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RÉSUMÉ

La stabilité de pentes rocheuses, d'ouvertures souterraines et d'autres
ouvrages aménagés en massifs rocheux fortement fracturés peut présenter des
risques à cause d'un mode de rupture inusité : le développement de zones
d'instabilité en kink (ZIK). Bien que ce type d'instabilité a été reconnu et observé, la
conception géomécanique d'ouvrages dans ces milieux ne tient compte que très
rarement d'un tel mode de rupture et très peu d'études ont porté sur ce problème.
La présente recherche analyse les conditions critiques menant à ce type
d'instabilité et propose un critère de rupture permettant de déterminer sa
résistance au cisaillement au pic.

Tout d'abord, des simulations numériques utilisant le code de
programmation UDEC ont relié la dilatance du massif rocheux fracturé durant la
déformation au développement des ZIK et à leur résistance. Ainsi, le
développement des ZIK est toujours associé à une importante dilatance du
système. De plus, il ressort que le taux de dilatance est fonction de la géométrie
des ZIK.

Ces observations ont alors permis le développement d'un critère de rupture.
Ce dernier est basé sur des considérations énergétiques et il permet de calculer la
résistance au cisaillement au pic des zones d'instabilité en kink « %, » en fonction
de la contrainte normale appliquée « <rN », de la dilatance du système « y/» et de
la friction interne « fa » :

Finalement, les simulations numériques systématiques en chargement
biaxial ont permis de déterminer des relations statistiques associant la géométrie
du réseau de fracture à la géométrie des ZIK qui s'y développent. Ainsi,
l'inclinaison et l'épaisseur des ZIK peuvent être estimées à partir uniquement de
l'orientation de la fracturation et de la friction de surface des joints. Ces éléments
géométriques permettent de calculer l'angle de dilatance des ZIK, donc leur
résistance.
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ABSTRACT

The stability of rock slopes, underground openings and other excavations in
intensely jointed rock masses, may be at risk with an unusual failure mode: kink
zone instability (KZI). Although this failure mode has been recognized in physical
tests and in field observations, the geomechanical design of excavations in jointed
and foliated rock masses rarely takes into account such a mode of failure, and very
few studies have considered this problem in the past. The present research project
analyses the critical conditions leading to this type of instability and develops a
failure criterion that determines the peak shear strength of this kind of deformation.

First, numerical simulations using the UDEC code links the fractured rock
mass dilatancy during deformation to the KZI development and resistance.
Thereby, the KZI development is always accompanied by an important dilatancy,
and the dilatancy rate is function of the KZI's geometry.

These observations have allowed the development of a failure criterion.
Based on energetic considerations, this criterion determines the KZI's peak shear
strength « TRP» from the applied normal stress « OH », the system dilatancy «
and the internal friction « #? »:

Finally, systematic numerical simulations of biaxial loading lead to the
determination of statistical relations between joints network geometry and KZI
geometry. Thereby, the KZI inclination alhd width can be estimated from the joints
orientation and their surface friction. Once the KZI's geometry is determined, the
dilatancy angle and KZI's resistance can be estimated.
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CHAPITRE 1

INTRODUCTION

1.1 Généralités

La mécanique des roches est une discipline relativement récente qui s'est

développée en parallèle avec divers secteurs d'activités tels que l'exploitation des

ressources minières et pétrolières, et la construction de grandes infrastructures

tels des barrages hydro-électriques, des tunnels, des routes et des sites

d'enfouissement de déchets radioactifs. Suite à l'intensification de ces activités,

des ruptures de massifs rocheux se sont multipliées, certaines étant

catastrophiques (ex: Malpasset en 1959; Vajont en 1963). Généralement, ces

ruptures sont contrôlées par des fractures et des discontinuités présentes dans les

massifs. Ainsi la stabilité des ouvrages en massifs rocheux fracturés dépend

principalement des caractéristiques des réseaux de discontinuités et de leurs

paramètres (l'orientation et l'espacement entre les discontinuités, leur résistance

au glissement, la pression interstitielle, ...). Les modes de rupture répertoriés sont

le glissement sur un plan {plane failure), le glissement le long d'une intersection

{wedge failure), le basculement de blocs et de colonnes {toppling failure) et la

rupture par zone d'instabilité en kink (ZIK) {kink band slumping). Les deux premiers

modes de rupture sont généralement bien compris; Hoek et Bray (1981) en font



d'ailleurs une bonne synthèse. La rupture par basculement est plus complexe et a

été étudiée antérieurement (Goodman et Bray, 1976; Hoek et Bray, 1981;

Pritchard et Savigny, 1990; Baria et al., 1992; et plusieurs autres). Le dernier mode

de rupture cité, soit la rupture par zone d'instabilité en kink a été observée et

décrite (Archambault, 1972; Goodman et Kieffer, 2000), mais elle demeure encore

très méconnue. De plus, elle n'est généralement pas prise en compte dans les

critères de conception d'ouvrages en massifs rocheux fracturés.

1.2 Problématique

L'instabilité en kink, reconnue depuis longtemps en géologie structurale

(nommée « bande de kink »), se développe par flambage dans des roches

comportant des faiblesses mécaniques planaires pouvant être associées au litage,

à la foliation, à la schistosité ou autres structures planaires, aussi bien en

comportement fragile que ductile. De nombreuses observations de terrain ont

relevé ces modes de déformation et de rupture à des échelles décimétriques aussi

bien que décamétriques dans des milieux rocheux fortement anisotropes (Ramsay

1967; Stubley 1990 et de nombreux autres). Plusieurs études expérimentales sur

des matériaux anisotropes analogues et sur des roches foliées ont porté sur la

morphologie de ces structures ainsi que sur les relations déformation-dilatance qui

les caractérisent (Paterson & Weiss 1966; Donath 1968, 1969; Anderson 1974;

Gay & Weiss 1974; pour n'en citer que quelques-unes). Même si ces observations

et ces travaux ont permis de bien documenter certains aspects géométriques de



ces structures, peu ou pas de modèles satisfaisants peuvent en expliquer les

caractéristiques de déformation et de comportement mécanique.

Les massifs rocheux à facturation et joints systématiques démontrent aussi

le développement de zones d'instabilité en kink comme mode de déformation et de

rupture sous certaines conditions. La conception géomécanique d'ouvrages dans

ces milieux ne tient compte que très rarement d'un tel mode de rupture, car très

peu d'études ont porté sur ce problème (Archambault 1972, Ladanyi &

Archambault 1972, 1980; Rizopoulos & Boehler 1992). Peu de lois constitutives

ont été formulées pour tenir compte de ces phénomènes; aucun critère de rupture

ni théorie de flambage adéquat n'a été proposé jusqu'à maintenant pour modéliser

ces phénomènes dans les massifs rocheux fracturés.

1.3 Objectifs

Le projet vise à développer un modèle analytique du comportement

mécanique de la déformation rotationnelle et d'évaluer son influence sur les

mécanismes de rupture progressive par instabilité en kink, afin d'améliorer la

conception des ouvrages aménagés en massifs rocheux foliés, fortement fracturés

ou jointes.

Les étapes intermédiaires qui permettront d'atteindre le but visé sont les

suivantes :

1) Concevoir et valider un modèle numérique pour les ruptures en zone

d'instabilité en kink (ZIK)



2) Valider les modèles de comportement mécanique de déformation et de

rupture des masses rocheuses fracturées;

2) Créer une base de données substantielle sur les ZIK;

3) Concevoir et valider un modèle analytique pour les ruptures en ZIK;

4) Déterminer les relations entre la géométrie des ZIK, les conditions de

chargement et les caractéristiques du réseau de fractures.

1.4 Organisation de la thèse

Cette thèse est divisée en deux grands volets, soit un volet de modélisation

numérique et un volet de modélisation analytique. Outre l'introduction, une

discussion et les conclusions, la thèse comporte quatre chapitres.

Le chapitre 2 fait une revue de la littérature concernant les déformations des

massifs rocheux avec accent sur le développement des bandes de kink. Les

paramètres critiques influençant le développement des bandes de kink sont

identifiés et l'approche analytique qui sera utilisée dans cette recherche est définie.

Le chapitre 3 traite de la modélisation et de la simulation numérique des

zones d'instabilité en kink dans les massifs rocheux fracturés sous chargement

biaxial. Les observations effectuées à partir des résultats des simulations

numériques permettent de confirmer le rôle prépondérant de la dilatance sur le

développement et la résistance des ZIK.

Le chapitre 4 contient le développement théorique menant au

développement du critère de rupture analytique permettant d'estimer la résistance



au cisaillement au pic des zones d'instabilités en kink. La validation du critère de

rupture est effectuée à l'aide des résultats des essais physiques et des essais

numériques.

Le chapitre 5 contient une étude statistique permettant d'estimer la

géométrie des ZIK à partir des conditions de chargement et des caractéristiques

du réseau de fractures.
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CHAPITRE 2

LES ZONES D'INSTABILITÉ EN KINK

2.1 Généralités

Les roches possédant une forte anisotropie planaire (schistosité, clivage,

etc.) montrent des modes de déformations particuliers, soit des plissements à

flancs plats et à charnières anguleuses. Deux types de plis sont généralement

reconnus, soit les bandes de kink (BK) et les plis en chevrons (figure 2.1).

a) b)

Figure 2.1 : a) Bande de kink. b) Ris en chevrons. (Adapté de Mattauer, 1973).

Ces types de déformation peuvent affecter la stabilité des ouvrages

d'ingénierie conçus en massifs rocheux fracturés (figure 2.2). L'appellation « zone

d'instabilité en kink » ou « ZIK » est utilisée dans ces cas particuliers. Très peu

d'études en mécanique des roches ont porté sur les ZIK. Par contre, en géologie,

beaucoup d'articles ont été publiés sur les bandes de kink et les plis en chevrons.

Bien que les buts de la recherche effectuée par les géologues ne correspondent



pas à ceux des mécaniciens des roches, beaucoup d'informations utiles et

pertinentes concernant la géométrie et la cinématique des BK s'appliquent aux

deux domaines de recherche.

Figure 2.2 : Ruptures par ZIK. Gauche: Pente rocheuse fracturée; simulation numérique sur UDEC.
(Adapté de Nichol et al., 2002). Droite: Ouverture souterraine. Panet (1976)

Le présent chapitre présente une revue de la littérature concernant les

zones d'instabilité en kink (ZIK) provenant en grande partie des études

géologiques portant sur les bandes de kink. Premièrement, une comparaison entre

les BK et les plis en chevrons est effectuée. Deuxièmement, la caractérisation

géométrique et cinématique des ZIK sont détaillées. Troisièmement, ie

comportement mécanique des ZIK est présenté. Finalement, les diverses théories

analytiques et critères de ruptures sont décrits.

2.2 Bandes de Kink vs plis en chevrons

2.2.1 Bandes de kink

Les plis en kink sont des plis ouverts asymétriques dont les charnières sont

anguleuses et les flancs plats. Une particularité de ces plis est que leur surface
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axiale (PAX) est obliques par rapport à la contrainte principale majeure. Les

surfaces étroites limitées par les surfaces axiales d'un pli en kink sont nommées

« bandes de kink » (figure 2.3).

PAX

Figure 2.3 : Haut : Schéma de pli eh kink et bande de kink. Bas : Pli en kink dans les monts
Ougarta, Algérie. Une Land Rover est encerclée (Collomb et Donzeau, 1974).

Il est fréquent que les bandes de kink forment un système conjugué, ce qui

mène parfois à la formation de plis coffrés (figure 2.4). Lorsque les bandes de kink
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surviennent de façon conjuguée, la contrainte principale majeure se situe dans

l'axe reliant les angles obtus du système.

PAX

Figure 2.4 : Haut : Schéma de bandes dé kink conjuguées formant un pli coffré. Bas : Pli coffré
dans les turbklites de Northcote, Angleterre (falaise de 50 m de hauteur). (Adapté de

Price et Cosgrove, 1990).

Deux modèles de formation ont été proposés, soit le modèle de migration

des frontières (Parterson et Weiss, 1966) et le modèle rotationnel (Donath, 1968).

Ces modèles sont détaillés à la section 2.3.2. Finalement, il est à noter que les
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bandes de kink sont essentiellement des déformations fragiles qui surviennent

tardivement dans l'histoire tectonique d'une région (Ramsay, 1967).

2.2.2 Plis en chevrons

Les plis en chevrons sont des plis à flancs plats et à charnières à rayon de

courbure très faible, mais non nul (figure 2.5). Les surfaces axiales (PAX) sont

perpendiculaires à la contrainte principale majeure en compression.

ta, PAX

Figure 2.5 : Haut : Schéma de plis en chevrons (Adaptés de Price et Cosgrove, 1990). Bas : Plis en
chevrons dans les grès, N-E de l'Angleterre.

Photo : http://ic.ucsc.edu/~casey/eart150/Lectures/Folds/lntrofolding.htm



11

Les plis en chevrons se développent préférentiellement dans les roches

complexes montrant une alternance de couches compétentes et de couches

incompétentes à fort contraste de rigidité (par exemple, des turbidites dans les

dépôts de flysh). Les chevrons se produisent par un mécanisme de flexion aux

charnières et de glissement aux flancs, le long des frontières des couches

compétentes (figure 2.6). Pour que le plissement des charnières se produise, le

processus doit être, au minimum, fragile-ductile, il est donc plus probable qu'il ait

lieu plus en profondeur dans la croûte terrestre.

IPAx IPAx

Figure 2.6 : Mécanisme de pli par flexion et glissement. (Adapté de Mattauer, 1973).

Bien que les plis en chevrons et les bandes de kink possèdent certaines

similarités géométriques, la cinématique de la déformation est très différente. La

présente étude s'intéresse a priori aux ZIK de type bandes de kink puisque ces

instabilités sont les plus observées en mécanique des roches (Archambault, 1972;

Archambault et Ladanyi, 1993; Goodman et Kieffer, 2000).
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2.3 Caractérisation des zones d'instabilité en kink

2.3.1 Géométrie

La géométrie des zones d'instabilité en kink (ZIK) est analogue à celle des

bandes de kink (BK). Cette dernière a été grandement étudiée sur des roches

déformées autant naturelles qu'artificielles (Ramsay, 1967; Dewey, 1965, 1969;

Donath, 1968, 1969; et autres) (figure 2.7). Les BK sont définies par deux

frontières planes nommées « plans de kink » (PK) obliques par rapport à la

structure planaire selon un angle « a ». Les segments de foliatbn (ou clivage) à

l'intérieur des PK sont abruptement déviés et forment un angle « fi » avec le PK et

un angle « Û> » avec la foliation originale. Ainsi, a+/?+©=180°. La foliation

originale forme un angle « 6 » par rapport à la contrainte principale majeure « a, »,

tandis que les PK en forment un de « dPK ».

Figure 2.7: Éléments de géométrie élémentaire des bandes de kink. (Adapté de Donath, 1968).
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2.3.2 Modèles de formation

II est admis que le développement de bandes de kink est un résultat

provenant des instabilités de gauchissement et de coulissage instables le long des

plans d'anisotropie. De plus, les mécanismes principaux de la déformation

rotationnelle sont le glissement le long des plans et la rotation simultanée de ces

derniers.

Suite à de nombreuses études expérimentales sur des corps fortement

foliés (Paterson et Weiss, 1966; Donath, 1968; Gay et Weiss, 1974; Anderson,

1974), deux modèles on été proposés dans la littérature pour expliquer la

formation des bandes de kink : le modèle de la migration des PK (figure 2.8a) et le

modèle rotationnel (figure 2.8b).

A: Nucleatlon de
la bande de Kink

B: Migration des
plans de kink

C: Expansion
continue de la
bande de kink
(P=o)

A: Definition des
plans de kink et
rotation Initiale
(p>a)

B: Dilatance
maximale
(p = 90-)

C: Blocage de la
bande de kink

a b
Figure 2.8: Modèles de formation des bandes de kink. a) Modèle de migration des frontières.

b) Modèle rotationnel. (Adapté de Ramsay, 1967)
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2.3.2.1 Le modèle de la migration des PK

Paterson et Weiss (1966) ont introduit le concept d'un corps folié

idéal dans lequel le seul mécanisme de déformation est le glissement sur des

surfaces fortement rapprochées et parallèles à la foliation. Le modèle suppose une

conservation du volume du corps et de l'espacement de la foliation (aucune

dilatance ou contractance). Idéalement, l'ensemble des déformations angulaires se

produit à l'intérieur de la BK et le matériel externe demeure intact. Au début, les

bandes de kink s'initient par une petite structure lenticulaire prenant origine d'une

source ponctuelle ou linéaire. À cette étape, la propagation de la BK se fait surtout

longitudinalement. Ensuite, les bandes de kink s'élargissent par la migration des

PK suite à une déformation plus prononcée. Ainsi chaque point à l'intérieur de la

BK a déjà occupé une position de charnière et chaque plan de foliation est plié,

puis déplié lors de la migration de la charnière. Finalement, pour satisfaire les

hypothèses de base sur le corps folié et le type de déformation, les angles « or »

et « /? » doivent être égaux en tout temps.

2.3.2.2 Le modèle rotationnel

Suite à des essais de compression triaxiale sur des carottes d'ardoises dont

le plan de schistosité était orienté à 15° par rapport à la contrainte principale

majeure, Donath (1968) propose que les BK se forment par rotation de segments

de longueur constante entre deux plans parallèles (PK) dont l'orientation est

initialement définie et demeure constante durant la déformation. Il stipule que la

position des PK est fixée initialement selon l'orientation du plan de cisaillement
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maximal dans le corps selon un angle 6PK =±45°. Collier (1978) et Reches (1979)

définissent plutôt cet angle à ÛPK = ± J 4 5 ° + - j , où « # » est l'angle de friction le

long des plans de foliation. De plus, l'angle « a » est défini initialement et

demeure invariable. Bien qu'il observe que cet angle prend généralement une

valeur qui se rapproche de 65° et montre peu de dis persion (figure 2.9a), plusieurs

autres auteurs (Anderson, 1969; Clifford, 1969; Fyson, 1969) ont observé des

valeurs d'angle « a » entre 25° et 90e lors de relevés géologiques. En suite, des

segments de longueur constante à l'intérieur de la BK subissent une rotation, ce

qui réduit progressivement la position angulaire $ (figure 2.9b).

a

o 8
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� 140 MPs
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Figure 2.9: Relations angulaires dans les BK. a) Variation des angles a et p dans les BK. b)
Évolution des angles de la BK selon l'importance de la déformation. (Adapté de

Donath, 1968).
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Bien que Dewey (1965) ait antérieurement défini deux types de BK selon le

sens de rotation des segments internes par rapport à l'orientation initiale de la

foliation (figure 2.10), soit les BK « inverses » pour lesquelles la rotation redresse

la foliation et les BK normales pour lesquelles la rotation « couche » la foliation; les

observations en laboratoire de Donath (1968; 1969) ne montrent que la formation

de BK inverses.

Reversed negative

. � . . � . � . � . � : � ; � ; . � . � . � . � . � ; . � . �

Normal positive

Figure 2.10 : Types de bandes de kink. Gauche : bande de kink inverse. Droite : bande de kink
normale. (Adapté de Dewey, 1965).

Ainsi, lors de la rotation des segments, une augmentation de volume

(dilatance) se produit à l'intérieur de la BK inverse (figure 2.11). Cette dernière

provient de deux sources :

1) La création de vides triangulaires aux extrémités des segments en

rotation. L'importance du volume créé aux frontières est directement

proportionnelle à l'épaisseur des colonnes en rotation (Dewey, 1965). À

la limite, la rotation de segments d'épaisseur nulle ne produira pas de

vides triangulaires.

2) La création de vides rectangulaires causés par la délamination des

segments en rotation. L'espacement entre les segments augmente avec
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la diminution de fi, en passant par une valeur maximale pour fi = 90°.

Puis elle diminue jusqu'au moment où fi = a. À ce moment, les

segments entrent de nouveau en contact les uns avec les autres.

8

100H

60H

2O-

20-

/

».a =30'
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2"tf 40" 6 b \ eSv lofar 3tf

100-1
Figure 2.11 : Caractéristiques de la dilatance pendant la dèfonnation de BK inverses. Dans ce cas,

les segments en rotation sont d'épaisseur négligeable (Adapté de Clifford, 1969).

Lorsque les segments sont de nouveau en contact les uns avec les autres

(figure 2.8b), il se développe une résistance au cisaillement qui bloque la rotation

et arrête l'évolution de la BK. La rotation totale des segments est

« û?=180°-2<ar » et les déformations subséquentes au blocage peuvent

s'effectuer par cisaillement le long des PK ou par la formation de nouvelles BK

(conjuguées, parallèles ou superposées).
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2.3.2.3 Formation des ZIK en massifs rocheux fracturés

Les observations effectuées à partir d'essais biaxiaux sur un modèle réduit

simulant un massif rocheux fracturé montrent les différentes étapes de formation

des ZIK (figure 2.12). Les PK sont initialement orientés à un angle de 50° par

rapport à la facturation primaire (ligne pointillée). Aucune migration de frontière

n'est apparente et une importante dilatance se produit à l'intérieur de la ZIK. Pour

ces raisons, le modèle rotationnel des BK inverses sera utilisé pour l'étude des

ZIK.

Figure 2.12 : Formation cfune Z(Ken essai biaxial (Archambautt, 1972).
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2.4 Comportement mécanique des ZIK

2.4.1 Relation contraints - déformation - dllatance

A partir des résultats expérimentaux de Donath (1968; 1969) et de

Archambault (1972), Archambault et Ladanyi (1993) ont schématisé la relation

contrainte-déformation des ZIK en massifs fracturés (figure 2.13). Ils ont défini

quatre étapes de développement des ZIK, soit ta mobilisation, l'évolution, la remise

en contact et le blocage.
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Figure 2.13: Relations schématiques contrainte-déformation et variation de volume-déformation
durant le développement d'une BK dans une masse rocheuse foliée pour trois niveaux

de confinement. (Adapté de Archambault et Ladanyi, 1993).



20

1 ) La mobilisation de la BK est associée à une contraction de la masse

fracturée. Durant cette phase, il se produit une accumulation importante

d'énergie élastique dans le corps folié et les déformations sont faibles

(inférieures à 2%). L'accumulation des contraintes en cisaillement se

distribue peu à peu selon un plan de cisaillement maximal à environ 45°

de la contrainte axiale. La présence de cohésion ou de rugosité

importante le long des plans de foliation (ou de fracturation) se

manifestera par l'apparition d'un pic de contrainte sur le graphique (en

pointillé sur la figure 2.13).

2) L'évolution de la BK par la rotation des segments intérieurs

accompagnée par une importante dilatance jusqu'à ce que /7 = 9O°,

puis d'une contraction lorsque a<J3<90°. Durant cette phase, les

déformations sont grandes et la contrainte axiale varie peu. Il est

fréquent d'observer un certain durcissement qui est d'ailleurs

proportionnel au niveau de confinement.

3) La remise en contact des segments où se développe une résistance au

glissement. Cette dernière prend de l'ampleur peu à peu jusqu'à la limite

où elle devient égale à la contrainte de cisaillement. Cette étape montre

une contraction de la BK. Durant cette phase, le taux de durcissement

commence à augmenter et le taux de déformation diminue.

4) Le blocage de la BK lorsque la résistance au glissement est supérieure

à la contrainte de cisaillement. Durant cette phase, 0 = a. Les
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déformations subséquentes sont accommodées par la mobilisation

d'une autre BK ou par cisaillement le long d'un PK.

2.4.2 Résistance mécanique des massifs fracturés

Suite à des essais biaxiaux sur des empilements de briques de béton,

Archambault (1972) observe trois domaines de rupture des masses rocheuses

fracturées en fonction de l'orientation de la fracturation « 0 », soit (figure 2.14) :

I) La rupture par le développement d'un plan de cisaillement;

II) La rupture par le développement d'une zone de cisaillement;

III) La rupture par le développement d'une ZIK.

En mécanique des roches, les critères de design d'ouvrages sollicitant un

massif rocheux fracturé sont basés sur les résistances au glissement le long de

plans de rupture (courbes pointillées, figure 2.14). Cependant, le développement

des ZIK se produit par rotation de segments et les résistances observées (courbes

pleines, figure 2.14) sont inférieures à celles prédites par la simple résistance au

glissement. Ce fait est appuyé par la théorie généralisée de la déformation de

Cosserat appliquée aux BK et aux zones de cisaillement (de Figueiredo et al.,

2004). L'enveloppe de rupture par rotation se situe sous l'enveloppe de rupture par

cisaillement de Mohr-Coulomb (figure 2.14).
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Figure 2.14 : Résistance mécanique des ZIK en essai biaxial. (Archambault, 1972).

2.4.3 Paramètres d'influence

Grâce aux études expérimentales et théoriques effectuées par

plusieurs chercheurs (Paterson et Weiss, 1966; Donath, 1968; Honea et Johnson,

1976; Reches, 1979; Archambault et Ladanyi, 1993; et autres), certains

paramètres influençant le développement des BK ont pu être ciblés. Ainsi, les

caractéristiques d'une BK, soit l'épaisseur, l'angle de blocage, l'orientation par

rapport à la contrainte axiale et la dilatance, sont le reflet direct ou indirect des

facteurs suivants : l'orientation des discontinuités par rapport au tenseur de

contraintes, le niveau de confinement, l'angle de friction et la cohésion des
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discontinuités, ia dilatance, la fréquence des discontinuités, les caractéristiques

d'élasticité du matériel et des discontinuités, l'effet des discontinuités secondaires

obliques et autres.

2.4.3.1 L'orientation des discontinuités

L'orientation des discontinuités « 0 » par rapport à fa contrainte principale

majeure « cr, » joue un rôle quant à l'initiation et à l'évolution des ZIK. Donath

(1964) a observé que les BK se développent presque à tout coup pour des valeurs

de 0 = 15° et parfois 0 = 30°. Les essais effectués par Paterson et Weiss (1966)

sur des phyllites ont montré que la formation de BK se produit seulement pour

|0J£25°. Ladanyi et Archambault (1972) définissent un domaine de rupture par

développement de zone d'instabilité en kink des masses rocheuses discontinues

pour une orientation 13°<0<58° des discontinuités principales, cependant, ils

n'observent aucune ZIK pour les orientations 0<13°, mais plutôt le

développement de zones et/ou de plans de cisaillement. Suite à des essais

biaxiaux sur un empilement de briques de plâtre de Paris, Rizopoulos et Boehler

(1992) observent la formation de ZIK seulement pour l'orientation 0 = 26.5° de la

fracturation principale. Les ruptures observées pour les orientations 0 = 14° et

0 = 45° sont causées par le développement de plans de rupture à travers les

briques et par glissement le long des plans préexistants. L'ensemble des études

suggèrent que les orientations critiques menant au développement de BK ou de

ZIK se situent dans l'intervalle 0° <, 0 < 58°.
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2.4.3.? Le niveau de confinement

Le niveau de confinement est un paramètre critique dans le développement

des ZIK. Il ressort que la formation des ZIK se produit à l'intérieur d'un intervalle de

pression de confinement. Il est d'abord bien connu que les masses rocheuses

discontinues, à partir d'un niveau de confinement suffisant pour maintenir les

fractures fermées, réagissent exactement comme des masses rocheuses intactes

et isotropes (Goodman, 1989). Il y a donc un niveau de confinement maximal qui

limite le développement des ZIK. Archambault (1972), a observé que les ZIK ne se

produisaient plus dans les modèles dont la fracturation principale est orientée à

0 = 15° soumis à un confinement de « <x3 =3.5 MPa ». D'un autre côté, les essais

de Donath (1968) sur des ardoises de Martinsburg dont la foliation était orientée à

15° par rapport à la contrainte principale majeure suggèrent qu'un minimum de

confinement est nécessaire pour former des BK plutôt que favoriser le glissement

le long des plans de faiblesse. Il n'obtint des BK que pour un confinement

supérieur à 80 MPa (figure 2.15). Archambault (1972) obtint cependant des ZIK à

des niveaux de confinement aussi faible que 0.45 MPa et des ruptures par rotation

furent observées par Singh et al. (2002) lors d'essais uniaxiaux sur un empilement

de briques de béton.

Un paramètre qui semble être affecté par le confinement est la longueur des

segments de foliation à l'intérieur de la BK (« W », figure 2.7). Ainsi, plus le

confinement est élevé, plus cette longueur est faible. Bien que ce phénomène ait
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été observé par Archambault (1972) et Donath (1968) (figure 2.16), une seconde

série d'essais publiée par Donath (1969) ne montre pas cette relation.
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Figure 2.15 : Formation des BK selon le confinement. Adapté de Donath (1968).
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Figure 2.16 : Variation de la longueur des segments en rotation selon le confinement Gauche :
Résultats des essais triaxiaux sur des carottes d'ardoises (Donath, 1968). Droite :
Résultats des essais biaxiaux sur un empilement de briques. Archambault (1972).

2.4.3.3 La résistance au cisaillement des contacts

La résistance effective au cisaillement «r0» des contacts des discontinuités

principales est composée de la cohésion « So » et de l'angle de friction « <j> » de

ces derniers. Généralement, ils sont reliés ensemble par des critères de rupture

empiriques. Par exemple le critère de Mohr-Coulomb les relie comme suit:

T0 =S0+crn � tan 0. Une très grande cohésion de l'ordre de celle de la roche

intacte, limiterait la formation de ZIK, puisque, l'effet des plans de faiblesse étant

inhibé, le massif réagirait de façon quasi-isotrope. Par contre, l'effet de la
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résistance en friction de glissement le long des plans de discontinuité est

négligeable, car la rotation des segments les sépare les uns des autres. Seule la

remise en contact des segments à la fin de la rotation mobilise cette portion de la

résistance en cisaillement. Il a toutefois été observé que l'absence de résistance

au cisaillement mène au glissement le long des plans de faiblesse dans le cas dès

masses fracturées (Rizopoulos et Boehler, 1992).

2.4.3.4 La fréquence de facturation

La fréquence d'occurrence des discontinuités (ou l'épaisseur des bandes) a

un effet sur la longueur des segments, tel que rapporté par les observations de

Honea et Johnson (1976) et Rizopoulos et Boehler (1992). Ainsi, une

augmentation de l'épaisseur des bandes mène à l'allongement des segments en

rotation, jusqu'à une limite définie par l'envergure de l'échantillon testé ou de la

masse foliée considérée.

2.4.3.5 Autres paramètres

- La présence d'une famille de joints orthogonaux réduit le moment de

flexion induit qui résiste au moment actif provenant des forces

appliquées. Ce phénomène a un effet sur la longueur des segments en

rotation et sur la résistance générale de la masse fracturée

(Archambault et Ladanyi, 1993).

- La présence d'eau pouvant avoir un effet mécanique (pression

interstitielle) ou chimique (cimentation, dissolution) sur la résistance des

contacts.
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2.5 Modèles théoriques

2.5.1 Le modèle flexural

Honea et Johnson (1976) ont présenté une analyse de la formation des

bandes de kink. Ils ont isolé une couche représentative d'un corps folié uniforme

pour en examiner les profils de gauchissement élastique pouvant être produits

sous diverses conditions de contraintes (figure 2.17). Ce modèle stipule que les BK

sont initiées par un gauchissement de la foliation combinée à une transition fragile-

ductile instable des contacts. Une déflexion initiale (perturbation locale) est

essentielle pour initier le gauchissement des BK. Le modèle peut prédire la charge

critique « Pmk » nécessaire pour initier les BK et la longueur des segments à

l'intérieur de la BK « 2x0 » :

p -

ET (.2 _ 2 ..o

(2.2)

p
*** : Charge critique pour initier la forme du kink

x°: Demi-largeur de la bande de kink

E : Module d'élasticité de la roche

, {*�*). Moment d'inertie des segments d'épaisseur « z »

v: Coefficient de Poisson

v°: Déflexion initiale de la BK

r0 ; Résistance effective au cisaillement des contacts
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Figure 2.17 : Équilibre d'un élément infinitésimal d'un corps muiticouches déformé par une bande
de kink. a) Corps muiticouches. b) Déformation en bande de kink isolée pour une

couche unique, c) Élément infinitésimal dans la bande de kink. (Honea et
Johnson, 1976)
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2.5.2 Le modèle en pseudo-énergie

Hunt era/. (2000) ont appliqué le critère d'instabilité de Maxwell à un modèle

composé d'un empilement de couches élastiques (rigidité = « k ») d'épaisseur

constante « t » soumis à une charge axiale « P » et sous confinement « q ». Les

contacts réagissent en friction selon le critère de Mohr-Coulomb (figure 2.18). Suite

à un déplacement suffisant des frontières axiales, le système entre dans un état

métastable pour lequel des perturbations infimes déclencheront une réponse non-

linéaire.

P+H

Figure 2.18 : Modèle muiticouche étudié selon les principes de pseudo-énergie a) Modèle général,
b) et c): Zone en rotation du modèle étudié. (Hunt et al., 2000)

Le gauchissement est déclenché lorsque l'énergie élastique accumulée lors

de la pré-compression devient suffisante pour surmonter le travail interne effectué

contre la friction (figure 2.19). Lorsque cet état est atteint, le système devient

métastable et tend vers un état global (et non local) d'énergie minimale. À cette

position, la moindre petite perturbation fait passer l'équilibre de la courbe

supérieure à la courbe inférieure et le kink est initié.
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Figure 2.19 : Solutions à l'équilibre pour un état donné : graphe « Relation contrainte axiale (P) vs.
déplacement axial (A) » (At = travail effectué contre la friction; A2 = Énergie élastique

disponible provenant de la pré-compression) (Hunt et al., 2000).

