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Introduction

Dans les régions montagneuses, les risques naturels associés aux mouvement gravitaires tels que
les mouvements de terrains et instabilités nivologiques revêtent une importance toute particulière. Les
éboulements rocheux, comprenant à la fois les chutes de bloc et les éboulements en masse, sont, parmi
ces phénomènes gravitaires, très fréquemment rencontrés. En particulier, les chutes de blocs rocheux
constituent, malgré leur relativement faible intensité, un risque majeur dans les régions montagneuses
en raison de leur probabilité d’occurence très élevée. Comme tout phénomène d’origine gravitaire, la
chute de blocs peut être décomposée en trois phases successives : le détachement de la falaise, la chute
en interaction avec le milieu naturel et l’arrêt sur le sol ou sur une structure de protection. De même que
la détermination des conditions de détachement et d’arrêt des blocs sont des éléments importants pour la
caractérisation du risque de chute de blocs, la caractérisation de la trajectoire des blocs est cruciale pour
la prévention de ce risque.

En pratique, la simulation des trajectoires suivies par les blocs est menée à l’aide de logiciels de
trajectographie. Ces logiciels ont pour objectif de fournir une estimation de la trajectoire des blocs ro-
cheux en interaction avec le milieu naturel afin d’assurer une prédiction pertinente des zones exposées
à l’aléa de chute de bloc et de permettre un positionnement judicieux des ouvrages de protection. La
trajectoire de chaque bloc est, dans la plupart des cas, décrite dans ces logiciels comme une succession
de phases de vol et d’impacts sur le sol ou d’autre éléments du milieu naturel, tels que les arbres par
exemple. La modélisation de la phase de vol n’oppose aucun verrou scientifique ; par contre, celle de
la phase d’impact mérite d’être approfondie. En effet, les lois d’impacts actuellement utilisées dans les
logiciels d’analyse trajectographique ne prennent pas suffisamment en compte la réalité mécanique des
phénomènes en jeu lors de l’impact. La modélisation de l’impact est généralement faite à travers l’intro-
duction de coefficients de restitution reliant les paramètres cinématiques du bloc avant et après impact.
Les valeurs de ces coefficients de restitution sont soit calibrées à partir de données expérimentales, soit
évaluées par retour d’expérience, soit calculées à partir de modélisations mécaniques trop simplifiées
pour retranscrire de façon satisfaisante la complexité des mécanismes en jeu. Par ailleurs, la variabilité
des vitesses du bloc après impact due à la forte variabilité des propriétés du sol au voisinage du point
d’impact est généralement prise en compte de manière très simplifiée en faisant varier de façon aléatoire,
selon une distribution choisie par l’utilisateur, les paramètres de la loi d’impact.

Par conséquent, la modélisation de l’impact, et de la variabilité qui lui est associée, dans les logi-
ciels d’analyse trajectographique n’est actuellement pas satisfaisante. Un travail de recherche est donc
nécessaire afin d’améliorer ces lois. Le but de ce travail est d’étudier localement l’impact entre le bloc
et le milieu naturel dans la perspective de développer une nouvelle loi d’impact intégrable au sein des
logiciels de trajectographie existants. Cette loi doit permettre à la fois d’apporter une amélioration signi-
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ficative de la modélisation mécanique de l’impact et d’intégrer de façon représentative la variabilité du
rebond du bloc.

L’intérêt de ce travail est double. D’une part, cette recherche permettra de capitaliser des connais-
sances sur un sujet d’intérêt majeur d’un point de vue théorique : l’impact d’un objet sur un milieu
granulaire. D’autre part, la possibilité d’intégration des résultats de ce travail de thèse au sein des lo-
giciels de trajectographie actuels constitue une opportunité de transfert et de valorisation des résultats
académiques obtenus auprès des gestionnaires de risque.

L’approche privilégiée dans ce travail consiste à développer une modélisation numérique par la mé-
thode des éléments discrets de l’impact d’un bloc sur un sol naturel. Cette approche est développée
afin de pallier aux problèmes de contrôle des conditions expérimentales et de représentativité des jeux
de données rencontrés lors de l’analyse de résultats d’essais expérimentaux ou d’observations d’événe-
ments passés. L’utilisation de l’outil numérique offre la possibilité de simuler un grand nombre d’im-
pacts dans des conditions très variées. La taille importante de la base de données obtenue assure ainsi
une représentativité statistique des résultats dans l’optique d’établir une loi stochastique d’impact reliant
la vitesse du bloc après impact à la vitesse du bloc avant impact. Pour que la pertinence des résultats
soit assurée, l’utilisation de l’outil numérique nécessite un effort de calibration et de validation de la
modélisation numérique par la méthode des éléments discrets. Pour cela, les prédictions de ce modèle
numérique seront comparées à la fois à des résultats expérimentaux d’essais d’impact sur des matériaux
modèles et sur des sols grossiers. Les résultats d’essais de chute de blocs en grandeur réelle menés au
Cemagref de Grenoble seront également exploités pour la validation des résultats de la thèse.

Ce mémoire de thèse est structuré en six chapitres.

Le premier chapitre est une analyse bibliographique des différents aspects du problème traité. Une
fois la problématique de la caractérisation de l’aléa de chute de blocs exposée en détail, les différentes
méthodes de simulation de la trajectoire des blocs couramment utilisées sont décrites. En particulier,
l’analyse critique des différentes approches de modélisation de l’impact du bloc sur le sol est réalisée
afin de mettre à jour les possibilités d’amélioration de ces modèles pour le cas fréquent de l’impact
sur un sol grossier. Dans la perspective d’une telle amélioration, les apports possibles des travaux exis-
tant concernant l’impact d’un objet sur un milieu granulaire sont mis en évidence. Enfin, l’approche
choisie étant basée sur la modélisation numérique de l’impact, une revue de littérature des possibilités
de modélisation de l’impact sur un sol granulaire grossier est faite. La méthode des éléments discrets,
utilisée dans ce travail, est en particulier décrite en détail. Les techniques de modélisation de la forme
des particules du sol et des dissipations énergétiques au sein du sol sont mises en exergue dans cette
description.

Dans le chapitre 2, la modélisation numérique par la méthode des éléments discrets du sol ainsi
que le protocole de simulation de l’impact d’un bloc sphérique sur l’échantillon de sol sont exposés en
détail. La capacité du protocole de simulation à assurer la représentativité des résultats de simulation
par rapport à la variabilité des vitesses du bloc après impact est également étudiée. Des indicateurs
statistiques sont définis de façon à quantifier la variabilité des résultats de simulation. Ces indicateurs
sont utilisés pour mener une étude de sensiblité des résultats aux valeurs des différents paramètres du
modèle numérique. Enfin, une évaluation préliminaire de la pertinence de la modélisation numérique
pour décrire l’impact d’un objet sur un milieu granulaire est faite par comparaison entre les prédictions
du modèle et différents résultats d’essais d’impact sur des matériaux granulaires modèles (assemblages
de billes) issus de la littérature.

18



Le chapitre 3 est dédié à l’évaluation de la capacité de la modélisation numérique à prédire le re-
bond du bloc dans le contexte complexe de la chute de blocs. Pour cela, une campagne expérimentale
d’essais à échelle réduite d’impacts d’un bloc sur un sol grossier est menée dans la perspective d’une
étude comparative entre les résultats expérimentaux obtenus et les prédictions du modèle numérique.
Cette analyse comparative a pour but de mettre en évidence une quantité minimale de paramètres per-
tinents qui devront être calibrés. La campagne d’essais étant réalisée à échelle réduite, la question de
la représentativité des résultats de ces essais par rapport à la réalité en grandeur réelle est également
évoquée.

Le modèle numérique d’impact validé dans le chapitre 3 est utilisé dans le chapitre 4 afin de mettre en
évidence les phénomènes physiques en jeu au cours de l’impact. Le but de cette étude est l’explicitation
des causes du rebond du bloc en fonction de la profondeur du sol, de la taille de l’impactant et de la
cinématique de l’impactant avant impact. Pour cela, les échanges énergétiques ayant lieu au cours de
l’impact sont analysés en focalisant sur les conditions d’existence du rebond du bloc. Cette analyse a
pour objectif l’identification de différents régimes d’impact et des mécanismes associés gouvernant le
rebond du bloc.

Le cinquième chapitre a pour but le développement d’une loi stochastique d’impact capable de dif-
férencier les sources de la variabilité des vitesses du bloc après impact et de quantifier la variabilité
associée à chacune de ces sources. Pour cela, une campagne de simulations numériques est menée à
l’aide du modèle numérique par la méthode des éléments discrets de l’impact. Cette campagne de si-
mulation permet la constitution de bases de données de tailles importantes pour des conditions d’impact
variées et bien maîtrisées. Les bases de données ainsi constituées sont analysées par l’intermédiaire
de méthodes statistiques utilisant l’inférence Bayésienne de façon à définir une loi stochastique d’im-
pact. La pertinence de la loi stochastique d’impact est évaluée en analysant les possibilités d’utilisation
prédictive et les principaux apports de cette loi par rapport aux lois classiquement utilisées en analyse
trajectographique.

