hydraulique. 
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Le tableau II rassemble les résultats correspondant 
aux modèles de référence pour simuler les paliers de 
pompage et d'injection. On observe, par comparaison 
avec les valeurs mesurées du tableau I : 
- une sous-estimation des variations de pression calcu­
lées en HM

1 
et HM

2 
(de 7 à 8 fois); 

- une surestimation des débits induits calculés (de 7 à 
8 fois); 
- une sous-estimation des déplacements normaux cal­
culés (6 fois plus faibles en HM1 et 3 fois plus faibles en 
HM

2
). 

Il semble donc que les valeurs choisies pour le 
modèle de référence pour !'ouverture hydraulique et la 
raideur normale de la fracture instrumentée soient trop 
fortes. Après calage du modèle, il apparaît que : 
- la valeur optimale pour !'ouverture hydraulique 
est 0,6 mm (cette valeur reste dans la fourchette des 
valeurs déterminées à l'aide du modèle analytique). 
Elle est toutefois 6 fois supérieure à celle obtenue par 
calage sur les mesures faites lors des injections de 
courte durée; 
- la détermination des raideurs de fracture in situ par 
calage du modèle n'a pas encore été faite. Compte tenu 
des écarts entre les résultats du modèle de référence 
et les mesures en ce qui concerne les déplacements 
normaux, on peut s'attendre à ce que les valeurs de 
raideurs normales optimales soient de 2,5 à 5 GPa/m, 
soit 6 à 3 fois plus faibles que les valeurs obtenues par 
calage sur les mesures faites lors des injections de 
courte durée. 

-Synthèse 
Les caractéristiques hydromécaniques de la fracture 

instrumentée (raideur normale et ouverture hydrauli­
que ici) ont été déterminées à partir de la simulation 
des pulses de courte durée et des essais d'injection 
et de pompage par paliers. Il apparaît que l'on n'ob­
tient pas les mêmes valeurs pour les caractéristiques 
hydromécaniques à partir des pulses de courte durée 
(k

0 
HMJ = 15 GPa/m ; k

0 
HMZ = 50 GPa/m ; aHMl = 10 4 m; 

aH~2 = 5.10- 5 m) et à partir des essais d'injection et de 
pompage de longue durée (k

0 
HMt = 2,5 GPa/m ; k

0 
tIMz 

-4 . . ' . 
= 5 GPa/m; aHMl = 6.10 m). Dans le deux1eme cas, on 
obtient donc des raideurs 6 à 10 fois plus faibles et des 
ouvertures 6 fois plus fortes. 

L'origine des écarts vient vraisemblablement du fait 
que les pulses de courte durée et les essais d'injection/ 

pompage ont un rayon d'influence très différent. Le 
pulse affecte un volume de petite taille autour du point 
d'injection (quelques m3) et sur une très courte période 
de temps (quelques secondes), alors que les essais d'in­
jection/pompage affectent un volume de roche bien 
plus important et sur une durée également beaucoup 
plus longue (30 minutes au minimum par palier). Dans 
le premier cas, les caractéristiques déterminées par 
calage correspondent aux caractéristiques locales de 
la fracture instrumentée à !'endroit de la mesure (les 
valeurs trouvées dans ce cas sont d'ailleurs assez pro­
ches de celles déterminées en laboratoire). Dans le 
second cas, le comportement de la fracture instrumen­
tée est impacté par la présence des autres fractures ainsi 
que par les caractéristiques de la matrice rocheuse. Les 
caractéristiques hydromécaniques déterminées dans 
ce cas sont en réalité des caractéristiques équivalentes 
tenant compte des facteurs qui n'ont pas été inclus de 
façon directe dans le modèle (la présence de petites 
fractures ou la porosité matricielle par exemple). 

Si on veut prédire le comportement hydromécani­
que cc en grand ii d'un milieu rocheux fracturé sur une 
période de temps assez longue, suite à une sollicita­
tion hydraulique (battement de nappe par exemple), on 
pourra élaborer un modèle simplifié incluant unique­
ment les fractures principales. On recommande dans 
ce cas de déterminer leurs caractéristiques hydromé­
caniques à partir d'un essai d'injection ou de pompage 
par paliers. 