2.5.3 La théorie généralisée des milieux continus de Cosserat

De Figueiredo et al. (2004) utilisent la théorie généralisée des milieux

continus de Cosserat pour solutionner les déformations de type « en domino »

(figure 2.20). Le modèle généralisé de Cosserat et Cosserat (1909) se distingue de

la théorie classique des milieux continus par une généralisation des déplacements.

Ainsi, en plus du vecteur de déplacements « û, = f (x / ) = f(x1,x2) = u,ê\+u2ê2 »

chaque élément infinitésimal possède un degré de liberté de plus, soit une micro-

rotation indépendante « Û£ » (figure 2.21). D'une façon générale, le

développement de la théorie généralisée des milieux continus de Cosserat permet

de traiter les cas de déformation où d'importantes rotations indépendantes se

produisent et sont responsables de la rupture du milieu. La déformation de type



32

« en domino » peut être associée à l'évolution des zones de cisaillement et des

bandes de kink.

Figure 2.20 : Déformation de type « en domino» (Mandl, 1987).

Figure 2.21 : Degrés de liberté de mouvement d'une particule dans un milieu continu généralisé de
Cosserat. (de Figueiredo étal., 2004)
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Durand et al. (2006) ont reproduit numériquement les essais biaxiaux

d'Archambauit (1972). Des analyses limites du système ont été effectuées à l'aide

d'un algorithme utilisant la théorie généralisée de Cosserat. Les résistances

calculées ont été comparées aux résultats expérimentaux des essais biaxiaux.

Une bonne correspondance des résistances est observée lorsqu'une composante

de déformation rotationnelle est présente (figure 2.22).

30
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Formation de
bandes de kink

'< Formation de zones
, de cisaillement
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i . . . . , \ r i . . j

0 ÎO 20 30 40 50 60 70 80 90

inclinaison de la fracturation primaire p (°)

1 2
Analyse Limite Données expérimentales Hoek, 1983

Figure 2.22 : Comparaison des résistances d'un modèle rocheux discontinu selon diverses
approches : essais biaxiaux, analyse limite et loi empirique de Hoek (Adapté de

Durand et al., 2006).
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2.5.4 La théorie de Rowe sur les relations contralnte-dilatance

Rowe (1962) a calculé théoriquement et mesuré expérimentalement la

résistance et la déformation d'un empilement non cohésif de tiges uniformes

soumis à un système de contraintes déviatoriques (figure 2.23). Ce modèle a été

traité comme un système bidimensionnel. Rowe en vient à la conclusion que la

dilatance et la résistance d'un assemblage de particules individuelles en contact

dépendent de l'angle de friction entre les surfaces des particules et de l'angle

géométrique typique de l'assemblage :

<r2 ^ Y-*) \anfi

� : Taux de dilatance

£, ; Taux de déformation axial

<pM : Angle de friction véritable entre les surfaces minérales

fi : Direction du déplacement général

1,2 : Charge par tige dans la direction 1 ou 2.



35

Figure 2.23 : Simptiftcation bidimensionnelie d'un système composé d'un empilement de tiges
uniformes. (Rowe, 1962)

À partir de cette étude, Rowe et al. (1964) proposent un modèle basé sur

l'équilibre énergétique pour déterminer la résistance en cisaillement d'un

assemblage de particules. Pour des conditions de cisaillement direct, la résistance

totale au cisaillement entre les grains (figure 2.24) peut être divisée en trois

composantes :
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(2.4)

S^-Nv : Force provenant du travail externe en dilatation
contre la force externe N;

S2=Nvtan<pf : Force provenant du travail additionnel
interne en friction causé par la dilatance;

S3=N-ten0M : Force provenant du travail interne en friction
s'il n'y a pas de dilatance;

v = tan/ ; Taux de dilatance à la rupture;

<t>f : Moyenne statistique de l'angle de friction lors du
glissement le long d'irrégularités de diverses orientations;

<pM : Angle de friction véritable entre les surfaces minérales;

i : Inclinaison du plan de glissement.

Figure 2.24 : Résistance au cisaillement entre les grains en contact. (Adapté de Rowe et al., 1964)
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2.5.5 Le modèle LADAR

Le critère de rupture proposé par Ladanyi et Archambault (1969, 1972)

permet d'évaluer la résistance au cisaillement au pic d'un plan de cisaillement

régulièrement indenté. Ce critère est une généralisation du modèle contrainte-

dilatance de Rowe. Le modèle LADAR y ajoute une quatrième composante « S4 »

qui tient compte du cisaillement des aspérités (figure 2.25) :

I_»X I""
Vas

S/A

£AA.

Figure 2.25 : Cisaillement le long d'un plan régulièrement indenté.

(2.5)

2] AAS ; Somme des projections des plans de cisaillement à
travers les indentations;

a8 : Proportion de l'aire projetée dont les indentations sont
cisaillées;

i0 : Inclinaison initiale des indentations régulières;

: Force responsable du travail nécessaire pour
chevaucher les aspérités (modèle de Rowe);

S4: Force responsable du travail nécessaire pour briser
toutes les indentations à leur base.
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Une fois développé, le critère de rupture devient :

1 ( 1 a ) * t a n ^ K ' }

TP : Résistance au cisaillement au pic;

aN : Contrainte normale appliquée sur le système;

a7 : Contrainte de transition fragile-ductile

v : Taux de dilatance au pic;

as : Proportion de l'aire projetée dont les indentations sont
cisaillées;

0M : Angle de friction des surfaces inclinées;

SR : Résistance au cisaillement de la roche intacte

Les paramètres « as » et « v » sont dépendants de la contrainte normale

appliquée « oN ». Plus la contrainte normale est élevée, plus il devient difficile de

chevaucher les aspérités, alors plus la proportion d'aspérités cisaillées est grande

et moins le taux de dilatance est grand. À la limite, lorsque la contrainte normale

atteint la pression de transition « crT », soit la pression pour laquelle les

discontinuités n'ont plus d'influence sur le système (Mogi, 1966), toutes les

aspérités sont cisaillées. Ladanyi et Archambault (1969) ont exprimé

empiriquement les variations de ces paramètres. Il en ressort que, pour

0 £ oN < crT (figure 2.26):



39

(2.7)

l - a i -tan/ (2.8)

: constantes empiriques;

L : inclinaison initiale des indentations.

Figure 2.26 : Variation des paramètres « as » et « V » lorsque Ki = 1.5 et K2 = 4. (Adapté de
Ladanyi et Archambault, 1969).

Ladanyi et Archambault (1969) ont ensuite adapté ce modèle aux zones

d'instabilité en kink. Puisque la dilatance se produisant dans les ZIK est différente

de celle se produisant lors du cisaillement le long d'un plan indenté, ils ont redéfini

les constantes « Ki » et « K2 » à partir d'essais de cisaillement direct sur des

empilements de briques (figure 2.27) :
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Figure 2.27 : Ëséais t sur un empilement dé bfcfcs i
Archambault. 1972)

rangs. (Adapté de

nB

�tan/» (2.9)

(2.10)

2 <, nR < 5 ; Nombre de rangs de blocs

Ils ont aussi proposé de réduire l'angle de frottement « 0M » à environ 30°

pour tenir compte des résultats observés.

2.6 Conclusion

Puisque chaque étude expérimentale est basée sur un matériel et des

conditions de chargement particulier, il est très difficile de comparer les diverses

études entre elles et d'effectuer une synthèse des observations concernant les

conditions de formation des ZIK. De plus, plusieurs paramètres d'influence n'ont

pas été testés systématiquement, ainsi d'importantes lacunes existent dans les
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connaissances permettant d'estimer quels paramètres sont les plus critiques et

favorables au développement des ZIK. Pour mieux cibler le développement de ZIK,

il devient essentiel de créer un bassin d'information substantiel à partir

d'observations d'essais physiques ou numériques systématiques.

Les modèles analytiques permettent d'exprimer mathématiquement les

phénomènes et processus naturels, ils proposent une solutbn globale au système

étudié. À partir de ces solutions, il devient possible de déterminer des critères de

rupture et d'améliorer les modèles numériques.

Parmi les modèles existants, celui utilisant la théorie généralisée de

Cosserat est celui qui semble le mieux adapté aux instabilités en kink. Cependant,

lorsque les bandes de kink se développent en milieux anisotropes discontinus, les

équations de compatibilité de St-Venant ne sont pas valables le long des plans de

fracture. Ces dernières assurent une compatibilité des déplacements de deux

éléments adjacents. Cette réalité demande d'effectuer une simplification du

système réel avant de le traiter à l'aide des équations des milieux continus.

Ensuite, cette approche tient compte implicitement de la dilatance, il est donc

difficile d'isoler son effet sur les résistances et les déformations globales.

Les modèles basés sur les instabilités élastiques (le modèle flexural et le

modèle en pseudo-énergie) permettent uniquement de déterminer et d'expliquer

les conditions critiques menant à l'initiation des bandes de kink (les causes). De

plus, les deux modèles sont développés sous l'hypothèse que la déformation
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s'effectue à volume constant, donc ils ne tiennent pas compte de l'effet de la

dilatance sur la résistance des massifs rocheux. Finalement, d'autres particularités

rendent ces modèles inadéquats pour le développement d'un critère de rupture

des masses rocheuses discontinues :

1) Certains paramètres du modèle flexural, soit la demi-longueur et la

déflexion initiale de la bande de kink, sont très difficiles à déterminer et

impossibles à mesurer et aucune relation contrainte - déformation -

dilatance n'est décrite ou formulée.

2) Le modèle en pseudo-énergie considère seulement les éléments

suivants : les charges externes (axiale, confinement), l'accumulation

d'énergie élastique dans les couches (rigidité des couches) et la friction

entre les couches. Les autres facteurs ne sont pas considérés (pression

interstitielle, plissement et formation des charnières, fréquence de

fracturation...).

Le modèle LADAR permet de déterminer la résistance au pic des massifs

rocheux fracturés lorsqu'un plan de rupture à indentation régulière s'y développe. Il

est basé sur la quantification de la dilatance qui se produit lors du chevauchement

et du cisaillement des indentations, ce qui constitue la cause fondamentale de la

résistance au cisaillement. Par contre, l'adaptation de ce modèle aux ZIK ne définit

pas adéquatement la dilatance et la frictbn se produisant dans les ZIK. Bien que la

théorie sous-jacente à ce modèle soit rigoureusement prouvée énergétiquement
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(Rowe et al., 1964), le développement pour les ZIK est très limité, incomplet et

teinté d'un empirisme discutable. De plus, la définition de la proportion d'aire

projetée en cisaillement s'applique difficilement, car la rupture des colonnes en

rotation se produit par développement de fissures en tension. Des définitions plus

rigoureuses de la dilatance et de la friction se produisant dans fes ZIK est

essentielle.

Le modèle de Rowe explicite le rôle de la dilatance lors de la détermination

de la résistance au cisaillement du système et il a déjà été modifié avec succès

pour y inclure une composante de cisaillement des indentations. Considérant que

la dilatance a un effet direct et majeur sur le développement des BK dans les

massifs rocheux fracturés et qu'il soit possible d'empêcher la déformation

rotationnelle en restreignant la dilatance (Archambault et Ladanyi, 1993),

l'adaptation du modèle de Rowe sera privilégiée pour la présente étude.
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CHAPITRE 3

MODÈLES NUMÉRIQUES

3.1 Généralités

Les conditions de formation des ZIK sont partiellement connues, car

plusieurs études expérimentales (Donath, 1968; Archambault, 1972; Rizopoulos et

Boehler, 1992; Archambault et Ladanyi, 1993) ont permis de cibler l'effet de

quelques paramètres critiques sur le développement de ce type de rupture.

Cependant, tel que rapporté au chapitre 2, il est très difficile de comparer les

diverses études entre elles et d'effectuer une synthèse des observations

concernant les conditions de formation des ZIK, car les matériaux utilisés et les

conditions frontières appliquées sont très différents d'une étude à l'autre. Pour

mieux cibler le développement de ZIK, il devient essentiel de créer une base de

données substantielle à partir d'observations d'essais systématiques. Cependant,

les essais physiques demandent beaucoup de temps de préparation, que ce soit

pour la fabrication et l'ajustement du montage ou encore pour la mise en place des

échantillons. De plus, il est difficile, parfois impossible, d'avoir un contrôle réel sur

certains paramètres (résistance en friction des plans de fracture par exemple).

Certaines des lacunes de ces modèles peuvent être contournées par l'utilisation

d'un modèle numérique afin de simuler le comportement mécanique des massifs
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rocheux fracturés soumis à un chargement biaxial. Ainsi, la conception et

l'utilisation d'un modèle numérique donnent une plus grande latitude quant à la

géométrie du modèle utilisée, aux conditions frontières appliquées et aux

paramètres testés.

Le présent chapitre traite donc de la conception et de l'utilisation d'un

modèle numérique développé pour étudier la formation des ZIK dans les massifs

rocheux fracturés. D'abord, une justification du logiciel utilisé est présentée,

ensuite le modèle numérique développé est détaillé et validé. Finalement, les

résultats des essais numériques sont expliqués en lien avec les conditions de

formation des ZIK et leur résistance au cisaillement

3.2 Modélisations numériques

Divers types de modélisation numérique sont utilisées développés en

mécanique des roches, entre autre les méthodes en milieux continus (éléments

finis, éléments frontières et différences finies) et les méthodes en milieux

discontinus (éléments discrets).

3.2.1 Méthodes en milieux continus

Les méthodes d'analyse des milieux continus impliquent le

découpage du domaine d'étude par une maille d'éléments interconnectés entre

eux par des noeuds communs. Un système d'équations basé sur ia mécanique

des milieux continus est utilisé pour résoudre les déplacements des noeuds de la

maille. Bien que des développements aient été faits pour traiter les discontinuités
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en les modélisant comme des éléments finis particuliers (Goodman 1976), de

nombreuses limitations sont reliées à l'utilisation des méthodes en milieux continus

pour simuler un milieu discontinu (Jing et Hudson, 2002) :

1) Modélisation uniquement de faibles déplacements le long des

discontinuités;

2) impossibilité de modéliser des rotations importantes de blocs;

3) Impossibilité de dissocier les divers éléments entre eux.

Ces méthodes ne conviennent donc pas à l'étude des kinks dans les

massifs rocheux fortement fracturés.

3.2.2 Méthode des éléments discrets

Selon Cundall et Hart (1992), le nom « méthode des éléments

discrets » convient à un programme de modélisation seulement s'il permet :

1) Les déplacements finis et les rotations de corps discrets, incluant le

détachement complet d'un élément du système;

2) La reconnaissance de nouveaux contacts durant le cycle de calcul.

La méthode des éléments discrets suppose, comme hypothèse de

base, que le comportement mécanique des milieux modélisés est principalement

contrôlé par les discontinuités. Dans sa forme la plus générale, la méthode des

éléments discrets permet d'analyser un ensemble de corps déformables, continus

ou discontinus qui interagissent les uns avec les autres, et ce même pour
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d'importants déplacements ou rotations. Bien que plusieurs variations de cette

méthode existent en mécanique des roches (Itasca, 2000), la plus appropriée est

la méthode des éléments distincts qui utilise un processus de calcul explicite basé

sur des cycles temporels pour résoudre directement les équations de

déplacement. Les corps peuvent être rigides ou déformables et les contacts sont

déformables. Le logiciel UDEC {Universal Distinct Element Code) fait partie de ce

type de programme (Cundall, 1980). Cette méthode permet de simuler les diverses

conditions du modèle prévu, soit un empilement dense de blocs déformables

pouvant subir d'importantes déformations et rotations.

3.3 Le modèle biaxial

Le modèle numérique utilisé pour simuler la formation de zones d'instabilité

en krnk dans les masses rocheuses fracturées est illustré à la figure 3.1. La

géométrie proposée et les propriétés physiques des joints et des blocs sont

similaires à celles du modèle physique utilisé par Archambault (1972). Toutefois,

quelques petites différences ont été apportées à la géométrie dans le but d'élargir

les possibilités du modèle et le rendre plus représentatif d'un système naturel.

Le modèle représente une coupe transversale (7.5 m x 10 m) d'une masse

rocheuse idéalisée, découpée par deux familles de joints plats et rugueux. La

première famille est composée des joints « primaires » qui sont continus. La

seconde famille est composée des joints « secondaires » qui sont discontinus et

qui se terminent sur les joints primaires. Les familles de joints sont orthogonales
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l'une par rapport à l'autre. L'orientation du réseau de fractures est défini par l'angle

« 6 » entre l'axe vertical du modèle (ou la direction d'application de la contrainte

principale majeure) et la trace des joints primaires dans le plan normal aux deux

familles de joints. Cet angle est aussi nommé : « orientation de la facturation

primaire ».

10 m

Figure 3.1 : Géométrie du modèle numérique
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Aux extrémités du haut et du bas, le modèle est limité par deux plateaux de

chargement en acier. L'utilisation de plateaux de chargement permet d'incorporer

une résistance passive par friction aux frontières supérieure et inférieure du

modèle. Il représente aussi un contraste de compétence entre deux unités du

système. Le comportement mécanique des plaques de chargement est purement

élastique sans possibilité de rupture. Cette hypothèse est valide, car la limite de

plasticité de l'acier est de beaucoup supérieure à la résistance mécanique du

modèle rocheux. Le plateau inférieur est fixé, il ne peut donc pas se déplacer

d'aucune façon. Les degrés de liberté de déplacement du plateau supérieur

permettent de combiner des déplacements verticaux, horizontaux et en rotation au

besoin. L'utilisation de plaques de chargement latérales a été omise. La contrainte

latérale est directement appliquée aux limites gauche et droite du modèle, ce qui

permet une meilleure répartition de cette dernière tout au long de l'essai, donc est

plus représentatif des conditions naturelles. Les propriétés physiques assignées

aux blocs, aux joints et aux plateaux de chargement sont détaillées au tableau 3.1.

Tableau 3.1. Propriétés des blocs et des joints utilisés pour les simulations numériques biaxiates.

Type
Masse volumique (p) (kg m"3)
Friction (4>)0
Module de compressible (K) (GPa)
Module de rigidité (G) (GPa)
Cohésion (So) (MPa)
Résistance à la compression uniaxiaie (Co) (MPa)
Résistance à la tension (To) (MPa)
Module de rigidité normale (Kn) (GPa m'1)
Module de rigidité tangentielle (Ks) (GPa m'1)

Blocs8

Roche
2700
39.0
5.61
4.94
5.92
24.8
2.8

Plateaux"
Acier
7800

166.7
76.9

Joints
Roche

30.0

0.0

5.6e

0.5e

Afchambault (1972) Bazergui étal. (1993) Déterminé en laboratoire, voir annexe 1.
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La détermination du comportement contrainte-déformation-dilatance du

modèle numérique est effectuée par le suivi des déplacements des noeuds de la

maille numérique et des contraintes associées aux zones déformables. L'extraction

de ces données est faite à l'aide du module de programmation « FISH » (annexe 2

et annexe 3). Puisque les zones d'instabilité en kink sont un phénomène de

localisation de la déformation, la détermination de la dilatance est effectuée sur un

volume restreint, centré sur l'instabilité en kink. Cette façon de procéder permet

d'éliminer les effets de bordure indésirables.

Le chargement du modèle s'effectue en deux étapes :

1 ) Le confinement : le plateau supérieur est immobilisé et une contrainte

de confinement « 03 » est appliquée directement sur les parois du

modèle. La simulation est lancée et se poursuit jusqu'à ce qu'un état

près de l'équilibre soit atteint.

2) Le chargement : le plateau supérieur est déplacé à vitesse constante

« Vy » vers le bas. La simulation est arrêtée lorsqu'une zone d'instabilité

en kink est bien définie ou que la superposition des blocs devienne

irréaliste. Dans le cas où il ne se développe pas de zone d'instabilité en

kink, la simulation est arrêtée après le point de rupture du modèle.

Les simulations numériques ont été effectuées en deux séries. Tout d'abord,

les conditions frontières et les paramètres internes ont été testés dans le but de

déterminer les conditions de développement des ZIK en fonction de la dilatance.
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Le tableau 3.2 énumère les paramètres et les valeurs testées lors des simulations

préliminaires.

Tableau 3.2.Paramètres testés lors des essais prétiminaires.

Paramètres

Taux de déformation axiale « èy » (% min'1)

Degré de liberté des frontières axiales

Friction de surface des frontières axiales
Confinement du système « o3 » (MPa)
Orientation de la fracturation « 6 » (*)
Fréquence de fracturation « f » (m'1)
Friction de surface des joints primaires « <t»p » 0
Friction de surface des joints secondaires « 4>» » 0

Valeurs

0.06 à 6.0
déplacement axial et

déplacement latéral et/ou rotation
Avec ou sans friction

0.5 à 10.0
0 à 4 5

0.5 à 5.0
0 à 5 0
0 à 5 0

Les variations de paramètres ont été effectuées à partir d'un modèle de

base dont les propriétés sont les suivantes :

- Confinement du système : 03 = 0.5 MPa

- Orientation de la fracturation : 8 = 15°

- Fréquence de fracturation : f = 2 m"1

- Friction de surface des joints primaires : $p = 30°

- Friction de surface des joints secondaires : (^ = 30°
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Ensuite, à partir des simulations préliminaires, un modèle de base a été

défini pour effectuer des essais systématiques avec les combinaisons de

paramètres menant à la formation des ZIK. Cette deuxième série de simulations

avait pour but de déterminer empiriquement la relation résistance-dilatance des

ZIK. Le tableau 3.3 énumère les paramètres et les valeurs testées lors des

simulations systématiques.

Tableau 3.3.Paramètres testés lors des essais systématiques.

Paramètres Valeurs

Orientation de la fracturation « 9 » 0 5,15,25, 30*
Fréquence de fracturation « f » (m'1) 2 ,3 ,4
Friction de surface des joints « <t> » 0 20, 30,40
Confinement du système « o3 » (MPa) 0.5,2.0, 3.5,5.0

'Seulement 4 essais ont été effectués pour cette orientation.

3.4 Validation du modèle numérique

La validation du modèle numérique permet de s'assurer que les résultats

obtenus suite aux simulations numériques peuvent être considérés comme étant

réalistes. Deux éléments ont été utilisés pour valider les résultats des essais

numériques. Tout d'abord, une localisation de la déformation rotationnelle devait

permettre de définir une ZIK. Ensuite, le comportement mécanique des modèles

pour lesquels des ZIK se sont développées devait être similaire au comportement

mécanique observé et proposé par Archambault et Ladanyi (1993) (figure 2.13;

§2.4.1).
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En premier lieu, en référence à ia figure 3.2 qui illustre les étapes de

déformation du modèle numérique, il est possible d'établir que la déformation

ultime du modèle se produit par la rotation des blocs à l'intérieur d'une zone

tabulaire restreinte du modèle, ainsi est créée une ZIK.

En second lieu, le comportement mécanique observé des ZIK dans les

simulations numériques est similaire à celui observé dans les essais physiques

pour les étapes de mobilisation et d'évolution des ZIK. Il est à noter que les

limitations du logiciel ont fait en sorte que les étapes de la remise en contact et du

blocage n'ont pas pu être simulées. Les simulations numériques ont permis de

raffiner la compréhension du comportement mécanique des étapes de mobilisation

et d'évolution des ZIK y associant les notions de localisation des déformations et

de rotation des blocs (figures 3.2 et 3.3) :
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Figure 3.2: Étapes de formation des ZJK et localisation de la déformation. Haut: Tenseurs de déformation finie.
Bas: Rotations relatives des blocs (triangles) et glissements le long des joints (lignes).
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(MPa)

Ey(%)

Figure 3.3 : Étapes de la formation des ZIK. Courbes contrainte-déformation-dilatance. La
description des étapes est définie dans le texte.

A) Fermeture des joints et mobilisation élastique. Cette étape est

caractérisée par une augmentation rapide et linéaire de la contrainte

axiale et une contractance générale du système. La déformation est

généralisée dans l'ensemble du modèle et est plus ou moins parallèle à

l'orientation des contraintes majeures externes. Déjà à cette étape, des

rotations mineures se produisent à l'intérieur d'une bande de

déformation très large et mal définie. Le taux de rotation des blocs,

initialement nul, s'accroît peu à peu;
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B) Résistance axiale. Cette limite correspond à la contrainte que peut

supporter le modèle avant que des glissements le long des joints

primaires ne se produisent. À partir de cette limite, les déformations

latérales sont égales aux déformations axiales et le taux de dilatance

devient nul. De plus, le taux de rotation cesse d'augmenter.

C) Mobilisation de la dilatance. Cette étape est caractérisée par une

augmentation non linéaire de la contrainte axiale à volume quasi-

constant. Bien qu'une contraction axiale se produise encore, une

extension latérale de plus en plus importante se développe

préférentiellement au centre du modèle. La géométrie de la ZIK

(épaisseur et inclinaison) se définit lors de cette étape. Les rotations des

blocs se poursuivent à un taux constant, mais demeurent mineures. Un

glissement le long des joints primaires accompagne la rotation des

blocs.

D) Résistance au pic. Cette limite correspond à la résistance maximale du

système « amax ». Le taux de dilatation devient positif et la dilatation

latérale à l'intérieur de la ZIK prédomine sur la contraction axiale. À

partir de ce moment, le taux de variation de la rotation des blocs

augmente rapidement.

E) Initiation de la ZIK. Cette étape correspond à des rotations et du

glissement instables menant à une chute de contrainte axiale. Le taux
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de dilatation augmente rapidement et le taux de variation de la rotation

des blocs se stabilise.

F) Développement de la ZIK. Cette étape correspond à des déformations

rotationnelles localisées qui se produisent à contrainte constante. La

dilatance et le taux de variation de rotation des blocs sont positifs,

maximaux et constants. Toute la déformation se produit à l'intérieur de

la ZIK.

3.5 Conditions de développement des ZIK en fonction de la dilatance

3.5.1 Taux de déformation

Le taux de déformation a un impact important sur le comportement

mécanique d'une masse rocheuse sous contrainte. Lorsque le taux de déformation

est suffisamment lent, les éléments les moins résistants du massif rocheux

atteignent leur limite critique de résistance en premier. La rupture ou la

déformation s'y initie et se propage par la suite dans ie reste du massif à une

vitesse donnée. Dans ce cas, il se produit une localisation de la déformation et la

résistance du massif rocheux est associée à celle des éléments les moins

résistants. Dans ie cas contraire, lorsque le taux de déformation du massif rocheux

est plus rapide que le taux de propagation de la rupture ou de la déformation,

l'ensemble des éléments du massif atteignent leur limite de résistance. La rupture

ou la déformation s'initie en plusieurs endroits répartis dans le massif rocheux.

Dans ce cas, il n'y a pas dé localisation de la déformation et la résistance du

massif rocheux est associée à celle des éléments les plus résistants. La figure 3.4
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illustre l'effet du taux de déformation sur la localisation de la déformation et, par le

fait même, la formation des ZIK. Clairement, les taux de déformation élevés

sollicitent l'ensemble des blocs qui atteignent la rupture avant qu'une ZIK n'ait le

temps de se développer. Par contre, lorsque le taux de déformation est

suffisamment lent, une ZIK se développe sans qu'aucun bloc n'atteigne la rupture.

L'étude des courbes contrainte-déformation et dilatance-déformation permet de

mieux comprendre ce phénomène.

Êy - 0.6% / min èy = 6.0% / min

Figure 3.4 : Effet du taux de déformation sur la localisation de la déformation. Haut : Tenseurs de
déformation finie. Bas : Zones à la rupture (*) ou en post-rupture (x).
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Des taux de déformations de 0.06 %/min à 6.0 %/min ont été simulés et les

courbes contrainte-déformation et dilatance-déformation montrent qu'une

différence de comportement mécanique existe entre les faibles taux de

déformation (0.06 %/min à 0.9 %/min) et les taux de déformations plus élevés

(1.5 %/min à 6.0 %/min) (figure 3.5). Tout d'abord, lors des simulations avec les

faibles taux de déformation, la contrainte axiale augmente rapidement initialement

jusqu'à un pic pour ensuite diminuer subitement et finalement se stabiliser à un

palier ou bien décroître lentement. En parallèle, le modèle se contracte rapidement

pour ensuite se dilater. Le taux de dilatation, d'abord négatif lors de la contraction,

augmente jusqu'à une valeur constante positive. Le taux de dilatance post-rupture

est indépendant du taux de déformation du système. D'un autre côté, lorsque le

taux de déformation est élevé, le comportement mécanique du modèle change.

Initialement, la contrainte axiale augmente rapidement jusqu'à un seuil limite, car il

n'y a plus de pic de contrainte bien défini, puis un durcissement du système est

observé, suivi d'un ramollissement. Bien que la contraction initiale du modèle soit

plus importante, elle se produit sur un intervalle plus long de déformation axiale. Le

taux de dilatation, initialement négatif, augmente jusqu'à une valeur constante

positive. Cependant, dans ces cas, le taux de dilatation post-rupture est

inversement proportionnel au taux de déformation. Ensuite, puisque le

développement de ZIK sans rupture interne significative a été observé seulement

pour les faibles taux de déformation, il est possible d'analyser l'importance de la

dilatance sur le comportement mécanique des ZIK.
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Figure 3.5 : Influence du taux de déformation sur les relations contrainte-dôformation et dilatance-

déformation
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Pour une même quantité de déformation axiale, la dilatation du système est

d'autant plus grande que le taux de déformation est lent. Ainsi, lorsque le taux de

déformation est lent, le volume du système a amplement le temps de s'ajuster au

fur et à mesure de la progression de la déformation. Parallèlement, la résistance

du système est d'autant plus petite que le taux de déformation est petit. Ainsi,

lorsque le système a la possibilité de se dilater, sa résistance est faible et une ZIK

se développe. Au contraire, lorsque le système n'a pas la possibilité de se dilater,

sa résistance devient très grande et des ruptures internes de matériel intact se

produisent avant que qu'une ZIK ne se développe. Ceci conforte les allégations de

Archambault et Ladanyi (1993) qui proposaient que la limitation de la dilatance

aurait pour effet d'empêcher le développement des ZIK.

3.5.2 Friction aux frontières

Des simulations numériques faisant varier l'angle de friction de surface des

frontières supérieures et/ou inférieures du modèle (plans de contact avec les

plateaux de chargement) ont permis de déterminer que la friction aux frontières

axiales détermine le type de ZIK qui se développe (figure 3.6). Lorsqu'aucune

friction n'existe sur les frontières axiales, une ZIK normale se développe dans

l'ensemble du modèle. Dans ce cas, la position et l'orientation des plans de kink

sont définies par la géométrie du modèle. En fait les plans de kink correspondent

aux limites horizontales inférieure et supérieure du modèle (figure 3.6a). Lorsque la

friction existe sur une seule des frontières (frontière inférieure dans ce cas-ci), la

déformation du modèle s'effectue par le basculement de colonnes (toppling;
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figure 3.6b). Finalement, le développement de ZIK inverses est observé lorsqu'il

existe une friction sur les deux frontières axiales du modèle (figure 3.6c).

Figure 3.6 : Développement de divers types de ZIK selon les conditions de friction aux frontières
axiales, a) ZIK normale, b) Basculement, c) ZIK inverse. Les triangles représentent la

rotation relative des blocs.

3.5.3 Degrés de liberté de déplacement des frontières axiales

Les degrés de liberté de déplacement des plateaux de chargement sont une

combinaison comptant des déplacements verticaux et latéraux et/ou des rotations.

Pour toutes les simulations, le déplacement axial du plateau de chargement est

fixé à vitesse constante (0,6 %/min) pour forcer la déformation du système. Six

combinaisons de degré de liberté de déplacement ont été testées (figure 3.7; les

petits triangles représentent la rotation relative des blocs) :
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a) Déplacement latéral permis et rotation interdite;

b) Déplacement latéral et rotation supérieure permis;

c) Déplacement latéral et rotations inférieure et supérieure permis;

d) Déplacement latéral et rotations interdits;

e) Déplacement latéral interdit et rotation supérieure permise;

f) Déplacement latéral interdit et rotations supérieure et inférieure

permises.

Le développement des ZIK se produit uniquement lorsque le degré de

liberté des plateaux de chargement permet à la dilatance de se produire (cas a, b,

c et f). Lorsque les ZIK se développent, bien que le comportement mécanique du

massif rocheux soit très similaire comme en témoignent ies courbes contrainte-

déformation et déformation-dilatance à ia figure 3.7, une différence importante est

observée dans le cas f comparativement aux cas a, b et c. Pour les cas a, b, et c,

la dilatance est accommodée presque exclusivement par le déplacement latéral du

plateau de chargement supérieur. Malgré la possibilité des plateaux de subir des

rotations (cas b et c comparativement au cas a), aucune différence notable n'est

observée dans la géométrie finale du modèle (les frontières axiales sont

demeurées horizontales et parallèles entres elles, la ZIK est inclinée du même

angle et est de même épaisseur), la résistance maximale varie d'environ 8% et

une faible diminution de la résistance axiale est observée pour le cas c. C'est donc

dire que, lorsque le déplacement latéral du plateau de la frontière axiale supérieure

est permis, la rotation des frontières a peu ou pas d'incidence additionnelle sur le
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développement des ZIK. D'un autre côté, le cas f est le seul cas pour lequel une

ZIK se développe lorsque le déplacement latéral du plateau de chargement

supérieur est interdit. Dans ce cas, la dilatance est accommodée par la rotation

symétrique des deux frontières du modèle, ce qui induit une rotation des colonnes

à l'extérieur de la ZIK dans un sens inverse à la rotation des colonnes à l'intérieur

de la ZIK. La déformation du modèle se rapproche plus d'un plissement généralisé.