Enfin, dans le chapitre 6, la loi stochastique d’impact est intégrée au sein d’un logiciel de trajecto-
graphie. Les prédictions d’une analyse trajectographique utilisant cette loi sont comparées aux résultats
d’essais en grandeur réelle menés au Cemagref de Grenoble. La procédure d’analyse trajectographique
ainsi validée est utilisée afin de définir un cadre de travail probabiliste permettant la caractérisation de
l’aléa de propagation des blocs en tout point du site étudié ainsi que l’optimisation du positionnement et
du dimensionnement d’ouvrages de protection.
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Chapitre 1

Etat de l’art

1.1 Contexte général

1.1.1 L’aléa chute de blocs

Le phénomène de chute de bloc est caractérisé par le détachement brutal et rapide de masses ro-
cheuses ayant un volume moyen de l’ordre du mètre cube d’une paroi rocheuse (Selby, 1993; Whalley,
1984). Le nombre de roches impliquées dans ce détachement est par ailleurs très réduit et se limite dans
la majorité des cas à un seul bloc. L’interaction entre les blocs au cours de l’événement est donc négli-
geable. Les blocs mobilisés proviennent en général de falaises ou d’escarpements rocheux bien que la
mise en mouvement d’un bloc arrêté dans la pente soit également possible.

Les causes de l’initiation de la chute d’un bloc sont diverses. La présence de discontinuités au sein
d’une falaise ainsi que la géométrie de ces discontinuités fournissent des éléments importants permettant
d’estimer la probabilité de détachement de blocs et le volume des blocs potentiellement concernés.
Bien que l’instant d’occurrence d’un tel événement est difficilement prédictible, certaines conditions
sont favorables à son initiation. Par exemple, un événement météorologique (fortes pluies, cycle de
gel/dégel...), sismique ou lié à l’activité végétale ou humaine peut favoriser l’initiation de la chute d’un
ou plusieurs blocs.

Une fois le détachement initié, la trajectoire du bloc est fonction d’un nombre très important de
facteurs difficiles à identifier et fortement variables spatialement. Les blocs peuvent chuter, rebondir ou
rouler le long de la pente en fonction de la topographie du terrain ainsi que des propriétés géométriques
et mécaniques locales du sol. La taille, la forme et les propriétés mécaniques du bloc sont également des
facteurs importants.

La probabilité de chute de bloc est importante en zones montagneuses. En effet, selon les services
RTM de l’ONF, 25% des communes de l’Isère sont concernés par la chute de blocs. Et, les observa-
tions de terrain mettent en évidence des événements quasi-quotidiens dans certaines zones fortement
exposées. Les conséquences de la chute d’un bloc peuvent être lourdes. Le phénomène de chute de bloc
peut notamment engendrer des dégradations ou destructions d’infrastructures collectives et d’habita-
tions ainsi que des atteintes mortelles aux personnes. Sur 2200 chutes de blocs recensées par les services
RTM, la moitié ont engendré des dégats matériels et une centaine ont été la cause de blessures ou de
décès de personnes.

Le risque de chute de blocs pour une zone donnée est fonction de la vulnérabilité de la zone consi-
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FIG. 1.1 – Classification des ouvrages des protection pare-blocs en fonction de l’énergie de l’impactant
d’après Descoeudres (1997).

dérée et de l’aléa de chute de blocs associé à cette zone. L’aléa de chute de blocs est caractérisé par son
intensité et sa probabilité d’occurence.

La mise en place de mesures protectrices d’un site potentiellement exposé à un risque de chute de
blocs débute par une étape d’évaluation des zones à risques et de quantification du risque encouru sur
chaque zone. Une fois le risque quantifié, les mesures protectrices possibles sont de deux types : les me-
sures de prévention actives et les mesures de protection passives. Les mesures préventives consistent soit
à prévenir le détachement des blocs de la falaise par l’intermédiaire de diverses techniques d’ancrage,
soit à mettre en place une surveillance des blocs potentiellement instables, soit à diminuer le risque
par l’intermédiaire de mesures d’évacuation d’habitations ou de fermeture de routes par exemple. Les
mesures de protection passives consistent quant à elles au positionnement et au dimensionnement en
fonction de l’énergie du bloc en chute (Fig. 1.1) d’ouvrages permettant l’arrêt (filets pare-blocs, merlons
de protection...) ou la déviation (galeries...) des blocs.

Les ouvrages de protection étaient initiallement positionnés et dimensionnés sur la base de consi-
dérations empiriques et de résulats d’essais de terrain sur des sites similaires au site à protéger. L’avé-
nement des méthodes de simulation numérique a permis le développement d’outils de modélisation des
trajectoires de blocs en chute. Les analyses trajectographiques menées grâce à ces outils de modélisation
constituent actuellement un élément essentiel à la définition de l’aléa de chute de blocs, à la quantifica-
tion du risque encouru sur chaque zone et à la mise en place de mesures protectrices ou préventives.

1.1.2 Principales caractéristiques de la trajectoire d’un bloc en chute

Dès les premières études publiées concernant les chutes de blocs (Ritchie, 1963; Lied, 1977), trois
phases successives ont été identifiées :

– le détachement du bloc de la falaise,
– la chute du bloc en interaction avec le sol en aval de la falaise,
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FIG. 1.2 – Modes de déplacement possibles d’un bloc sur un versant : vol libre, rebond, glissement et
roulement d’après Descoeudres (1997).

– l’arrêt du bloc en chute soit sur le sol soit sur un structure de protection (filets pare-blocs, galeries,
merlons...).

De nombreux travaux ont été réalisés sur le détachement du bloc de la falaise de manière à délimiter les
zones de départ des blocs et estimer leur probabilité de rupture. Les principaux travaux concernant la
détection des instabilités en falaise ainsi que l’évaluation de la probabilité de rupture de blocs rocheux
sont exposés de façon détaillée dans Falaise. (2001) et Frayssines (2005) par exemple.

Les conditions d’arrêt du bloc ont aussi été investiguées, notamment dans le cas de l’arrêt du bloc
par des ouvrages de protection, dans l’optique d’optimiser le positionnement et le dimensionnement de
ces ouvrages (Descoeudres, 1997; Peila et al., 1998; Nicot et al., 2001, 2007).

La chute du bloc est en général décrite comme une succession de phases de vol libre et d’interactions
avec le sol de type rebond, glissement et roulement (Ritchie, 1963; Lied, 1977; Descoeudres, 1997) (Fig.
1.2). L’observation de blocs en chute conduit à définir des modes privilégiés de déplacement du bloc en
fonction de la pente moyenne du sol (Ritchie, 1963). Lorsque la pente est faible, le roulement et le
glissement du bloc sont privilégiés. Au contraire, pour des pentes intermédiaires, le déplacement du
bloc est caractérisé par une succession de vols libres et d’impacts sur le sol. Et, pour les fortes pentes, le
vol libre est majoritairement observé.

Quel que soit le mode de déplacement du bloc, la modélisation de son interaction avec le sol nécessite
la caractérisation précise des sols composant les versants potentiellement à risque.

1.1.3 Caractéristiques principales des sols composant les versants

Les sites étudiés sont en général constitués d’une falaise en dessous de laquelle se situent des terrains
pentus nus ou recouverts de forêt. Les enjeux principaux sont au contraire généralement situés sur des
terrains peu pentus voire plats situés en aval du site d’étude (Fig. 1.3). Pour les études de protection de
routes de montagne, les enjeux peuvent néanmoins être situés sur des terrains pentus.

La description générique des sols composant les versants est impossible étant donné la grande va-
riabilité de leurs caractéristiques. On peut toutefois distinguer trois grands types de sols impactés : les
terrains meubles, les sols grossiers et les surfaces rocheuses.

On observe généralement que les terrains de pente comprise entre 30˚ et 45˚, majoritaires sur les
sites étudiés, sont des sols grossiers composés principalement de pierres de volume variable (de l’ordre
du cm3 au m3) constituant le squelette granulaire du sol. Les interstices entre ces pierres sont occupés
par des mélanges de matériaux minéraux et organiques de granulométrie plus fine. Pour des altitudes et
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FIG. 1.3 – Exemples de sites étudiés en trajectographie d’après Desvarreux (2007).

des pentes faibles correspondant aux zones de dépôt des blocs, les sols sont en majorité composés de
terrains meubles de granulométrie fine. Au niveau des zones de départ des blocs constituées en général
de falaises très pentues (pente supérieure à 45˚), les surfaces rocheuses sont majoritairement présentes.
Toutefois, ces données ne sont qu’indicatives car des configurations différentes peuvent être rencontrées
en fonction de l’historique géomorphologique du site étudié.

Il est important de noter que les sols grossiers constituent a priori la majorité des sols ayant une
interaction avec les blocs. En effet, les sols rocheux étant situés au niveau des falaises, la pente corres-
pondante est souvent très forte ce qui implique que l’impact d’un bloc y est peu fréquent. Et, les sols
meubles étant générallement situés en pied de site sur des terrains peu pentus, l’impact du bloc sur ces
sols est courant mais donne généralement lieu à un arrêt rapide du bloc.