Si on dispose de plus de moyens, et que le modèle 
prédictif peut simuler explicitement le comportement 
des différentes composantes du milieu, il peut être 
intéressant de réaliser des pulses pour déterminer les 
caractéristiques intrinsèques des différentes fractures. 

-Conclusion et perspectives 
D'un point de vue technologique, l'apport princi­

pal est la mise au point d'une sonde amovible permet­
tant de faire des mesures simultanées des variations 
de pression et de déplacement dans une fracture. Les 
mesures faites par capteurs à fibre optique se révè­
vent être d'un ordre de grandeur plus précises que les 
mesures par capteurs à cordes vibrantes (soit 10- 7 m 
pour les déplacements et 1 kPa pour les mesures de 
pression). De plus, la fréquence des mesures peut être 
bien supérieure (120 Hz), ce qui permet d'enregistrer 
avec beaucoup plus de finesse les variations temporel­
les des paramètres mesurés. 

'rAlltl!ÂtNl Valeurs calculées en HM1 et HM2 correspondant aux paliers de pompage et d'injection 
(modèle de référence). 
Computed values at HM1 et HM2 for each pumping and injection steps (reference mode!). 

0,05 -0,4 -0,01 -0,1 0,00 
0,44 -3,45 -0,08 -0,84 -0,04 
0,51 -3,99 -0,09 -0,98 -0,05 
0,55 -4,31 -0,10 -1,05 -0,05 

Pompage 0,77 -6,02 -0,14 -1,47 -0,07 
0,55 -4,31 -0,10 -1,06 -0,05 
0,52 -4,07 -0,09 -1 -0,05 
0,46 -3,61 -0,08 -0,88 -0,04 
0,09 -0,72 -0,02 - 0,'18 -0,01 

Injection -4,656 36,25 0,8317 8,88 0,4346 
-10,06 78,25 1,793 19,21 0,9362 
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Coupe du profil 17-17' avec les failles principales (F), les galeries de drainage, les dispositifs de renforcement 
mécanique et les repères topographiques (TP). 
Cross section of the profile 17-17' with main faults (F), drainage galleries, mechanical reinforcements and benchmarks (TP). 

Plusieurs dispositifs de renforcement ont été mis 
en place de manière systématique sur les pentes de 
l'excavation. 

Pour les deux premiers gradins dans la partie supé­
rieure du talus (cote supérieure à 200 m) excavés dans 
le granite fortement altéré en surface puis moyen­
nement altéré, des angles de pente de 45 degrés ont 
été adoptés. Du béton projeté (12 cm d'épaisseur) et 
des boulons d'ancrage (longueur 150 cm, espacement 
300 cm x 300 cm) ont été utilisés afin de protéger la 
surface des gradins. 

Dans la partie inférieure du talus (entre les cotes 200 
et 160 m), dans le granite légèrement altéré puis sain, 
on trouve des pentes plus raides (de 60 à 70 degrés 
au niveau des gradins). Du béton projeté a été mis en 
œuvre sur une épaisseur de 10 cm environ et des bou­
lons d'ancrages (longueur: 500 à 800 cm) ont été ins­
tallés avec un espacement régulier de 300 cm latérale­
ment par 600 cm verticalement. 

Ê 

* 

250 

200 

0 150 
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0 1N11 

Pour les chambres d'écluse, un système de câbles 
en acier de haute qualité (800 à 1 400 cm de long, espa­
cement de 130cmx130 cm à 160cmx160 cm) précon­
traints à une tension de service de 3 000 kN, assure le 
maintien des murs verticaux. Ponctuellement, les volu­
mes instables de plusieurs centaines, voire plusieurs 
milliers de mètres cubes, identifiés à l'avancement des 
travaux ont été stabilisés par des systèmes d'ancrages 
et de câbles précontraints supplémentaires. 