Finalement, lorsque le degré de déplacement des plateaux de chargement est

insuffisant pour accommoder la dilatance, aucune ZIK ne se développe dans le

modèle et la résistance de ce dernier est de beaucoup augmentée (cas d et e).

3.5.4 Confinement

Des simulations numériques ont été effectuées sous différents niveaux de

confinement variant de 0.5 MPa à 10.0 MPa. Le but visé était de déterminer les

limites de formation des ZIK associées au confinement.

Tout d'abord, les résultats montrent que des ZIK se sont développées pour

tous les niveaux de confinement testés (figure 3.8). Cependant, il est intéressant

de noter que les simulations effectuées sous un niveau de confinement plus élevé

montrent que des blocs atteignent leur seuil de rupture aux abords des plans de

kink (figure 3.8). Lorsque ce phénomène survient de façon locale et isolée, son

impact sur le comportement mécanique du modèle est négligeable. Lorsque la

concentration de blocs ayant atteint le seuil de rupture est importante, la validité du

modèle numérique doit être mise en question, car le logiciel ne permet pas la
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création de nouvelles ruptures et devient non représentatif de la réalité. Par ce fait,

les simulations effectuées sous un confinement supérieur ou égal à 5.0 MPa sont

jugées non valides.

Ensuite, l'apparition de ces zones de rupture est associée à la difficulté

grandissante de permettre la dilatance sous des niveaux de confinement de plus

en plus élevés tel qu'illustré à la figure 3.9. Plus le niveau de confinement est

élevé, plus ia mobilisation élastique est importante et plus la mobilisation de la

dilatance est difficile, ainsi une plus grande quantité d'énergie est accumulée dans

le système, ce qui permet l'atteinte du seuil de rupture pour certains blocs situées

aux endroits où la concentration des contraintes se produit (aux charnières des

ZIK). Pour les niveaux de confinement testés, ces ruptures surviennent

principalement durant l'étape de mobilisation de la dilatance, donc la résistance

accrue du modèle provient certainement en partie du fait que la dilatance ne

puisse pas se manifester avant que la rupture des blocs ne survienne.

Finalement, l'effet du confinement est strictement relié à la difficulté de

permettre la dilatance, car il n'a aucun impact sur la géométrie de la ZIK produite

(figuré 3.8) et sur le taux de dilatance associé à la déformation par développement

d'une ZIK (pentes de la portion positive des courbes de variation de volume à la

figure 3.9). Par ces mêmes observations, il devient possible d'associer le taux de

dilatance de la déformation des modèles à la géométrie des ZIK qui s'y

développent.
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Figure 3.8 : Déformation du modèle numérique en fonction du confinement. Rangée supérieure :

tenseurs de déformation finie. Rangée inférieure : zones à la rupture (X).
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Figure 3.9 : Comportement mécanique des ZIK en fonction du confinement

3.5.5 Orientation de la facturation

Des simulations numériques ont été effectuées avec différentes orientations

de la fracturation pour cibler l'intervalle d'orientations pour lequel les ZIK se

développent. L'observation des résultats montre que des ZIK se sont développées

pour les orientations de fracturation de 5° à 25° ( figure 3.10). Exception faite de

l'orientation de fracturation à 5° où des ruptures internes se sont produites aux

limites de la ZIK (là où des concentrations de contraintes sont créées par la
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= 10° = oe

Figure 3.10: Déformation du modèle numérique en fonction de l'orientation de ia fracturation. Ligne
supérieure : Tenseurs de déformation finie. Ligne inférieure : Zones à ia rupture.
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rotation des colonnes), les ZIK se sont développées sans produire de ruptures

internes des blocs. Les modèles simulés avec les autres orientations de la

fracturation se sont déformés de diverses façons :

1. La déformation du modèle pour lequel l'orientation de la fracturation est

de 0°s'est produite par rupture à travers les blocs sans localisation des

déformations (figure 3.10). C'est la seule orientation testée pour laquelle

le tenseur de déformation finie est demeuré enligné au tenseur de

contraintes externes. La résistance axiale de ce modèle est

représentative de la résistance des blocs et aucune dilatance

significative ne s'est produite (figure 3.11).

2. La déformation du modèle pour lequel l'orientation de la fracturation est

de 30e a débuté par la définition d'une ZIK suivie du développement de

deux plans de rupture conjugués. Il est cependant important de noter

que le plan de rupture enligné avec la fracturation primaire s'est

développé en premier, il n'est donc pas évident que, dans un cas réel, le

second plan se serait développé. Cette anomalie provient de l'incapacité

du logiciel UDEC de créer des fractures à l'intérieur des blocs

préexistants. L'hypothèse qu'il y ait eu une définition d'une ZIK provient

de trois observations. D'abord, il y a surimposition de deux types de

localisation des déformations (figure 3.10), la première, très inclinée, est

associée au développement des plans de rupture. La seconde, peu

inclinée et centrée dans le modèle, montre une géométrie similaire aux
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Figure 3.11: Comportement mécanique des ZiK en fonction de l'orientation de la fracturation
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localisations dues au développement des ZIK. Ensuite, la portion

centrale du modèle qui n'est pas affectée par les plans de rupture est

enlignée avec la localisation de contrainte similaire à celles des ZIK.

Puis, le comportement mécanique initial du modèle est similaire à celui

pour lequel l'orientation de la fracturation est de 25° (figure 3.11).

Cependant la dilatance n'a jamais pu se produire, empêchant l'initiation

de la ZIK et la résistance axiale a continué à augmenter jusqu'à

l'atteinte du seuil de rupture des blocs.

3. La déformation du modèle pour lequel l'orientation de la fracturation est

de 45e s'est produite par glissement le long d'un joint primaire. La

déformation s'est concrétisée par le déplacement de la portion

supérieure du modèle latéralement vers la gauche, contrairement à ce

qui est observé lorsqu'une ZIK se développe (figure 3.10). C'est dans ce

cas que la résistance du modèle est la plus petite (figure 3.11). Il est

intéressant de noter qu'aucun joint primaire ne touche à la fois aux deux

plateaux de chargement, ce qui explique le mode de rupture observé

puisque les colonnes de roches ne sont pas soumises à un important

moment. Selon les dimensions du modèle (7.5 m x 10.0 m), l'orientation

limite permettant à la fracturation primaire d'être en contact avec les

deux plateaux de chargement est de 37°. Ainsi, la rupture par

glissement sur un plan lors des essais numériques est prédite pour des

orientations de la fracturation entre 37° et 45".
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Clairement, il n'a pas été possible d'obtenir des ZIK pour les orientations de

fracturation supérieures à 25° telles qu'observées dans les essais physiques

(jusqu'à 45°, Archambault, 1972). Cette divergence des résultats provient des

légères différences entre les modèles numérique et physique :

1) Le modèle physique a des frontières latérales rigides sur lesquelles une

résistance au glissement par friction se développe. La rigidité des

frontières applique un confinement mal réparti sur la surface au fur et à

mesure que le modèle se déforme. En comparaison, durant les

simulations numériques, le confinement est directement appliqué sur le

modèle, les frontières latérales sont donc souples et exemptes de

friction.

2) Le déplacement latéral du plateau supérieur de chargement du modèle

physique était limité et aucune rotation n'était permise. La déformation

du modèle tentait de déplacer le plateau supérieur latéralement, mais le

vérin hydraulique qui appliquait le déplacement axial n'avait pas la

latitude de se déplacer latéralement. Une résistance au déplacement

latéral était donc développée.

3) La fréquence de fracturation utilisée dans les simulations numériques

préliminaires (f = 2 m'1) est différente de celle utilisée lors des essais

physiques (f «4.5 m*1). La dilatance supplémentaire créée par les

simulations numériques peut limiter l'intervalle de développement des

ZIK.
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4) Les joints du modèle physique montraient des irrégularités dues aux

imperfections des briques et de leur empilement. L'orientation de la

fracturation des modèles physiques possédait une variabilité importante,

contrairement à celle des simulations numériques.

Enfin, lorsque les ZIK se développent, leur inclinaison et leur épaisseur

varient en fonction de l'orientation de la fracturation. Plus la fracturation primaire se

parallelise avec l'orientation d'application de la contrainte principale majeure,

moins l'inclinaison de la ZIK est grande et plus son épaisseur est importante (figure

3.10). Bien que moins prononcé, ce phénomène s'est aussi produit lors des essais

physiques (figure 3.12). Bien que le comportement mécanique de ces modèles soit

typique d'un développement d'une ZIK (figure 3.11), il n'est pas possible d'établir

de relation claire entre la variation de géométrie des ZIK et la variation du taux de

dilatance. La seule conclusion pouvant être émise est que le développement des

ZIK est invariablement accompagné d'une importante dilatance du modèle.

6 = 45° 8 = 30° 9 = 15°

Figure 3.12 : Variation de la géométrie des ZIK selon l'orientation de la fracturation dans les
modelée physiques (Adapté de Archambault, 1972).
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3.5.6 Friction de surface

Les simulations numériques ont permis de tester l'effet de la friction de

surface des joints sur le développement des ZIK. Les simulations ont permis de

déterminer les effets spécifiques des joints primaires et des joints secondaires

indépendamment les uns des autres sur la déformation du modèle numérique.

Lors des diverses simulations, la friction de surface d'un type de joint a été fixée à

30°, tandis que celle de l'autre type de joints a varié de 0°à 50°.

Tout d'abord, lors des simulations sur la variation de la friction de surface

des joints primaires, des ZIK se sont développées pour l'ensemble des essais

effectués, mais selon des geometries différentes (figure 3.13). Plus la friction de

surface des joints primaires est élevée, plus la ZIK est inclinée et moins elle est

épaisse. Cette variation de géométrie a un effet sur le comportement mécanique

du modèle. Ainsi, plus la ZIK est mince et inclinée, plus le taux de dilatance du

modèle est élevé et, par le fait même, la résistance maximale du modèle est aussi

plus élevée (figure 3.13). Il est intéressant de noter que les simulations pour

lesquels la friction de surface des joints primaires est de 40° et 50° montrent des

geometries de ZIK, des taux de dilatance et des résistances maximales presque

identiques, mais des résistances axiales différentes. Il en ressort que la friction de

surface des joints primaires joue un rôle important dans l'étape de mobilisation

d'énergie élastique et, par le biais de la détermination de la géométrie de la ZIK,

aussi dans l'étape de la mobilisation de la dilatance.
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Ensuite, lors des simulations sur la variation de la friction de surface des

joints secondaires, des ZIK se sont développées pour l'ensemble des simulations

effectuées, excepté un seul, celui pour lequel la friction de surface des joints

secondaire est nulle (figure 3.14). Toutes les ZIK qui se sont développées

montrent la même inclinaison et la même épaisseur. Parallèlement, les courbes de

variation de volume et de contrainte axiale sont identiques. Ainsi, aucun effet

notable sur le développement des ZIK ne provient de la variation de la friction de

surface des joints secondaires. Lorsque la friction de surface était nulle sur les

joints secondaires, aucune ZIK ne s'est formée, la déformation s'est plutôt produite

par glissement le long d'un plan imbriqué formé par les joints secondaires. Il en

ressort donc qu'un minimum de friction le long des joints secondaires est

essentielle au développement des ZIK.
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Figure 3.13: Effet de la friction de surface des joints primaires sur le développement des ZIK
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3.5.7 Fréquence de fracturation

La fréquence de fracturation est un paramètre directement associé aux

dimensions du modèle, car, mis à part un hypothétique effet d'échelle, aucune

différence géométrique n'existe lorsque la taille du modèle est ajustée

proportionnellement à la fréquence de fracturation. Des simulations numériques

ont été effectuées avec différentes fréquences de fracturation pour déterminer la

limite pour laquelle les blocs deviennent trop gros par rapport au modèle pour

permettre à la dilatance de se produire. Les fréquences de fracturation de 0.5 à

5.0 m"1 ont été testées. Tout d'abord, le seul modèle pour lequel il n'est pas

possible d'établir avec certitude que sa déformation et sa résistance ne relève que

du développement d'une ZIK est celui dont la fréquence de fracturation est de

0.5 m'1 (figures 3.15 et 3.16). L'observation des tenseurs de déformation finie

montre que d'importantes zones de ruptures internes se sont produites lors de

l'étape de la mobilisation de la dilatance (avant le pic de résistance axiale). Dans

ce cas, la géométrie d'une ZIK s'est définie, mais la résistance offerte par la

dilatance était telle que le niveau de contraintes a augmenté jusqu'à la rupture

localisée de certaines portions de bloc (figure 3.15). L'incapacité du logiciel UDEC

de créer de nouvelles fractures ne permet pas de simuler adéquatement la

déformation combinée ZIK - rupture interne, ainsi ces résultats ne peuvent être

utilisés qu'à titre indicatif. Ensuite, toutes les autres configurations de modèle ont

mené au développement de ZiK d'orientation et d'épaisseur légèrement variables

(figure 3.15):



80

1) L'orientation des ZIK pour l'ensemble des fréquences de fracturation

simulées est de dPK « 67° (#>* : réf. figure 2.7, §2.3.1), excepté pour le

modèle dont la fréquence de fracturation est de 5.0 m"1 où la ZIK s'est

développée selon une orientation de ûPK - 63° par rapport à la

contrainte axiale.

2) L'épaisseur des ZIK diminue légèrement lorsque la fréquence de

fracturation augmente de 1.0 m"1 à 3.0 m'1. Ce phénomène provient de

la possibilité de définir plus finement des plans de kink lorsque la

fréquence de fracturation augmente. Cependant, l'augmentation

d'épaisseur lorsque la fréquence de fracturation passe de 4.0 m*1 à

5.0 m'1 est difficilement explicable à partir des données disponibles.

Il est encore une fois possible de relier le taux de dilatance et la résistance

du modèle. Ainsi, pour les fréquences de fracturation de 1.0 m"1 à 4.0 m'1, la

résistance axiale et la résistance maximale diminuent avec l'augmentation de la

fréquence de fracturation et cette diminution de résistance est associée à une

diminution du taux de dilatance (figure 3.16). Puisque l'orientation et l'épaisseur

des ZIK varient peu d'un modèle à l'autre, la variation du taux de dilatance est

reliée â la variation du ratio d'élongation « blh » (b, h: réf. figure 2.7, §2.3.1) des

colonnes en rotation dans la ZIK. D'une façon générale, plus la fréquence de

fracturation est grande, plus le ratio d'élongation des colonnes est petit

(figure 3.15, colonnes noires) et plus le taux de dilatance est petit.
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Figure 3.15 : Déformation du modèle numérique en fonction de la fréquence de fracturation.
Rangée supérieure : Tenseurs de déformation finie. Rangée inférieure : Zones à la

rupture.
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Figure 3.16: Comportement mécanique des ZIK en fonction de la fréquence de fracturation �
to
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3.6 Résistance mécanique du modèle

Lorsque les conditions favorables au développement des ZIK sont réunies, il

est essentiel de déterminer la résistance du massif rocheux et ainsi évaluer les

charges qu'il peut supporter. La résistance mécanique d'un modèle biaxial qui se

déforme par le développement d'une ZIK correspond à la résistance au

cisaillement de cette dernière. En référence à la figure 3.17, les contraintes

appliquées le long des plans de kink (PK) sont :

an = <n � cos2 (90° - 0PK ) + <x3 � sin2 (90° - (3.1)

(3.2)

e,

Figure 3.17 : Décomposition des contraintes externes en contraintes normale et tangentieiie à la
zone d'instabilité en kink.
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L'augmentation des contraintes appliquées peut s'effectuer jusqu'à ta limite

de résistance de la ZIK. À ce moment, la ZIK est initiée et la masse rocheuse se

déforme de façon considérable, il devient possible, à partir des résultats des

simulations numériques systématiques, de calculer les résistances au cisaillement

des ZIK qui se sont développées dans les modèles soumis à un chargement

biaxial. La figure 3.18 montre des courbes-enveloppes de rupture pour des ZIK

développées sous différentes conditions lorsque l'orientation de la fracturation est

de 15°. Plusieurs informations pertinentes peuvent être tirées de ce graphique.

Premièrement, pour des paramètres similaires (<|> = 40* f = 4 m "1; 6 = 15*),

les résistances au cisaillement obtenues par simulations numériques

correspondent à celles obtenues par essais physiques (Archambault, 1972),

malgré les différences géométriques des ZIK (inclinaison et épaisseur). Encore

une fois, la validité des simulations numériques est vérifiée pour les conditions

testées.

Deuxièmement, il ressort clairement que la rupture par développement

d'une ZiK offre une résistance au cisaillement bien inférieure à une rupture par

glissement sur les joints secondaires illustrée par la ligne pointillée sur la figure

3.18. Cette résistance au glissement a été calculée à l'aide du modèle LADAR

(Ladanyi et Archambault, 1969) en considérant un angle de friction de surface de

20° pour les joints secondaires. Cette observation confirme que les critères de
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rupture basés sur la résistance au glissement sont inadéquats pour évaluer la

résistance au cisaillement des déformations rotationnelles.

X

(MPa)

20.0

15.0

10.0-

5.0

0.0

9 = 15°

� Glissement sur les joints secondaires

� Essais physiques
� f = 2nrr1

0.0 5.0 10.0 15.0 20.0 25.0

a n (MPa)

Figure 3.18 : Courbes-enveloppes de rupture des ZIK.

Troisièmement, les pentes des courbes-enveloppes de rupture, qui

correspondent au coefficient de résistance à la déformation, ne sont pas

représentatives des frictions de surface des joints primaires. Elles y sont

cependant directement proportionnelles. Considérant que l'augmentation de la
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friction de surface des joints primaires mène à une augmentation significative du

taux de dilatance par le biais de la détermination de la géométrie de la ZIK

(augmentation de l'inclinaison des ZIK et diminution de leur épaisseur), il est

proposé que les pentes des courbes-enveloppes de rupture correspondent à une

résistance en rotation caractérisée par la dilatance du système.

Finalement, la linéarité des relations de résistance au cisaillement vs.

contrainte normale appliquée permet de définir un critère de rupture analogue au

critère de rupture de Mohr-Coulomb. Cependant, l'angle de friction défini par Mohr-

Coutomb est remplacé par un « angle de dilatance rotationnelle » symboliquement

représenté par « yo>. Ainsi, le critère de rupture pour les ZIK déterminé

empiriquement est (figure 3.19) :

(3.3)

rZIK : Résistance au cisaillement de la ZIK;

yr : Angle de dilatance

tan;/ ; Facteur de résistance en rotation.
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Figure 3.19 : Courbe-enveloppe de rupture schématisée illustrant le critère de rupture empirique.

3.7 Conclusion

La conception, à l'aide du code UDEC, d'un modèle numérique représentatif

des essais biaxiaux antérieurement effectués en laboratoire a permis de créer une

base de données substantielle concernant les conditions de développement et la

résistance au cisaillement des zones d'instabilité en kink. Ces informations

fondamentales ont mené à une meilleure compréhension de la mécanique de

formation des ZIK.

Tout d'abord, à partir de la comparaison des observations sur la géométrie

des ZIK et de leur comportement mécanique (courbes contrainte-déformation et

dilatance-déformation), il est confirmé que l'effet de la dilatance est primordial au
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développement des ZIK. Ainsi, ces dernières se développent uniquement lorsque

les conditions de simulation permettent à la dilatance de se produire, dans le cas

contraire d'autres types de déformation et de rupture se produisent.

Ensuite, ces mêmes observations ont permis d'associer la géométrie des

ZIK au taux de dilatance et à la résistance axiale du modèle biaxial. Ainsi, plus la

ZIK est inclinée et/ou mince, plus le taux de dilatance et la résistance axiale sont

élevés. Donc le taux de dilatance, défini par la géométrie de la ZIK, représente

effectivement l'élément de résistance fondamental de ce type de déformation.

Finalement, la définition d'un critère de rupture empirique du type Mohr-

Coulomb a été possible grâce à l'introduction de la notion « d'angle de dilatance

rotationnelle » comme coefficient de résistance à la rotation. Ce critère de rupture

est représentatif des résistances en cisaillement des ZIK qui se sont développées

lors des diverses simulations numériques, cependant l'angle de diiatance

rotationnelle, tel que présenté, demeure un paramètre très empirique et variable.

L'étabHssement d'une relation entre la géométrie de la ZIK et l'angle de dilatance

rotationnelle permettrait de transformer ce paramètre empirique en un paramètre

géométrique fondamental des ZIK.
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CHAPITRE 4

MODÈLE ANALYTIQUE EN CISAILLEMENT DIRECT

4.1 Généralités

Lors de la conception d'ouvrages en massifs rocheux, les ingénieurs

utilisent généralement des critères de stabilité basés sur la résistance au

cisaillement. Les divers ouvrages du génie minier ou du génie civil (talus rocheux,

tunnels, piliers de mine, fondations de barrage, ...) perturbent le champ de

contraintes et sollicitent le massif rocheux fracturé. Sous divers types de

sollicitation, la résistance au cisaillement est donc mobilisée, directement ou

indirectement. Cette mobilisation s'effectue par le biais de divers comportements :

développement d'un plan de rupture ou d'une zone de cisaillement, glissement sur

une fracture, développement d'une zone d'instabilité en kink. Lorsque la rupture se

produit par le développement d'une zone d'instabilité en kink, la dilatance est un

facteur contrôlant la mobilisation de la résistance au cisaillement (Archambault et

Ladanyi, 1993). Pour cette raison, l'adaptation du modèle contrainte-dilatance de

Rowe (Rowe, 1962; Rowe et al., 1964) à une déformation rotationnelle est

proposée.
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4.2 Le modèle contraînte-dilatance de Rowe

Rowe (1962) a montré que la résistance d'un assemblage de particules

provient de la friction interparticulaire « ^ », du taux de dilatance et d'une

composante découlant du réarrangement entre les particules (figure 4.1). Peu

importe la densité de l'assemblage, la friction interparticulaire demeure constante.

Lorsque l'assemblage de particules se densifie, la composante provenant

du réarrangement des particules devient négligeable et la composante découlant

du taux de dilatance prend de plus en plus d'importance. D'un point de vue

énergétique, le travail effectué pendant l'application d'une charge sur une masse

granulaire peut être divisé en quatre composantes (Rowe, 1962; Rowe et al.,

1964):

1. Le travail interne dissipé en friction lorsque le volume demeure

constant. Cette composante inclut les effets combinés de la friction

interparticulaire et du rearrangement des particules.

2. Le travail interne dissipé en friction causé par le changement

d'orientation des contraintes effectives par rapport aux plans de

glissement obliques résultant de ia dilatance.

3. Le travail externe effectué rendant possible la variation de volume.

4. L'énergie élastique récupérable emmagasinée dans le système.
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Figure 4.1 : Composantes de l'angle de friction (Adapté de Rowe, 1971).

Dans le cas particulier du cisaillement direct d'une masse particulaire

uniforme et dense, l'organisation spatiale des particules créée un plan de rupture

régulièrement indenté (figure 4.2) et le taux de dilatance est défini comme étant le

rapport entre les accroissements de déplacement normal (dy) et tangentiel (dx).
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r

Figure 4.2 : Cisaillement le long d'un plan indenté dans un matériel granulaire dense

S'il n'y a pas de rupture de grains, la résistance au cisaillement peut être

considérée comme étant la somme de trois composantes :

où « Si » est la composante provenant du travail externe effectué en

dilatance contre la force normale externe.

dx
(4.2)

tan/' ; taux de dilatance à la rupture.

« S2 » est la composante provenant du travail interne en friction additionnel

causé par la dilatance.

= S-tan/-tan0 (4.3)
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« S3 » est la composante provenant du travail interne en friction qui se

produit sans dilatance :

S3=A/tan^, (4.4)

En substituant les équations (4.2), (4.3) et (4.4) dans (4.1), l'équation

générale de glissement sur un plan incliné proposé par Newiand et Allely (1957)

est obtenue :

(4.5)

En divisant par la projection de l'aire totale du plan de cisaillement « A »

(figure 4.2) :

A
(4.6)
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4.3 Géométrie simplifiée du système considéré

Les zones d'instabilité en kink dans les massifs rocheux peuvent être

formées à partir de l'intersection de deux familles de joints orthogonaux, l'une

continue (joints primaires) et l'autre discontinue Qoints secondaires). Par exemple

un réseau à paraclases et diaclases (Roy et al., 2003) dans les formations

sédimentaires. L'étude d'une coupe normale aux deux familles de joints permet de

définir les éléments géométriques suivants (figure 4.3a) :

1. Les composantes normale «WN» et tangentielie « Ws » du poids

des colonnes par rapport au plan de kink proviennent du fait que la

ZIK est orientée de façon arbitraire dans l'espace.

2. L'orientation des joints secondaires « S » par rapport au plan de kink

correspond aussi à l'angle aigu que font les joints primaires avec la

direction d'application de la contrainte normale externe. Cet angle

représente donc l'inclinaison des colonnes de roches.

3. L'élancement des colonnes de roche est défini par le ratio base « b »

sur hauteur « h ». L'élancement est aussi défini angulairement de la

façon suivante : <p = tan"1 � .

4. L'inclinaison de la diagonale « r » de la colonne de roche est

yr = ; + <p



95

En référence à la géométrie proposée, lorsque la rotation des colonnes est

initiée, la diagonale reliant les deux points de contact est utilisée comme bras de

levier pour générer la dilatance (figure 4.3b).

La convention utilisée pour référencer l'angle de dilatance est illustrée à la

figure 4.3c. Due à la symétrie du système selon le plan horizontal, l'angle de

dilatance peut prendre des valeurs situées entre -90°£y/<,90°. Selon la

convention, l'angle yr = O° représente une diagonale parallèle à la direction

d'application de la contrainte normale externe. Les angles de dilatance positifs

(y/ > 0°) sont ceux pour lesquels la direction de la plongée de la diagonale est de

même sens que la direction d'application de la contrainte de cisaillement externe.

Les angles de dilatance négatifs (y/ < 0°) sont ceux pour lesquels la direction de la

plongée de la diagonale est de sens opposé à la direction d'application de la

contrainte de cisaillement externe.
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a) b)

\|/=90° = -90°

c) d)

Figure 4.3 : Géométrie du système considéré, a) État initial, b) Initiation de la rotation,
c) Convention pour l'angle de diiatance. d) Isolation d'une colonne en rotation.
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4.4 Formulation du modèle

L'analyse conduisant au développement du modèle analytique est basée

sur des considérations énergétiques. Cette approche, qui suit la ligne de pensée

de Rôwe et al. (1964), permet d'expliciter le rôle de la dilatance dans la

détermination de la résistance au cisaillement des instabilités en zone de kink.

Le développement du modèle s'effectue à partir des hypothèses suivantes :

1. La résistance au cisaillement des zones d'instabilité en kink provient

principalement du travail effectué par la dilatance contre la force

normale externe

2. La dissipation interne de l'énergie se produit par friction de roulement

aux coins des colonnes en rotation;

3. La résistance au glissement le long du plan imbriqué formé par les

joints secondaires empêche le glissement du pivot de rotation le long

de ces derniers;

4. La contrainte normale appliquée au système est telle qu'il ne se

produit aucune rupture à travers les colonnes en rotation;

5. Lors de la rotation des colonnes, la résistance en cisaillement causée

par la friction le long des joints primaires est négligeable.
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En référence à la figure 4.3b, le travail externe « WE » associé à une rotation

infinitésimale « dco » est donné par la relation suivante:

WE=Sdx+Ws~-Ndy-WN - ^ (4.7)

Considérant que la rotation « dco » est infinitésimale, l'arc de cercle

«rdeo» peut être approximé comme étant linéaire. Le réarrangement de

l'équation par l'introduction des relations géométriques entre dx, dy et dco donne :

(4.8)

Puisque d�«y/, l'équation devient :

s in^ (4.9)

En référence à la figure 4.3d, le travail interne « Wi » associé à la même

rotation infinitésimale « dco » est donné par la relation suivante :

W,=(ft+f2)-rC'da> (4.10)

En considérant « fR », le coefficient de friction de roulement tel que défini

par Caubet (1964), et les relations suivantes :

f,=fR-N, (4.11)
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M ) (4.12)

N,=Ssmip+Ncosiy (4.13)

L'équation (4.10) devient, après substitution :

/]Rrcdû) (4.14)

Si tout le travail externe est dissipé en friction interne, alors :

WE=W, (4.15)

En substituant l'éq. (4.9) et l'éq. (4.14) dans l'éq. (4.15) :

En définissant un coefficient global de friction de roulement :

tan#,=2fR -^ - (4.17)

L'équation (4.16) devient :
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Ou encore :

(4.19)

La résistance totale en cisaillement peut donc être considérée comme la

somme de trois composantes, Si, S2 et S3, tout comme le proposait Rowe et al.

(1964) pour le cisaillement à travers une masse granulaire uniforme et dense. Les

diverses composantes sont redéfinies à l'aide des paramètres de dilatance

» et de friction « #, » propres aux instabilités en zone de kink :

( 4 ' 2 0 )

(4.21)

(4.22)

En solutionnant l'équation (4.18) pour la résistance en cisaillement « S » :

(4.23)
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En divisant par l'aire d'application des forces « A », le critère de rupture pour

les instabilités en zone de kink est ainsi défini:

(4.24)

(4.25)

TRp = tSp+rWp : Résistance au cisaillement au pic de la
rupture rotationnelle divisée entre une composante externe
« rSp » et une composante interne « rWp » provenant du
poids des colonnes;

crN = <7n+aw : Contrainte normale totale divisée entre une
composante externe « <rn » et une composante interne
« GW » provenant du poids des colonnes;

<I>R : Angle de friction de roulement;

yr = i + ç : Angle de dilatance rotationnelle composé de
l'inclinaison des colonnes « i»et de l'angle d'élongation « ç»
des colonnes.
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4.5 Vérification expérimentale et numérique du modèle de rupture

La vérification du modèle de rupture a été effectuée par comparaison des

résistances calculées avec celles obtenues suite à des essais physiques et des

simulations numériques. Cette comparaison a permis de cibler les limites de

validité du modèle en relation avec la géométrie de base et les hypothèses

soumises.

4.5.1 Modèle physique

Les résultats des essais physiques ont été tirés de la littérature

(Archambault, 1972). Ces résultats proviennent d'essais de cisaillement direct sur

des empilements de briques de chaux et de sable comprimé (figure 4.4).

Différentes configurations géométriques sous diverses contraintes normales ont

été testées. Les inclinaisons « / » de 15°, 30° et 45° par rapport à la verticale et les

ratios d'élancement « b/h » de 0.33, 0.25 et 0.20 ont permis de tester 9 geometries

différentes sous des contraintes normales « on » variant de 0.8 MPa à 17.4 MPa.

Figure 4.4 : Essais de ctsaiflement direct sur empilement de briques
(Adapté de Archambault, 1972).
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4.5.2 Modèle numérique

Le modèle numérique, construit avec le code de programmation UDEC,

représente un empilement de colonnes de roches inclinées soumis à un

cisaillement direct (figure 4.5). Il est supposé que les colonnes proviennent du

découpage d'un massif rocheux par deux familles orthogonales de joints plats et

rugueux. Les joints dits « primaires » sont continus et représentent les côtés longs

des colonnes. Les joints dits « secondaires » sont discontinus et forment les côtés

courts des colonnes. La géométrie du réseau de joints correspond à un système

de fracturation à paraclases et diaclases (Roy et al., 2003) dans les roches

sédimentaires. Le matériel assigné aux colonnes possède les caractéristiques des

briques utilisées dans les essais physiques (tableau 4.1). Ce matériel correspond à

une roche de faible résistance mécanique. Les résistances au cisaillement des

colonnes de roche et des joints sont déterminées à l'aide du critère de rupture de

Mohr-Coulomb.

Tableau 4.1. Propriétés des blocs et des joints utilisés pour les simulations numériques en
cisaillement direct

Type
Masse volumique (p) (kg m"3)
Friction (4>) 0
Module de compressible (K) (GPa)
Module de rigidité (G) (GPa)
Cohésion (So) (MPa)
Résistance à la compression uniaxiale (Cb) (MPa)
Résistance à la tension (To) (MPa)
Module de rigidité normale (Kn) (GPa m'1)
Module de rigidité! tangentielle (Ks) (GPa m"1)

Blocs'

Roche
2700
39.0
5.61
4.94
5.92
24.8
2.8

Plateaux"

Acier
7800

166.7
76.9

Joints

Roche

30.0

0.0

5.6e

0.5e

' Archambault (1972) Bazergui et al. (1993) Déterminé en laboratoire, voir annexe 1.



104

I I I I \ I I 1 I I I I I

Figure 4.5 : Géométrie du modèle numérique utilisé pour les simulations de cisaillement direct.

Verticalement, le modèle est limité par deux plateaux de chargement en

acier. L'utilisation de plateaux de chargement permet d'incorporer une résistance

passive par friction aux frontières supérieure et inférieure du modèle. Le

comportement mécanique des plateaux de chargement est purement élastique

sans possibilité de rupture. Cette hypothèse est valide, car la limite de plasticité de

l'acier est de beaucoup supérieure à la résistance mécanique du modèle rocheux.

Les degrés de liberté de déplacement des plateaux de chargement sont limités, ce

qui permet d'éliminer les effets indésirables tels les rotations de l'ensemble du

modèle et la chute dans le vide du modèle. Lors du chargement, le plateau

supérieur peut uniquement se déplacer verticalement et le plateau inférieur peut

uniquement se déplacer latéralement.