Les sols grossiers sont composés d’un squelette granulaire et d’une phase intersticielle constituée
de matéraux minéraux et organiques procurant une certaine cohésion au sol. Etant donné les efforts en
jeu au cours de l’impact, il semble pertinent de faire l’hypothèse que le squelette granulaire joue un
rôle prépondérant par rapport à la phase intersticielle. Dans le contexte de notre étude, les sols grossiers
rencontrés peuvent donc s’apparenter à des sols granulaires non cohésifs, c’est à dire des éboulis.

1.1.4 L’éboulis : un sol granulaire grossier non cohésif

Les éboulis faiblement cohésifs sont très répandus dans les zones montagneuses. Les études de
caractérisation des éboulis (Kirkby et Statham, 1975; Statham et Francis, 1986; Selby, 1993; Blijenberg,
1995; Hetu et Gray, 2000) mettent en évidence une importante variabilité des propriétés des pierres
constitutives (matériau, taille, forme...) et des modes de génération des éboulis (Fig. 1.4).

La forme et l’angularité des pierres constitutives de ces sols sont très différentes (Perez, 1998;
Empereur-Mot, 2000; Grine, 2006) en fonction de la nature de la roche (granit, calcaire, schiste...) et
de la configuration du système de failles caractérisant la falaise surplombant l’éboulis. Les propriétés
mécaniques des pierres constitutives sont elles aussi fortement liées à la "qualité" et au type de roche
considéré.
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FIG. 1.4 – Exemples d’éboulis.

FIG. 1.5 – Différents modes de génération des éboulis d’après Selby (1993).

Il existe une certain nombre d’indicateurs permettant d’évaluer les formes de pierres à travers le
calcul de leur élancement et de leur angularité (Krumbein, 1941; Rittenhouse, 1943; Barton et Kjaernsli,
1981). Cependant, ces indicateurs sont peu utilisés en pratique par les experts en analyse trajectogra-
phique. De même, les essais classiques de résistance des roches ne sont pas réalisés sur les éboulis. On
peut néanmoins se référer aux résultats classiques d’essais de résistance des roches existant (Goodman,
1980) afin de déterminer les caractéristiques mécaniques des roches constitutives des éboulis.

La granulométrie des éboulis peut également être très variable aussi bien en terme de taille moyenne
qu’en terme de gradation de la courbe granulométrique. Néanmoins, le long d’une pente donnée, un tri
granulométrique est généralement observé (Kirkby et Statham, 1975; Statham et Francis, 1986) : les
particules de faible taille sont souvent situées en amont des particules de taille importante.

La caractérisation des modes de génération des éboulis (Fig. 1.5) est également importante. Elle
détermine l’arrangement des roches au sein de l’éboulis et influe donc sur le nombre de coordination, le
tenseur de texture et l’homogénéité du milieu bien que la forme des roches constitutives et la granulo-
métrie aient une influence non négligeable. Le processus de génération de l’éboulis conditionne aussi la
pente moyenne de la surface de l’éboulis et la profondeur à laquelle se situe la roche mère.
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1.2 Trajectographie des chutes de blocs

1.2.1 Modèles d’analyse trajectographique

On peut distinguer deux types d’outils d’analyse trajectographique (Guzzetti et al., 2002; Dorren,
2003; Heidenreich, 2004) : les outils basés sur une analyse empirique des dépôts de blocs sur site et les
logiciels de modélisation de la trajectoire des blocs. Ces deux méthodes de caractérisation de l’aléa de
chute de blocs sont utilisées soit à l’échelle du versant à risque et soit à l’échelle d’une région composée
de plusieurs versants à risque.

Modèles empiriques

Les modèles empiriques de prédiction des distances d’arrêt des blocs sont basés sur l’hypothèse
d’un déplacement du bloc essentiellement par glissement ou roulement. Ils établissent une relation entre
les caractéristiques topographiques moyennes du versant et la distance d’arrêt des blocs (Keylock et
Domaas, 1999).

Dans un contexte bi-dimensionnel, ces modèles s’appuient sur l’hypothèse que le point de propa-
gation maximale des blocs peut être estimé par l’intersection entre la courbe désignant la topographie
du sol et une droite passant soit par le point de départ des blocs soit par le pied de falaise correspon-
dant. Selon que cette droite passe par le point de départ des blocs ou par le pied de falaise, sa pente
est définie par un angle ϕd ou un angle ϕp, respectivement (Fig. 1.6). Les angles ϕd et ϕp sont appelés
angles de propagation et caractérisent les pertes énergétiques moyennes par frottement ou roulement le
long du versant. Lorsque le pied de falaise est considéré, l’hypothèse est faite que la totalité de l’énergie
cinétique du bloc est dissipée lorsqu’il impacte le pied de falaise lors de sa chute initiale.

Les valeurs des angles de propagation ϕd (Rapp, 1960; Govi, 1977; Lied, 1977; Toppe, 1987; Hungr
et Evans, 1988) et ϕp (Lied, 1977; Evans et Hungr, 1993) ont été déterminées pour différents types de
terrains par analyse d’événements de chute de blocs passés. Les valeurs de ces angles sont généralement
comprises entre 22˚ et 30˚ quel que soit le point sommital de la droite définissant la distance maximale
de propagation des blocs. Elles varient fortement en fonction des sites étudiés, du nombre de blocs
considérés pour l’étude et de la méthode utilisée.

Ces méthodes doivent donc être utilisées avec précaution en gardant à l’esprit les fortes hypothèses
qui leur sont associées. Cependant, étant donné leur grande simplicité de mise en œuvre, de telles ap-
proches peuvent s’avérer très utiles dans le cadre de pré-études des zones potentiellement à risque ou
d’études sur des zones étendues.

Modèles trajectographiques à l’échelle du versant

Les modèles trajectographiques à l’échelle du versant ont pour but la modélisation des trajectoires
des blocs les plus probables. Ces modèles présentent l’avantage de fournir non seulement les distances
d’arrêt des blocs mais aussi de nombreuses informations concernant le fonctionnement du versant du
point de vue de la propagation des blocs.

Ce type de modèle permet de déterminer les axes principaux de passage, les zones potentielles
d’accumulation et les distributions des hauteurs et énergies cinétiques des blocs lors de leur passage
en tout point du versant. Ces informations sont essentielles au positionnement et au dimensionnement
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FIG. 1.6 – Modèles empiriques de prédiction des distances d’arrêt des blocs basés sur la définition
d’angles de propagation depuis le point de départ des blocs (angle ϕd) ou le pied de la falaise (angle ϕp)
d’après Dorren (2003).

d’ouvrages de protection ainsi qu’à la vérification d’ouvrages en service après modification des caracté-
ristiques d’un versant.

Certains modèles trajectographiques à l’échelle du versant permettent de distinguer tous les modes
de déplacement du bloc sur le sol. Ils fournissent donc des lois d’interactions différentes si le dépla-
cement du bloc est de type glissement, roulement ou succession d’impacts (Bozzolo et Pamini, 1986;
Kobayashi et al., 1990; Evans et Hungr, 1993; Azzoni et al., 1995).

La plupart des logiciels de trajectographie récents ne considèrent que le déplacement du bloc par
rebonds successifs. Etant donné la forte rugosité du sol impacté, la trajectoire du bloc (y compris le
roulement) est dans la plupart des cas modélisée comme une succession de vols libres et d’impacts avec
le sol. Dans ces approches, le glissement, observé en pied de falaise et dans les zones d’arrêt dans les
cas réels, est également négligé.

Les vitesses de chute libre mesurées lors d’essais en grandeur réelle sont inférieures à 30 m/s. Dans
ce cas, les dissipations dues au frottement de l’air lors de la phase de vol libre peuvent être négligées
(Guzzetti et al., 2002). La modélisation de la phase de vol libre du bloc se limite donc à un problème
ballistique. Au contraire, le rebond du bloc sur le sol est difficile à modéliser étant donné la diversité de
la nature du sol et des caractéristiques de l’impactant (cf. 1.2.2).

Les modèles de trajectographie à l’échelle du versant ont dans un premier temps été développés dans
un cadre bi-dimensionnel (Fig. 1.8). Les modèles existant peuvent être classés en trois catégories :

– les méthodes tenant compte de la forme et de la rotation des blocs (Falcetta, 1985; Descoeudres
et Zimmermann, 1987; Dudt et Heidenreich, 2001; Azzoni et al., 1995; Spang et Sonser, 1995),

– les méthodes pour lesquelles certaines simplifications sur la forme et la rotation du bloc sont faites
au cours de la phase de vol libre (Azimi et al., 1982; Bozzolo et Pamini, 1986; Pfeiffer et Bowen,
1989; Kobayashi et al., 1990; Jones et al., 2000; Dorren et al., 2004),

– les méthodes assimilant le bloc à un point matériel (Ritchie, 1963; Piteau et Clayton, 1977; Hoek,
1987; Hungr et Evans, 1988; Guzzetti et al., 2002).

Si un modèle bi-dimensionnel est utilisé, on fait l’hypothèse que chaque phase aérienne de la trajec-
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FIG. 1.7 – Définition sur le terrain des trajectoires préférentiellement suivies par les blocs (1) permettant
de construire plusieurs profils bi-dimensionnels équivalents (2) d’après Dorren (2003).

toire est contenue dans un plan vertical perpendiculaire, en principe, aux courbes de niveau. A chaque
impact, l’orientation de ce plan peut donc changer en fonction de la topographie locale. Plusieurs profils
bi-dimensionnels de propagation des blocs sont ainsi définis pour les différentes possibilités de détache-
ment des blocs identifiées (Fig. 1.7). Une série de simulations des trajectoires des blocs est alors menée
pour chacun des profils définis.