Un système de surveillance a été installé dès le 
début des travaux et au fur et à mesure de la progres­
sion de l'excavation. Il a fonctionné pendant toute la 
durée de la construction de l'écluse . Il est constitué de 
différents instruments de mesure (Fig. 3) : 
- des bornes topographiques (TP), qui permettent de 
suivre la déformation des parois de l'excavation ; 
- des inclinomètres (IN), qui renseignent sur les dépla­
cements au niveau des failles et les déformations plus 
profondes du massif; 

INOl~IN02 

i 

i 
i 
~ ......... : 

50 .i.---~--~---~--~--~-----------------1 
- 250 -200 -150 - 100 - 50 0 50 100 150 200 250 

Abscisse (m) 

TP : repère topographique IN : inclinomètre GW : piézomètre 

nG. a Systèmes d'auscultation et de surveillance installés sur le profil 17-17'. 
Monitoring systems on the profile 17-17'. 
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La construction d'un tel modèle numérique est 
complexe car elle nécessite la connaissance d'un nom­
bre important de paramètres relatifs à la géologie, l'hy­
drogéologie, au comportement mécanique du massif 
rocheux, ainsi qu'aux principales caractéristiques du 
processus d'excavation et de la mise en œuvre des ren­
forcements mécaniques. 

La détermination des paramètres mécaniques du 
massif rocheux est certainement le point le plus déli­
cat, car ils dépendent à la fois du comportement rhéo­
logique de la matrice rocheuse et des discontinuités. 
Les essais de laboratoire concernent essentiellement le 
comportement de la matrice, et les essais in situ ne per­
mettent d'investiguer qu'un volume limité du massif 
rocheux. Quelle que soit leur qualité, ils ne peuvent ren­
dre compte du comportement réel du massif et fournir 
les paramètres mécaniques correspondants pouvant 
être utilisés directement dans les modèles numériques, 
en particulier pour le comportement à long terme qui 
fait intervenir des paramètres de viscosité. 

La solution retenue, comme la plus appropriée 
pour obtenir des résultats aussi réalistes que possi­
ble, a consisté à construire des modèles numériques 
prenant en compte les principaux paramètres géomé­
triques, géologiques et géomécaniques du projet, et 
à comparer les résultats des calculs avec les mesures 
d'instrumentation pour ajuster, par essais successifs, 
les valeurs de certains paramètres. 

Une telle méthodologie doit être bien contrôlée et 
a donc nécessité de procéder par étapes successives, 
mettant en œuvre des modèles initialement simples 
qui ont été progressivement améliorés. A chaque 
étape, des comparaisons entre les résultats de calcul 
et les mesures d'instrumentation ont été réalisées pour 
contrôler la réponse du modèle et ajuster certains para­
mètres, si nécessaire. 
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-Calculs préliminaires et dimensionnement 
du modèle géométrique 

Avant d'élaborer des modèles géomécaniques com­
plexes tenant compte de l'ensemble des caractéristi­
ques du projet, il est fondamental de réaliser des calculs 
préliminaires sur des modèles simplifiés afin d'évaluer 
l'influence de la taille du maillage et des conditions 
aux limites sur les résultats de calculs. Cette approche 
usuelle en simulation numérique a pour objectif prin­
cipal de déterminer la taille du maillage et les condi­
tions aux limites qui auront une influence nulle ou du 
moins limitée sur les résultats au voisinage des pentes 
de l'écluse à bateaux. 

Les résultats de ces calculs préliminaires ont conduit 
à retenir une taille de modèle de 3 000 m x 1 000 m. 
Le rapport entre taille du modèle et taille de l'excava­
tion est donc d'environ 8, ce qui est plutôt élevé si l'on 
compare aux valeurs généralement recommandées qui 
varient entre 5 et 10. 

Le maillage (Fig. 4) est divisé en quatre zones à 
mailles carrées dont la taille est adaptée à la précision 
nécessaire pour simuler la géologie et la géométrie du 
problème et à la précision recherchée dans les résultats 
de calcul. Le nombre total de mailles est de 56 900. 

-Résultats des simulations numériques 
Dans les premières simulations numériques, la 

géométrie a été simplifiée et le massif rocheux consi­
déré comme un milieu continu obéissant au modèle de 
Mohr-Coulomb. Puis, ces modèles ont été progressi-

-600+---..--.--.,---,.--,..---.----.---.--~--~-~----~----~ 
- 900 - BOO - 700 - 600 - 500 - 400 - 300 - 200 - 100 0 1 OO 200 300 400 500 600 700 800 900 

Abscisse (m) 