La détermination du comportement contrainte-déformation-dilatance du

modèie numérique est effectuée par le suivi des déplacements des noeuds de la

maille numérique et des contraintes associées aux zones déformables. L'extraction
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de ces données est faite à l'aide du module de programmation « FISH » inclus

dans UOEC (annexe 2 et annexe 3).

Le chargement du modèle s'effectue en deux étapes :

1) Le confinement: le plateau inférieur est immobilisé et une contrainte

normale « <rn » est appliquée sur le plateau supérieur. La simulation se

poursuit jusqu'à ce qu'un état près de l'équilibre soit atteint.

2) Le chargement : le plateau inférieur est déplacé à vitesse constante

« Vx » vers la gauche. La simulation est arrêtée lorsque la résistance au

cisaillement du modèle est dépassée ou que la superposition des blocs

devient irréaliste.

4.5.3 Limitations géométriques du modèle

Le modèle analytique ne s'applique pas à toutes les geometries

d'empilement de colonnes de roche soumis à un effort de cisaillement. Les limites

géométriques du modèle analytique sont associées à la possibilité de faire pivoter

les colonnes de roche à l'aide de la contrainte de cisaillement et ce, selon la

configuration établie à la figure 4.3 et les hypothèses proposées (§4.4).

À partir de l'analyse cinématique des déplacements des colonnes de roche

(annexe 4), il est possible de déterminer que les angles d'inclinaison des colonnes

pour lesquels la rotation du système les éloigne les unes des autres varient dans

l'intervalle 0°</< 90°. Par ce fait, la contrainte normale aux joints primaires
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devient nulle et toute friction ayant pu être mobilisée sur ces joints est libérée.

L'hypothèse 5 (§4.4) est donc vérifiée cinématiquement. Cette dernière est aussi

vérifiée numériquement (UDEC), car aucune variation de résistance au

cisaillement au pic ne se produit lorsque la résistance en friction des joints

primaires (0p)est augmentée (figure 4.6). D'un autre côté, lorsque l'inclinaison des

colonnes est comprise dans l'intervalle - 9 0 ° < / £ 0 ° , la rotation du système

rapproche les colonnes les unes des autres, ce qui créée une contrainte normale

aux joints primaires. Cette dernière mobilise la résistance au cisaillement des joints

primaires et l'hypothèse 5 (§4.4) n'est plus respectée. Considérant la relation

Y = i+ç>, il est possible de déterminer que le modèle proposé est valide pour les

angles de dilatance compris dans l'intervalle <p<y/<90°+<p.

Ensuite, un angle non nul doit exister entre la diagonale des colonnes et la

direction d'application de l'effort en cisaillement pour créer un moment moteur.

Selon le modèle analytique proposé :

,&.(**) ~ <4-26>

Ainsi l'angle ^ = 90° devient la limite supérieure de validité. Donc il en

ressort que le modèle analytique proposé ne s'applique que pour l'intervalle

suivant : ç< y/ < 90°.
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Figure 4.6 : Effet de la friction des joints primaires sur la résistance au cisaillement au pic des
zones d'instabilités en kink pour deux contraintes normales données.

4.5.4 Rotation vs. glissement

Exception faite du flambage des colonnes de roche, la rupture d'un

empilement de colonnes de roches inclinées soumis à un cisaillement direct peut

prendre deux formes (figure 4.7) :

1) Rotation des colonnes de roches;

2) Glissement sur les joints secondaires.
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a) b) c)
Figure 4.7 : Types de rupture possible, a) État initial, b) Rotation des colonnes, c) Glissement sur

les joints secondaires.

Dans ces deux cas, la résistance au cisaillement au pic dépend de la

dilatance et de la friction. En considérant que l'inclinaison des diagonales des

colonnes prend une valeur entre <p<yr<90°, la dilatance par rotation est toujours

supérieure à la dilatance par glissement (sauf pour le cas limite où <p = 0°) :

tan^ = tan(/ + p)>tan/ (4.27)

D'un autre côté, à l'exception du cas d'une surface parfaitement lisse et

sans friction, la résistance en friction au glissement sur une surface donnée est

toujours supérieure à la résistance en friction au roulement sur cette même

surface :

(4.28)
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Donc, pour une géométrie donnée, le paramètre critique qui contrôle le type

de rupture est la résistance en friction au glissement sur les joints secondaires. Il

est possible de définir l'angle de friction au glissement critique « #. » pour lequel la

résistance au glissement est égale à la résistance à la rotation. En insérant la

résistance au cisaillement au pic pour une rupture en rotation « XRp » (Eq. 4.25)

dans l'équation de ia résistance au cisaillement au pic pour la rupture en

glissement (Eq. 4.6) :

(4.29)

En isolant la résistance en friction au glissement :

! ! (4.30)
n ^ p tan/

ðc : Angle de friction de glissement critique;

Tfy : Résistance au cisaillement au pic de la rupture
rotationnelle;

on : Contrainte normale externe;

i : Inclinaison des colonnes.

Cet angle de friction critique correspond à la limite entre la rupture par

rotation et la rupture par glissement sur les joints secondaires. La vérification de

cette relation a été effectuée à laide d'une série de simulations numériques pour
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lesquelles diverses résistances en friction des joints secondaires « & » ont été

testées. Les résistances en cisaillement au pic des simulations numériques sont

comparées avec celles calculées avec le modèle de Rowe et celles calculées avec

le modèle analytique proposé. Puisque le modèle numérique possède une

géométrie très régulière et que l'arrondi des coins des blocs est très faible, il est

possible de supposer 0R = 0 comme première approximation (figure 4.8). Aucune

résistance intermédiaire entre le glissement et la rotation n'est observée, ainsi le

comportement le moins résistant entre ie glissement et la rotation contrôle la

déformation du système. Donc, la résistance au glissement le long du plan

imbriqué formé par les joints secondaires empêche le glissement de l'axe de

rotation le long de ces derniers (hypothèse 3, §4.4). Ensuite, lorsqu'il y a rotation,

le calcul de la résistance au cisaillement mène à une sous-estimation de 6% de la

résistance au cisaillement au pic. Ainsi, par calcul à rebours, il est possible de

déterminer que l'angle de friction de roulement est (j>R = 1,5° pour cette

configuration. Il était donc justifié de négliger la friction de roulement en première

approximation.
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Figure 4.8 : Comparaison des résistances au cisaillement calculées avec celles obtenues par
simulations numériques.

À l'aide du cas particulier pour lequel, lors de la détermination de ia

résistance au cisaillement par déformation rotationnelle, la contrainte interne

« aw » peut être négligée par rapport à la contrainte externe « an », il est possible

de démontrer que l'angle critique est indépendant du pendage des joints

secondaires. Dans ce cas, la résistance au cisaillement au pic du modèle est :

W) (4.18)
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Pour le cas critique où rRp=tp :

/) (4.31)

(4.32)

En sachant que yf = i + ç :

& + ( ' + ?) = & + ' (4-33)

Clairement, l'angle de friction critique des joints secondaires est

indépendant du pendage de ces derniers :

* - * + * (4-34)

4.5.5 Résistance en cisaillement direct

Le modèle analytique proposé établi que la résistance en cisaillement au pic

des zones d'instabilité en kink provient de l'effet de la dilatance contre la contrainte

normale externe et de l'effet de la dissipation interne d'énergie par friction de

roulement. Ainsi, les paramètres critiques contrôlant la résistance en cisaillement

au pic sont :

1) L'angle de friction de roulement

2) La contrainte normale (<rn);

3) L'angle de dilatance (y/).
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Tout d'abord, l'angle de friction de roulement est un paramètre complexe qui

dépend de la géométrie, de l'arrondi, de la déformation et de l'intégrité physique

des coins des colonnes. Comme il a été montré à la section 4.5.4, il est possible

de négliger l'effet de l'angle de friction de roulement sur la détermination de la

résistance au pic pour les systèmes étudiés.

Ensuite il est confirmé que la contrainte normale joue un rôle primordial

quant à la détermination de la résistance en cisaillement des zones d'instabilité en

kink. Les valeurs de résistance au cisaillement au pic et la linéarité de la relation

r-crN prédites par le modèle analytique proposé correspondent bien aux résultats

obtenus des essais physiques et des simulations numériques pour les faibles

niveaux de contrainte normale (figure 4.9). Cependant, à partir d'un niveau de

contrainte normale critique, les résultats des essais physiques divergent. Les

résistances au pic déterminées physiquement sont nettement inférieures à celles

calculées par le modèle analytique. Cette divergence provient principalement de la

perte de linéarité de la relation t-oH observée dans les essais physiques. Il est à

noter que le niveau critique de contrainte normale pour lequel le modèle demeure

valide, représenté par le point de divergence entre les courbes analytiques et

expérimentales, survient lorsque la valeur de résistance au cisaillement de la zone

d'instabilité en kink correspond à la cohésion du matériel testé. Il en résulte une

perte d'intégrité du système qui se manifeste par la fracturation des colonnes de
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roche au lieu de la rotation de ces dernières (figure 4.10) et c'est ce qui cause la

perte de linéarité de la relation T- aH.
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.^..Modèle
Analytique

Figure 4.9 : Comparaison des résultats de résistance au cisaillement provenant d'essais physiques
(Archambault, 1972), de simulations numériques et de calculs analytiques.
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Figure 4.10 : Rupture des colonnes en rotation. (Archambault, 1972).

Finalement l'inclinaison et l'élancement des colonnes de roche ont un

impact direct sur la résistance au cisaillement du système parce qu'ils définissent

l'angle de dilatance. Plus l'inclinaison des colonnes est importante ( t /') et plus les

colonnes sont trapues > plus l'angle de dilatance est grand et plus la

résistance au cisaillement du système augmente. Le modèle analytique développé

propose que l'augmentation de la résistance au cisaillement du système soit

fonction de la tangente de l'augmentation de la dilatance, ce qui correspond aux

résultats des essais physiques et des simuiations numériques pour de faibles

niveaux de contrainte normale (figure 4.11). La sous-estimation de la résistance au

cisaillement au pic du modèle analytique provient du fait que la dissipation interne

d'énergie a été omise du calcul. Il est à noter que les résultats des essais

physiques montrent une grande variabilité, ceci est dû à l'impossibilité de créer un

système parfait en laboratoire. Il existe toujours une certaine hétérogénéité du
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matériel testé, les contraintes normales appliquées ne sont pas précisément

1 MPa et 2 MPa pour l'ensemble des données utilisées, l'empilement des briques

n'est pas parfait, etc. D'un autre côté, lorsque les niveaux de confinement sont plus

élevés, la correspondance des résultats demeure valide à condition que la

résistance au cisaillement au pic demeure inférieure à la cohésion du matériel

(figure 4.12).
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Figure 4.11 : Effet de la dilatance sur la résistance au cisaillement au pic pour dé faibles contraintes
normales. (Essais physiques : ArchambauK, 1972).
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Figure 4.12 : Effet de la dilatance sur la résistance au cisaillement au pic pour des contraintes
normales élevées. (Essais physiques : ArchambauK, 1972).

4.5.6 Résistance en essai biaxial

À partir des résultats d'essais biaxiaux (physiques et numériques, chapitres

3 et 4) pour lesquels une zone d'instabilité en kink s'est développée selon une

géométrie donnée (orientation et épaisseur), il est possible d'effectuer un calcul à

rebours de la résistance au cisaillement au pic à l'aide du critère de rupture

analytique. La comparaison des résultats physiques et/ou numériques avec les

résistances calculées à rebours confirme que le modèle proposé est applicable au

chargement biaxial (figure 4i,13). Il ressort aussi clairement que des ruptures

internes sont observées dans les modèles pour lesquels la contrainte en
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cisaillement appliquée est supérieure à la cohésion interne du matériel utilisé

« So ». Cependant, le modèle ne donne aucune information a priori sur la

géométrie de la zone d'instabilité en kink.
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Figure 4.13 : Comparaison des résistances au cisaillement calculés anaiytiquement et déterminés
par essais biaxiaux. (Essais physiques : Archambault, 1972).
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4.6 Conclusion

L'adaptation du modèle contrainte-dilatance de Rowe a permis de définir un

critère de rupture pour les déformations rotationnelles du type « zone d'instabilité

en k'mk ». Ce critère de rupture est basé sur des considérations énergétiques et il

permet de calculer la résistance au cisaillement au pic des zones d'instabilité en

kink en fonction de la contrainte normale appliquée, du taux de dilatance du

système et de la friction interne. Ce critère de rupture a été testé dans le but de

définir ses limites. Les tests ont été effectués à partir d'essais de cisaillement direct

sur un système composé d'un empilement de colonnes de roches inclinées. Trois

modes de rupture ont été observés : le glissement sur les joints secondaires, la

rotation des colonnes et la rupture interne des colonnes. Le mode de rupture

offrant la plus faible résistance au cisaillement est privilégié et dépend de la

géométrie du système (inclinaison et élancement des colonnes), des

caractéristiques des colonnes (cohésion interne, friction sur les joints secondaires)

et du confinement du système (contrainte normale). Puisque le critère de rupture

proposé s'applique uniquement au mode de rupture par rotation des colonnes, ses

principales limitations proviennent des conditions du système menant aux autres

modes de rupture. La rupture par glissement survient lorsque la résistance à la

friction des joints secondaires est inférieure à un angle de friction critique. Cet

angle de friction critique correspond à l'angle de friction des joints secondaires

pour lequel Ea résistance au glissement de l'ensemble du système est égale à sa

résistance en rotation. La résistance à la rupture par glissement peut être calculée



120

à l'aide du modèle contrainte-dilatance de Rowe ou à l'aide du modèle LADAR

(Ladanyi et Archambault, 1969). Ensuite, la rupture par facturation interne des

colonnes survient lorsque la résistance en cisaillement du système est supérieure

à la cohésion interne des colonnes.

Les systèmes testés représentaient des zones d'instabilité en kink qui se

produisent à l'intérieur de massifs rocheux fracturés. Les simulations numériques

en cisaillement direct effectuées imposaient une géométrie au système (inclinaison

et élancement des colonnes). Dans la nature, la géométrie des zones d'instabilité

en kink n'est pas imposée, mais s'établit en fonction des conditions de chargement

et des caractéristiques du massif rocheux.
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CHAPITRE 5

ESTIMATION DE LA GÉOMÉTRIE DES ZIK

5.1 Généralités

II est essentiel de connaître la géométrie d'une ZIK, car elle permet de

calculer l'angle de dilatance (y) et, par le fait même, sa résistance au cisaillement.

Cependant, ce type de déformation se produit à l'intérieur des massifs rocheux et il

n'est pas toujours possible de caractériser directement la géométrie des ZIK, d'où

l'importance de pouvoir l'estimer à partir des caractéristiques du massif rocheux et

des conditions de chargement.

Tel qu'observé au chapitre 3, le développement des ZIK dans un massif

rocheux fracturé peut se faire selon des geometries très variées. Lors des

simulations numériques, les ZIK se sont formées selon différentes inclinaisons par

rapport au tenseur des contraintes principales et elles présentaient différentes

épaisseurs en fonction des différentes valeurs imposées aux paramètres critiques

(orientation de la fracturation, friction de surface des joints primaires, fréquence de

la fracturation et niveau de confinement).
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Le présent chapitre propose une méthode d'estimation de la géométrie des

ZIK à partir des relations statistiques entre les données des essais biaxiaux

effectués par simulations numériques et les geometries obtenues.

Premièrement, les éléments de géométrie externe et interne des ZIK sont

définis. Deuxièmement, la méthode d'acquisition des données est détaillée.

Troisièmement, les contraintes géométriques sont explorées. Finalement, l'analyse

des relations entre les paramètres géométriques des ZIK et les paramètres

critiques imposés au modèle est présentée.

5.2 Définition de la géométrie des ZIK pour les essais biaxiaux

En référence à la figure 5.1 A, les éléments géométriques externes suivants

sont définis :

PK : Plan de kink

û: Orientation de la facturation par rapport à la contrainte
principale majeure (oi);

; ; Orientation de la ZIK par rapport rapport à la contrainte
principale majeure (oi);

90" - &PK : Inclinaison de la ZIK par rapport rapport à la
contrainte principale majeure (cri);

a: Angle externe de la ZIK, soit l'angle externe entre le plan
de kink et la fracturation

cc = d+0PK (5.1)

En référence à la figure 5.1 B, les éléments géométriques internes suivants

sont définis :
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b : Longueur de la base de la colonne en rotation;

h : Longueur de la hauteur de la colonne en rotation;

<p: Angle d'élongation, soit la correspondance angulaire du
ratio d'élongation de la colonne en rotation;

(5.2)

r ; Longueur de la diagonale de la colonne en rotation;

(5.3)

/ : Angle initial d'inclinaison inteme de la colonne en rotation,
soit l'angle aigu entre l'orientation initiale de la fracturation et
l'orientation de la normale au plan de kink;

y/: Angle de dilatance, soit l'angle aigu entre la diagonale de
la colonne en rotation et l'orientation de la normale au plan de
kink;

(5.4)

(5.5)

Wo : Épaisseur initiale de la ZIK;

II devient donc possible de caractériser la géométrie externe et interne des

ZIK à l'aide uniquement de trois angles : l'inclinaison de la ZIK « 90° - 6PK »,

l'orientation de la fracturation « 6 » et l'angle d'élongation « 9 ». Puisque

l'orientation de la fracturation est une donnée connue, seuls les deux autres angles

doivent être estimés, soit l'inclinaison de la ZIK et l'angle d'élongation.



B)

Figure 5.1: Éléments de géométrie des ZIK développées lors des simulations numériques sous chargement biaxial.
A) Éléments de géométrie externe. B) Éléments de géométrie interne.
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5.3 Données expérimentales

La détermination de l'angle d'inclinaison de la ZIK et de l'angle d'élongation

provient de mesures directes sur les modèles numériques. Les données utilisées

proviennent toutes des résultats des simulations numériques systématiques (§3.3)

ayant produit des ZIK, soit 101 essais sur 112.

5.3.1 Méthode de détermination de la géométrie des ZIK

L'angle d'inclinaison de la ZIK est mesuré sur une image numérique à l'aide

du logiciel Adobe Illustrator. Une ligne parallèle à la ZIK est tracée avec le logiciel

qui donne automatiquement ses dimensions spatiales, soit la longueur de sa

projection sur l'horizontale « W » et la longueur de sa projection sur la verticale

« H » (figure 5.2). À partir de ces données, l'inclinaison de la ligne, donc de la ZIK

est calculée trigonométriquement :

(5.7)

Le positionnement de la ligne demeure arbitraire, ce qui entraîne une

incertitude « humaine » estimée à ±3 sur la mesure d'inclinaison.
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«Info
W : 10.607 cm
H : 4.68 cm

Figure 5.2 : Détermination de la géométrie des ZIK par imagerie numérique.

L'angle d'éiongation est calculé à partir du ratio d'éiongation. La hauteur des

colonnes en rotation est directement comptée en nombre de blocs « nh » ayant

subi une rotation (blocs avec triangles, figure 5.2) et le ratio d'éiongation se trouve

à être l'inverse de cette valeur puisque la longueur de la base des colonnes est

d'un seul bloc. Ainsi :

id'
ç = tan"1 �

(5.8)

L'incertitude associée au nombre de blocs est variable d'un essai à l'autre et

dépend de la clarté de la définition des plans de kink. Puisque les triangles à

l'intérieur des blocs représentent la rotation relative du bloc, il arrive fréquemment

que les blocs aux frontières subissent des rotations légèrement différentes de
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celles des blocs à l'intérieur de ia ZIK, ce qui amène une incertitude quant au

nombre de blocs formant les colonnes en rotation. Généralement, les frontières

des ZtK montrent un flou de l'ordre de ±1 bloc, ce qui se traduit par une incertitude

angulaire qui dépend de la longueur des colonnes en rotation et qui peut atteindre

±4°.

5.3.2 Statistiques générales

Les simulations numériques ont produit des ZIK inclinées de 11° à 46°

(figuré 5.3). Les ZIK se sont développées par la rotation de colonnes ayant un

angle d'élongation entre 3° et 16° (figure 5.3). La distribution statistique des

inclinaisons des ZIK et celle des angles d'élongation des colonnes en rotation

montrent un étalement important, ainsi aucune géométrie caractéristique ne peut

être déterminée par simple moyenne sur l'ensemble du jeu de données.

a) 0.20

0.16

0.12

0.08

0.04

0,00

m = 27'
b)

0.16

§ 0.12

f 0.08

0.04

-H 0.00

m = 7°
s = 3°
n = 101

La
10 15 20 25 30 35 40 45 50

9 0 - - e P K O
10 15 20 25

Figure 5.3 : Distribution statistique des paramètres géométriques des ZIK. a) Inclinaison de la ZIK.
b) Angle d'élongation des colonnes en rotation, m : moyenne; s : écart-type; n : nombre

de données.
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5.4 Contrainte due aux dimensions du modèle

Bien que l'ensemble des simulations numériques aient été effectuées sur le

même modèle, il est important de s'assurer que les dimensions externes du

modèle numérique ne conditionnent pas l'inclinaison et l'épaisseur des ZIK qui s'y

développent.

Un contrôle de l'inclinaison des ZIK par les dimensions et conditions

externes du modèle se traduirait par le développement de ZIK selon une

orientation constante montrant peu de variation. La grande variabilité des

inclinaisons observées (figure 5.3) permet d'affirmer que la détermination de

l'orientation des ZIK ne dépend pas des dimensions externes du modèle.

Si les dimensions externes du modèle restreignaient l'épaisseur des ZIK,

ces dernières occuperaient le maximum d'espace à l'intérieur du modèle. Ainsi il

est possible de définir une épaisseur initiale maximale « Womax » que la ZIK peut

prendre. Cette dernière est définie comme l'épaisseur d'une ZIK dont, pour une

orientation donnée, le plan de kink supérieur passe par le coin supérieur gauche

du modèle et le plan de kink inférieur passe par le coin inférieur droit du modèle

(figure 5.4). À partir des dimensions du modèle « X », « Y » et de l'orientation

« 8pK » de la ZIK, il est possible de calculer cette épaisseur initiale maximale

» :

WOmax - Y � s in ePK - X � s e c 6^ (5.9)
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Plan de kink
supérieur

Plan de kink
inférieur
s

s

Figure 5.4 : Définition de l'épaisseur initiale maximale des ZIK.

Comme l'épaisseur initiale maximale est fonction de l'orientation de la ZIK

(donc de son inclinaison), il est intéressant de vérifier si l'épaisseur initiale

observée l'est aussi. La figure 5.5 illustre les épaisseurs initiales observées et les

épaisseurs initiales maximales en fonction de l'inclinaison des ZIK formées.

Exception faite de quelques essais, l'ensemble des épaisseurs initiales des ZIK

formées « Wo » sont inférieures aux épaisseurs initiales maximales permises par

les dimensions du modèle et par l'inclinaison de la ZIK (courbe « Womax ». figure
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5.5), ii est donc possibie d'affirmer que l'épaisseur des ZIK formées n'est pas

restreinte par les dimensions du modèle utilisé. Il est intéressant de noter que plus

la ZIK est inclinée, plus les épaisseurs observées se rapprochent de l'épaisseur

initiale maximale. Pour les inclinaisons de ZIK avoisinant les 45°, les épaisseurs

observées sont égales, ou pratiquement égales, aux épaisseurs maximales. Pour

ces inclinaisons et les inclinaisons plus importantes, il n'est pas possible de

dissocier l'influence des dimensions du modèle sur la détermination de l'épaisseur

des ZIK. D'un autre côté, une forte corrélation à pente négative existe entre

l'inclinaison des ZIK formées et leur épaisseur observée (coefficient de corrélation

R2 = 0.82). Il devient ainsi possible d'estimer l'épaisseur des ZIK à partir de leur

inclinaison :

WO=6.66-O.13-(9O°-0PK) (5.10)

8.0 �

7.0

6.0 �
Ê 5.0
o
5 4.0

3.0

2.0 �

1.0

0.0

R2 =

W0 =

^ � w ^/Womax

x)5x<""xNx ^ ^ w

0.82 " * ^ ^ ^ i ^
6.68-0.13 (90B-ePK) * ^ ^ ^

0.0 5.0 10.0 15.0 20.0 25.0 30.0 35.0 40.0 45.0

Figure 5.5 : Comparaison des épaisseurs initiales maximales permises et des épaisseurs initiales
observées en fonction de l'inclinaison des ZIK.
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5.5 L'inclinaison de la ZIK (90°- 6KP)

L'inclinaison de la ZIK a deux effets sur la détermination de la résistance au

cisaillement du modèle. Tout d'abord, une ZIK est considérée comme un plan de

rupture ayant une épaisseur finie, il est donc possible de calculer l'état de

contrainte selon les axes normal et tangent à cette dernière. L'inclinaison de la ZiK

détermine donc l'orientation de l'application de la contrainte en cisaillement dans le

massif rocheux. Ensuite, l'inclinaison de la ZIK définit l'angle initial des segments

en rotation à l'intérieur de la ZIK, ce qui affecte la dilatance, donc l'amplitude de la

résistance au cisaillement du système. La figure 5.6 montre la variation de

l'inclinaison des ZIK en fonction des paramètres critiques. Chaque point sur

chaque graphique représente la valeur moyenne de la distribution de l'inclinaison

des ZIK qui se sont développées pour le paramètre donné. Les barres d'erreur

représentent une fois l'écart-type de ces distributions. Plusieurs observations

importantes en sont tirées :

1) L'orientation de la fracturation affecte directement l'inclinaison de la ZIK.

Exception faite de l'orientation de la fracturation à 30° pour laquelle

uniquement 4 simulations numériques ont été effectuées, une relation

non-linéaire existe entre l'orientation de la fracturation et l'inclinaison de

la ZIK. Ainsi une augmentation de l'orientation de la fracturation de 10°

mène à une augmentation moyenne de l'inclinaison de la ZIK d'environ

10e. Ce qui suggère un étroit contrôle de l'inclinaison de la ZIK par

l'orientation de la fracturation.
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Figure 5.6 Variation de l'inclinaison des ZIK en fonction des paramètres critiques,
m: moyenne; s: écart-type; n: nombre de données.
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2) Une augmentation de la friction de surface des joints primaires mène à

une inclinaison plus prononcée de la ZIK. Bien que cette relation semble

non-significative pour l'augmentation de la friction de surface de 20° à

30°, elle devient beaucoup plus évidente pour l'aug mentation de friction

de 30eà 40°. La variation significative de l'incli naison de la ZIK pour les

angles de friction les plus élevés avait déjà été observée lors des

simulations préliminaires (figure 3.13).

3) Bien qu'une légère augmentation de l'inclinaison des ZIK soit associée à

une augmentation de la fréquence de fracturation, la grande variabilité

des résultats ne permet pas de définir une relation claire entre ces

paramètres.

4) Le niveau de confinement semble n'avoir peu ou pas d'influence sur

l'inclinaison des ZIK.

Puisqu'une portion importante de la variabilité de l'inclinaison des ZIK est

associée à l'orientation de la fracturation, une sélection représentative des

données a été utilisée pour comparer l'importance relative des influences de

chaque paramètre sur l'inclinaison des ZIK (figure 5.7). Ce graphique montre trois

groupes de courbes dans un espace « inclinaison de la ZIK vs. Friction de surface

des joints primaires » pour un niveau de confinement fixé à 0.5 MPa. Chaque

groupe de courbes est associé à une orientation de la fracturation donnée et

chaque courbe à l'intérieur d'un groupe représente une fréquence de fracturation

donnée. La variation interne à chaque groupe de courbe (moins de 4° en général)
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est beaucoup plus faible que la variation entre les groupes de courbes (environ

10*), donc l'effet de la fréquence de fracturation est négligeable par rapport à l'effet

de l'orientation de la fracturation. Ensuite, malgré que la variation de l'inclinaison

associée à l'effet de la friction de surface ne soit pas négligeable par rapport à

celle de l'orientation de la fracturation, elle en demeure tout de même secondaire.

Finalement, la disposition régulière des groupes de courbes confirme l'étroite

relation entre l'orientation de la fracturation et l'inclinaison de la ZIK.
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Figure 5.7: Importance relative de chaque paramètre critique sur l'inclinaison des ZIK.
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L'angle entre la fracturation principale et la ZIK (angle a, figure 5.1) prend

une valeur moyenne globale de 79°±5° pratiquement indépendante de

l'orientation de la fracturation (figure 5.8A), mais varie en fonction de la friction de

surface des joints primaires (figure 5.8B). Cependant, la relation entre la friction de

surface des joints primaires et l'angle a n'est pas significative, car le facteur de

corrélation est de R2 = 0.67.

L'analyse de ces graphiques permet de confirmer que les principaux

paramètres qui contrôlent l'inclinaison de la ZIK sont l'orientation de la fracturation

et la friction de surface des joints primaires. Puisqu'il n'est pas possible de tirer une

relation significative entre la friction de surface des joints primaires et l'angle a,

l'estimation de l'inclinaison de la ZIK ne pourra être effectuée uniquement à partir

de sa relation avec l'orientation de la fracturation. Ainsi, lorsque les conditions

géométriques et de chargement du massif rocheux fracturé sont représentatives

de celles des simulations numériques (essais biaxiaux), il est possible d'estimer

que les ZIK se développent selon une orientation donnée par :

0PK=e-a (5.1)
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surface des joints primaires.



137

5.6 Angle d'élongation des colonnes en rotation (q>)

Pour une inclinaison de ZIK donnée, l'angle d'élongation affecte directement

l'angle de dilatance, donc l'amplitude de la résistance des ZIK. Une augmentation

de l'angle d'élongation implique que les colonnes en rotation sont moins élancées

et que l'angle de dilatance et la résistance de la ZIK sont plus élevés. La figure 5.9

montre la variation de l'inclinaison des ZiK en fonction des paramètres critiques.

Plusieurs observations importantes en sont tirées :

1) L'orientation de la facturation affecte directement l'angle d'élongation

des colonnes en rotation. Exception faite de l'orientation de la

fracturation à 30° pour laquelle uniquement 4 simul ations numériques

ont été effectuées, une relation linéaire existe entre l'orientation de la

fracturation et l'angle d'élongation. Ainsi une augmentation de

l'orientation de la fracturation de 10° mène à une augmentation

moyenne de l'angle d'élongation des colonnes en rotation d'environ 3°.

Cependant, la variabilité des données est du même ordre de grandeur.

2) La friction de surface des joints primaires affecte aussi l'angle

d'élongation des colonnes en rotation. Une relation linéaire existe entre

la friction de surface des joints primaires et l'angle d'élongation. Ainsi

une augmentation de la friction de surface de 10e mène à une

augmentation moyenne de l'angle d'élongation des colonnes en rotation

d'environ 3°. Cependant, la variabilité des données est du même ordre

de grandeur.
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Figure 5.9: Variation de l'angle d'élongation des colonnes en rotation en fonction des paramètres critiques,
m: moyenne; s: écart-type; n: nombre de données.
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3) Une augmentation de la fréquence de fracturation mène à une

diminution de l'angle d'élongation des colonnes en rotation. Cependant,

l'amplitude de la diminution observée est inférieure à ia variabilité des

données.

4) Le niveau de confinement semble n'avoir peu ou pas d'influence sur

l'angle d'élongation des colonnes en rotation.

Contrairement à l'inclinaison de la ZIK qui est principalement déterminée par

l'orientation de la fracturation, la variation de l'angle d'élongation des colonnes en

rotation ne peut pas être expliquée par la dominance d'un seul paramètre critique

(figure 5.10). De plus, une chaîne d'inter relations entre les paramètres critiques et

les paramètres géométriques brouillent les interprétations :

1) L'orientation de ia fracturation et la friction de surface des joints

primaires influencent grandement l'inclinaison des ZIK (§5.5);

2) Une forte corrélation existe entre l'épaisseur et l'inclinaison des ZIK

(§5.4);

3) L'angle d'élongation est géométriquement relié à l'épaisseur des ZIK

(équation 5.6).
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Figure 5.10 : Importance relative des influences de chaque paramètre critique sur l'angle
d'ôlongation des colonnes en rotation.

Il devient donc très difficile d'évaluer l'influence directe de l'orientatbn de la

fracturation et de la friction de surface des joints primaires sur la détermination de

l'angle d'élongation des colonnes en rotation. Pour ces raisons, il est proposé

d'estimer l'angle d'élongation des colonnes en rotation à partir de la relation

« épaisseur initiale des ZiK » vs « inclinaison des ZIK » (figure 5.5) :

= 6.66-0.13 (5.10)
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Une fois l'épaisseur initiale estimée, il devient possible de calculer l'angle

d'élongation des colonnes en rotation (ç) à l'aide de la fréquence de fracturation (f)

et de l'angle externe à la ZIK (a) :

Jna (5.11)

5.7 Conclusion
Le développement des ZIK sous chargement biaxial en simulation

numérique s'est effectué selon des geometries très variées. Les inclinaisons

observées prennent des valeurs entre 11° et 46° par rapport au tenseur des

contraintes principales et les angles d'élongation prennent des valeurs entre 3° et

16° selon les variations des paramètres critiques imposés (orientation de la

fracturation, friction de surface des joints primaires, fréquence de fracturation et

niveau de confinement).