Afin d’éviter la définition a priori de profils préférentiels de propagation des blocs, plusieurs modèles
trajectographiques tri-dimensionnels (Fig. 1.8) ont été développés (Descoeudres et Zimmermann, 1987;
Gascuel et al., 1998; Guzzetti et al., 2002; Dorren et al., 2004; Lan et al., 2007). Ces modèles permettent
une représentation tri-dimensionnelle de la surface du sol. Par contre, le rebond du bloc est généralement
calculé par un modèle d’impact bi-dimensionnel. La direction du bloc après impact est estimée dans un
second temps en se basant sur une hypothèse simple (direction du bloc après impact suivant la ligne de
plus grande pente, calcul de la direction réfléchie en fonction de la direction de la plus grande pente et
de la direction incidente...). Ces modèles présentent l’avantage de permettre une modélisation précise
de la topographie du site. Néanmoins, ils ne sont pas toujours utilisables en pratique car ils requièrent
la définition d’un Modèle Numérique de Terrain (MNT) nécessitant un relevé topographique de terrain
précis ou l’utilisation de données LIDAR1.

1Le LIDAR (Light Detection and Ranging) est une technologie de mesure laser de distance permettant la définition rapide
et précise de relevés topographiques par avion.
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FIG. 1.8 – Modèles trajectographiques a) 2D développé à l’ADRGT (Azimi et al., 1982) ; b) 3D déve-
loppé à l’EPFL (Falaise., 2001).

Utilisation des modèles trajectographiques à l’échelle régionale

Les études menées à échelle régionale (Fig. 1.9) utilisent soit des modèles empiriques tri-dimensionnels
(Meissl, 2001; Jaboyedoff et Labiouse, 2002) basés sur la méthodes des cônes2 soit des modèles trajecto-
graphiques tri-dimensionnels (Guzzetti et al., 2003; Crosta et Agliardi, 2004; Dorren et Seijmonsbergen,
2003). Dans ces études, la précision des relevés topographiques ou des Modèles Numériques de Terrain
est relativement faible. En effet, les contraintes de temps de relevé topographique et de simulation des
trajectoires ne permettent pas une modélisation fine du terrain si les zones à étudier sont étendues.

Les prédictions obtenues dans ce contexte doivent être utilisées avec précaution car elles ne per-
mettent de fournir qu’une estimation moyenne de la propagation des blocs. Elles ne constituent donc
qu’une estimation de la propagation des blocs permettant de définir les zones à étudier plus spécifique-
ment. Il n’est pas envisageable de positionner ou dimensionner un ouvrage de protection en s’appuyant
seulement sur ce type d’études.

1.2.2 Modélisation de l’impact en trajectographie des chutes de bloc

Les modèles de simulation de la trajectoire des blocs à l’échelle du versant ou à l’échelle régio-
nale utilisent un modèle d’impact du bloc sur le sol. Pour être pertinent, le modèle utilisé doit prendre
en compte la complexité et la variabilité des configurations rencontrées. Sa formulation doit également
constituer un compromis entre une description précise de l’impact et un nombre raisonnable de para-
mètres explicatifs.

2La méthode des cônes est une extension en 3D des méthodes empiriques classiques.
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FIG. 1.9 – Exemple d’étude de définition des zones soumises à un risque de chute de blocs à échelle
régionale. Le risque est quantifié en chaque point par la valeur de l’indice RHV (Rockfall Hazard Vector)
d’après Frattini et al. (2008).
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FIG. 1.10 – Définition des vecteurs vitesses incidents (avant impact) et réfléchis (après impact).

Coefficients de restitution classiques

Dans la plupart des cas, des modèles d’impact très simples, développés dans un contexte bi-dimensionnel,
sont utilisés. Ces modèles présentent l’avantage principal d’introduire peu de paramètres ce qui limite le
nombre de grandeurs à estimer.

De nombreux modèles sont ainsi basés sur l’introduction de coefficients de restitution permettant de
relier les composantes du vecteur vitesse du bloc avant impact, appelé vecteur vitesse incident ~V in, et
celles du vecteur vitesse après impact, appelé vecteur vitesse réfléchi ~V re (Fig. 1.10).

Le coefficient de restitution Rv est parfois utilisé en trajectographie (Spang et Rautenstrauch, 1988;
Spang et Sonser, 1995; Paronuzzi, 1989; Kamijo et al., 2000). Il est défini comme étant le rapport de la
norme de la vitesse réfléchie V re sur la norme de la vitesse incidente V in :

Rv =
V re

V in
(1.1)

Divers coefficients représentatifs du rapport des énergies cinétiques du bloc avant et après impact
peuvent également être utilisés (Bozzolo et Pamini, 1986; Urciuoli, 1988; Azzoni et al., 1995; Chau
et al., 1998). Parmi ces coefficients, le plus employé est le rapport RE des énergies cinétiques de trans-
lation avant et après impact (Bozzolo et Pamini, 1986; Azzoni et al., 1995). RE est défini de la façon
suivante :

RE =
(V re)2

(V in)2
(1.2)

Les coefficients Rv et RE ne fournissent aucune information concernant la direction du bloc après
impact. Leur utilisation s’accompagne donc d’une hypothèse sur la direction du bloc après impact.

Les coefficients les plus fréquemment utilisés sont les coefficients de restitution normal Rn et tan-
gentiel Rt (Wu, 1985; Pfeiffer et Bowen, 1989; Fornaro et al., 1990; Hoek, 1987; Kobayashi et al., 1990;
Giani, 1992; Evans et Hungr, 1993; Budetta et Santo, 1994; Ushiro et al., 2000; Guzzetti et al., 2002).
Ces coefficients sont utilisés conjointement. Ils sont caractérisés par les expressions suivantes :
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Rn = −V re
n

V in
n

(1.3)

Rt =
V re

t

V in
t

(1.4)

où V in
n (resp. V re

n ) est la composante normale à la surface du sol de la vitesse incidente (resp.
réfléchie) et V in

t (resp. V re
t ) est la composante tangentielle à la surface du sol de la vitesse incidente

(resp. réfléchie)(Fig. 1.10).

Prise en compte de l’influence des conditions incidentes et des propriétés du bloc et du sol

De nombreuses études (cf. 1.3.1) ont montré que les valeurs des coefficients de restitution varient,
pour un sol donné, en fonction des propriétés géométriques, mécaniques et des conditions cinématiques
incidentes du bloc impactant.

Certains modèles (Pfeiffer et Bowen, 1989; Chau et al., 2002; Dorren et al., 2004; Heidenreich,
2004) ont proposé des expressions pondérées des coefficients de restitution classiques permettant de
prendre en compte l’influence des conditions incidentes, du couplage entre vitesse de translation et de
rotation et de la variabilité locale de la surface du sol par l’intermédiaire de plusieurs paramètres de
calage.

Des approches théoriques permettant de modéliser de façon détaillée l’interaction entre le sol et le
bloc ont également été développées dans le cas de l’impact sur un sol dur et sur un sol meuble (Azimi
et al., 1982; Falcetta, 1985; Ushiro et al., 2000). Dans ces approches, des lois de comportement sont
définies pour le bloc et pour le sol. Par exemple, dans le travail réalisé par Azimi et al. (1982), si le bloc
impacte un sol meuble, l’interaction modélisée est celle d’un solide rigide sur un sol suivant une loi de
comportement élastique parfaitement plastique. Par contre, si l’impact a lieu sur un sol dur, le sol suit
une loi de comportement élastique et le comportement du bloc est élastique parfaitement plastique. La
résolution des équations régissant l’impact dans ces deux configuration conduit à l’introduction d’un jeu
de paramètres constitutifs.

Plusieurs modèles proposent de définir un coefficient RI intrinsèque au matériau impacté (Des-
coeudres et Zimmermann, 1987; Bozzolo et al., 1988). Ces modèles d’impact sont basés sur la théorie
classique du choc (Goldsmith, 1960; Frémond, 1995; Thornton et Ning, 1998; Stronge, 2000). Le co-
efficient RI relie les impulsions normales à la surface du sol durant le phase de pénétration du bloc
dans le sol et durant la phase de restitution de l’énergie du sol vers le bloc. L’interaction entre le bloc
et le sol selon la direction tangentielle à la surface du sol est reliée à la force normale à la surface par
l’introduction d’un coefficient de frottement.

Des modèles d’impact basés sur la mécanique non-régulière (Frémond, 1995) ont également été
intégrés aux sein de logiciels d’analyse trajectographique (Dimnet et Fremond, 2000; Dimnet, 2002).
Ces modèles présentent l’avantage de fournir un cadre formel très bien adapté à la modélisaton de l’im-
pact. Cependant, l’adaptation de ce type d’approche au contexte de l’analyse trajectographique nécessite
l’introduction d’hypothèse fortes de façon à limiter le nombre de paramètres lors de la résolution des
équations obtenues.