.__ _ _,_nG.. 4 Géométrie du maillage utilisé dans le logiciel FLAC2D et taille des mailles dans chaque zone (d'après 
Touitou, 2002). 
FLAC2D mode! grid geometry and element size in each zone (from Touitou, 2002). 
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Vecteurs déplacements (en m) calculés (noir) et mesurés (gris) au niveau des repères topographiques à la 
fin de l'excavation. Modèle de Burger avec failles principales et renforcements mécaniques. 
Calculated (black colour) and monitored (grey colour) displacement vectors of the benchmarks at the end of the 
excavation (in m). Burger mode! with main faults and mechanical reinforcements. 

boulons et câbles d'ancrage mis en œuvre de manière 
systématique le long des pentes et, parfois, intensifié à 
proximité de certaines failles majeures. D'une manière 
générale, les renforcements mécaniques ne changent 
pas de manière significative les champs de contraintes 
sauf dans le plot central où les modèles sans renforce­
ments mécaniques conduisent au développement de 
zones de traction excessive. De la même manière, le 
champ de déplacements est peu modifié sauf le long 
des murs verticaux des parois des chambres. 

Les renforcements mécaniques installés réduisent 
considérablement les déplacements le long des murs 
verticaux et particulièrement à leurs sommets où les 
déplacements induits par l'excavation sont divisés 

34 

32 

30 w 28 

26 

24 

22 

par 2. Ils limitent également le mouvement de long 
des failles principales et ont certainement, dans la réa­
lité, une action comparable le long de discontinuités 
de plus faible extension non prises en compte dans 
cette modélisation. Au total, ils participent donc acti­
vement à la réduction des risques d'instabilités locales 
de blocs délimités par des failles ou des discontinuités 
de grande taille. 

Dans l'ensemble, les modèles numériques ont donné 
des résultats en bon accord avec les mesures d'ins­
trumentation (figure 8 de manière globale, et figure 9 
pour plus de détails sur le repère topographique TP11) 
sauf dans la partie centrale où les déplacements mesu­
rés sont sans doute influencés par des effets tridimen-
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-- Mesures - Déplacement horizontal 

- Modèle 2f-BU40 - Déplacement horizontal calculé 

....._ Mesures - Déplacement vertical 

- Modèle 2f-BU40 - Déplacement vertical calculé 

Date (année/mois) 
hG. 9 Déplacement du repère topographique TP11 sur Je versant nord. 

Displacement of the benchmark TP11 located on the North slope. 
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On a pu ainsi calculer la part du déplacement total 
qui se produirait après la fin de l'excavation. Pour les 
repères topographiques situés sur les pentes nord et 
sud, elle varie entre 8 et 17 % du déplacement total. 
Ces valeurs sont en bon accord avec les mesures effec­
tuées sur des repères topographiques de l'écluse à 
bateaux provisoire pendant plusieurs années après la 
fin de son excavation et qui ont représenté 10 à 15 % 
du déplacement total. 

-Comparaison entre les différents modèles 
La figure 11 montre à titre d'illustration les dépla­

cements d'un repère topographique (TP11) fournis par 
l'instrumentation et les valeurs calculées avec diffé­
rents modèles géomécaniques du massif rocheux. 

Par comparaison au modèle continu équivalent de 
Mohr-Coulomb (2c-MC), le modèle de Hoek-Brown 
(2c-HB2), qui permet de prendre en compte une plus 
grande déformabilité du massif rocheux en raison de la 
présence des discontinuités, fournit des déplacements 
supérieurs, plus proches des mesures de terrain. 

La prise en compte des failles majeures dans le 
modèle Hoek-Brown (2d-HB62) ne change pas fon­
damentalement les résultats pour ce repère topogra­
phique situé plutôt dans la partie haute du massif et 
éloigné des failles majeures du modèle. 

Si l'on compare le modèle précédent avec le modèle 
Hoek-Brown (2f-HB62) qui intègre le renforcement 
mécanique, on peut observer le rôle favorable joué 
par ce renforcement, limitant les déplacements en par­
ticulier lors des dernières phases de l'excavation au 
cours desquelles sont creusées les chambres verticales 
sollicitant particulièrement le massif rocheux. Dans la 
partie finale de la courbe, les déplacements calculés 
sont encore plus proches des mesures traduisant une 
amélioration du modèle numérique . 