Premièrement, la variation de l'inclinaison de la ZIK est principalement

influencée par l'orientation de la fracturation et la friction de surface des joints

primaires. Il a été observé que l'angle entre les PK et la fracturation (angle a) est

pratiquement constant et prend une valeur moyenne de 79^5°. Bien qu'une

variation de l'angle a est observée en fonction de la friction de surface des joints

primaires, aucune relation statistique significative n'a pu en être tirée.
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II est donc proposé d'utiliser l'angle externe à la ZIK (angle a) et l'orientation

de la fracturation « 0» pour estimer l'inclinaison de la ZiK « 90- 6PK » :

ePK=B-a (5.1)

Deuxièmement, la forte corrélation entre l'inclinaison de la ZIK et l'angle

d'élongation et l'importante variabilité des valeurs d'angle d'élongation empêchent

la détermination des effets directs des paramètres critiques sur la variation de

l'angle d'élongation. Il demeure tout de même possible d'estimer l'angle

d'élongation des colonnes en rotation à partir de la relation « épaisseur initiale des

ZIK » vs « inclinaison des ZIK » :

(5.10)

Une fois l'épaisseur initiale estimée, il devient possible de calculer l'angle

d'éiongation des colonnes en rotation (ç) à l'aide de la fréquence de fracturation (/)

et de l'angle externe à la ZIK (a) :

(5.11)

II est toutefois important de spécifier que l'estimation de la géométrie des

ZIK à partir des relations statistiques développées dans ce chapitre n'est valide

que pour les intervalles de valeur considérés des paramètres critiques et pour un

système pouvant être représenté par le modèle testé.
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CHAPITRE 6

DISCUSSION GÉNÉRALE

Le critère de rupture développé par la présente étude permet de déterminer

la résistance au pic des zones d'instabilité en kink se produisant dans des massifs

rocheux fortement fracturés. Le critère de rupture a été développé à partir d'un

raisonnement logique et il a été confirmé par des résultats de simulations

numériques et d'essais physiques. Les modèles utilisés pour effectuer les

simulations numériques et les tests physiques demeurent une simplification des

conditions naturelles des massifs rocheux fracturés. Le modèle proposé a donc

ses propres forces et faiblesses qui déterminent ses limites d'application pour la

recherche et l'ingénierie.

Premièrement, le critère de rupture est basé sur des considérations

énergétiques et il permet de calculer la résistance au cisaillement au pic des zones

d'instabilité en kink en fonction de la contrainte normale appliquée, du taux de

dilatance du système et de la friction interne :
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(4.25)

TRp=Tsp+Twp �' Résistance au cisaillement au pic de la
rupture rotationnelle divisée entre une composante externe
« rSp » et une composante interne « tWp » provenant du

poids des colonnes;

oH-an
JfGw : Contrainte normale totale divisée entre une

composante externe « on » et une composante interne

« <rw » provenant du poids des colonnes;

fa : Angle de friction de roulement;

: Angle de dilatance rotationnelle composé de
l'inclinaison des colonnes «i» et de l'angle d'élancement
« <p» des colonnes.

La plus grande force de ce critère de rupture est qu'il est adaptable, car il a

été développé analytiquement et qu'il dépend des paramètres physiques

intrinsèques aux massifs rocheux fracturés. Bien que des aspects importants de la

stabilité des massifs rocheux fracturés (effet de la pression interstitielle, rupture à

travers le matériel intact, effet de la troisième dimension) n'aient pas été

directement traités dans le cadre de cette recherche, le critère de rupture est

conçu de façon à pouvoir être généralisé suite à de futures recherches. D'ailleurs,

il est lui-même une généralisation du modèle de Rowe (Rowe, 1962; Rowe et al.,

1964) appliquée à la résistance au cisaillement des matériaux pulvérulents, tout

comme le modèle LADAR (Ladanyi et Archambauit, 1969; 1972) l'était pour les

ruptures par cisaillement le long de plans indentés.
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Deuxièmement, les observations sur les comportements contrainte-

déformation et contrainte-dilatance des simulations numériques ont permis de

confirmer l'importance de la dilatance sur le développement des ZIK, tel que

proposé par Archambault et Ladanyi (1993). Le critère de rupture fait intervenir

explicitement la dilatance pouvant se produire lors de la déformation d'un massif

rocheux fracturé. Considérant que la dilatance est le principal facteur limitatif de ce

type de rupture, il en ressort que la résistance du massif rocheux fracturé peut être

grandement augmentée par des techniques qui limitent cette dilatance.

Cependant, bien qu'il soit difficile d'évaluer l'efficacité des divers types de

soutènement, car l'étude ne portait pas directement sur ce domaine précis,

quelques pistes peuvent tout de même être proposées. Tout d'abord, considérant

que la dilatance est caractérisée par la variation de l'épaisseur de la ZIK, l'action

du confinement imposé par ancrages ou d'autres techniques sera d'autant plus

efficace que son orientation soit perpendiculaire à la ZIK. Ensuite, les rares

observations ou simulations de ZIK en milieu naturel (Goodman et Kieffer, 2000;

Nichol et al., 2002) positionnent les ZIK profondément dans les pentes rocheuses,

ainsi, pour être efficaces, les ancrages utilisés devront être assez long pour

atteindre la ZIK, ce qui favorise l'utilisation de câbles d'ancrage plutôt que de

boulons d'ancrage.

Troisièmement, ce critère de rupture est très simple, la majorité des

paramètres nécessaires à la détermination de la résistance au pic des ZIK peuvent

facilement être mesurés ou estimés à partir des caractéristiques du réseau de
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fractures (orientation des familles de fracture, espacement moyen des fractures,

friction de surface moyenne des fractures des différentes familles). Bref, le bloc

unitaire du réseau de fractures peut être utilisé comme élément de base de

construction des colonnes en rotation. Cet aspect du critère de rupture lui confère

un avantage marqué quant à son utilisation par les ingénieurs dans l'industrie.

Seule la friction de roulement demeure un paramètre nouveau pour la

mécanique des roches. Aucun protocole expérimental n'existe pour le déterminer

et aucune connaissance scientifique ne permet de le caractériser. Ainsi plusieurs

questions demeurent sans réponse. Par exemple, existe-t-il un effet d'échelle sur

ce paramètre? Est-il influencé par d'autres paramètres physiques tels la friction de

surface des joints ou la pression interstitielle? Malgré cette incertitude concernant

la friction de roulement, il n'en demeure pas moins que ce paramètre a un impact

négligeable sur la résistance au cisaillement au pic comparativement à la

dilatance, ce qui permet tout de même l'utilisation du critère de rupture.

Quatrièmement, lors de l'application du critère à des cas concrets, la

détermination des divers paramètres passe par l'estimation de la géométrie

(interne et externe) des ZIK. Les relations statistiques développées à l'aide des

simulations numériques systématiques permettent d'évaluer la géométrie des ZiK

uniquement pour des conditions similaires à celles testées. Ces conditions sont

toutefois représentatives d'un large éventail de situations réelles. Ainsi, l'intervalle

de friction de surface testé (20° à 40*) couvre les frictions de surface généralement
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acceptées pour les joints plats rugueux (Goodman, 1976). Les frictions de surface

inférieures à 20° ou supérieures à 40° corresponden t généralement à des cas

particuliers de fractures non représentatives de l'ensemble du réseau de fractures.

Ensuite, l'intervalle de pression de confinement (0.5 MPa à 5.0 MPa) correspond à

des profondeurs allant de la surface de la Terre jusqu'à environ 200 m de

profondeur. Cet intervalle de profondeur correspond à l'environnement de travail

des ouvrages de surface (mines à ciel ouvert, fondations sur roc, tunnels et

ouvertures souterraines peu profonds).

D'un autre côté, il demeure que les geometries observées suite aux

simulations numériques diffèrent grandement des geometries prévues par la

littérature. Ainsi, l'orientation de la ZIK était supposée indépendante de l'orientation

de la fracturation (Archambault et Ladanyi, 1993) ou de l'anisotropie planaire dans

le cas du développement de bandes de kink (Paterson et Weiss, 1966; Donath,

1968; Anderson, 1974; Gay et Weiss, 1974). Nos travaux démontrent au contraire

que l'orientation de la ZIK n'est pas indépendante de l'orientation de la fracturation.

Cette différence peut s'expliquer aisément de la façon suivante. Dans le cas des

essais physiques biaxiaux (Archambault et Ladanyi, 1993), le confinement est

appliqué par le biais de plateaux de chargement rigides. Lors de la déformation,

l'uniformité de l'application du confinement est rapidement perdue, ce qui influence

la distribution des contraintes aux frontières et à l'intérieur du modèle. Les autres

auteurs, en plus de travailler sur des matériaux forts différents de celui utilisé dans

le cadre de cette étude, ont imposé des conditions de chargement représentatives
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de profondeurs variant entre 2 km et 25 km dans la croûte terrestre. Leurs

résultats, bien que pouvant servir de guide à la recherche présente, ne peuvent

pas être directement comparés à ceux obtenus dans la présente étude.

L'indépendance de l'épaisseur des ZIK par rapport au confinement demeure à

confirmer, puisqu'une relation inverse avait été observée par Archambauit et

Ladanyi (1993) et par Donath (1968). Même si cette relation demeurait incertaine

due à la série d'observations contradictoires discutée par Donath (1969), la

présente étude ne permet pas d'établir hors de tout doute la présence ou l'absence

de cette relation, car des artefacts numériques ont pu être introduits par

l'incapacité du logiciel à créer de nouvelles fractures à l'intérieur des blocs. Ainsi,

plusieurs simulations numériques ayant été effectuées sous un confinement de

3.5 MPa ou de 5.0 MPa ont montré des ensembles de blocs aux frontières des ZIK

ayant atteint leur seuil de plasticité suite à la concentration des contraintes à ces

endroits. Ces blocs, lors d'essais physiques, se seraient rompus, ce qui aurait fort

probablement affecté la dynamique de la déformation du modèle.

Finalement, puisque que ie critère de rupture proposé est une généralisation

du modèle de Rowe, il est construit de façon à déterminer l'ensemble du

comportement contrainte-déformation des massifs rocheux fracturés soumis à ce

type de rupture. La connaissance des comportements pré-rupture et post-rupture

est critique lors de la gestion du risque. Elle permet, entre autres, d'estimer des

déplacements et des accélérations caractéristiques pour établir des seuils de

risque et des plans d'atténuation des dommages lors du suivi des déformations
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des pentes naturelles. Bien que cet aspect particulier du critère de rupture n'ait pas

été analytiquement traité lors de cette étude, les simulations numériques ont pallié

partiellement cette lacune en permettant, entre autres, l'étude détaillée du

comportement pré-rupture et l'étude partielle du comportement post-rupture. La

cinématique de la déformation demeure toutefois très relative, car le temps de

calcul informatique ne correspond pas au temps réel de déformation. Bien que

certains auteurs se soient penchés sur ce problème (Deangeli et al., 2002),

beaucoup de travail reste à faire dans ce domaine. Malgré tout, ce critère de

rupture représente un premier pas dans l'évaluation et la gestion des risques

associés aux déformations des pentes naturelles. Pour l'instant, c'est dans ce

domaine que les déformations par ZIK ont été simulées ou inférées. Par exemple,

les observations sur l'avalanche de Mystery Creek en Colombie-Britannique

indiquaient une rupture par basculement de colonnes de roches (Evans et

Savigriy, 1994). Des simulations numériques effectuées sur ce cas confirmèrent

que le basculement ou le développement de ZIK pouvaient expliquer le

déclenchement de cette avalanche (Nichol et al., 2002). Un autre exemple est le

cas de la déformation d'une pente d'un versant du Mont Breakenridge aux abords

du lac Harrison, encore en Colombie-Britannique. Cette déformation de pente ne

correspond pas à la cinématique prévue par les études géotechniques (Evans et

Savigny, 1994), mais des simulations numériques ont montré que le

développement d'une ZIK pouvait expliquer le processus de déformation observé

(Nichol et al., 2002).
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CHAPITRE 7

CONCLUSION GÉNÉRALE

7.1 Buts visés de l'étude

Le projet visait à développer un modèle analytique du comportement

mécanique de la déformation rotationnelle et de son influence sur les mécanismes

de rupture progressive par instabilité en kink, afin d'améliorer la conception des

ouvrages aménagés en massifs rocheux foliés ou fortement fracturés.

Le modèle analytique devait être basé sur le concept fondamental de la

dilatance associée à la déformation des massifs rocheux fracturés. Ce modèle

devait aussi être appuyé par des résultats expérimentaux provenant de simulations

numériques et d'essais en laboratorie en chargement biaxial et en cisaillement

direct de massifs rocheux fracturés.

7.2 Principaux résultats et acquis scientifiques

La conception, à l'aide du code UDEC, d'un modèle numérique représentatif

des essais biaxiaux antérieurement effectués en laboratoire a permis de créer une

base de données substantielle concernant les conditions de développement et la

résistance au cisaillement des zones d'instabilité en kink (ZIK). Ces résultats

normalisés ont permis de cibler les principales influences des paramètres critiques

sur ie développement des ZIK. Ces informations fondamentales ont mené à une
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meilleure compréhension de la mécanique de formation des ZIK; une définition

plus fine des étapes de formation des ZIK a ainsi pu être développée. De plus, les

notions de localisation des déformations ont pu être associées à ces mêmes

L'effet et l'importance de la dilatance sur la résistance et le développement

des ZIK ont pu clairement être établis à partir de la comparaison des observations

sur la géométrie des ZIK et de leur comportement mécanique (courbes contrainte-

déformation et dilatance-déformation). Les observations effectuées montrent

clairement que les ZIK se développent uniquement lorsque les conditions de

simulation permettent à la dilatance de se produire, dans le cas contraire d'autres

types de déformation et de rupture se produisent. Ces mêmes observations ont

permis d'associer la géométrie des ZIK au taux de dilatance et à la résistance

axiale du modèle biaxial. Il a été établi que le taux de dilatance, défini par la

géométrie de la ZIK, représente effectivement l'élément de résistance fondamental

de ce type de déformation.

La définition géométrique d'un angle de dilatance dit « rotationnel » a

permis, à partir de l'adaptation du modèle contrainte-dilatance de Rowe, de définir

un critère de rupture pour les déformations rotationnelles du type « zone

d'instabilité en kink». Ce critère de rupture est basé sur des considérations

énergétiques et il permet de calculer la résistance au cisaillement au pic des zones
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d'instabilité en kink en fonction de la contrainte normale appliquée, du taux de

dilatance du système et de la friction interne.

À partir de simulations numériques d'un empilement de colonnes de roche

soumis à un cisaillement direct, les limites du critère de rupture développé

analytiquement ont été établies. Ces limites sont associées aux conditions

favorisant divers types de rupture possibles, soit le glissement sur un plan

imbriqué, la rotation des colonnes et le développement de ruptures internes aux

colonnes. Le mode de rupture offrant la plus faible résistance au cisaillement est

privilégié et dépend de la géométrie du système (inclinaison et élancement des

colonnes), des caractéristiques des colonnes (cohésion interne, friction sur les

joints secondaires) et du confinement du système (contrainte normale).

À partir d'une géométrie donnée, il a été établi qu'un angle de friction très

faible des joints secondaires favorisait la rupture par glissement sur un plan

imbriqué, tandis qu'une faible cohésion interne des colonnes favorisait le

développement de ruptures internes.

Les résultats des simulations numériques en chargement biaxial ont permis

de confirmer que le modèle analytique développé demeure valide lorsque la

géométrie des ZIK n'était pas imposée. Bien que le développement des ZIK sous

chargement biaxial dans les simulations numériques se soit effectué selon des

geometries très variées, il a été possible de définir des relations statistiques entre

les paramètres critiques et la géométrie des ZIK (inclinaison de la ZIK et angle
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d'élongation des colonnes en rotation). L'analyse statistique des variations de

géométrie en fonction des divers paramètres critiques, ainsi que la détermination

d'une forte corrélation linéaire entre l'inclinaison de la ZIK et l'angle d'élongation

des colonnes en rotation, ont permis d'établir que la géométrie d'une ZIK pouvait

être estimée à partir uniquement de l'orientation de la fracturation par rapport au

tenseur des contraintes majeures et de la friction de surface sur les joints

primaires.

Il a été établi que la ZIK se développe selon un angle pratiquement constant

par rapport à l'orientation de la fracturation primaire (a = JQ^ô1) pour les

conditions de chargement testées. Les variations secondaires de l'inclinaison

proviennent de l'effet de la friction de surface des joints primaires. Une corrélation

statistique entre l'inclinaison de la ZIK et l'angle d'élongation des colonnes en

rotation permet d'estimer cette dernière.

7.3 Recherches futures et recommandations

Malgré les résultats innovateurs apportés par la présente recherche, de

nombreux aspects théoriques et pratiques concernant les déformations

rotationnelles demeurent encore inconnus. De futures recherches permettront de

repousser les limites d'application associées aux présents travaux

Premièrement, le critère de rupture proposé a été développé dans un

environnement sec. Considérant que l'eau circulant dans les fractures et les

roches joue un rôle majeur quant à la détermination de la résistance des massifs



154

rocheux, il devient impératif d'évaluer son impact sur ie critère de rupture. D'un

autre point de vue, il serait aussi important d'établir l'effet de la dilatance sur la

perméabilité du milieu et sur l'écoulement des eaux souterraines ou tous autres

fluides interstitiels.

Deuxièmement, le critère de rupture proposé a été défini en deux

dimensions et ne tient pas compte des variations géométriques des extensions

latérales et longitudinales des zones d'instabilité en kink. Donc l'investigation de

l'influence de la troisième dimension permettrait de généraliser les domaines

d'application du critère de rupture.

Troisièmement, le critère de rupture proposé ne permet pas d'évaluer la

résistance au cisaillement d'une zone d'instabilité en kink qui subit simultanément

une rotation et une rupture des colonnes qui sont en rotation. Ainsi, la

généralisation du critère de rupture est essentielle pour tenir compte des systèmes

où dés ruptures internes de matériel intact se produisent. Cette généralisation

permettrait peut-être d'inclure l'étude des zones de cisaillement comme

déformation rotationnelle.

Quatrièmement, le réseau de joints utilisés lors des simulations numériques

était idéalisé dans le but de dégager les influences de base des divers paramètres

de ceux induits par une variabilité importante des caractéristiques de la

facturation. Il devient donc intéressant d'explorer l'effet de ia variabilité
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géométrique du réseau de fractures sur le développement des zones d'instabilités

en kink.

Cinquièmement, le critère de rupture proposé permet d'évaluer la résistance

au cisaillement au pic des zones d'instabilité en kink. Ce critère permet de

déterminer sous quelles conditions la rupture va se produire, cependant il ne

donne aucune information sur le comportement post-rupture du massif rocheux.

Lors d'études de gestion du risque, la connaissance du comportement post-rupture

permet d'établir précisément les mesures à prendre pour limiter les dommages

causés par une rupture de pente. Ainsi l'étude de la cinématique post-rupture

devient un sujet d'étude intéressant et important.

Sixièmement, la détermination de la géométrie des zones d'instabilité en

kink à partir des simulations numériques demeure valide pour un intervalle restreint

des paramètres critiques. De plus, les relations déterminées demeurent très

empiriques et sujettes à discussion. Des études plus poussées sont donc

nécessaires pour mieux caractériser les relations entre les paramètres critiques,

les conditions de chargement et la géométrie des zones d'instabilité en kink.

Finalement, le critère de rupture demeurera théorique tant et aussi

longtemps qu'il ne sera pas appliqué à des cas concrets de rupture et déformation

d'ouvrages en massifs rocheux fracturés.
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ANNEXE 1

DÉTERMINATION EXPÉRIMENTALE DES RIGIDITÉS DE SURFACE DES
JOINTS

A1.1 Généralités

Les rigidités normale « Kn » et tangentielle « Ks » de surface des joints

contrôlent la déformation élastique pré-rupture des joints soumis à des contraintes

normales et/ou de cisaiilement. Ces paramètres sont fonction du niveau de

contraintes appliquées, de la déformabilité des épontes, du degré

d'enchevêtrement des irrégularités de surface et de la direction de cisaillement

(lorsqu'il y a cisaillement). Bien que le comportement mécanique de déformation

élastique des joints irréguliers ait été étudié (Goodman, 1976; Bandis et al., 1983),

aucune étude ne concerne les joints plats pour lesquels l'effet des irrégularités de

surface est négligeable. De plus, les valeurs de rigidité normale et tangentielle

proposées dans la banque de données du logiciel UDEC sont identiques pour

l'ensemble des matériaux proposés, ce qui ne tient pas compte de l'effet de la

déformabilité des épontes selon fe type de roche utilisé. Pour ces raisons, des

essais de laboratoire ont été effectués pour déterminer l'ordre de grandeur des

coefficients de rigidité normale et tangentielle des joints plats.
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A1.2 Comportement mécanique des joints plats

A1.2.1 Comportement mécanique sous chargement normal

La proportion de surface en contact entre les compartiments d'une fracture

varie beaucoup, mais est généralement très faible. Toute la charge de contact est

donc distribuée entre quelques points. Suite à l'application d'une contrainte

normale sur le joint, les points de contacts se déforment et se brisent, ce qui tend à

fermer ce dernier. La rigidité normale d'un joint est représentée par la pente de la

tangente à la courbe « <rn vsun » en un point donné (figure A1.1). Les courbes

expérimentales montrent une augmentation rapide de la rigidité normale avec

l'augmentation de la charge appliquée, cette rigidité tend à égaler celle de la roche

intacte à haute contrainte normale.

Ai.2.2 Comportement mécanique sous cisaillement

Une fracture dépourvue de cohésion et d'aspérités importantes montre tout

de même une certaine rugosité de surface. Une telle fracture peut être obtenue

artificiellement par découpage à la scie d'un bloc de roche ou de béton. Le

comportement en cisaillement typique d'une telle fracture est illustré à la

figure A1.1. L'effort de cisaillement augmente initialement très rapidement et est

associé à des déplacements tangentieis mineurs. Durant cette phase, les

déformations élastiques prévalent et le taux de variation de la contrainte en

fonction de la variation du déplacement correspond à la rigidité tangentielle « Ks »

de la fracture. Puis vient la rupture au-delà de laquelle le glissement se poursuit

sans variation de l'effort de cisaillement. La valeur de résistance au cisaillement de
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ce plateau est nommée « résistance résiduelle » « rr ». Le comportement est régi

par le frottement des épontes. Le déplacement normal est pratiquement nul.

Un

Roche
intacte

\ 1

Us

Figure A1.1 : Comportement mécanique d'un joint lisse. Gauche : Sous contrainte normale. Droite :
Sous cisaillement à contrainte normale constante.

Bien que ces rigidités ne soient pas constantes et varient en fonction du

niveau des contraintes appliquées, il est possible d'approximer le comportement

mécanique de déformation élastique du joint en les supposant constantes, ce que

fait UDEC.
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A1.3 Détermination de la rigidité normale de surface des joints plats

A1.3.1 Généralité

Les joints étudiés proviennent de traits de scie dans des briques de béton,

ce qui en fait des joints plats et rugueux.

1) Considérant que les contraintes normales réelles appliquées sur les

joints lors des essais numériques étaient variables et difficilement

déterminables;

2) Considérant que le logiciel UDEC ne permet pas d'utiliser directement

des rigidités de surface variables;

3) Considérant que la rotation des colonnes de roche dans la ZIK tend à

éloigner les compartiments de part et d'autre des joints primaires et que

la rigidité normale n'affecte pas les joints soumis à des contraintes en

extension;

H a été décidé d'approximer la rigidité normale de surface de ces joints plats

par la rigidité du béton intact. Ainsi des essais normalisés (ASTM D3148) sur

carotte de béton ont permis de déterminer le module de rigidité volumique du

béton utilisé lors des essais biaxiaux.

AI.3.2 Procédures de laboratoire

L'essai consiste à charger axialement des éprouvettes cylindriques de béton

sur lesquelles deux rosettes de déformation ont préalablement été installées.

Quatre essais ont été effectués, soit 1 essai non destructif et 3 essais destructifs.
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L'essai non destructif consistait à charger l'éprouvette « A » par paliers de 250

livres jusqu'à un maximum de 2000 livres. À chaque palier de chargement, les

déformations axiale et latérale ont été enregistrées. Les essais destructifs

consistaient à charger à vitesse constante les éprouvettes et d'enregistrer les

déformations axiale et latérale pour chaque tranche de 1000 livres appliquée. Ces

essais se terminaient à la rupture de l'éprouvette.

A1.3.3 Données expérimentales

Les dimensions des carottes de béton se retrouvent au tableau A1.1.

Tableau A1.1 : Dimensions des éprouvettes testées

#

A
B
C

Diamètre (mm)
D1

50.28
50.22
50.25

D2
50.22
50.23
50.20

D3
50.35
50.21
50.19

moy.
50.28
50.22
50.21

Longueur (mm)
L1

102.06
102.09
101.52

L2
101.79
102.04
101.57

L3
101.60
102.05
101.32

moy.
101.82
102.06
101.47

A1.3.4 Calculs et résultats

Le module de rigidité volumique « K » se calcule à partir du module

d'élasticité de Young « £ » et du coefficient de Poisson « v» :

K =

Le module de Young et le coefficient de Poisson se déterminent à partir des

pentes des courbes « oB vs eB » et « <ra vs s, » respectivement (figure A1.2) :
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Les résultats obtenus se retrouvent au tableau A1.2

Tableau A1.2 : Résuttats expérimentaux du module de rigidité voiumique du béton

Essais

Paliers
A
B
C

moyenne

E
(GPa)

22.7
20.3
17.0
18.2
19.5

E'
(GPa)

133.9
87.6
77.2
72.6
92.8

V

0.17
0.23
0.22
0.25
0.22

K
(GPa)

11.4
12.6
10.1
12.1
11.6
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A1.4 Détermination de la rigidité tangentieiie de surrace d'un joint pfat

A1.4.1 Généralité

Le joint étudié provient d'un trait de scie dans une brique de béton, ce qui en

fait un joint plat et rugueux. La rigidité tangentielle de surface du joint plat a été

déterminée à l'aide d'essais de cisaillement direct sur des prismes de béton

préalablement coupés longitudinalement (figure A1.3). Le montage expérimental

est illustré à la figure A1.4.

Figiite A1.3 : Brique de béton coupée longitudiriaiement et insérée dans la boîte de ent



172

(1 ) Cadre en acier
(2) Moteur électrique

démultiplié
(3) Boîte de cisaillement
(4) Vérin hydraulique
(5) Pompe hydraulique

(6) Barres d'appuis en acier
(7) Cellule de charge

(10 000 lbs max)
(8) Potentiomètre
(9) Ordinateur

(Logiciel Labview)

Figure A1.4 : Montage expérimental pour les essais de cisaillement direct sur joints plats
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A1.4.2 Procédures de laboratoire

Les essais consistent à déplacer à vitesse constante la portion inférieure de

la boîte de cisaillement à l'intérieur de laquelle est enchâssée une brique coupée

et sur laquelle une contrainte normale constante est préalablement appliquée. Ce

déplacement mobilise la résistance au cisaillement du joint. Tout au long de l'essai,

la contrainte en cisaillement et le déplacement latéral sont enregistrés à l'aide

d'une cellule de charge et d'un potentiomètre. Les mesures s'effectuent à l'aide du

logiciel Labview (Sumathi and Surekha, 2007). Deux contraintes normales ont été

testées, soit 1,4 MPa (200 psi) et 2,8 MPa (400 psi). Quatre essais de cisaillement

ont été effectués pour chaque contrainte normale.

A1.4.3 Données expérimentales

Les dimensions du joint testé se retrouvent au tableau A1.3.

Tableau A1.3: Dimensionsduiointplattesté

Compartiment

Inférieur
Supérieur

Longueur (mm)
L1

202.90
153.60

L2
202.90
153.57

moy.
202.90
153.59

Largeur (mm)
11

58.60
58.70

12
58.65
58.63

moy
58.63
58.67
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A1.4.4 Calculs et résultats

Le module de rigidité tangentiel du joint plat « Ks » se calcule à partir des

pentes des courbes « tvsdl » (figure A1.5) :

Ar
* Ad/

Les résultats obtenus se retrouvent au tableau A1.4.

Tableau A1.4 : Résultats expérimentaux pour la rigidité tangentieiie d'un joint plat.

an(MPa)

1.4
2.8

Ks (MPa / mm)

0.24
0.59

Ks2
0.25
0.41

Ks3

0.34
0.58

Ks4

0.43
0.42

Moy.
0.32
0.50
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ANNEXE 2

SUIVI DES DÉFORMATIONS ET DES CONTRAINTES

A2.1 Généralités

Le suivi des déformations et des contraintes a été effectué par la création de

nouvelles variables à l'aide du code de programmation FISH (§A3.1.2 et §A3.2.2).

Le code se retrouve dans des fichiers indépendants qui sont appelés à l'aide du

code UDEC. La correspondance entre les symboles mathématiques et la

nomenclature utilisée dans FISH pour les variables de suivi des contraintes et des

déformations se retrouve au tableau A2.1.

A2.2 Simulations des essais de cisaillement direct

À2.2.1 Variable de contrainte de cisaillement

La rotation des colonnes les sépare les unes des autres. La perte de contact

induite fait varier l'orientation des contraintes principales à l'intérieur de ces

dernières. Il est donc impossible d'évaluer la résistance au cisaillement de

l'ensemble du modèle par l'extraction de données de contraintes dans les

colonnes. Pour cette raison, la variable de contrainte de cisaillement moyenne du

modèle « r v » est calculée à partir de 20 points de contrôle fixes répartis en 5

rangées et 4 colonnes sur l'ensemble du plateau de chargement inférieur (figure

A2.1A).
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Tableau A2.1 Nomenclature utilisée pour les variables de suivi des contraintes, des déplacements
et des déformations.

Variables

Simulations en cisaillement direct
Contraintes

de cisaillement moyenne

de cisaillement ponctuelle

Déplacements
normal moyen
normal ponctuel
latéral moyen
latéral ponctuel

Simulations d'essais biaxiaux
Contraintes

verticale moyenne

verticale ponctuelle

Déplacements
vertical ponctuel

latéral ponctuel

Déformations
verticale moyenne
latérale moyenne
volumétrique moyenne

Symboles
Mathématiques

**y

M,

dy

dx

(*),

°yy

M,

n
H

£yy

S,

Termes FISH

sxy_global

z_sxy()

yydispjmoy
gp_ydis()

xxdisp_moy
gp_xdis()

syy_global

z_syy()

gp_ydis()

gp_xdis()

eyyjmoy
exx_moy
ev_moy
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Une valeur de contrainte de cisaillement ponctuelle « ( r v ) » est

déterminée à chaque point de contrôle. La contrainte de cisaillement moyenne est

calculée ainsi :

S 4

ZZfcr),

A2.2.2 Variables de déplacement

Les déplacements totaux du système sont déterminés à partir des

déplacements des plateaux de chargement (figure A2.1B).

Le déplacement normal moyen « dy » est calculé à partir du déplacement

de 21 noeuds de la maille numérique au centre du plateau supérieur. Un

déplacement vertical ponctuel « (dy)j » est déterminé à chaque point de contrôle.

21

(A2.2)

Le déplacement latéral moyen « dx » est calculé à partir du déplacement de

21 noeuds de la maille numérique au centre du plateau inférieur. Un déplacement

latéral ponctuel « (dx)l » est déterminé à chaque point de contrôle.

21

I
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(dx)j

Figure A2.1 : Positionnement des points de contrôle des contraintes (A) et des déplacements (B)
pour les simulations en cisaillement direct.
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A2.3 Simulations des essais biaxiaux

A2.3.1 Variable de contrainte verticale

La variable de contrainte verticale moyenne «<?�,» est calculée à partir de

55 points de contrôle répartis systématiquement en 11 rangées et 5 colonnes dans

le modèle (figure A2.2A). Une valeur de contrainte verticale ponctuelle « [an) »

est déterminée à chaque point de contrôle.

11 5

55
(A2-4)

A2.3.2 Variables de déformation

Le fait que les colonnes de roche définies par le réseau de fracturation ne

soient pas toutes appuyées sur les plateaux de chargement supérieur et inférieur

induit un comportement de déformation différent aux bordures latérales du modèle.

La détermination des déformations a donc été effectuée dans un volume de

contrôle centré sur la zone d'instabilité en kink dans le but d'éliminer ces effets de

frontière indésirables (figure A2.2B).

Pour la détermination des déformations, le modèle dans son ensemble est

considéré comme un milieu continu homogène équivalent, ce qui permet d'utiliser

les notions de la mécanique des milieux continus pour définir les déformations.
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Figure A2.2 : Positionnement des points de contrôle des contraintes (A) et des déplacements (B)
pour les simulations en chargement biaxial.