Seuls quelques travaux ont tenté de développer une méthode de calcul de la vitesse de rotation
réfléchie du bloc (Japan-Road-Association, 1983; Azzoni et de Freitas, 1995; Chau et al., 2002). Ces
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modèles s’appuient généralement sur une hypothèse de roulement sans glissement du bloc. Mais, la
présence de roulement et de glissement a clairement été mise en évidence par des analyses d’images
d’impacts issues de films à la caméra rapide (Heidenreich, 2004) et par l’observation de cratères d’impact
de formes ovales. Ces modèles de calcul de la vitesse de rotation sont donc vraisemblablement basés
sur des études mécaniques trop simplifiées pour expliquer le comportement complexe du bloc lorsque
l’influence de la rotation est intégrée.

Enfin, bien que la fragmentation de l’impactant au cours du rebond soit un paramètre très important
de la modélisation de l’impact, l’hypothèse est généralement faite que le cas le plus défavorable en
terme de distance de propagation des blocs correspond à la non fragmentation du bloc. En effet, si la
fragmentation n’est pas prise en compte, un gros bloc se propage a priori plus loin qu’un bloc de taille
plus faible. Par conséquent, il n’existe encore que peu de modèles (Azimi et al., 1982; Fornaro et al.,
1990) intégrant ce phénomène.

Intégration de la variabilité du phénomène de rebond

On observe une grande variabilité des positions d’arrêt des blocs, y compris lorsque les conditions de
départ des blocs sont très proches. Cette variabilité est telle qu’il est illusoire d’envisager une prédiction
déterministe exhaustive des trajectoires possibles en pratique même si, théoriquement, la trajectoire d’un
bloc en chute est entièrement déterministe lorsque les conditions de départ et les propriétés du bloc et
du sol sont parfaitement connues.

Pour rendre compte de cette variabilité, les études trajectographiques sont en général menées dans
un contexte statistique. Leur but est soit de définir les trajectoires des blocs conduisant aux points d’arrêt
des blocs extrèmes soit de définir des zones présentant un pourcentage donné d’être atteintes par un bloc.
Une fois cette étape de zonage réalisée, l’influence du positionnement d’un ouvrage peut être évaluée en
comparant les résultats obtenus avec et sans ouvrage.

La détermination et la quantification des sources de variabilité des trajectoires des blocs en chute
est un élément essentiel de l’analyse trajectographique (Jaboyedoff et al., 2005). La première source de
variabilité des trajectoires est due à la grande diversité des conditions de détachement du bloc possibles.
Cet aspect a été largement étudié (Falaise., 2001; Frayssines, 2005) en lien, notamment, avec les pro-
blématiques de stabilité des falaises. Les études menées dans ce cadre montrent que la variabilité des
conditions de détachement du bloc conditionne la variabilité de la taille, de la forme et des propriétés
mécaniques de l’impactant. La détermination des distributions de ces paramètres ne sera pas abordée
dans ce travail.

La seconde source de variabilité des trajectoires des blocs est la variation des conditions locales
d’impact. Les causes de la diversité des rebonds observés peuvent être classées en deux catégories :
la variabilité des conditions incidentes du bloc et celle des propriétés locales du sol (Laouafa et Nicot,
2004).

La variabilité des propriétés locales du sol peut être très importante et les causes de cette variabilité
sont multiples. Elle est en général prise en compte dans les modèles d’impact en changeant a posteriori
les paramètres déterministes du modèle utilisé en variables aléatoires indépendantes (Dudt et Heiden-
reich, 2001; Agliardi et Crosta, 2003; Jaboyedoff et al., 2005; Frattini et al., 2008). Les lois statistiques
associées aux paramètres définis comme étant aléatoires sont choisies par l’utilisateur parmi les lois
statistiques classiques. Les paramètres des lois statistiques choisies sont soit calculés par calibration en
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comparaison à des résultats expérimentaux ou à des événements passés, soit fixés a priori.
La variabilité des conditions incidentes est due aux irrégularités locales de pente induisant une va-

riation du vecteur vitesse incident du bloc et aux variations de l’orientation du bloc lorsque celui-ci est
de forme quelconque. Dans certains modèles, cet aspect est pris en compte en faisant varier de manière
aléatoire, selon une loi statistique définie par l’utilisateur, la pente du terrain ou l’angle d’incidence du
bloc (Pfeiffer et Bowen, 1989; Dorren et al., 2004).

La modélisation correcte de la variabilité associée à l’impact du bloc sur le sol nécessite une défini-
tion claire des sources de variabilité inclues dans le modèle d’impact et de celles prises en compte dans
le Modèle Numérique de Terrain (MNT). Pour cela, il est indispensable de développer conjointement
le modèle de topographie du terrain et le modèle d’impact. Le MNT est tout d’abord défini de façon à
traduire le plus précisément possible les variations de la topographie du terrain et des caractéristiques du
sol. Puis, les variations de dimension inférieure à la précision du MNT sont modélisées dans le modèle
d’impact comme une variabilité associée aux changements locaux de la pente (rugosité du sol) et des
propriétés du sol.

1.2.3 Intérêts et limitations des approches actuelles

Les modèles déterministes d’impact utilisés actuellement en analyse trajectographique sont basés
sur une approche macroscopique de l’impact du bloc sur le sol. Ils permettent de rendre compte de
conditions moyennes d’impact le long d’une section du site étudié. Bien que les modèles d’impact
classiques utilisant les coefficients de restitution aient été considérablement améliorés suite aux travaux
présentés dans la section 1.2.2, leur principale limitation réside dans le calage des paramètres.

La pertinence des résultats obtenus en utilisant les modèles d’impact classiques est fortement fonc-
tion de l’expertise du modélisateur, de la quantité et de la qualité des données expérimentales disponibles
pour un recalage des paramètres du modèle. Les comparaisons d’analyses trajectographiques réalisées
sur même versant (Falaise., 2001; Berger et Dorren, 2006) par plusieurs bureaux d’études ou labora-
toires de recherche (dont certains utilisent les mêmes modèles) mettent ainsi clairement en avant la
grande diversité des résultats obtenus lors de l’analyse trajectographique d’un même versant par plu-
sieurs modélisateurs. Il semble donc indispensable d’analyser les causes de la sensibilité des modèles
actuels à la définition des paramètres qui leur sont associés. Il est également nécessaire d’étudier en
détail la physique de l’impact du bloc afin de définir des modèles en meilleure adéquation avec les
phénomènes physiques en jeu au cours de l’impact.

Une amélioration des modèles d’impacts actuellement utilisés en trajectographie des chutes de blocs
pourrait être possible en intégrant des modèles d’impact développés dans d’autres domaines de re-
cherche. En particulier, les modèles numériques développés pour modéliser l’impact d’objets par les
Méthodes aux Eléments Finis (Wu et al., 2005; Zhu et Tang, 2006) ou par les Méthodes aux Eléments
Discrets (Koo et Chern, 1998; Calvetti et al., 2005; Bertrand et al., 2006; Shiu et al., 2006) pourraient
être adaptés dans le contexte de l’analyse trajectographique.

Par ailleurs, la majorité des modèles d’impact ont été développés dans le cadre de l’impact d’un bloc
sur un sol fin ou sur une surface rocheuse. Il semble donc indispensable de s’intéresser à la configuration
intermédiaire, correspondant au cas fréquent de l’impact sur un sol grossier, pour laquelle le diamètre
équivalent3 db de l’impactant est de l’ordre de la moyenne dm de ceux des particules contitutives du sol

3Le diamètre équivalent d’un objet est le diamètre de la sphère de même volume que l’objet considéré.
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(1/5 < db/dm < 5).

Enfin, l’intégration de la variabilité des propriétés du sol et des conditions incidentes peut être gran-
dement améliorée. En effet, les modèles actuels séparent la définition du modèle mécanique d’impact et
celle du modèle statistique de la variabilité des conditions d’impact. Ce type d’approche ne permet pas
de différencier les contributions des différentes sources de variabilité. Et, cette modélisation de l’impact
en deux étapes peut conduire à ignorer les corrélations possibles entre les paramètres aléatoires définis.
Il est donc essentiel d’intégrer la variabilité du rebond du bloc de façon précise par l’intermédiaire de
modèles stochastiques d’impact développés dans un cadre de travail probabiliste global.

De manière à enrichir les bases d’un tel modèle, une analyse préalable des phénomènes physiques
en jeu au cours de l’impact d’un bloc rocheux sur un milieu granulaire grossier est indispensable. Cette
analyse peut s’appuyer sur les résultats expérimentaux existants aussi bien pour l’impact d’un bloc sur
un sol granulaire grossier que pour l’impact d’une particule sur des milieux granulaires modèles.

1.3 Etude de l’impact sur un sol granulaire grossier

1.3.1 Etudes expérimentales de l’impact d’un bloc sur un sol grossier

Plusieurs études de l’impact de blocs sur des sols classiquement rencontrés lors des études trajecto-
graphiques ont été réalisées dans l’optique principale de permettre la calibration des modèles d’impact.
Ces travaux permettent également d’identifier les phénomènes physiques en jeu lors de l’impact ainsi
que les paramètres explicatifs du comportement du bloc.