Le modèle 2f-BU40 permet de tenir compte du 
comportement visqueux du massif rocheux. Ce com­
portement différé dans le temps est illustré claire­
ment par l'évolution des déplacements qui se poursuit 
même lorsque le processus d'excavation est arrêté 
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(plateau dans la courbe du modèle élastoplastique 
2f-HB62). Ce modèle permet de calculer des déplace­
ments après la fin de l'excavation et on voit, qu'avec 
les paramètres de viscosité choisis, les déplacements 
calculés s'approchent relativement bien des déplace­
ments mesurés. 

-Conclusion 
L'évaluation des déformations à long terme en 

réponse à des excavations dans les massifs rocheux, 
dans des contextes géomécaniques complexes, repré­
sente un enjeu de première importance pour les pro­
blèmes de géologie de l'ingénieur et de mécanique des 
roches et ne peut être obtenue que par la simulation 
numérique. 

La mise en œuvre de tels modèles requiert cepen­
dant de nombreuses données relatives à la géologie, 
l'hydrogéologie et principalement le comportement 
mécanique du massif rocheux. Des essais classiques 
de laboratoire ou même in-situ ne peuvent pas ren­
dre compte de manière exhaustive du comportement 
mécanique du massif rocheux, en particulier de son 
comportement à long terme qui fait intervenir des 
paramètres mécaniques de viscosité à la fois pour la 
matrice rocheuse et pour les discontinuités. 

La méthodologie présentée, fondée sur la construc­
tion de modèles de complexité croissante prenant en 
compte progressivement les caractéristiques géomé­
caniques du massif rocheux et les mesures issues de 
l'instrumentation, constitue certainement la solution 
la plus appropriée pour obtenir les résultats les plus 
réalistes possible. 

Encore une fois, il faut rappeler qu'une étude géo­
logique préalable est indispensable pour identifier les 
paramètres structuraux, géomécaniques ei: hydrauli­
ques qui vont contrôler principalement le comporte­
ment du massif. On peut alors proposer des modèles 
de calcul dont les résultats s'approcheront du compor­
tement réel du massif, malgré les simplifications néces­
sairement introduites dans la modélisation, compte 
tenu de la complexité de la réalité géologique. 

Chen Deji-The geologic study of the Three 
Gorges Project in China. 5'h Internatio­
nal IAEG Congress, Buenos Aires, 4.1.4, 
1986, p. 1067-1075. 

Chen Deji - Engineering geological pro­
blems in the Three Gorges Project on 
the Yangtze, China. Engineering Geology 
51, 1999, p. 183-193. 

Touitou D. - Apport de la modélisation et 
de l'instrumentation dans l'analyse de 
la stabilité et de la déformation à long 
terme d'un massif granitique. Application 
aux talus de grande hauteur de l'écluse 
à bateaux permanente du barrage des 
Trois Gorges (Chine). Thèse de l'~cole des 
mines de Paris, 2002, 174 p. et annexes. 

Fleurisson J.-A., Alonso Garcia J ., Cojean 
R. - Mechanical reinforcement and 
geotechnical design of open pit mine 
using DEGRES program. Interna­
tional Journal of Surface Mining, Rec­
lamation and Environment, 10, 1996, 
p. 103-112. 

Fleurisson J. -A., Alonso Garcia J., Cojean 
R., Tanays E., Hantz D., Paquette Y., 
Driancourt D. - Conception géométri­
que de mines à ciel ouvert avec. pist.p, 
et analyse de la stabilité de talus. Actes 
du colloque international géotechnique 
et informatique. Paris, 29-30 septembre-
10' octobre 1992, p. 233-244. 

Cojean R., Fleurisson J .-A. , Billiotte J., 
Thénevin I.. Touitou D., Caï Y., Arnould 
M. - Contribution to the high rock slope 
design and monitoring of the perma­
nent shiplock at the Three Gorges Dam 
project. Final report. Contract Armines­
CGVCTGPC. 2001, 4 volumes. 

Fleurisson J.-.A., Cojean R., Thénevin I. 
- A methodological approach to assess­
ing long term deformation of the exca­
vated rock slopes of the permanent ship­
lock at the Three Gorges Dam (China), 
proceedings CD-R Geoline 2005 Lyon, 
France 23-25 mai, 2005. 

REVUE FRANÇAISE DE GÉOTECHNIQUE 
N° 128 
Je trimestre 2009 




	Button3: 
	Button1: 
	Button4: 
	Button2: 