Les variables de déformation linéaire ponctuelle « {exx)l » et « [ew) » sont

définies comme le différentiel de déplacement entre deux noeuds de la maille

numérique situés de part et d'autre du volume de contrôle divisé par la distance

initiale entre les frontières du volume de contrôle, le tout dans la direction désirée :

(A2.5)
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La variable de déformation linéaire moyenne horizontale « e� » est calculée

à partir de 11 couples de points limites répartis le long des frontières latérales,

donc 11 valeurs ponctuelles de déformation linéaire horizontale :

La variable de déformation linéaire moyenne verticale « en » est calculée à

partir de 11 couples de points limites répartis le long des frontières supérieures et

inférieures, donc 11 valeurs ponctuelles de déformation linéaire verticale :

Pour un système soumis à un état de contraintes planes, la variable de

déformation volumétrique moyenne « ev » est définie comme étant la somme des

déformations linéaires :

Puisque la zone d'instabilité se développe dans le plan XY, les déformations

suivant les axes X et Y proviennent à la fois de la déformation élasto-plastique des
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blocs intacts et de la déformation rotationnelle à plus grande échelle accommodée

par les joints. Sachant que les déformations suivant l'axe Z proviennent

uniquement de déformations éiasto-plastiques des blocs elles peuvent être

négligées par rapport à celles dans le plan XY. Il devient dès lors possible

d'estimer la variation de volume à partir uniquement des déformations du plan XY :

£�=£�+£� (A2.10)
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ANNEXE 3

CODE NUMÉRIQUE

A3.1 Modèle et simulation des essais en cisaillement direct

A3.1.1 Code UDEC

; Détermination des configurations initiales

config p_stress

round 0.020705525

edge 0.04141105

; Détermination de la géométrie du modèle

block 0.0,0.0 0.0,6.3813415 20.705524,6.3813415 20.705524,0.0

; Détermination de régions de travail

jregion id 1 0.0,1.0 0.0,1.2588 20.705524,1.2588 20.705524,1.0

jregion id 2 0.0,5.12252 0.0,5.38134 20.7055,5.38134 20.7055,5.12252

jregion id 3 0.0,1.2588 0.0,5.12252 20.7055,5.12252 20.7055,1.2588

jregion id 4 0.0,1.0 0.0,5.38134 20.7055,5.38134 20.7055,1.0

; Détermination du réseau de fractures

jset 75.0,0.0 0.99999994,0.0 0.0,0.0 1.0,0.0 0.0,1.0 Q range jregion 4

crack 0.06902397,1.261058 1.0410391,1.0006968 range jregion 4

crack 1.1061294,1.2697368 2.0738053,1.0006968 range jregion 4

crack 2.1519136,1.2653973 3.1065714,1.0050361 range jregion 4
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crack 3.1803405.1.2697368 4.143677,1.0006969 range jregion 4

crack 4.2087674.1.2653974 5.172104,1.0006969 range jregion 4

crack 5.237194,1.2610581 6.2135487.1.0006969 range jregion 4

crack 6.2829795,1.2610582 7.246316,1.0006969 range jregion 4

crack 7.311406,1.2610582 8.2834215,1.0006969 range jregion 4

crack 8.348512.1.2610582 9.316188,1.0006969 range jregion 4

crack 9.385615,1.2610583 10.357631,1.0050365 range jregion 4

crack 10.422721,1.269737 11.390396,1.0050365 range jregion 4

crack 11.464166,1.2653977 12.423162,1.0050365 range jregion 4

crack 12.492593,1.269737 13.464608,1.0050364 range jregion 4

crack 13.529698,1.2653975 14.488696,1.000697 range jregion 4

crack 14.5581255,1.2653975 15.53448,1.000697 range jregion 4

crack 15.603896,1.269737 16.567232.1.0006971 range jregion 4

crack 16.636662,1.2610583 17.599998,1.0050365 range jregion 4

crack 17.665089,1.2653977 18.641443,1.0050365 range jregion 4

crack 18.706532.1.2653978 19.674208.1.0006971 range jregion 4

crack 19.739298.1.2697371 20.702633.1.0050365 range jregion 4

crack 18.771622.5.3834443 19.75496,5.123083 range jregion 4

crack 19.808727,5.3834443 20.828476,5.1274223 range jregion 4

crack 17.738869,5.3834476 18.706545,5.1274257 range jregion 4

crack 16.706102,5.3834476 17.66944,5.1274257 range jregion 4

crack 15.668998,5.387787 16.632334,5.1230865 range jregion 4

crack 14.631894,5.383447 15.59957.5.127425 range jregion 4

crack 13.594789,5.383447 14.562465,5.123086 range jregion 4

crack 12.562022.5.3877864 13.525359,5.123086 range jregion 4

crack 11.524916.5.3834476 12.50127,5.127426 range jregion 4

crack 10.48781,5.3834476 11.464165,5.127426 range jregion 4

crack 9.455044.5.3834476 10.431398.5.127426 range jregion 4

crack 8.417939,5.3877873 9.394294,5.127426 range jregion 4
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crack 7.380834,5.3834476 8.34851,5.127426 range jregion 4

crack 6.3437285,5.3834476 7.320083,5.127426 range jregion 4

crack 5.3109612,5.3877873 6.282976,5.127426 range jregion 4

crack 4.2738557,5.3877873 5.2502103,5.127426 range jregion 4

crack 3.2410896,5.383448 4.2087655,5.127426 range jregion 4

crack 2.2039838,5.383448 3.1716595,5.123087 range jregion 4

crack 1.1668782,5.383448 2.1519115,5.127426 range jregion 4

crack 0.134112,5.383448 1.1104666,5.123087 range jregion 4

crack 0.0690217,5.123087 -0.20869684,5.2142134 range jregion 4

crack 11.3289585,1.0137854 11.4254875,1.0762451

; Détermination des propriétés des matériaux

gen edge 1.0 range -0.607522,21.262886 -0.6968441,6.8524594

group zone 'UsenAcier* range atbiock 10.364649,5.814884

group zone 'UsenAcier1 range atbiock 10.336953,0.56912774

zone model elastic density 7800.0 bulk 1.6666E11 shear 7.6923E10 range group

'UserAcier*

group zone 'User: Brique* range atbiock 20.382923,2.3650687

group zone 'UserBrique' range atbiock 19.741728,3.1956367

group zone 'UserBrique' range atbiock 18.705029,3.1926897

group zone 'UserBrique' range atbiock 17.66985,3.193386

group zone 'UserBrique' range atbiock 16.635366,3.1946316

group zone 'UserBrique' range atbiock 15.598215,3.190183

group zone 'UserBrique' range atbiock 14.561235,3.184638

group zone 'UserBrique' range atbiock 13.528676,3.1929324

group zone 'UserBrique' range atbiock 12.493754,3.1938007

group zone 'UserBrique' range atbiock 11.459167,3.1958394

group zone 'UserBrique' range atbiock 10.423053,3.1938293

group zone 'UserBrique' range atbiock 9.387607,3.1930354
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group zone 'UseriBrique' range atblock 8.352237,3.192512

group zone 'UsenBrique' range atblock 7.316868,3.1923993

group zone 'UsenBrique1 range atblock 6.281414,3.1919296

group zone 'UsenBrique' range atblock 5.2467685,3.1940668

group zone 'UsenBrique' range atblock 4.2120056,3.1947343

group zone 'UsenBrique' range atblock 3.1765842,3.1952357

group zone 'UserBrique' range atblock 2.1410277,3.1935341

group zone 'UsenBrique' range atblock 1.1055465,3.1926317

group zone 'UserBrique' range atblock 0.37354127,3.8255875

zone model mohr density 2700.0 bulk 5.6127452E9 shear 4.9353452E9 friction

39.0 cohesion 5920000.0 tension 2760000.0 dilation 5.0 range group 'UsenBrique'

delete range atblock 0.023116848,5.0439863

delete range atblock 0.37354127,3.8255875

delete range atblock 20.382923,2.3650687

delete range atblock 19.741728,3.1956367

; Détermination des propriétés des joints

joint model point cfriction 30.0 ccohesion 0.0 ctension 0.0 cdilation 5.0 cperm 1.0

kn 1.0E10 ks 5.0E8 range -0.45065784,20.890741 -0.33968496,6.827203

; Mise sous confinement

set gravity=0.0-9.812

boundary xvelocity 0.0 range -0.5669365,20.952019 -0.4574449,0.82432556

boundary yvelocity 0.0 range -0.468338,21.099915 -0.284899,0.6517794

boundary stress 0.0,0.0,-1000000.0 range 1.01062,19.7441 5.68026,7.03598

solve ratio 1.0E-5

; Appel des variables du suivi historique

call fishfile\disp_global.fis
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call fishfile\sxy_global.fis

hist yydisp_moy

hist xxdispjnoy

hist dydx_moy

hist sxy_global

; Chargement

boundary xfree range -0.5862007,21.20927 -0.46481156,0.6070969

boundary xvelocity 0.0010 range -0.5862007,21.621544 -0.5197811,0.88194513

boundary xvelocity 0.0 range -0.7511091,21.20927 5.636821,7.2584257

cycle 250000

A3.1.2 Code FISH

;Determination des variables du suivi des déplacements

; Détermination du déplacement latéral

def xxdispjnoy

x_mark = 0.0

xxdispjnoy = 0.0

count = 0.0

loop i (1,21)

XJJJOS = float(i) -1

p_n2 = gp_near(x_pos,0.5)

xjnark = xjnark + gpjcdis(p_n2)

count * count + 1.0

endloop

xxdispjnoy = xjnark / count

end
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; Détermination du déplacement normal

def yydisp_moy

y_mark = 0.0

yydispjnoy = 0.0

count = 0.0

loop i (1,21)

x_pos = float(i) -1

p_n1 = gp_near(xj3os,6)

y_mark = y_mark + gp_ydis(p_n1)

count = count + 1.0

endioop

yydisp_moy = y_mark / count

end

; Détermination de la dilatance

def dydxjnoy

if xxdisp_moy = 0 then

dydxjnoy = 0

else

dydxjnoy = yydispjnoy / xxdispjnoy

endif

end

;Determination de la contrainte de cisaillement moyenne

def sxyjjlobal

totjistr = 0.0

sxy_global = 0.0

count = 0
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loop i (1,5)

y_z = float (i)*0.25 - 0.25

iz = z_near(4,y_z)

iz1 = z_near(8,y_z)

iz2 = z_near(12,y_z)

iz3 = z_near(16,y_z)

moy = (z_sxy(iz) + z_sxy(iz1 ) + z_sxy(iz2) + z_sxy(iz3) )/4

tot_nstr = tot_nstr - moy

count = count + 1

endloop

sxy_global = tot_nstr / count

end

A3.2 Modèle et simulation des essais biaxiaux

A3.2.1 Code UDEC

; Détermination des configurations initiales

config p_stress

round 0.075

edge 0.150

; Détermination de la géométrie du modèle

block-4.0,-4.0-4.0,16.0 13.5,16.0 13.5,-4.0

crack-4.0,11.0 13.5,11.0

crack-4.0,1.0 13.5,1.0

crack 1.0,1.0 1.0,11.0

crack 8.5,1.0 8.5,11.0
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crack 0.0,-4.0 0.0,5.0

crack 0.0,16.0 0.0,7.0

crack 0.0,7.0 -4.0,7.0

crack 0.0,5.0 -4.0,5.0

crack 9.5,16.0 9.5,7.0

crack 9.5,-4.0 9.5,5.0

crack 9.5,7.0 13.5,7.0

crack 9.5,5.0 13.5,5.0

crack-4.0,8.0-2.0,8.0

crack-4.0,4.0-2.0,4.0

crack-2.0,8.0-2.0,7.0

crack-2.0,4.0-2.0,5.0

crack 13.5,8.0 11.5,8.0

crack 13.5,4.0 11.5,4.0

crack 11.5,8.0 11.5,7.0

crack 11.5,4.0 11.5,5.0

arc (4.75,11.0) (8.5,11.0) 180.0 24

arc (4.75,1.0) (1.0,1.0) 180.0 24

crack 0.0,12.0 1.15,12.0

crack 0.0,0.0 1.15,0.0

crack 9.5,12.0 8.35,12.0

crack 9.5,0.0 8.35,0.0

delete range atblock -2.0,13.5

delete range atblock -1.8571428,9.214286

delete range atblock-1.8571428,2.7857144

delete range atblock -2.0,-1.5

delete range atblock 11.5,-1.5

delete range atblock 11.357142,2.7857144

delete range atblock 11.357142,9.214286
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delete range atbtock 11.5,13.5

delete range atblock 0.5221568,11.50292

delete range atblock 8.977843,11.50292

delete range atblock 0.52215666,0.49707988

delete range atblock 8.977844,0.4970827

; Définition de régions de travail

jregion id 1 1.0,1.0 1.0,11.0 8.5,11.0 8.5,1.0

jregion id 2 0.0,11.0 0.0,16.0 9.5,16.0 9.5,11.0

jregion id 3 0.0,-4.0 0.0,1.0 9.5,1.0 9.5,-4.0

jregion id 4 -4.0,4.0 -4.0,8.0 -2.0,8.0 -2.0,4.0

jregion id 5 11.5,4.0 11.5,8.0 13.5,8.0 13.5,4.0

; Détermination du réseau de fractures

jset 75.0,0.0 0.5,0.0 0.0,0.0 0.5,0.0 0.0,0.0 0 range jregion 1

jset 345.0,0.0 0.5,0.0 0.5,0.0 0.5,0.0 0.0,0.0 0 range jregion 1

jset 344.99997,0.0 0.5,0.0 0.5,0.0 0.5,0.0 4.4228077,6.8490777 0 range jregion 1

; Détermination des propriétés des matériaux

delete range 9.644613,14.281616 2.4707258,9.374707

delete range -4.652811,-0.196136 1.7236533,9.142858

gen edge 1.0 range -0.99473095,10.185597 -4.459017,16.227167

group zone 'UserAcier1 range jregion 2

group zone 'UserAcier1 range jregion 3

group zone 'UserBrique' range jregion 1

zone model mohr density 2700.0 bulk 5.6127452E9 shear 4.9353452E9 friction

39.0 cohesion 5920000.0 tension 2760000.0 dilation 5.0 range group 'UserBrique'

zone model elastic density 7800.0 bulk 1.6666E11 shear 7.6923E10 range group

'UsenAcier*
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; Détermination des propriétés des joints

joint model point cfriction 90.0 ccohesion 0.0 ctension 0.0 cdilation 5.0 cperm 0 kn

1.0E9 ks 1.0E10 range -0.7899513,9.703995 11.59322,15.881355

joint model point cfriction 90.0 ccohesion 0.0 ctension 0.0 cdilation 5.0 cperm 0 kn

1.0E9 ks 1.0E10 range 0.30205822,9.863802 -3.455206,0.35351086

joint model point cfriction 30.0 ccohesion 0.0 ctension 0.0 cdilation 5.0 cperm 1.0

kn 5.6E9 ks 5.0E8 range 0.2221551,9.30448 0.69975805,11.539951

; Mise sous confinement

set gravity=0.0 -9.8

boundary stress -500000.0,0.0,0.0 range 8.2923,13.9654 0.699758,11.2736

boundary stress -500000.0,0.0,0.0 range -5.05145,1.42070 0.753026,11.2469

boundary xvelocity 0.0 range -0.4437046,9.970339 -4.227603,-3.322034

boundary yvelocity 0.0 range -0.4170699,10.34322 -4.360775,-3.4019365

boundary yvelocity 0.0 range -0.4437046,9.837167 15.24213,16.547215

boundary xvelocity 0.0 range -0.49697304,9.970339 15.348668,16.680387

solve ratio 1 .OE-5

; Appel des variables du suivi historique

call fishfile\e_global.fis

call fjshfile\syy_global.fis

hist n==10000eyy_moy

hist syy_global

hist exxjnoy

hist ev_moy

; Chargement

boundary xfree range -0.3904357,9.970339 15.322034,16.360775
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boundary yvelocity -1E-3 range -0.3904357,10.15678 15.375302,16.600483

cycle 2000000

A3.2.2 Code FISH

;Détermination des variables du suivi des déformations

; Déformations latérales moyennes centrées sur le kink

def exx_moy

x_strn = 0.0

exxjnoy = 0.0

count = 0.0

loop i (1,11)

ypos = float(i)*0.6 + 2.4

p_n3 = gp_near(3.25,y_pos)

p_n4 = gp_near(6.25,y_pos)

x_strn = x_strn + (gp_xdis(p_n3) - gp_xdis(p_n4)) / 3.0

count = count + 1.0

endloop

exx_moy = x_strn / count

end

; Déformations axiales moyennes centrées sur le kink

def eyyjnoy

y_strn = 0.0

eyyjnoy = 0.0

count = 0.0

loop i (1,11)

x_pos = float(i)*0.3 + 2.95

p_n1 = gp_near(x_pos,3.0)

p_n2 = gp_near(x__pos,9.0)
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y_strn = y_strn + (gp_ydis(p_n1 ) - gp_ydis(p_n2)) / 6.0

count = count + 1.0

endbop

©yy_m°y=y_stm / count

end

; Déformations volumétriques moyennes centrées sur le kink

def ev_moy

ev_moy = -1*(exx_moy+eyy_moy)

end

;Determination de la variable de suivi de la contrainte verticale moyenne

def syy_global

tot_nstr = 0.0

syy_moy = 0.0

count = 0

loop i (1,11)

x_z = (float (i)*0.55)+1.45

iz = z_near(x_z,2)

iz1 = z_near(x_z,4)

iz2 = z_near(x_z,6)

iz3 = z_near(x_z,8)

iz4 = z_near(x_z,10)

moy = (z_syy(rz) + z_syy(iz1 ) + z_syy(iz2) + z_syy(iz3) + z_syy(iz4))/5

tot_nstr = tot_nstr - moy

count = count + 1

endloop

syy_global = tot_nstr/ count

end
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ANNEXE 4

DÉPLACEMENT RELATIF DES COLONNES EN ROTATION

A4.1 Généralités

La comparaison des composantes de vitesse normales aux joints primaires

entre deux colonnes permet de déterminer si, pour une vitesse de rotation

arbitraire, ces colonnes de roche s'éloignent les unes des autres ou si elles se

rapprochent. L'analyse cinématique débute par la détermination de la composante

de vitesse absolue en tous points d'une colonne de roche en rotation. Ensuite, suit

la mise en relation des colonnes entres elles, ce qui permet de calculer la vitesse

de déplacement relative en fonction de la géométrie du système.

A4.2 Détermination de la vitesse absolue en tous points d'une colonne rigide
en rotation

La figure A4.1 montre une colonne de roche de base « b0 », de hauteur

« ho » qui subit une rotation à vitesse angulaire « � » constante autour de l'origine

« 0 » du système de coordonnées « XOY ». Le déplacement d'un point arbitraire

« x0 » est régi par le tenseur « Â » (Irgens, 2008) qui permet de déterminer la

position finale « x » du point après qu'un temps « t » se soit écoulé

(Communication personnelle avec Pierre Joyal, 2008).

(A4.D
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V (A4.2)

A �̂ f\ "

= _ sin(ûrf)

sin(rôf) cos(ûrf)

(A4.3)

(A4.4)

(A4.5)

L'application du tenseur permet de retrouver les équations paramétriques du

mouvement d'un point par rotation autour d'un axe fixe :

x = x0 cos(ûrf)-y0sin(ûrf)

y = x0sin(â*)+y0-cos(ûrf)
(A4.6)

La vitesse instantanée de déplacement « x » au point « x » s'obtient en

dérivant les équations paramétriques du mouvement :

X
(A4.7)

x = -x0 � �- sin(drf) - y0 � à- cos(ûrf)

x = -à)- (x0 � sin(ûrf)+y0 � cos(ûrf))

x = -�y

(A4.8)
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y = x0 � â>- cos(ûrf) - y0 � à- sin(âf)

y = â>(x0cos(ûrf)-y0sin(û*)) (A4.9)

y = -<»x

x-(*)-\°

Ainsi, à la position finale:

(A4.10)

La vitesse instantanée du point est :

x = û>.("yl (A4.10)
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(0

Figure A4.1 : Corps rigide en rotation référencé dans le système « XOY ».



200

A4.3 Translation du système de référence

Appliquons la translation :

c = L x ] (A4.11)

au système de référence « XOY » pour définir un nouveau système de

référence « UOV » (figure A4.2). il est possible de redéfinir la position finale « û »

et la vitesse instantanée de déplacement « û » du même point arbitraire « û0 »

ayant subi la même transformation par rotation « ât » du corps rigide autour du

même point « O » si on applique la translation « c » aux points « x0 » et « if » :

| (A4.12)

(A4.13)

Si on dérive « û » pour obtenir « û » :

û = x+c (A4.14)

Le vecteur de translation « c » est constant et indépendant du temps,

alors :

(A4.15)
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Puisque le corps rigide subit la même rotation « ât » autour du même point

de rotation « O », la position finale « x » du point « x0 » demeure définie par le

tenseur « A » et la vitesse instantanée au temps « t » du point arbitraire « x »

est:

- ; (A4.10)

Ainsi :

j (A4.16)

En effectuant le changement de coordonnées :

; ) = ; : : ;

La vitesse de déplacement au temps « t » du point « 0 » dans le système

de référence « UOV » est :
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Figure A4.2 : Changement de système de référence.



203

A4.4 Déplacement relatif de deux colonnes en rotation

La détermination du déplacement relatif de deux colonnes adjacentes qui

subissent chacune une rotation à vitesse angulaire constante « à> » provient de la

comparaison des vitesses de déplacement des points de références « Ri » et

« f?2 » considérés comme initialement superposés (figure A4.3). La colonne de

gauche est définie comme étant la « colonne 1 » sur laquelle se situe le point

« Ri ». Cette colonne subit une rotation à vitesse angulaire constante « � » autour

du pivot « O'». La colonne de droite est définie comme étant la « colonne 2 » sur

laquelle se situe le point « R2 »� Cette colonne subit une rotation à vitesse

angulaire constante « � » autour du pivot « O ». Les deux colonnes sont inclinées

d'un angle « / » par rapport à l'horizontale. Deux systèmes de références « XOY »

et « UO'V » sont utilisés pour caractériser les vitesses des points « R2 » et « Ri ».

La relation entre ces deux systèmes de référence est la translation suivante :

c = cos or
0

(A4.18)
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Figure A4.3 : Définition du système composé de deux colonnes adjacentes en rotation.
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La position initiale des points « Ri » et « R2 » dans le système de référence

« UO'V » est « ûQ ». La position initiale des points « Ri » et « R2 » dans le système

de référence « XOY » est :

xo=ûo+c (A4.19)

La position au temps « t » du point « fi* » dans le système de référence

« UOV » est :

ûm=Au0 (A4.20)

La vitesse instantanée au temps « t » du point « Ri » dans le système de

référence « UO'V » est :

V\ (A4.21)

La position au temps « t » du point « R2 » dans le système de référence

« XOY » est :

xR2=Ax0 (A4.22)

La vitesse instantanée au temps « t » du point « R2 » dans le système de

référence « XOY » est :

**2=»- M (A4.23)
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En changeant de système de référence, la vitesse instantanée au temps

« f » du point « /?2 » dans le système de référence « UO'V » est :

~1'-" I (A4.24)

La vitesse relative de déplacement du point « R2 » par rapport au point

R-i » dans le système de référence « UO'V » est (figure A4.4) :

^2-^I (A4.25)

( M - 2 6 )
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CO

Figure A4.4 : Vitesse relative de déplacement des colonnes en rotation.
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A4.5 Rotation du système de référence

Appliquons la rotation « / » au système de référence « UOV » pour définir

un nouveau système de référence « BOH » (figure A4.5). La rotation du système

de référence permet d'évaluer la vitesse relative du point « R2 » par rapport au

point « Ri » selon des axes normal et parallèle aux côtés des colonnes :

"R2/R1 ~ � " (A4.27)

= _|"cos/ sin/
[-sin/ cos/

(A4.28)

O1 UR2/R1

Figure A4.5 : Rotation du système de référence

U
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Ainsi :

� i- M (A4-29)

CxSin/-cycosA
^x-cos/+cy-sin/J

A4.6 Interprétation

Considérant que le vecteur de translation « c » est

f�1
cos/ (A4.18)

I 0 J
La vitesse normale relative du point « R2 » par rapport au point « Ri » est

donnée par :

thmm = à)(cx s in / -c y cos/) (A4.31)

Donc:

= -à � b � tan / (A4.32)

Lorsque « bR2im > 0 », les points de référence s'éloignent les uns des

autres :

bR2IM = -Û>- /> � tan / > 0 (A4.33)
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Considérant que l'épaisseur « b » est positive et non nulle :

û?tan/<0 (A4.34)

Considérant l'intervalle « -90° < / < 90° » selon la même convention

angulaire que celle utilisée pour référencer l'angle de dilatance (§4.3 et

figure 4.3c), il est possible de déterminer que la relation (A4.34) est vraie si et

seulement si « / » et « � » sont de signes opposés. Pour une rotation horaire des

colonnes « à<0 » telle que proposée à la figure 4.3b (§4.3), les colonnes

s'éloigneront l'une de l'autre si leur inclinaison initiale se situe dans l'intervalle

«0< /<90° ».
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A B S T R A C T

This paper investigates the conditions favourable to the development of a kink zone instability in
jointed rock masses in relation with joint properties such as friction angle, frequency of occurrence, and
orientation. Numerical simulations using the distinct dement code UDEC shows that kink zone
instabilities develop when primary joints are oriented from 5° to 30" relatively to the major principal
stress under confining pressures below 5.0 MPa. Also, results allow the definition of a failure criterion
for kink zone Instabilities based on geometrical properties related to the dilatancy rate. The failure
criterion is xm - o» tan $ where f is defined as the rotational dilatancy angle.

e 2009 Elsevier Ltd. All rights reserved.

1. Introduction

The stability of rode slopes, underground openings and other
excavations in intensely foliated or in jointed rock masses, may
be at risk with an unusual failure mode by kink zone instability
(KZI). This deformation structure is a tabular zone, transverse
to joints, bounded by sub-parallel surfaces called kink planes
(KP). The "internal" layers (those between the KPs) are sharply
deflected and rotated with respect to the "external" ones. This
type of instability is developed by buckling instability in brittle,
ductile foliated or layered rock, jointed and fractured rock masses
also show the development of KZI as a mode of failure or
deformation. Goodman and Kieffer [1] classified this mode
of failure as "buckling" and "kink band slumping". Geomechanical
designs of excavations in jointed and foliated rock masses rarely
take into account such a mode of failure, and very few studies
considered this problem.

KZI has been observed within biaxial tests on rectangular block
models composed of square cross-section rods, piled up in a
staggered joint pattern (Fig. 1) [2-5}. While some important
parameters were tested (joints orientation and frequency; con-
fining pressuré], paucity of the data lead to incomplete inter-
pretation of the phenomenon. Recently, numerical modelling,
using the 2D distinct element code UDEC, has proven to be
suitable to simulate the formation of KZI within rock slopes [6,7]
and to reproduce numerically physical biaxial tests (8,9). Various
joint parameters (orientation, surface friction, stiffness) and

* Corresponding author. Tel.: +1418 545 5011x5646: lax: +1418 545 5012.
E-mail « U n a » - jein-ftancois.noellOuqaca.jRneltHiaK.ca (L-F. Noil).

1365-1609/J-see front nutter e 2009 Elsevier Ltd. Ml rights reserved.
doi:10.1016fl4imims.2009JI2.0u3

boundary conditions (confining pressure, boundary friction) were
tested on the numerical biaxial model [8], but the high
deformation rates used simulated more a dynamic loading than
a static one. Optimal boundary conditions to simulate KZI in a
numerical model under static biaxial loading were determined
[9], but no new data on the governing parameters were given.

The present paper considers the effects of the governing
parameters (joint frequency, confining pressure, primary joints
surface friction, and primary joints orientation) on the jointed
rock mass strength and on the KZI's geometry. New results
come from numerical simulations using UDEC software, and are
compared with physical biaxial tests from the literature [2].
Representation of failure envelopes in the Mohr x-aB space leads
to the definition of a failure criterion based only on dilatancy.

2. Basic concepts of KZI

Kinking is the result of buckling instability and unstable
yielding on planes of anisotropy. The main mechanisms of this
rotational deformation are passive slip along the planes and
simultaneous rotation of these planes. Phenomenological models,
geometrical properties, and deformation characterization are
developed in the geology literature on kink banding in strongly
foliated rock bodies [10-17]. KZIs are characterized by the angular
relationships between a, p. at. 0m and the width (W) (Fig. 2).

2A. Geometry onrf J&roiofion

Two general models have been proposed to explain the
formation of kink bands in highly foliated geological material: a
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ductile "hinge-migration model" [12] and a brittle "rotational
model" [14,15], The hinge-migration model assumes that a kink
band is initiated as a small lensold structure. At first, it propagates
longitudinally and then it widens by lateral migration of the KP
during progressive deformation. In this model, it is assumed that
the volume and the foliation spacing are conserved so that
no dilatancy occurs. This model is dependent upon the concept
of an ideal foliated body in which the fundamental mechanism of
plastic deformation is glide on closely spaced surfaces parallel to
the foliation [12]. Implicit in this model is the folding and
unfolding of the internal foliation as the KP change their positions.
The rotational model proposes that kink bands forms as segments
of constant length rotate between KP of fixed orientation in space.

Hi . 1. Kink development in a Maidal test on small concrete rods (2).

Kink bands are assumed to be generated parallel to surfaces
of high shear stress 111,14-16]. The positions and attitudes of KP
are proposed to be determined with the first deformation at
infinitesimal strain, depending of the authors, 6K, = ±45° [13,14]
or 6KP= ±(.45'+tj>l2) [18] to the maximum principal stress
(Fig. 2A). During deformation. On» and a remain constant With
progressive deformation, the internal segments of constant
geometry (b. h. r, cp) route from an initial angular position /Jo to
a final angular position p determined by the amount of rotation (o
(Fig. 2B). The rotation is performed by layer-parallel passive slip
and leads to an important dilatancy. The total volume variation,
reflected by the width variation of the kink band, is composed
of segment deiamination and triangular openings at the hinges
(Figs. 1 and 2). Rotation may continues until the delaminated
segments return in contact one to the other in an orientation such
that passive slip is no longer possible, restricted by a locking
phenomenon. Further deformation of the rock mass is then
accomplished by faulting along KPs [14]. Formation of KB in both
physical and numerical biaxial tests shows important similarities
with the brittle rotational model of kink bands. In these tests
(numerical and physical), rotation of segments of fixed length
between KP of fixed orientation is observed, and important
dilatancy occurs during deformation. For these reasons, the hinge-
migration model has been rejected. However, the position and
attitude of KP seems to be related to primary joints orientation, as
presented and discussed later in this paper.

22. Stress-strain-dilatancy behaviour

A four-step stress-strain-dilatancy behaviour for kink banding
was first proposed by Archambault and Ladanyi [19] (develop-
ment zone, evolution zone, locking zone, and gliding zone), but in
both physical and numerical simulations complete failure
occurred before the locking zone so the two first steps were then
sub-divided in five refined ones (9) (Fig. 3). The first step (A) is
defined as "joints closure and elastic mobilization" because a
linear increase in stress is associated with a negative dilatancy

Rg. X Geometry of Meal kink band In jointed rock material, (a) KPs attitude determination, (b) After the internal segments rotation of w degrees.
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Hg. 3. Model's strength and dllatancy. Top curve: strength; bottom curve:
dltauncy. befend: «lai strength (»,); axial strain (d); volume variation (c) .
Bottonn tfiAyrtins! finite strain censore |9).

while strain (axial compression) is homogeneous through the
model. The second step (B) represents the "dilatancy mobiliza-
tion" because the rate of dilatancy passes from negative to zero,
and stress increment is not linear anymore. Omitting the two
lateral triangular unwanted boundary disturbances, lateral ex-
pansion becomes noticeable in the middle part of the model and
the KZI geometry is defined. This step leads ends at the peak
strength (CJ. From this point, the rate of dilatancy becomes
positive and lateral expansion becomes dominant in the KZI. The
fourth step (D) is defined as "kink zone instability initiation"
because unstable rotation and passive slip occurs and leads to a
drop In axial stress. The rate of dilatancy increases rapidly, strain
tensors indicate rotational behaviour inside KZI and a decreasing
axial compression is shown outside KZI. The last step (E)
corresponded to the "kink zone instability development" because
rotational deformation occurs at constant stress and is localized in
the KZI. This part is associated with positive dilatancy at near
constant rate.

23. Definition of dilatancy within KZI

Dilatancy comes from the straightening of rotating segments
within KZI (.14]. It can be defined as (Fig. 4):

Hg. 4. Determination of dilatancy within KZI (see text).

AV AW W - W p

where

(1)

(2)

(3)

� 1 (4)

and

W = rcos(<l>-co)

Substituting Eqs. (2) and (3) into Eq. (1), and resolving, yields

AW cos(»v-c>)
Wo " cos i

The width variation, so the volume variation, is related to
the amount of rotation of the segments (eo) and to the initial
internal angle (^). We define this internal angle as the "dilatancy '
angle" (*):
1> = 9ir-en-6 + q> (5)

where tp is the dilatancy angle, 90"-»». is the KZI inclination, 0 is
the primary joints orientation, </> is the angular correspondence of
slabs slenderness, and Urxpfi.

3. UDEC numerical model

3.7. Base model's parameters

The model's geometry used for UDEC simulations of kink
banding in heavily jointed rock masses is represented in Fig. 5. The
proposed geometry, blocks and joints properties had been defined
to represent the physical model developed by Archambault [2].
The base model dimensions and parameters are listed in Table 1.
The steel platens are assumed to be fully elastic with no possible
failure. This assumption is valid because the steel's yielding point
is far greater than the model's strength. The shear strength of the
joints and the strength of the block material are limited by linear
Mohr-Coulomb envelopes. Model failure and kink zone behaviour
are determined by monitoring parameters such as block or grid-
point velocities, stresses, and displacements. These parameters
are computed with FISH, the programming language embedded
within UDEC. and used to create stress-strain, and dilatancy-
strain curves from which the mechanical behaviour is inferred
(pre-peak deformation, peak stress, and post-peak deformation).
Because kink banding is a deformation characterized by strain
localization, the computation of volume variation is done for a
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Hg. 5. Numerical model's geometry (see tact).

zone centred on the KZI. In this way. unwanted lateral boundary
effects are omitted.