La première source d’information est l’analyse d’événements de chute de blocs a posteriori. Ces
études fournissent des résultats intéressants pour réaliser une étude dans un contexte similaire. Cepen-
dant, le caractère unique de chaque événement ainsi que le peu d’informations disponibles (position des
blocs, cratères d’impacts) limitent les possibilités d’exploitation de ces relevés.

Pour pallier ce manque d’informations, de nombreuses campagnes expérimentales ont été menées
sur le terrain (Ritchie, 1963; Kirkby et Statham, 1975; Lied, 1977; Statham et Francis, 1986; Wu, 1985;
Bozzolo et al., 1988; Pfeiffer et Bowen, 1989; Fornaro et al., 1990; Kobayashi et al., 1990; Azzoni et al.,
1991; Azzoni et de Freitas, 1995; Azzoni et al., 1995; Giani, 1992; Evans et Hungr, 1993; Yoshida,
1999) ou en laboratoire (Azimi et al., 1982; Statham et Francis, 1986; Kamijo et al., 2000; Ushiro et al.,
2000; Chau et al., 1998, 2002; Heidenreich, 2004).

Ces très nombreuses campagnes d’essais ont tout d’abord permis de définir des valeurs des co-
efficients de restitution classiques pour de nombreux types de sol, d’impactant et dans des conditons
d’essais très différentes (Fig. 1.11 ; Tab. 1.1). Une synthèse des résultats obtenus durant ces campagnes
expérimentales est disponible dans la thèse de Heidenreich (2004).

Ces essais ont également mis en évidence le fait que les coefficients de restitution ne sont en aucun
cas des grandeurs constantes pour un type de sol donné. Cettte affirmation est appuyée par la grande
variablité des valeurs obtenues en fonction des conditions d’impact, y compris pour un type de sol
donné (Fig. 1.11 ; Tab. 1.1) .

Les coefficients de restitution sont tout d’abord fortement dépendants de l’énergie cinétique inci-
dente de l’impactant. Cela traduit une dépendance du comportement du sol à l’intensité du chargement
dynamique qui lui est appliqué. Les dépendances observées sont différentes selon que la masse (Ushiro
et al., 2000; Pfeiffer et Bowen, 1989; Jones et al., 2000) ou la vitesse (Ushiro et al., 2000) de l’impactant
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Reference Rn Rt RE Remarques
Habib (1977) 0,75-0,80 Essais en Italie

0,5-0,6 Essais en Norvège
Piteau et Clayton (1977) 0,8-0,9 0,65-0,75 Roche

0,5-0,8 0,45-0,65 Eboulis et gros blocs
0,4-0,5 0,35-0,45 Eboulis et petits blocs
0,2-0,4 0,2-0,3 Terrain meuble

Wu (1985) 0,2-0,8 0,5-0,75 Roche
Bozzolo et Pamini (1986) 0,7 Roche

0,55 Eboulis
Hoek (1987) 0,53 0,99 Roche mère

0,4 0,9 Asphalte
0,35 0,85 Affleurement rocheux et gros blocs
0,32 0,82 Eboulis
0,32 0,8 Eboulis végétalisé
0,3 0,8 Terrain meuble végétalisé

Urciuoli (1988)∗∗ 0,05-0,35 0,5-1 0,02-1 Calcaire
∼ 0 0,24 Eboulis lâche

Pfeiffer et Bowen (1989)∗ 0,37-0,42 0,87-0,82 Surfaces dures : roches, route
0,33-0,37 0,83-0,87 Blocs
0,30-0,33 0,83-0,87 Eboulis
0,30-0,33 0,80-0,83 Eboulis avec végétation
0,28-0,32 0,80-0,83 Terrain meuble
0,28-0,32 0,78-0,82 Terrain meuble avec végétation

Giani (1992) 0,5 0,95 Roche
0,35 0,85 Affleurement rocheux et gros blocs
0,3 0,7 Eboulis uniforme

0,25 0,55 Terrain meuble avec végétation
Evans et Hungr (1993) 0,9 0,9 Petits blocs sur roche mère

0,7 20,8 Gros blocs sur éboulis
Azzoni et de Freitas (1995) 0,75-0,90 Calcaire

0,55-0,60 Eboulis fin et compact
0,35-0,45 Eboulis fin et lâche
0,45-0,50 Eboulis et blocs
0,4-0,5 Eboulis et arbres couchés

0,55-0,70 Eboulis grossier
0,5-0,6 Terrain meuble avec végétation

<0,2 Fossé
0,5-0,65 Sol compacté

0,75 Route
Gerber (1995) 0,17-0,43 0,45-0,88 Calcaire

Kamijo et al. (2000) 0,1-0,35 Surface dure (impactant 220kg)
0,1 Surface dure (impactant 800kg)

Ushiro et al. (2000) 0,1-0,4 0,71 Pas d’information
Jones et al. (2000)∗ 0,6-1,0 0,9-1,0 Surface dure

0,15-0,30 0,75-,95 Roche et blocs
0,12-0,20 0,65-,95 Eboulis
0,1-0,2 0,5-0,8 Terrain meuble

Budetta et Santo (1994) 0,2 0,53 Roche
∗ Les valeurs utilisées par Pfeiffer et Bowen (1989) et Jones et al. (2000) sont pondérées a posteriori.

∗∗ Les valeurs fournies par Urciuoli (1988) sont dépendantes de la vitesse d’impact

TAB. 1.1 – Valeurs des coefficients de restitution relevées dans la littérature d’après Heidenreich (2004).

36



FIG. 1.11 – Gamme de variation des coefficients Rt et Rn en fonction du type de sol impacté d’après
Fornaro et al. (1990).

est modifiée. Lorsque la masse du bloc augmente, seule un décroissance du coefficient Rn a été observée
alors qu’une décroissance de Rt et de Rn peut être associée à une augmentation de la vitesse incidente.
Ces différences peuvent être expliquées par le fait que la variation de la vitesse incidente introduit, en
plus d’une variation de l’intensité du chargement, une modification de la vitesse de chargement du sol.

La taille relative de l’impactant par rapport à celles des roches constitutives de l’éboulis est égale-
ment un paramètre influençant fortement les valeurs des coefficients de restitution.

Il semble tout d’abord que les gros blocs soient difficilement arrêtés dans un milieu composé de petits
blocs car ils ne rencontrent pas d’obstacle assez volumineux pour les arrêter (Ritchie, 1963; Kirkby et
Statham, 1975; Statham et Francis, 1986; Bozzolo et Pamini, 1986; Evans et Hungr, 1993).

Les gros blocs peuvent cependant être arrêtés au sein de milieux composés de petits blocs s’il y
a, lors de l’impact, formation d’un cratère. Dans ce cas, l’énergie du bloc est dissipée par diffusion
dans le sol, déformation plastique du sol et glissement du bloc sur le sol (Bozzolo et Pamini, 1986;
Heidenreich, 2004). Ces dissipations énergétiques sont conditionnées par la forme et l’orientation de
l’impactant (Falcetta, 1985; Chau et al., 1999). Des dissipations énergétiques peuvent également avoir
lieu par fracturation de l’impactant ou des roches constitutives de l’éboulis (Azimi et al., 1982; Fornaro
et al., 1990).

Enfin, il existe une forte influence des coefficients de restitution aux conditions cinématiques inci-
dentes du bloc. On observe notamment que les impacts rasants permettent une meilleure conservation de
l’énergie par le bloc (Wu, 1985; Bozzolo et Pamini, 1986; Chau et al., 1998; Ushiro et al., 2000; Chau
et al., 2002; Heidenreich, 2004). Ceci est essentiellement dû au fait que l’énergie cinétique associée à
la vitesse incidente est en grande partie transformée en énergie cinétique de rotation. De plus, l’énergie
incidente associée à la composante normale de la vitesse du bloc est préférentiellement diffusée dans le
sol et dissipée par déformation plastique du sol (Bozzolo et Pamini, 1986; Heidenreich, 2004).

Les résultats de ces essais mettent clairement en évidence la complexité ainsi que la variabilité des
phénomènes physiques en jeu au cours du rebond. Cependant, les conditions d’expérimentations étant
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Taille Vitesse Angle Vitesse Angle
des grains d’impact d’impact de rebond de rebond

White et Schultz (1977) 350-710µm 160cm/s 14˚ 0,4V in 50˚
Willets et Rice (1986) 150-600µm 400cm/s 9-12˚ 0,6V in 20-40˚
Napalnis et al. (1993) 100-200µm 11-14˚ 30-40˚

TAB. 1.2 – Propriétés principales des grains en saltation d’après Rioual (2002). Les angles d’impact
(resp. de rebond) correspondent à l’angle entre la vitesse de l’impactant avant (resp. après) impact et la
surface du lit de particule.

difficiles à contrôler et les jeux de données fournis étant souvent très réduits, il est difficile d’utiliser ces
résultats dans l’optique de caractériser systématiquement le rebond du bloc. De plus, il semble indis-
pensable de mettre en exergue les phénomènes physiques en jeu lors de l’impact avant d’entreprendre
une démarche de modélisation. Ces phénomènes ne peuvent clairement être identifiés que dans le cadre
d’essais contrôlés sur des matériaux modèles.

1.3.2 Modélisations et expérimentations d’impacts sur des milieux granulaires modèles

L’impact d’une particule sur un matériau granulaire modèle a été largement étudié dans des domaines
de recherche très variés tels que le transport éolien (Rioual et al., 2000, 2003; Beladjine et al., 2007; Oger
et al., 2005), le comportement dynamique des matériaux granulaires (Tanaka et al., 2002; Nishida et al.,
2004) ou la formation de cratères dans les sols (Ciamarra et al., 2004; Ambroso et al., 2005) par exemple.

La majorité des études menées dans ces différents contextes ne sont pas directement comparables
aux conditions d’impact observées en trajectographie des chutes de bloc. En particulier, les conditions
d’impact sont généralement celles de l’interaction de particules de petite taille (inférieure à 1 cm) im-
pactées par une particule se déplacant à grande vitesse (supérieure à 30 m/s en général). Cependant, les
résultats obtenus lors de ces études fournissent des points de repère intéressants.

Les résultats d’essais en soufflerie du déplacement de billes de verre (White et Schultz, 1977) ou de
grains de sable (Willets et Rice, 1986; Napalnis et al., 1993; Rice et al., 1995) en saltation filmés avec
une caméra rapide ont mis en évidence que, pour des impacts rasants (angle par rapport à l’horizontale
d’environ 15˚), la direction des particules après impact est plus normale à la surface du lit de particules
qu’avant impact. Par ailleurs, les valeurs des angles et des vitesses réfléchis des particules (Tab. 1.2) sont
fonction de la taille, de la forme des particules impactantes (Willets et Rice, 1986) et de la polydispersité
des grains du lit (Rice et al., 1995).

Des expériences modèles de collision de particules sur un lit de particules ont également été me-
nées pour des particules de sable (Werner, 1987), des billes d’acier (Mitha et al., 1986) ou de matière
plastique (Rioual, 2002; Beladjine, 2007). Dans ces essais, l’impactant est propulsé par un canon sur
le lit de particules (Fig. 1.12). Ces expériences montrent que les coefficients de restitution classiques
sont indépendants de la vitesse incidente de la particule (Werner, 1987; Mitha et al., 1986; Rioual, 2002;
Beladjine, 2007). De plus, le coefficient de restitution normal Rn décroit lorsque les impacts deviennent
rasants (Mitha et al., 1986). Des modélisations numériques de ces essais confirment les résultats énoncés
et mettent en évidence la grande variabilité des résultats en fonction de la géométrie locale de la surface
impactée (Werner et Haff, 1988; Anderson et Haff, 1988; Oger et al., 2005).
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FIG. 1.12 – Schéma du dispositif expérimental utilisé par Beladjine (2007).

FIG. 1.13 – D’après Beladjine et al. (2007) : Influence de l’angle d’impact θi sur les coefficients de
restitution ez et exz. L’angle d’impact est relié à l’angle d’incidence par la relation θi = 90 − αi. ez est
le coefficient de restitution normal et exz est le coefficient de restitution tangentiel.
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FIG. 1.14 – D’après Rioual (2002) : Influence du nombre de couches Nc de l’empilement granulaire
sur le coefficient de restitution e. e est le rapport entre la vitesse incidente et la vitesse réfléchie de
l’impactant.

Les expérimentations les plus exhaustives concernant l’impact d’une particule sur un lit granulaire
ont été menées par Rioual (2002) et Beladjine (2007). Ces essais ont notamment permis d’étudier, en
2D et en 3D, l’influence de l’angle d’incidence sur les valeurs des différents coefficients de restitution
(Fig. 1.13). Ils mettent également en évidence l’influence de la hauteur de l’empilement granulaire sur le
rebond de l’impactant (Fig. 1.14). Selon Rioual (2002), l’influence de la profondeur de l’empilement est
directement liée au fait que l’onde de compression générée par l’impact véhicule, lorsqu’elle se propage
dans le milieu à partir du point d’impact, une partie de l’énergie incidente. Si la hauteur de l’empilement
est telle que le temps d’aller-retour de l’onde soit supérieur au temps de contact, une partie importante
de l’énergie n’est pas retransmise à la bille incidente. Cela explique la chute des valeurs des coefficients
de restitution si la profondeur de l’empilement est trop importante. La compréhension de la propagation
de l’onde de compression générée par l’impact dans l’empilement granulaire est donc essentielle à la
compréhension des mécanismes en jeu au cours de l’impact.

1.3.3 Propagation des ondes dans les milieux granulaires

La principale difficulté dans la modélisation de la propagation d’une onde dans un milieu granulaire
est la présence de contacts multiples (Stronge, 2003; Quinn et Bairavarasu, 2006) qui rend la résolution
de l’équation du mouvement pour chaque particule impossible sans introduire une hypothèse sur la
manière dont l’énergie incidente se répartit entre les billes.

La propagation d’une onde au sein d’une colonne de billes est mise en évidence par l’expérience du
pendule de Newton (Fig. 1.15) qui consiste en l’impact d’une bille sur une chaîne de billes suspendues
par des fils. Suite à la collision de la bille incidente, la dernière bille de la chaîne se déplace avec une
vitesse apparemment identique à la vitesse de la première bille. La présence de contacts multiples à l’état
initial rend le problème difficile à résoudre.
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FIG. 1.15 – Le pendule de Newton.

La façon la plus simple de résoudre ce problème est de supposer que les billes sont séparées d’un
espace infiniment petit. Cela permet de résoudre le problème comme étant une succession d’interactions
binaires entre particules. Cette solution approchée n’est néanmoins pas satisfaisante car les contacts
multiples ne sont pas traités comme tels.

Il est possible de fournir une solution approchée de ce type de problème en considérant les billes
comme des sphères rigides localement déformables. Ce type d’approche a été envisagé pour modéliser
le problème du pendule de Newton (Hinch et Saint-Jean, 1999), de l’impact d’une colonne de billes
sur une paroi fixe (Luding et al., 1994), de la propagation d’une onde au sein d’une colonne de billes
confinée (Coste et Falcon, 1997; Coste et Gilles, 1999; Nesterenko, 2001; Campbell, 2003) ainsi que
celui de l’impact d’une bille sur une colonne de billes posée sur un fond rigide (Rioual, 2002).

Les modèles développés permettent de déterminer la vitesse de propagation de l’onde ainsi que
l’atténuation de son intensité au cours de sa propagation. Bien que ces modélisations ne prennent en
compte aucune dissipation d’énergie au droit des contacts, les prédictions de ces modèles sont en accord
avec les résultats d’essais menés sur des milieux bi-dimensionnels si les particules sont assez rigides
et si les dissipations frictionnelles, plastiques et visqueuses sont limitées (Sen et al., 2001; Visco et al.,
2004; Somfai et al., 2005; Hostler et Brennen, 2005).

La propagation de l’onde dans un milieu 2D est bien plus complexe. Le désordre au sein du milieu
favorise la diffusion et la dissipation d’énergie par frottement. De plus, si le milieu est polydisperse, il
peut également y avoir réflexion de l’onde avant atteinte du fond de l’échantillon. En effet, le passage de
l’onde d’une bille de taille donnée vers une bille plus grosse occasionne une onde de réflexion (Vergara,
2005). Ces phénomènes de réflexion partielle des ondes sur de gros objets insérés dans un sol granulaire
sont étudiées de manière très détaillée pour l’amélioration des technique de détection de gros objets, tels
que les mines par exemple, dans les sols.

Enfin, lorsque l’impactant est bien plus gros que les particules du milieu granulaire, un déplacement
important des particules du sol se superpose aux phénomènes de propagation d’ondes. Dans ce cas, il
y a alors formation d’un cratère (Ciamarra et al., 2004; Ambroso et al., 2005). Si le sol est infiniment
profond, il y a trois phases successives : impact, pénétration et arrêt. Les conditions aux limites jouent
alors un rôle prépondérant car le rebond n’est observé que si le fond du sol (substratum pour les ébou-
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lis) est proche ou si le confinement du milieu est important. L’influence des conditions aux limites est
notamment essentielle lors de l’impact de gros blocs rocheux sur des milieux granulaires dissipatifs tels
que ceux placés dans les gabions (Bertrand et al., 2006; Lambert, 2007) ou sur les galeries de protection
pare-blocs (Calvetti et al., 2005; Shiu et al., 2006).

1.4 Modélisation numérique par la Méthode aux Eléments Discrets

1.4.1 Intérêt d’une approche numérique discrète

L’impact d’un bloc sur un sol granulaire grossier peut difficilement être modélisé en utilisant les
outils classiques de la mécanique des milieux continus.

La modélisation de milieux discrets dans le cadre théorique de la mécanique des milieux continus
nécessite la définition d’une loi de comportement macroscopique du matériau considéré. Pour cela,
il est nécessaire d’utiliser des techniques d’homogénisation (Cambou et Jean, 2001). Cette approche
est difficile à mettre en œuvre pour les éboulis naturels car, la taille des particules constitutives étant
importante par rapport aux dimensions générales des éboulis (notamment leur profondeur), la définition
d’un Volume Elémentaire Représentatif comportant un nombre suffisant de particules est incompatible
avec une modélisation précise du sol. Il serait donc préférable d’envisager de travailler sur un Volume
Elémentaire Statistique de nature mésoscopique pour lequel les conditions de séparation d’échelle ne
son pas requises (Huet, 1990).