32. Boundary conditions and loading procedure

The block model is axially loaded between steel platens. The
upper platen is free to move axially and laterally so KZI will freely
develop [9]. Axial displacement of the upper platen is fixed at a
constant rate (Vy). The lower platen is fixed. In order to be more
representative of natural conditions, lateral confining pressure
(<r3) is applied laterally on the block model without intermediary
steel platens (Fig. SX This is an amelioration of Archambaulfs (2)
physical model where confining pressure became unevenly
applied when the model started to deform due to the presence
of rigid lateral platens. A typical loading path is divided into two
steps. First, the confinement step where the upper platen is fixed
and confining pressure is applied laterally. The computations are
done until a near equilibrium state is reached. Then, the loading
step where a fixed velocity is applied on the upper platen. The
computations are done until a KZI is well defined or until blocks
overlaps became greater than expected joint relative normal
displacement.

33. Rate of deformation

Deformation rate has important influence on the strength
and behaviour of the model [9], because it controls the strain
localization essential to the development of KZI. While small
deformation rate allows the strain localization and the KZI
formation, high deformation rate prevents them (Fig. 6). Simula-
tions were conducted using a single deformation rate of
0.6% min"1, because it shows good agreement of strength and
deformation behaviour [9] with those of Archambaulfs [2]
physical biaxial tests.

Properties and parameters of the numerical base madd.

( K S f < M M f e > �� �.�

Modri ilmensfans .

Joint frequency;./(nT')

Canbiingpressure; «3, ( M P J ) .

BkKta and Joint» pfopwries

Stocks' '

' Concrete
2700

:� *9*.
MJ
2482
2.76

PIMM

' A

!*� JOUltS

' 2a 30.40
Of)

�V.W

w
73

Z0.3A4.0

� : � a s
Ojg

c Determined in laboratory, not published.

3.4. Tested parameters

Four governing parameters have been systematically tested
with the numerical models. These parameters are the confining
pressure (<r3), the primary joints surface friction (<t>\ the joint
frequency (/), and the primary joints orientation 16). The tested
values are listed in Table 1.

4. Results

KZI developed when primary joints orientation (0) is between
5° and 30° under certain conditions. Loading when 6 is 15° or 25'
always leads to KZI formation. Loading when 0 is 5' leads to
KZI formation only for small confining pressure (0.5 MPa). KZI
formation when 0 is 30° occurs only for high joint frequency
(f>3 m - t ) and low primary joints surface friction (4<30°X No KZI
were observed for 0 of 45°; instead, sliding occurs on a joint

As expected, the governing parameters influence the model's
axial strength, but also the two important geometrical KZI's
characteristics: the KZI inclination (9O°-0KP) and the internal
rotating segment slendemess (6/fi) (Fig. 2X In this section, results
show the variations of axial strength, followed by results
concerning KZf inclination and an analysis of the variations
rotating segments slendemess. (For clarity of the figures, only the
more representative data are presented.)
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Vy» 8.0%/min

FfeS. Effet* of the rate of deformation on the strain localization. Top: finite strain
tensors. Bottom: Internal failures of Modo. Zones at yield surface ( . ) or yielded in
pa« PO.

4.J. Variation of model's axial strength

Model's axial strength is defined as the yield point between
elastic mobilization and dilatancy mobilization (limits A and B in
Fig. 3). ft represents the maximum stress that the model can bear
before KZI formation process starts. Axial strength associated with
confining pressure are assumed to represent the major and minor
principal stresses at failure because no shear stresses are applied
on the block model's boundaries (Fig. 2). From these stresses, the
model's shear strength (T. Fig. 2) can be calculated. Fig. 7A shows
the effect of. confining pressure (<r3), primary joints surface
friction (oV) and joint frequency (/) on aidai strength when the
primary joints orientation (9) is 15*. First, a good agreement is
observed between axial strength from physical ( f » 4 m - 1 ;
ð - 40°) and numerical results. While the general trend of the
variation of axial strength is similar, numerical results are sfighdy
lower than, those in the physical ones. Second, considering the
confining, pressure interval from 0.5 to 5.0 MPa, the axial strength
is linearly related with confining pressure. The rate of axial
strength variation is a function of primary joints surface friction.
Third, the effect of joint frequency on axial strength is indepen-
dent of confining pressure. An increase of joint frequency leads to
a small decrease of axial strength- At low confining pressure, the
effect of joint frequency is of the same amplitude as the effect
of primary joints friction surface on the variation of axial strength.
At high confihiitg pressure, die effect of joint frequency becomes
negligible compared with the one from primary joints surface
friction. Fig. 76 shows the effect of primary joints orientation (9)
on axial strength for a confining pressure of 0.5 MPa. Similarly to
the physical tests results (dashed line), axial strengths from
numerical simulations rapidly decrease when the primaiy joints

� Phys. teste 12]

�«� f=3rrr1 *^C
� f=4nr1 '£?^

^ ^ � = 40*

it'̂ ^ � = 30'

^ s S « « * * > * = 20«

0.0 1.0 2.0 3.0 4.0 5.0

B

16

~ 14

i 8

ir
� Phys. tests [2]

1

10 20 30

en
40

Fig. 7. Effect of governing parameters on axial strength, (a) Fixed primary joints
orientation of « - 15* . (b) Fixed confining pressure orcr 3 -0 .5 MPa.

orientation (0) passes from 5° to 30°. Good agreement is observed
between physical and numerical results. Axial strength variation
is more sensitive to joint frequency when the primary joints
orientation (0) is 5".

42. Variation of KZI inclination (9Cr-9Ke)

KS inclination has a direct effect on the determination of
model's shear strength because it is analogous to the orientation
of a failure plane on which normal and shear stresses can be
resolved. Also. KZI inclination affects the angular relationship
between KP and primary joints orientation. This defines the
inclination of the rotating segments within the KZI and has an
important effect on dilatancy. Important variation of KZI inclina-
tion is observed, and values range from 44° to 79°. This behaviour
was not observed in the physical tests [2] where the KZTs
inclination has an around constant value of 45°. Fig. 8A shows
the effect of primary joints surface friction (0), primary joints
orientation (0). and joint frequency (/) on KZI inclination when the
confining pressure (<r3) is 0.5 MPa. First, as primary joint surface
friction increases. KZI's inclination increases too, but in an
irregular manner. Second, primary joints orientation has the most
important effect on KZI's inclination. As primary joints are sub-
vertical (0 passing from 25° to 5"\ KZI's inclination is more sub-
horizontal by about the same angle. In fact, the angle between KP
and primary joints dip angle ("external" angle (« - 6*9m\. Fig. 2)
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Tig. S. Effect of governing parameters on KZI Inclination, (a) Hxed primary joints
orientation of t - IS*, (b) Fixed confining pressure of ir, _ OS MPa.

shows no variation with primary joints orientation. It is nearly
constant and takes a mean value of 79.0"±5.5° (Fig. 9). Finally,
confining pressure and joint frequency seem to have no effect on
KZTs inclination (Fig. 8A).

4.3. Variation of the internal rotating segment slenderness (b/h)

The internal rotating segment slenderness affects directly the
width (W) variation of the KZI during rotation. An increase of the
segments slenderness leads to a decrease of the width variation
[11]. As explained previously, dilatancy is reflected by this width
variation, and because dilatancy acts against the normal stress in
the KZI, it is presumed to have an important effect on the shear
strength of the KZI and ultimately affects the model's axial
strength [19]. Fig, 10 shows the effect of governing parameters on
rotating segments slenderness. Decreasing slenderness (increas-
ing b/h ratio) is observed for increasing primary joints surface
friction (Ftg, 10A) and increasing primary joints orientation
(Fig. 10B). High joint frequency produces more slender rotating
segments (i.e. lower b/h ratio. Fig. IOC) and less resistant models
(Fig. 7A). Because Joint frequency influences only rotating
segments sienderness, the joint frequency�segments slendernes-
s�axial strength relation is probably straightforward. Confining
pressure seems' to have no effects on segments slenderness
(Fig. 10D) in opposition to the results of Archambault's [2]
physical biaxial tests.

c
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Fig. 9. Statistical relation between primary joints orientation (8) and KO's external
angle (a). Each point » characterized by a mean value (m), and standard deviation
(s) computed from a number of data (n).

5. PiscnsskMi

5.7. Geometrical divergences between numerical and physical
models

Differences of KZI geometry (inclination and width), and of KZI
conditions of formation as been reported between numerically
formed KZI and physically formed KZI. These differences are
probably due to the different boundary conditions between
the two models and the irregularity of the joints in the physical
model. In the physical model, the confining pressure is unevenly
applied on the lateral boundaries of the model throughout the
deformation. The confining pressure rapidly concentrates at the
bottom-right and top-left lateral boundaries due to the lateral
displacement of the block model's upper part and may forces the
KZI geometry. Despite these differences, no critical differences are
observed in numerical and physical shear strength, as discussed in
the following section.

52. Model's shear strength

Shear strength of the model comes from the resolution of axial
and lateral stresses on the KP associated with the importance
of dilatancy that occurs within the KZI. Three values are needed
to resolve normal (<rn) and shear (T) stresses on the kink plane
(Fig. 2): confining pressure (<r3); model's axial strength [a-,); KZTs
inclination (9O"-0nO- Dilatancy is characterized by the dilatancy
angle f » and the amount of rotation (eu) of internal rotating
segments. Fig. 11 shows failure envelopes for different KZI affected
by different primary joint surface friction and joint frequency, in
these cases, the primary joints orientation is 6 = 15*. First, for
similar parameters (�) » 40°; / = 4j/m; 6 « 15°), good agreement
is observed between numerical and physical results despite some
differences in KZI geometry (dip and slabs sienderness). Again,
the numerical simulations are validated by the physical tests.
Second, shear resistance for sliding on secondary joints leading to
a decrease of Interlocking of the rock mass has been calculated
with LADAR model [21] (dotted line, considering secondary joints
surface friction angle, & « » 20"). Comparison with simulated
KZI's shear resistance confirms that rotational deformation leads
to a far smaller shear resistance than sliding behaviour. Third,
slopes of failure envelopes represent the model's resistance to the
deformatioa Because they are not representative of primary joints
friction angle (d»X the model's resistance is not a sliding resistance



218

0.2

0.1

l-E NoN, C Archambailt / International Journal of Reck Mechanics » Mining Sciences» (mm) t

c

0.2

0.1

0.0

1
m = 0.098 = 0.03
n = 34

m = 0.14
s-0 .06
n = 31

m =0.18
8 = 0.08
n = 25

15 20 25 30 35 40 45
0.0

m = 0.16
s = 0.07
n = 28

m = 0.14 m «0.11
s = 0.05 s = 0.06
n = 27 n � 35

3

B

0.2

0.1

0.0

m = 0.07
8 = 0.03
n = 16

m = 0.12
s = 0.05

35

m = 0.17
8 «0.06
n»35

m = 0.18
8 = 0.05
n = 4

10 15 20 25 30 35

0.2

0.1

0.0

m = 0.14
8 = 0.07
n = 29

m = 0.13
8 = 0.06
n = 25

m = 0.14
s = 0.06
n-19

m -0.12
s = 0.05
n=17

2 3

<J3 (MPa)

Ftg. 10. Effect of governing parameters on rotating segments slendemess. (a) Joint friction surface (0). (b) Primary joints orientation («). (c) Joints frequency (fl. (d)
Confining presnuc (ffj). Each point is characterized by a mean value (m), and standard deviation (s) computed from a number of data (n).

� Physical tested
Siding on
sBoondsry joints

f»3m-1

20*

0.0 5.0 10.0 15.0 20.0 25.0

dilatancy [19], this resistance can be defined by the dilatancy
angle f » . Finally, numerically determined failure envelopes are
linear within the limits of the simulation's parameters. It is then
possible to adapt the Mohr-Coulomb failure criterion for
rotational deformations by changing the friction angle by the
dilatancy angle. The proposed failure criterion for KZI is

t r a = o-«tantfr (6)

where TJQ, is the shear strength of the KZI. an is the normal stress
applied on the KZI, and ij/ is the dilatancy angle.

This failure criterion has been tested. Fig. 12 shows a
comparison between numerically determined shear strength at
failure (T) and KZI shear strength (TJQI) calculated with the failure
criterion from independent geometrical definition of the dilatancy
angle («V) at failure. The proposed failure criterion is clearly
representative of the models shear strength in the range of the
tested parameters.

Fig. 11. KB's failure envelopes for a fixed primary joints orientation of » - IS-, 5.3. Geological application

due to frictlonal contacts. Because the KZI deformation is a
rotational deformation, it is proposed that the slope of the failure
envelopes represents a rotational resistance. Being related to

Experimental studies in geological literature show a relation-
ship between kink bands geometry and the principal stress
directions 112,14,22,23]. Most of these workers agree that kink
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Fig. IX Companion of numerically determined model's shear strength (t) and
calculated KZI shear strength ( tu ) . Results come from 90 numerical simulations
and 8 physical tests.

While primary joints surface friction influences the KZI inclina-
tion, no clear relation has been deduced from the observations.
The other governing parameters, joint frequency (/) and confining
pressure (0-3). do not have considerable influence on the KZI
inclination.

Favourable conditions leading to the KZI formation has been
determined. In the range of tested governing parameters, KZI
develops when primary joints are oriented from 5" to 30°
relatively to the major principal stress under confining pressures
below 5.0 MPa. The most favourable joints orientations are
0 = 15" and 25'. KZI formation when primary joint orientation is
0 - 5', and 0 - 30° is restricted by increasing confining pressure,
increasing joints surface friction and decreasing joint frequency.

Finally, because KZI shear strength is directly related to
dilatancy, any action applied on the rock mass to prevent
dilatancy will also prevent KZI formation.
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bands maintain a constant orientation to the major principal
stress (o1,). independently from the anisotropy orientation. Based
on these experimental observations, methods have been devel-
oped to determine paleostress directions from kink band
geometry [23-25]. While these methods were used to determine
paleostress directions (26-29], field observations show incon-
sistency with this relationship [3031], and it was proposed that
there is no straightforward way for determining stress from kink
bands [31]. The results of the present study show that the KZI
inclination depends principally on the anisotropy orientation
(rock joints in this caseX and it may take various orientation
relative to the major principal stress. Although KZI and kink bands
develop in completely different environments, the results
obtained in this study may be used to inform new research on
geological kink bands and paleostress orientation determination.

6. Conclusion

Based on numerical simulations of biaxial tests of a jointed
rode mass using the distinct element code UDEC, the results of the
present research lead to the definition of a failure criterion for KZI
based on rotational resistance. This rotational resistance has been
associated with a dilatancy angle (t>) related to the KZI geometry
(KZI inclination (9O°-0nt), and rotating slabs slenderness (6/h))
and to the primary joints orientation (0). The failure criterion is
TKB - On tan ̂  where »V = 9O°-0nr-0+tan~t(i>/h).

The numerical model's governing parameters (primary joints
orientation, primary joints contact friction, and joint frequency)
has been tested. It has been found that these parameters influence
the KZI geometry (KZI inclination, rotating slabs inclination and
slenderness), so the dilatancy rate. Parameters having an influence
on the KZI inclination play a major role in determining the model's
strength. These parameters are the primary joints orientation (0)
and the primary joints surface friction (4>). It has been determined
that the angle between the KP and the primary joints orientation
is nearly constant. This angle takes a mean value of 79.0" ±5.5°.
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ABSTRACT : The stability of workings in intensely foliated or in jointed rock masses may be at risk with an unusual failure
mode by kink zone instability. This paper is concerned with the conditions favourable to the development of kink zone instability
in jointed rock, masses in relation with: 1) joint frequency and pattern characteristics, 2) confining pressure, 3) joints contact
friction angle and 4) stress tensor orientation relative to the joint pattern, characterizing such a mode of deformation in jointed rock
masses. Biaxial tests results have shown that the stress - strain - dilatancy behaviour is variable and mat the strength of the jointed
rock mass in which this type of failure occurs, can show lower strength than those predicted by Mohr - Coulomb even for the case
of friction on polished discontinuities. This mode of failure may be attributed to progressive failure mechanisms and rotational
deformation mode by simple shear. Also kink bands formation show a much larger rate of dilation at failure and a peculiar
behaviour with shear displacement To validate the mechanical behaviour of this mode of deformation and failure in jointed rock
masses in relation with the previous conditions and parameters; a numerical modeling was developed with a distinct element
method (DEM) in the UDEC 2D code using previous biaxial test models and results as a basis.

1. INTRODUCTION 3, 4, 5, 6]. Megakjnking in fold belt, where giant
kink bands of mountain scale (over 10 km wide) in

The stability of rock slopes, underground openings which beds stratification provide the mechanical
and other workings in intensely foliated or jointed anisotropy, were recognized by mapping and remote
rock massas, may be at risk with an unusual failure sensing [7, 8]. Numerous experimental studies on
mode by kink zone instability to form kink band the deformation of various anise-tropic rock like
(KB). These deformation and/or failure structures material and foliated rock generated structures
are more or less tabular zones, transverse to similar in morphology to natural kink bands and has
foliation or jointing, bounded by subparallel yielded valuable insights into kinking instability
surfaces called kink band boundaries (KBB) or kink mechanisms as well as the stress - strain - dilatancy
planes at which the layering is sharply deflected and relationships characterizing them at the millimetric
rotated between the KBB with respect to the to centimetric scale [1, 9, 10,11, 12, 13,14, IS, 16,
external layering or jointing. This type of buckling 17].
instability, in brittle or ductile foliated or layered
rock, has been recognized since a long time by Jointed and fractured rock masses also show the
structural geologists in characteristic structures such development of kink zone instability as a mode of
as chevron folds and kink bands at all scales. Field failure or deformation under particular conditions of
and laboratory observations show this mode of loading path, joint pattern geometry and orientation
deformation and/or failure from decimetric to relative to the stress tensor and joint spacing relative
decametric scales in anisotropic rock material [1,2, to their length, the presence of one or more joint
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sets and the stress level. Although this phenomenon
was observed in many rock mechanics studies on
the shear strength of brittle anisotropic rock, no
satisfactory mechanical models were proposed
except adaptations from shear strength criteria for
anisotropic rock materials. Geomechanical design
of workings in jointed and fractured rock masses
rarely takes into account this mode of deformation
or failure by buckling instability [18]. A limiting
case of this phenomenon of kink zone instability:
toppling failure of rock slopes, has received much
more attention [19, 20, 21, 22]. Few experimental
and theoretical studies were dedicated to this
problem [23, 24, 25, 26, 27, 28, 29] or synthesize
the behaviour of jointed rock masses in which this
phenomenon is considered out [20, 30, 31, 32,].
Although these observations and studies produced
large data bases on the geometrical properties of
KB, no satisfactory constitutive laws, failure criteria
or simple mechanical theory of kinking has been
proposed to model this problem in jointed rock
masses. It is a complex phenomenon, in which joint
parameters such as orientation, density of jointing,
number of joint sets and joint properties, play a
major role in kink instability.

This paper considers the optimum conditions for the
development of kink zone instability in jointed rock
masses and their stress - strain - dilatancy
behaviour. The characterization of the behaviour of
these structures in relation to: 1) joint frequency and
pattern characteristics, 2) confining pressure, 3)
joints contact friction coefficient and 4) stress tensor
orientation relative to the joint pattern, necessitate
the development of a numerical modeling and
simulation with a distinct element method (DEM)
using the UDEC 2D code and the previous biaxial
test model results as a basis.

2. BASIC CONCEPTS ON KINK ZONE
INSTABILITY

Kinking is a result of bucking instability and of
unstable yielding on planes of anisotropy. The main
mechanisms of this rotational deformation are slip
along the planes and simultaneous rotation of these
planes. Few mechanical models of kinking has
been proposed, although complex theoretical
approaches were elaborated on the basis of
instability theories of folding combined with
limiting equilibrium methods of analysis.
Phenomenoktgical models, geometrical properties

and deformation characterization are developed in
the literature for strongly foliated bodies.

2.1 Geometrical models

Three geometrical models have been proposed to
explain KB formation [2], which may be
summarized into two general models [5, 6]:

a) The hinge-migration model (model 1; Fig.l)
assumes that a KB initiates as small lensoïd
structure, from point or a line source, propagates
longitudinally and then widens by lateral migration
of the KBB's during progressive deformation. The
geometrical condition <*=P must be satisfied
throughout the growth of the kink such that volume
and foliation spacing are conserved. This model is
dependent upon the concept of an ideal foliated
body in which the fundamental mechanism of
plastic deformation is glide on closely spaced
surfaces parallel to the foliation [11]. Implicit in
this model is the folding and unfolding, at the
KBB's, of the internal foliation as the kink planes
change their positions. This model of ideal kinking
is supported by experimental work [14, 16], and
study of natural examples [2,6,17].

Fig. 1. Geometric model for the progressive development
of a kink band (from Ramsay (1967).
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b) The rotation model (model 2, Fig. 1)
proposes that kink band form as segments of
constant length rotate between KBB's fixed in
space. Hence, the angle a between foliation plane
and KBB is determined at infinitesimal strain, then
with progressive strain the internal foliation,
between the KBB's, rotates to an angular position
P between these planes such that an inverse
relationship exists between p and y (Fig. 2 for the
angular relationships). Volume and foliation
spacing vary during rotation, but they can regain
their original values if deformation progresses to
bisection where ot=p. The rotation is partly
performed by layer-parallel passive slip in the
rotating segment - or sometimes accompanies
delamination and transversal increase of volume by
voids development between lamellae - and partly
by an initial increase and subsequent decrease in the
orthogonal width (W) between the KBB's. Rotation
continues until the orientation of the rotated
layering is such that slip is no longer possible,
restricted by a locking phenomenon. Further
deformation within the kink band is then
accomplished by slip along the KBB's and by
volume diminution in the kink until another KB is
mobilized either in a conjugate manner or
superposed on the previous one. A variant of this
model: the simple shear model was proposed [2]
and postulates that the KB width (W) between the
KBB's stays constant with the rotation of the
segments inside. The rotation model is supported
by evidence from experimental and field
observations [4, 5, 9, 10, 12, 15]. Figure 3B shows
kinking in a dextral KB.

Kink bands morphology and deformation
characterization has been studied on both natural
and artificially deformed rocks [2,9,10,12,13,16].
Kink bands are characterized by the angular
relationships between (a, P, y, 6) and the width
(W) (Fig. 2). Two types of kink bands must be
distinguished: normal or positive and reversed or
negative kink bands specified by the variation of the
KB widths where increasing width is considered
positive, as illustrated in figure 3A [9, 10]. It must
be reminded mat [23] used an inverse terminobgy
in his work on a similar problem.

Fig. 2. Geometry of ideal kink band in jointed rock material,
(from Donath, 1968).

2.2 Strain-angular relationships

Several strain-angular relationships are formulated
on the geometrical basis illustrated in figure 2, by
most of authors cited previously. Few of these
relationships may be summarized as follows:
� The amount of shortening or axial deformation (e)

attributable to the rotational mechanism of
kinking is:

e = � | c o s 0 - 0 0 8 ( 0 + y ) J = ^ � (1)

while the shortening parallel to joint planes (er) is
given by

e f=-siny=(^-^)cosj'-l (2)
L L

> The shear strain (s) by internal rotation in the kink
band is given by:
s = cota H cot fi (small deformation) (3)

while other shear strain relationships may be
formulated for the strain and strain increments (in
relation with ef during rotation) on the segments
surfaces within the kink zone [2].

> The volume variation (A) in the kink band show
two components (Fig. 3A). The first is the amount
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Fig. 3. Kmk band development, their evolution during deformation by rotation and their dilatation characteristics, a) Types of kink
bands in relation with jointing stress tensor orientation, b) Scenario of development and evolution kinking in jointed rock, c)
Dilation characteristics during deformation in relation with various angular relationships

of thickening or thinning of the segments in the KB
and delaminating produce voids between the
lamellae or dilation (A,):

A T oîn A
A.=�- = -�£-l=sinycotoH cosy- 1 (4)

T sinû

while the second component is caused by the
variation of width (W) of the kink band during
rotation of the segments between KBB and is
denoted (A2):

Aj=�(2tan--y) (5)

The volume variation (A=A,+A2) in the kink
bands is illustrated in figure 3C for various angles
a between the anisotropic planes and the KBB
planes and in function of the angles (Y) of rotation
of the segments within the KB.

Figure 3B indicates the scenario of kinking in a
dextral KB where W is the width of the KB (W=L
sin a), T is the thickness of the segments measured
normal to them (T=P sin a) where P is the apparent
thickness of the segments along the KB and L is the
segments length within the kink band. The a, P
and Y refer to the angles between the foliation
outside the KB and the kink plane, the angle
between the foliated plane inside and the kink plane,
and the angle of rotation of the segments inside the
kink band respectively. Angle a agreed with those

observed in experimental works and its observed
average value is around 60°. As external rotation
proceeds, (stage © Fig.3B), slippage occurs between
the segment planes within the KB, the sense of
rotation is reversed internally, the KB width
increases (W = L sin (a +Y)). the distance between
the segments increases and dilation increases by
creating voids between them (T «P / sin(cc+Y)).
For p = 90 ° (stage ©), the KB width (W = L sin
90 °) and dilation (T = P" sin 90 °) achieve
maximum values. The amount of shortening (e,)
parallel to external foliation is s = L - L cos y.
With further rotation, width (W = L sin P) and
dilation (T = P' sin P) decrease while the amount
of shortening (es) still increases. Stage <3> (Fig. 3B)
shows the situation where a = p. The values of W
and T are the same than initially (kinking stage Q)
and s is at maximum. If slip between foliation
planes within the KB is the sole operating
mechanism, then the kink band locks when the
resolved shear stress on the segments surfaces
become less than the friction strength on these
planes, and no further rotation can take place. This
scenario described by [5] agreed with the observed
kinking evolution in the deformation of biaxial
models [25].

The relationship is also represented on the schematic
axial stress-strain and volumetric strain-axial strain
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relationships (Fig. 4) for three different arbitrary
confining stresses for a given value of
6 between axial stress and foliation plane. There
must be peak value if cohesion or rugosities exists
on the planes of weakness in the KB. Thus, four
zones may be defined: first the development or the
mobilization of the KB with contraction of the
jointed mass; followed by an evolution through
rotation of the segments inside the KB accompanied
by a relatively high dilation resumed to contraction
after p* = 90° ; to culminate in a locking zone where
slipping occurs on the segments sur&ces within the
KB until the resolved shear stress on these surfaces
is greater than friction shear strength accompanied
by a contraction within the KB; and end in a locked
or gliding zone when a s p; the deformation
continuing through the migration model at constant
vohime, or in mobilizing another KB superposed or
conjugate to the previous, or by slipping on the
KBB.

Fig. 4. Axial stress and strain-volume variation relationships
during kinking in jointed rock mass far three level of confining
pressure, with friction only (full line) and with cohesion on
joint (dash line), (from Ladanyi & Archambault, 1993).

2.3 Physical modeling and simulations

Physical simulations were realized with two series
of biaxial tests on rectangular block models
composed of square cross-section rods, piled up in a

Fig. S. Kink development
rods. (Archambault,'1972).

staggered joint pattern so that the joints are
continuous in one direction and discontinuous and
orthogonal in the other for the first series. The
second series was composed of two sizes of rods
piled in a way to obtain a discontinuous pattern of
joints in both directions. These block models (Fig.
5) were simulating a rock mass with different
discontinuity orientation (from 0° to 90° at every
15°) and continuous/discontinuous orthogonal
patterns of joint sets [25,26,27,29]. Similar biaxial
compression tests were performed on other
geometrical configuration of jointing where joint
frequency, density or spacing was tested [28].
These studies proved the development of three
modes of failure: I) irregular shear planes (from 0° /
90°, to 15° / 75°and for 90° / 0° ) ; II) shear zone
through many adjacent planes (from 15° / 73° to
40° / 50°) and III) Kink bands failure zones (from
45° / 50°, to near 85° / 15°) depending on the
confining pressure. The results of these tests may be
found in the cited studies and are discussed in
details in [28, 29, 31]. The only strength
components of the mechanism come from dilation,
rolling and slipping friction. The constant-length
segments rotation model is confirmed at least for the
case of jointed rock masses. Kink bands are
generated parallel to surfaces of maximum shear
stress [9, 10, 12, 13] while the positions and
attitudes of kink planes are determined at
infinitesimal strain, so that Okp �= ±45° to the
maximum principal stress (Fig. 2) while others [33,
34] define this angle (6kp) between the KBB and q
at 6kp - ±(45° + ty 2). Observations on the value of
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this angle by [12, 13] show mean value of this angle The program iterates by using constitutive relations
(Bfcp) around 50° very near the maximum shear to determine the stresses on the boundaries of each
stress orientation planes of failure with a slight block resulting from the weight of the block and the
difference probably caused by rolling friction angle, influence of surrounding blocks. Motion is
The volume variation inside the kink bands shows calculated at the grid point of triangular finite-strain
exactly the two components of dilation explained zones within the blocks. The net stress on each
formerly (Fig. 3) and the dilatancy inside the KB block, the mass and geometry of the block are used
depends on the angle a between the joints, the KB to determine linear and rotational accelerations,
orientations (Fig. 3c) and on the confining pressure Application of central difference integrations to the
as shown of figure 6 for the volumetric strain expression for acceleration, the change in

displacement and rotation of a block in a time step
3. MODELLING AND SIMULATION WITH can ** determined. The cycle repeats itself when
UDEC-2D the n e w block location is used to determine the

change in stresses on the block. The iterative cycle
3.1 UDEC-2D basics *s modified slightly when the interior of a block is

allowed to deform. The displacement of grid points
The Universal Distinct Element Code (UDEC-2D w**� t b s b t ocks � « Uflked *? displacements of grid
version 4.0 - Itasca Consulting Group Inc. 2000) P o m t s forming the boundaries, and the time step
was selected for this study. The code includes becomes dependent on the propagation of
capabilities such as large displacements, rotations of information between adjacent zones within the
blocks, block deformation, a joint generator capable blocks- T h e deformation of the interior of a block is
of creating discontinuous joints by sets [35] and accomplished by discretizing each block into
various joint-constitutive models [36]. A jointed triangular finite-difference zones. Plane-strain
rock mass is represented by distinct blocks that conditions are assumed, and the basic definitions of
interact along their boundaries and each block are ^D strain are used to relate zone of strains and
allowed to deform as a continuum modelled by rotatiom to nodal displacements [35].
finite differences. The rock mass is represented by
an assemblage of blocks, and the discontinuities 3-2 Modeling procedure
dividing the blocks act as boundary interactions with
a prescribed joint behaviour. The formulation of the 'ne constitutive relationship and properties for the
problem as a collection of interacting blocks allows J o m t s « ^ for fally deformable blocks used in this
the making and breaking of joint contacts between research program are listed in Table 1. These
btocks, large displacements and rotation of blocks characteristics are the ones by default found in the
including conplete detachments and automatically UDEC database, except for steel properties
recognized new contacts. A soft-contact approach is determined by the user. The shear strength of the
used to treat the relative normal displacements at the J o m t s ^ d *** strength of the block material are
block contacts. A finite normal stiffness is used to luni ted b y Unear Mohr-Coulomb envelopes defined
represent the measurable stiffness existing at the by the user. The user is also responsible to
contact or joint. Realistic representation of crushing determine when and how failure occurs by
of the comers of the btocks, resulting from stress monitoring parameters such as block or grid-point
concentration, is achieved by rounding the corners velocities, stresses, and displacements.
so that btocks can smoothly slide past one and
another when two opposing corners interact. *!**!?*. \ !** 5*5?. *5*

*jpw j 'jvnuivw __ n f _ «MMINDM.
f^tmtmtîi«jSi.iMi^iiîiiirfiii * ^P"^"^*m^" nofcopC" Point contact *

Explicit time-stepping is used to directly solve the ssjï" ^._*JfeSL aSsBs_ i?s!*5**-..
equations of motion through an algorithm known as "SwHsufflSZTX�!3Qr~IT"~7jSB" SPS
dynamic relaxation. The time step is sufficiently ^ P ^ ^ l j ^ * � i � -M a*-
small that disturbances cannot propagate between ccHMnn<wfta : X7i » ao
elements. The calculation alternates between Table I. Constitutive relationship and properties of rock,
application of a force-displacement law at all P latens-and J°ints

contacts and Newton's second law at all btocks.
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3.3 Model geometry and boundary conditions

The model geometry used for UDEC simulations of
kink banding in heavily fractured rock masses is
represented in figure 7. The proposed geometry
represents biaxial tests on rectangular bbck model
composed of square cross-section rods of sandstone,
piled up in a staggered joint pattern. The block
model is loaded between steel platens offering three
degrees of freedom in their movements: axial
displacement, lateral displacement and rotation.
Confining pressure (eg) is applied laterally and
directly on the block model. Axial displacement of
the platens is fixed at a constant rate (Vy). The basic
boundary conditions and model dimensions are
listed in Table 2.

t.t T i l_r_M
Fig. 7. Base numerical model geometry and boundary
conditions. The platens degrees of freedom is illustrated by the
double-headed arrows.

4. RESULTS AND DISCUSSION

4.1 Platen's degrees of freedom

Kink bands formation is facilitated by possible
displacements of the platens. It is shown in figure 8
that kink bands develop for any number of degrees
of freedom on platens. With only one degree of
freedom: axial displacement (Fig. 8a), an important
dilatancy occurs within the model. Dilatancy is very
important at the upper right and lower left corners of
the model, where it causes an important extrusion of
the blocks and it follows the primary joint set. The
kink band is not so well defined and the model axial
strength is higher (S4.6 MPa). The lateral
displacement of the platens accommodates a part of
the deformation (fig.8c), while dilatancy and
extrusion of the corners are reduced. The kink are
narrower, not so well defined and the strength is
reduced (51.8 MPa). With rotation of the platens
(Fig 8b and 8d), the kinks are well defined and
corners extrusion is prevented. Dilatancy within the
kink band is less important, but is concentrated near
the kink boundaries. Model strength is considerably
lowered to 33.6 MPa and 32.0 MPa in relation with
two and three degrees of freedom respectively.

ftËil

mm
# . � : � � * i . J B r � � ; > _ ' / - ^ : . : . . / � �1 - ' i . ; > * . . l v : : �::�.�::�.�!

""'{' "." W.Z". '."". Fig- 8. Kink band formation in relation with platens degrees of
^ L ^ . " " *** freedom, a) Axial displacement b) Axial displacement and

- _ _ _ ^ J ^ J y i f S i g ! _ rotation, c) Axial and lateral displacement d) Axial and lateral
m*mL��"�"'Z' L . « displacement, and rotation.

\ W*

Table 2. Model dimensions and boundary conditions.
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4.2 Platen � rock contact friction angle

Frictionless contact between platens and model
produce non-coaxial or rotational deformation and
kinking is prevented (fig 9a). The main mechanism
of deformation is slipping on primary joints. Kink
bands formation appears when the friction contact
angle is equal to or over 20° (fig. 9b). The kink
band width also is influenced by this contact angle
(fig 10): the higher this angle, the narrower is the
kink band.

4.3 Joint frequency and pattern

Joint frequency is important in the development of
kink bands and it is related to the dimension of the
model. For instance, kink will not develop in a
metric model with a joint frequency of 1 joint per
meter, but it will develop in a decametric model
with the same joint frequency. Figure 11 shows for
the present model dimensions of 7.5m x 10m, that
kink bands develop for joint frequency of 1 joint/m
and more. Joint frequency also influences model
axial strength. An axial strength drop is noted when
joint frequency varies between 0 and 1 joint/m and
no kink were formed. For frequencies greater or
equal to 1 joint/m, the model axial strength shows a
slight increasing. Figure 12 shows that the kink
band width is not affected by joint frequency. Large
variation at the boundaries is due to the block size
that controls the position of the kink band
boundaries.
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Fig. 10. Kink band width in relation with rock-platens contact
friction angle.

wo-.

Fig! 11. Model axial strength in relation with joint fiequency.

Fig. 9. Deformation type in relation with rock - platens contact
friction angle, a) Sliding en planes, b) Kinking. Fig. 12. Kink band width and variation of kink boundaries with

joint fiequency. a) f = 4 joints/m, b) f = 1.25 joints/m.
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4.4 Confining pressure

The model was tested for different confining
pressures, from 0.1 MPa to 200 MPa. An
experimental failure envelope and the linear Mohr-
Coulomb failure envelope of intact rock are shown
in figure 13. As confining pressure increases, the
two failure envelopes converge. Kink band is
produced for various confining pressures up to ISO
MPa, and no lower limit was detected (Fig. 14).
The width of the kink band decreases with
increasing confining pressure. At low confining
pressures, kink band is wide and clearly defined,
while appreciable dilatancy occurs near boundaries.
At high confining pressures, kink band is narrow,
nearly undefined while dilatancy is reduced to
nearly nothing (fig. IS).

Fig. 13. Failure envelope of the model in die Mohr
representation (full line). Dash-line represents the failure
envelope of the intact rock.

Fig. IS. Kink formation under different confining pressures, a)
0.1 MPa. b) 100 MPa.

4.5 Rock joints contact friction angle

A minimum of joint contact friction angle of 3° is
necessary for the development of kink band. Axial
strength of the model is linearly related to the joints
contact friction angle (fig. 16). Natural contact
friction angle values varies from 10°-15° (very
smooth surfaces and/or clay filled contacts) to 35°-
40° (rough surfaces). Also, the higher the joint
contact friction angle, the narrower the kink will be
(fig. 17). Kink bands formed at tow and high joints
contact friction angle as well (fig. 18).

Fig. 16. Model's axial
friction angle.

in relation with joint contact

Fig. 14. Kink band width in relation with confining pressure.



230

4.6 Joints orientation

Kink band devetops in a restricted definite range of
primary joints orientation relative to stress tensor
between 5° to 30° (Fig. 19). Normalized axial
strength related to primary joints orientation in
numerical modelling is similar to physical
simulation, model results [26]. The main problems
for orientations over 50° are due to the impossibility
to incorporate block fracturing in UDEC. Axial
strength resulting from these orientations must take
into account the intact rock strength. The minimum
strength values are obtained for 40° orientations.
These values are controlled by the joint geometry
within the model. For the model dimension of 7.5
m x 10 m, the diagonal angle is 37° from the vertical
axis and it is the restricted angle of KB formation.

Fig. 17 Kink band width in relation with joint surface friction

Fig. 18. Kink formation under diffèrent joints contact friction
angle, a) 3". b) 45°.

Fig. 19. Normalized axial strength related to primary joints
orientation. Full line: numerical model; dash-line: physical
model [26].

5. CONCLUSION

The deformability, strength and failure modes of
jointed rock masses depend on the joint sets
configuration and orientation in relation with the
applied stress tensor, the density of joints (or joint
spacing), the factional properties of the joint
surfaces, the jointed rock mass equivalent elastic
constants may lead to the formation of kinking
instabilities to from kink zone failure. Reduced
friction on joints, larger block sizes and restrained
dilatancy by loading path may prevent the
development of such kinking instabilities.

It may be reminded that a scale effect may operate
and larger spacing between joints does not mean
higher stability, it depends largely on the workings
dimensions. This instability phenomenon may be
developed in a rock mass with tow joint density (or
large joint spacing), if favourable conditions of
spatial attitude of the joint pattern relatively to the
applied stress tensor exist, provided that the volume
(or dimensions) of the rock mass implied in the
working be sufficiently large.

This paper considered the optimum conditions for
the development of kink zone instability in jointed
rock masses. A part of the characterization of the
behaviour of these structures has been done by
numerical modeling and simulation with the distinct
element method (DEM) in the UDEC 2D code. The
developed model is well suited for simulating
various conditions responsible of the formation of
kinks. The model confirmed that the important
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parameters responsible for the development of kink
are those cited previously.

UDEC 2D code can be used to model and simulate
the development of kink band instabilities for works
of various geometries in fractured and jointed rock
masses.
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Boundary conditions effects on the formation of kink bands in fractured
rock masses
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ABSTRACT: This paper investigates the conditions favourable to the development of a kink zone instability
in jointed rock masses in relation with: 1) the rate of deformation and 2) the boundary conditions. Numerical
simulations using the distinct element code UDEC have shown that the rate of deformation influences the
peak strength, volume variation and post-peak behaviour of kink bands. The model's peak strength is influ-
enced by the rate of deformation. An increase of the deformation rate leads to an increase up to five times the
peak strength. Slow rates show a consistent strength-deformation-dilatancy relationship. Boundary conditions
have an important influence on the initiation, orientation and dilatancy within the kink band. Non-coaxial de-
formation occurs when the boundaries are frictionless, and it does not lead to kink band development. Finally,
the numerical modelling results also suggest that lateral freedom of movement of the upper platen is essential
for the kink band's formation.

1 INTRODUCTION

The stability of rock slopes, underground openings
and other works in intensely foliated or in jointed
rock masses, may be at risk with an unusual failure
mode by kink zone instability. This type of instabil-
ity is developed by buckling instability in brittle,
ductile foliated or layered rock. Jointed and fractured
rock masses also show the development of kink zone
instability as a mode of failure or deformation.
Goodman and Kieffer (2000) classified this mode of
failure as "buckling and kink band slumping". This
happens under particular conditions of loading path,
joint pattern geometry and orientation relative to the
stress tensor and joint spacing relative to their length
and stress level. Geomechanicai designs of works in
jointed and foliated rock masses rarely takes into ac-
count such a mode of failure, and very few studies
considered this problem (Hayashi, 1966; Kawamoto,
1970 ; Archambault, 1972 ; Ladanyi and Archam-
bault, 1972; and 1980; Rizopoulos & Boehler,
1992). Very few experimental and theoretical studies
were dedicated to progressive failure in shear zone
and by kink instability. Recently, numerical model-
ing has been proven to be suitable for simulating the
formation of kink bands (Nichols, 2002; Preh and
Poisel, 2004; Noël and Archambault, 2006).

Noël and Archambault (2006) showed that the de-
velopment of kink bands can be simulated with nu-
merical models using the 2D distinct element code
UDEC. Important parameters were tested in Noel

and Archambault (2006): confining pressure, pri-
mary joints orientation, jointing frequency, and
joints contact friction. These parameters concern in-
ternal features of the rock mass, but no simulations
dealt with external features like boundary conditions
and the rate of deformation.

This paper considers the optimum conditions for
the development of kink zone instability in jointed
rock masses and their stress - strain - dilatancy be-
haviour. The characterization of the behaviour of
these structures in relation to: 1) the rate of deforma-
tion and 2) the boundary condition is done using a
previously developed UDEC numerical model (Noël
and Archambault, 2006).

2 BASIC CONCEPTS ON KINK ZONE
INSTABILITY

Kinking is the result of bucking instability and un-
stable yielding on planes of anisotropy. The main
mechanisms of this rotational deformation are slip
along the planes and simultaneous rotation of these
planes. Few mechanical models of kinking has been
proposed, although complex theoretical approaches
were elaborated on the basis of instability theories of
folding combined with limiting equilibrium methods
of analysis (Honea and Jonhson, 1976). Phenome-
nological models, geometrical properties and defor-
mation characterization are developed in the litera-
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ture for strongly foliated bodies (Archambault and
Ladanyi, 1993).

Kink bands are characterized by the angular rela-
tionships between (a, f), y, 6) and the width (W)
(figure 1).

2.1 Strain-angular relationships

Several strain-angular relationships are formulated
on the geometrical basis illustrated in figure 1, by
most authors cited previously. Few of these relation-
ships may be summarized as follows:

The amount of shortening or axial deformation
(Eyy) attributable to the rotational mechanism of
kinking is:

(1)

while the shortening parallel to joint planes (Ef) is
given by:

£f = �sraa>=( )cosfl>-l
Lt Lt

(2)

The shear strain (s) by internal rotation in the kink
band is given by:

s = cot a+cot fi (small deformation) (3)

while other shear strain relationships may be for-
mulated for the strain and strain increments (in re-
lation with Ef during rotation) on the segment sur-
faces within the kink zone (Ramsay, 1967)

The volume variation (AV) in the kink band show
two components. The first is the amount of thicken-
ing or thinning of the segments in the kink band and
delaminattng produce voids between the lamellae or
dilation (AVi):

1 T s ina
(4)

while the second component is caused by width
variation (W) of the kink band during the segments
rotation between kink band boundaries and is de-
noted (AV2):

CO
(5)

3 NUMERICAL MODEL

3.1 Modeling procedure

The joints and the deformable blocks properties used
in this numerical simulation program are listed in ta-
ble 1. The blocks and joints properties had been de-
fined to represent the physical model developed by
Archambault (1972). The steel platens are assumed

Figure 1. Geometry of ideal kink band in jointed rock material.
(Donath, 1968).

Table 1. Properties and parameters of the numerical model

Blocks and joints properties

Type
pflcgin3)
Friction (°)
Cohesion (MPa)
G(GPa)
K(GPa)
Co (MPa)
To (MPa)
Kn(GPam')
Ks(GPam')

Height (m)
Width (m)

Block!i1 Platens2

Concrete Steel
2700
39.0
5.92
4.94
5.61
24.82
2.76
-
-

7800
-
�
76.9
166.7
�

-
-

Model dimensions

Joint frequency (m"')

O3(MPa)
Vy(%min-')

10
7.5

2.0

Boundary conditions

Platens displacement
freedom

0.5

Joints

Concrete
�
30.0
0.0
�
�
-.
..
5.6*
0.5*

0.06; 0.3; 0.6; 1.5; 3.0; 6.0

Axial and rotation and/or lateral
1. Archambault, 1972. 2. Bazergui et al., 1993. *. Determined in
laboratory, not published
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to be fully elastic with no possible failure. This as-
sumption is valid because the steel's yielding point
is far greater man the model's strength. The shear
strength of the joints and the strength of the block
material are limited by linear Mohr-Coulomb enve-
lopes defined by the user. The user is also responsi-
ble to determine when and how model failure occurs
by monitoring parameters such as block or grid-point
velocity, stress, and displacement. These parameters
are computed with FISH, the programming language
embedded within UDEC.

3.2 Model geometry and parameters

The model's geometry used for UDEC simulations
of kink banding in heavily fractured rock masses is
represented in figure 2. The proposed geometry
represents a biaxial test on a rectangular block model
composed of squared cross-section rods of concrete,
piled up in a staggered joint pattern. This pattern is
composed of a set of continuous joints named "pri-
mary joints'' and a set of discontinuous joints (sec-
ondary joints). The basic model dimensions and pa-
rameters are listed in table 1.

Because kink banding is a deformation character-
ized by strain localization, the computation of vol-
ume variation is done for a zone centered on the
kink (figure 3). la this way, boundary effects are
omitted.

3.3 Boundary conditions

The block model is loaded between steel platens of-
fering various degrees of freedom in their move-
ments: axial displacement, lateral displacement
and/or rotation. Axial displacement of the upper
platen is fixed at a constant rate (Vy). The lower
platen is fixed. Confining pressure (03) is applied
laterally and directly on the block model. A typical
loading path, is divided in two steps:

1) Confinement: the upper platen is fixed and
confining pressure is applied laterally. The
computations are done until a near equilibrium
state is reached.

2) Loading: a fixed velocity is applied on the up-
per platen. The computations are done until a
kink band is well defined or until blocks over-
laps became unrealistic.

4 RESULTS AND DISCUSSION

4.1 Rate of deformation

Simulations with different deformation rates were
conducted on a model in which the upper platen
could move axially and laterally only. Six different
rates of deformation were tested: 0.06, 0.3, 0.6, 1.5,
3.0 and 6.0 % min"1. The typical deformation rates
for the ASTM physical tests on rock samples are be-
tween 0.07 and 0.5 % min'1.

Figure 2. Model's geometry

Vî-j\ï,

�;.y ::�:>. ftmvï. ������.'.'
-.1.f.^"-;:| V.11: .":.�."

-, j : - ; .

,i �

8.

Figure 3. Strain localization in the kink band. Small rectangle
indicates the computation zone for volume variation.
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4.1.1 Stréss-strain-dilatancy curves
Simulations with small deformation rates (0.06 to
0.6 % min-1) show similar deformation curves (fig-
ure 4). These curves can be described in five steps:

A) Joints closure and elastic mobilization: linear
increase in stress associated with a negative di-
latancy.

B) Dilatancy mobilization: the stress increment is
not linear anymore and the rate of dilatancy
passes from negative to zero.

C) Peak strength: at the peak, the rate of dilatancy
increases, but is not maximal.

D) Kink hand initiation: in mis part, unstable rota-
tion and slip occurs and leads to a drop in
stress. The rate of dilatancy increases rapidly.

E) Kink band development: deformation occurs at
constant stress. This part is associated with
positive dilatancy at maximal rate. Finally an-
other stress diminution occurs associated with
a decrease in the dilatancy rate.

Simulations with higher rates of deformation (1.5
to 6.0 % lain"1) behave differently (figure 5). The
three first steps described for the small rates of de-
formation are similar, except mat the peak strength
is not well defined. Instead of having a clear peak,
there's a. yielding zone. This zone is followed by
post-failure strain hardening. This part is associated
with a constant rate of dilatancy.

4.1.2 Peak strength
Peak strength.of the models is influenced by the rate
of deformation. There's a non linear relation be-
tween the pijàk strength and the rate of deformation.
The higher the deformation rate, the higher the peak
strength (figure 6). For the rates tested, the model
strength changes from 3.76 MPa to 18.7 MPa, mis is
a 5 times increase in peak strength for a 120 time in-
crease in déformation rate.

4.1.3 Volume variation
The model's deformation leads to volume variation
up to 3% and more. The rate of dilatancy is influ-
enced by the rate of deformation. The faster the de-
formation, the lower is the rate of dilatancy (figure
4). Small rates of deformation (0.06 to 0.6 % min-1)
show little variation of the rate of dilatancy, but high
rates of deformation (l.S to 6.0 % min'1) show an
important decrease in the rate of dilatancy.

4.2 Boundary conditions
Two main features of the boundary conditions were
tested: the effect of friction and the upper platen's
freedom of movement. Simulations were conducted
with a deformation rate of 0.6 % min"1.

0 0.» 1 l.S 2 2.1 3 3.S 4 4.Î S 9S 6

Figure 6. Relation between peak strength and deformation rate.

Figure 4. Model's strength and dilatancy. Top curves: strength;
bottom curves: dilatancy. Deformation rates in % min"1 appear
at the end of each curve.

Cv
«44

Figure S. Strength and dilatancy of models with higher defor-
mation rate.
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4.2.1 Effect of friction
Simulations with one or two fiictionless axial
boundaries have been conducted. Friction along the
boundaries is essential for the development of kink
bands. Frictionless boundaries lead to a non-coaxial
deformation or toppling instead of kink banding
(figure 7). The main mechanism of deformation is
slipping on primary joints.

4.2.2 Upper platen's freedom of movement
Kink bands formation is facilitated by possible dis-
placements of the upper platen. There's a localiza-
tion of rotation phenomenon associated with kink
banding (figure 8). It is shown in figure 8 that kink
bands develop when lateral displacement of the up-
per platen is possible. In mis case, there's not an im-
portant variation in the behaviour of the model with
or without rotation of the platen (figure 8a and 8b).
In these cases, only the blocks within the kink band
rotate. Important dilatancy is associated with this de-
formation; Voids appear between rotating slabs and
at the kink band hinges. With only axial displace-
ment as freedom of movement (figure 8c) no singu-
lar rotation zone is defined. Also, dilatancy occurs
principally at the upper right and lower left corners
of the model, where it causes an important extrusion
of the blocks. This dilatancy is more of a boundary
effect than a real phenomenon. The rotation of the
platen accommodates part of the deformation (figure
8d), while dilatancy and extrusion of the corners are
reduced. There's no single rotation zone and the de-
formation is more like buckling than kinking.

Model's strength and dilatancy variations related
to boundary condition are illustrated in the figure 9.
Models with lateral displacement freedom (figure 9a
and 9b) show low strength of about 5.7 MPa and
high dilatancy rates. Behaviour of these two simula-
tions is very similar. Models without lateral dis-
placement freedom (figure 9c and 9d) show high
strength and negative dilatancy. When rotation is not
possible, the model axial strength is the highest
(20.2 MPa) and the dilatancy is the lowest. When ro-
tation is possible, the model's strength is 14.3 MPa.

$mm
K:

� : � ' . � * � - ' " , - , . v > : ' �

" . . . . . m. : i � . � ! - . , « �

UJïOÇyiJï-H

Figure 8. Blocks rotation related to the upper's platen freedom
of movement a) Axial and lateral displacement only, b) Axial,
lateral displacement and rotation, c) Axial displacement only,
d) Axial displacement and rotation. Small triangles represent
relative rotation of the blocks.

' ' > " * * ' ' * ' K J C I I I . ' " ' -�"� A I ' * ^ ' ^ ^ * - � � ^ � � � � �A . : : w * . : : w . � �;

1 Sy(%)

Figure 7. Effect of frictionless boundaries, a) Frictionless upper
boundary, b) Frictionless upper and lower boundaries. Small
triangles represent relative rotation of the blocks.

Figure 9. Model's strength and dilatancy. Top curves: strength;
bottom curves: dilatancy. Possible displacements: a) Axial, lat-
eral and rotational, b) Axial and lateral, c) Axial and rotational,
d) Axial only.



238

5 CONCLUSION

The strength and dilatancy of jointed rock masses
deformed by kink banding depend on the rate of de-
formation. Small rates of deformation (0.06 to 0.6%
min"1) lead to smaller strength, but higher dilatancy
and dilatancy rates. They show more similar stress-
strain-dilatancy curves with five steps of deforma-
tion:

1) Joint closure and elastic mobilization
2) Dilatancy mobilization
3) Peak strength
4) Kink band initiation
5) Kink band development

High rates of deformation (l.S to 6.0 % min*1)
lead to higher strength and lower dilatancy and dila-
tancy rates. They show an important variability of
the two last steps of deformation.

Because practical rates of deformation are far
slower than those simulated in this research, it
should be noted that real strength of a rock mass
similar to the model tested may be below calculated
strength.

Friction at the boundaries is essential for the for-
mation of kink bands. Frictionless boundaries lead to
non-coaxial deformation or toppling.

The upper platen's freedom of movement is criti-
cal for the formation of kink bands. Kink bands form
only when the platen is free to move laterally. In this
case, the model's strength is the lowest.
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ABSTRACT: Considering that dilatancy results directly from die development of kink zone instabilities, an analytical failure
criterion is developed by adapting Rowe's stress-dilatancy model to rotational deformation. Shear resistance through kink zone
come principally from the work done against dilatancy. Peak strength calculated with this criterion show similar results to those
obtained by experimental direct shear tests and by numerical simulations using UDEC. The main influencing factors on shear
strength in this particular failure case are the normal pressure, the rotating slabs initial inclinations and slenderness. The criterion
is valid for small normal pressures when there's no sliding of the rotation axis and no rupture through intact rock.

1. INTRODUCTION

The stability of rock slopes, underground openings and
other works in intensely foliated or in jointed rock
masses, may be at risk with an unusual failure mode by
kink zone instability. This type of instability is
developed by buckling instability in brittle, ductile
foliated or layered rock. Jointed and fractured rock
masses also show the development of kink zone
instability as a mode of failure or deformation.
Goodman and- Kieffer [1] classified this mode of failure
as "buckling and kink band slumping". Geomechanical
designs of works in jointed and foliated rock masses
rarely takes into account such a mode of failure.

Physical and numerical studies with models of jointed
rock masses [2-7] lead to a better understanding of the
critical conditions triggering kink band instabilities in
fractured rock masses. This happens under particular
conditions of loading path, joint pattern geometry, joint
relative orientation to the stress tensor, joint spacing
relative to their length and the stress level.

Very few theoretical studies were dedicated to
progressive failure by shear zone and by kink instability.
Several models are based on the elastic instability of a
foliated medium [8, 9]. Unfortunately these models
assume that deformation occurs at constant volume.
Such a hypothesis contradicts experimental observations
that show important dilatancy within kink zone
development [6,10], Another model uses the mechanics

of generalized Cosserat continua to analyze rotational-
shearing deformation or "bookshelf mechanism" [11].
Once implemented in a numerical simulation [12], this
model predicts the shear strength of rock masses
deformed by kink zone instabilitiy. However it is a
continuum theory applied to a discontinuous medium
and implies an important simplification of reality.

Considering that dilatancy is necessary to the
development of kink zone instabilities [10] within
jointed and fractured rock masses, this paper proposes an
analytical failure criterion developed by adapting
Rowe's stress-dilatancy model [13, 14] to rotational
déformation under direct shear conditions.

2. PROPOSED FAILURE CRITERION

2.1. Rowe 's stress-dilatancy model
Shearing through uniform, non-cohesive rod stacks can
be modeled similarly to shearing along an indented
surface (Fig. 1). The total shear force, S, may be
considered as a sum of three components:

Where, Si = component due to external work done in
dilating against the external normal force.

Ntan.cc (2)



240

Figure 1: Shearing along an indented surface.

Si = component due to additional internal work in
friction due to dilatancy.

(3)

Where fy is (he indented surface friction angle.

S3 = component due to work in internal friction if sample
did not change volume during shearing.

= N � (4)

Substituting Eqs. (2) (3) and (4) in Eq. (1), the general
equation of sliding on an indented surface [IS] is
obtained:

(5)

Dividing by the area of applied forces, A, the peak shear
resistance is:

2.2. Model's geometry for rotational deformation
Kink bands in rock masses indented by two orthogonal
joint sets can be modeled by brick stacks (Fig. 2). The
continuous, joints are called "primary joints", and
discontinuous joints are called "secondary joints".
Under shear stress, slab segments formed of aligned
bricks rotate creating an important dilatancy. A
simplification of this model consists of inclined,
rectangular rock slabs stacked one on the other between
two shearing planes (Fig. 3). The rock slabs slendemess
is characterized by angle fi for which:

b_

h
(7)

Inclination of the slabs is defined by the angle a and
inclination of the slabs diagonal, r, is defined by the
angle yrelated to the previous angles by:

(8)

Figure 2: Direct

Figure 3: Geometry for rotational deformation, a) Global
system, b) Isolated slab.
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2.3. Proposed model
When rotation occurs, the slabs diagonal is used as a
lever to force dilatancy. Shear strength is calculated
from an energetic approach. Development of ate model
postulates four assumptions:

� No sliding of the rotation axis occurs (slabs contact
are on their corners) because displacements on
secondary joints are normal to the surface;

� Normal loads are such that no failure occurs within
rock slabs;

� Due to rotational displacement, shear strength due to
friction between slabs is neglected because the
relative motion of one slab to another is near
perpendicular to its surface;

� Internal energy dissipation is due to rolling friction
at the slab corners.

The external work WE associated with an infinitesimal
rotation dais defined by (figure 3):

(9)

Rearranging through the geometric definitions of dx and
dy (figure 3a)

(10)

Because daxzyi

WE = Scosur-f JV+� 1-sinyr � rda> (11)
L \ 2) ]

The internal work W, is defined by (figure 3b):

Considering C* as the coefficient of rolling friction and
the following relations:

fi=Ca-N, (13)

f1 = CKRt=CK{Nl + W cosy) (14)

N,=Ss\nyr-Ncosy (15)

Eq. (12) becomes after substitution:

If all the external work is dissipated by internal friction:

WE = W, (17)

After substituting Eq. (11) and Eq. (16) in Eq. (17):

taayr

S-tani/+NV+� j-tan^ -2-C,-^
(18)

Defining a global rolling friction coefficient for the
overall rotation of each slab:

(19)

Eq. (18) becomes:

Or

= (jV+� j-tanyr+ff-tan yr-

+UV+� j-tany

= Si+S2+S}

(20)

0)
Where, Sj = component due to external work done in
dilatancy against the external normal force.

(21)$= tf+~ -tanr

52 = component due to additional internal work in
friction due to dilatancy.

53 = component due to work in internal friction if sample
did not change volume during shear.

(23)

Substituting Eqs. (21) (22) and (23) in Eq. (1), the total
shear force needed to initiate kink zone instabilities is
given by:

(24)

Dividing by the area of applied forces, A, the peak shear
resistance is:

(25)
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3. EXPERIMENTATIONS AND NUMERICAL
SIMULATIONS

The proposed model of kink zone instabilities for peak
shear strength was compared with experimental and
numerical test results. This section describes the
experimental and numerical models used to test the
proposed analytical model.

3.1. Experimental tests
Experimental test results come from the literature [2].
They consist of direct shear tests of concrete brick stacks
(Fig. 2). Different model configurations of slab

inclinations(flfe{15o,30o,45°}), normal stress

(0.8 MPa<,an S 17.4 MPa), and slab slenderness

- 6 | ? - , - | I were tested

3.2. Numerical simulations
The numerical model, created with the UDEC code,
simulates the rock slab stack under direct shear
conditions. The joint and the defbrmable block
properties used in the numerical simulations are listed in
table 1. The block and joint properties were defined to
represent me physical model developed by Archambault
[2]. The steel platens are assumed to be fully elastic
with no possible failure. This assumption is valid
because the steel yielding point is far greater than the
model slfcugth. The joint and block shear strength are
limited by linear Mohr-Coulomb envelopes. Model
failure is determined by monitoring parameters such as
block or grid-point velocity, stress, and displacement
These parameters are computed with FISH, the
programming language embedded within UDEC.

Table 1. Properties and parameters of the numerical model
Blocks and joints properties

Blocks' Platens Joints

Type
pOcgm3)
Friction (°)
Cohesion (MPa)
G(GPa)
K(GPa)
Co (MPa)
To (MPa)
Kn(GPaffl-')
Ks(GPann

Concrete
2700
39.0
5.92
4.94
5.61
24.82
2.76

-

Steel
7800
�
-
76.9
166.7
�

-

Com
�
30.0
0.0
..
-

�

5.6*
0.5*

Model geometry

()
Slab slendemess (b/h)

15; 30; 45
0.21 to 0.24

Boundary conditions

O.(MPa)
Vx (% fflUf1)

1.0; 2.0; 4.0; 6.0; 8.0; 10.0; 15.0
0.3

4. INTERPRETATION AND DISCUSSION

Results of peak shear strength calculated by the
proposed analytical model were compared to those
obtained by physical tests and numerical simulations.

4.1. Rotation vs. Sliding
Considering an initial system composed of inclined rock

slabs, two failure modes may occur (Fig. 4):

Rotational deformation;

� Sliding on secondary joints.
In both cases, the peak shear strength depends on
dilatancy and friction. Considering slab diagonal
inclinations between 0°<,y/£90°, rotational dilatancy
is always higher than sliding dilatancy:

(26)

On the other hand, sliding friction is higher man rolling
friction:

tan (f>R < tan A, (27)

A parameter that prevents sliding is the secondary joint
plane friction. Rotational peak resistance was
determined with the proposed model, assuming that
tan$ ,=0 as first approximation. Sliding resistance

was calculated with Rowe stress-dilatancy model.
Results of numerical simulations with different
secondary joints friction angle are shown in figure S. No
intermediate resistance is observed, either rotation or
sliding occurs for a particular model state. The least
resistant behavior will control the global system
resistance. The critical friction angle on secondary joints
can be calculated by inserting rotational peak strength
(Eq. 25) into Eq. (6):

-O.tana
(28)

Where $*. is the sliding friction angle for which
rotational and sliding strength are identical. % is the
rotational peak shear strength.

1. [2]. 2. [16}.-*. Determined in laboratory, not published Figure 4: Failure modes, a) Initial state, b) Rotational
deformation, c) Sliding on indented surfiu
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Figure S: Peak shear resistance of different failure mode.

4.2. Model testing
Figure 6 presents comparisons between peak shear
strengths obtained from physical tests and numerical
simulations with those calculated with the proposed
analytical model. From top graph to bottom graph, slab
inclination varies from 15° to 45°. Three important
parameters were investigated:

� The effect of normal stress;

The effect of slab inclination;

� The effect of slab slenderness.

First, normal stress has an important effect on peak shear
strength of the kink zone instability. At small normal
stress, results, from the proposed model are comparable
with results from physical and numerical tests. A near
linear relationship is shown between shear stress and
normal stress. At higher normal stress, divergence
occurs between the results. While the proposed model
gives a linear relationship between shear and normal
stresses, the numerical and physical tests shows a non-
linear relationship. This is due to slab rupture under
high normal stress. Important fractures occur within
bricks in physical tests [2], and tensile fracture indicators
appears in die numerical simulation.

Second, the slab inclination has a direct effect on the
system shear resistance, because it defines the

The higher the

slab inclination (a is higher), the more resistant is the
system, as shown by the scales on the three graphs in
figure 6. As slab inclination increases, rupture through
intact material occurs at a smaller normal stress, so

WWWWWWWWffl
0.0 5.0 10.0 15.0 20.0

(MPa)
IO.U'

12.0

8.0

4.0

n n �

V

30»
42'

0.0 5.0 10.0 15.0 20.0

25.0
(MPa)

a "45 s

5.0 10.0 15.0 20.0

On (MPa)

.Physical ��_Numerical .^..Proposed
simulations model

Figure 6: Compared physical, numerical, and analytical results
for different slabs diagonal's orientation and normal stress.

model range of applicability decreases. For a= 15°, the.
proposed model is valid up to o^-10 MPa, but for
a= 45°, the model is valid only up to <x, = 4 MPa.

Third, slab slenderness has two cumulative effects on the
system shear strength. It defines dilatancy (ft angle) and
it is directly related to the length of the lever arm (r)
used against dilatancy. Figure 7 shows the slab
slenderness effect on the system shear strength.
Comparison between physical tests and calculated
results are shown. For the same normal stress, an
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(MPa) 20.0

16.0.
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b/h

30*
48'
= 0.33
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16.0
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� Physical tests - � - Proposed model

Figure 7: Compared physical and analytical results for
different slabs slendemess.

increase of slab slendemess (b/h ratio is lower) leads to
a decrease of the shear strength, because angle fi is
smaller (dilatancy is smaller) and the lever arm is longer
(more torque is produce from the same shear force). As
slab slendemess decreases, rupture through intact
material occurs at smaller normal stress, so model range
of applicability decreases.

5. CONCLUSIONS

Adaptation of Rowe's stress-dilatancy model to
rotational deformation leads to a failure criterion for
kink zone instabilities based on energetic considerations.

The peak strength of a system composed of a stack of
oriented rock slabs under direct shear is determined
either by sliding resistance or by rotational resistance.
The least resistant behavior will occur. The critical
sliding friction angle was defined as the friction angle
for which sliding resistance and rotation resistance are
identical.

Peak strength calculated by the proposed model was
compared and validated by numerical simulations and
physical tests. Shear strength variation is associated

with the variation of normal stress, slab inclination, and
slab slendemess. As long as no fracture through intact
material occurs, the analytical model is valid.
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