De plus, même si une loi de comportement macroscopique du sol est définie, sa complexité et celle
du chargement dynamique du sol au cours de l’impact rendent la modélisation de l’impact très complexe.
La non-linéarité de la loi de comportement du matériau, le caractère dynamique transitoire du charge-
ment et les grandes déformations du sol requièrent l’emploi de méthodes numériques complexes. Dans
ce contexte, la modélisation numérique ne permet d’obtenir des résultats pertinents qu’au prix d’efforts
de modélisation importants.

Etant donné la nature discrète du sol impacté, il est au contraire naturel d’envisager l’utilisation de
méthodes discrètes. Dans ces approches, le milieu est assimilé à un assemblage de particules discrètes
en contact. Les propriétés mécaniques des particules en interaction sont définies au niveau de chaque
contact ce qui permet de modéliser le comportement mécanique du sol à l’échelle locale. A chaque pas
de temps, les positions et les forces appliquées sur chaque élément sont connues. Ces approches prennent
donc en compte naturellement les grandes déformations liées aux grands déplacements des particules,
les pertes de contact entre particules ainsi que les transferts énergétiques locaux ayant lieu au cours de
l’impact.

1.4.2 La Méthode aux Eléments Discrets

On distingue généralement deux types de méthodes aux éléments discrets : les méthodes de type
dynamique des contacts et les méthodes de type dynamique moléculaire (Cambou et Jean, 2001). La
principale différence entre ces deux approches réside dans le traitement des contacts entre éléments.

Les approches de type dynamique des contacts (Jean et Moreau, 1992; Jean, 1999) permettent de
modéliser les éléments comme des sphères dures. Ces approches sont basées sur l’hypothèse qu’aucune
interpénétration n’est possible entre les particules. La gestion des contacts se fait par l’intermédiaire de
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FIG. 1.16 – Simulation du procédé de bourrage d’un ballast de voie ferrée a) par la dynamique molécu-
laire (Lu et McDowell, 2007) ; b) par la dynamique des contacts (Azéma, 2007).

lois non régulières introduisant des discontinuités des vitesses des particules et des forces entre particules
lors du contact. Les équations de la dynamique sont résolues par un algorithme implicite permettant un
traitement sans approximation des discontinuités de vitesses et de forces ainsi que des contacts simulta-
nés.

Au contraire, les méthodes de type dynamique moléculaire (Cundall et Strack, 1979) permettent
l’interpénétration entre les particules du milieu qui sont considérées comme des sphères molles, c’est
à dire rigides localement déformables. Les surfaces de contact entre particules peuvent donc subir des
déformations élastiques ou plastiques et une loi de contact régulière permet de définir la relation entre
l’interpénétration et la force de contact entre deux particules.

De nombreuses comparaisons (Wolf, 1996; Cambou et Jean, 2001) ont été menées entre ces deux
approches qui s’avèrent dans la majorité des cas toutes deux capables de modéliser correctement les
problèmes posés (Fig. 1.16). Néanmoins, l’approche dynamique moléculaire est très employée actuel-
lement en raison, essentiellement, de sa simplicité de mise en œuvre. En particulier, l’existence d’une
interpénétration entre particules facilite la définition des lois de contact ainsi que l’interprétation phy-
sique des résultats obtenus. De nombreuses études utilisant cette approche ont permis le développement
d’un grand nombre d’extensions de la méthode initiale. Ces améliorations portent notamment sur le
développement de lois de contact spécifiques et la modélisation de particules de formes complexes.

Une approche de type dynamique moléculaire est donc privilégiée dans ce travail. La modélisation de
l’impact d’un bloc rocheux sur un éboulis sera réalisée en utilisant le code de calcul PFC - Particle Flow
Code- développé par Cundall et Strack (1979). La méthode de type dynamique moléculaire utilisée dans
le code PFC sera nommée Méthode des Eléments Discrets ou MED conformément aux dénominations
employées dans Cundall et Strack (1979).

Principe de la MED

L’objectif de la Méthode des Eléments Discrets est la détermination, quel que soit l’instant t consi-
déré et pour un pas de temps dt, des positions de toutes les particules du milieu et des forces appliquées
sur toutes les particules. Au début du cycle de calcul, les positions de toutes les particules au temps t et
toutes les forces de contact au temps t − dt sont connues.

Le calcul des positions de toutes les particules au temps t + dt et de toutes les forces de contact au
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FIG. 1.17 – Cycle de calcul de la Méthode des Eléments Discrets.

temps t est réalisé en 4 étapes (Fig. 1.17) :

– Etape 1 : mise à jour des contacts et des interpénétrations entre particules à partir des positions
des particules au temps t ;

– Etape 2 : calcul et stockage de toutes les forces de contact au temps t à partir des interpénétrations
calculées à l’étape 1 et des forces de contact au temps t − dt par application de la loi de contact ;

– Etape 3 : calcul du déplacement des particules entre les temps t et t + dt par résolution des
équations issues du principe fondamental de la dynamique ;

– Etape 4 : calcul des positions des particules au temps t + dt.

A la fin du cycle de calcul, la connaissance des positions des particules au temps t + dt et de toutes
les forces de contact au temps t permet d’initier le cycle de calcul au pas de temps suivant.

Détection des contacts

Le cycle de calcul de la MED débute par la mise à jour des contacts existants entre les particules. Si
l’existence de tous les contacts potentiels entre particules est testée, l’étape de détection des contacts est
très couteuse en terme de temps de calcul. En effet, le temps de calcul evolue de façon quadratique en
fonction du nombre de particules si ce type d’algorithme de détection est utilisé.

De façon à réduire le temps de détection des contacts, la détection des contacts n’est réalisée qu’au
voisinage de chaque particule. Les méthodes de détection des contacts couramment utilisées sont soit
basées sur la méthode de partitionnement en cellules soit sur la méthode du voisinage de particule. La
principale différence entre ces méthodes est la définition de la notion de voisinage d’une particule. Ces
descriptions sont exposées en détail dans Williams et O’Connor (1999), Itasca (1999), Mishra (2003) et
Gland (2003) par exemple.

La méthode de partitionnement en cellules consiste à diviser l’espace en un maillage de cellules
carrées. Une liste des particules appartenant à chaque cellule est alors créée. Seules les possibilités
de contact entre particules appartenant à la même cellule ou à des cellules attenantes sont testées. Pour
chaque particule, une liste de particules potentiellement en contact avec la particule considérée est créée.
La méthode de détection des contacts implémentée dans le logiciel PFC utilisé dans ce travail est basée
sur la méthode de partitionnement en cellules.
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La méthode du voisinage de particule permet elle aussi la création d’une liste de particules poten-
tiellement en contact avec chaque particule. Pour chaque particule, les particules potentiellement en
contact sont celles situées à une distance de la particule testée inférieure à une valeur seuil. Le voisinage
de chaque particule est alors l’ensemble des particules situées à l’intérieur d’un cercle de rayon donné
centré sur la particule considérée.

Quelle que soit la méthode utilisée, le temps de détection des contacts est optimisé en limitant les
mises à jour des listes de particules potentiellement en contact appelées listes de voisinage des particules.
Les listes de voisinage ne sont mises à jour que tous les N cycles de calcul en fonction de la taille des
régions définissant le voisinage et de la vitesse des particules. La taille des régions (cellules ou sphères)
de l’espace définissant le voisinage de chaque particule doit être définie avec soin en fonction de la taille
maximale des particules du milieu. En effet, si la taille du voisinage est très grande par rapport à la taille
des particules du milieu, un grand nombre de particules est situé dans le voisinage de chaque particule.
Les méthodes décrites ne sont, dans ce cas, pas très efficaces car un très grand nombre de particules
est testé. Au contraire, si la taille du voisinage est faible par rapport à celle des particules du milieu, le
nombre de particules à tester pour chaque entité est très faible. En contrepartie, la mise à jour des listes
de voisinages doit être faite très régulièrement car toute particule intégrant le voisinage est susceptible
d’interagir très rapidement avec la particule considérée. Il existe donc une taille optimale des régions de
voisinage de chaque particule pour laquelle le nombre de voisins à tester et la périodicité de la mise à
jour de la liste de voisinage sont optimaux.

Calcul des forces de contact

Le comportement mécanique macroscopique du milieu modélisé par la MED est fortement condi-
tionné par le comportement mécanique local des particules. Ce comportement local est pris en compte
au travers des lois de contact permettant de calculer, pour chaque contact, les forces appliquées sur cha-
cune des particules en contact en fonction du déplacement relatif des particules et de l’historique de
chargement du contact depuis sa création.

La loi de contact permet de calculer, à chaque pas de temps, les incréments de force de contact normal
dFn et tangentiel dFt à la surface de chaque contact en fonction des incréments d’interpénétration entre
les particules normal dun et tangentiel dut à la surface de contact (Fig. 1.18) par les relations :

dFn = fn(dun, P i
n, dt) (1.5)

dFt = ft(dut, P
i
t , dt) (1.6)

où fn, ft et P i
n, P i

t sont des fonctions et des paramètres caractérisant la loi de contact.

Le calcul des incréments de force de contact permet de déterminer, à partir des forces de contact au
temps t − dt, les forces de contact au temps t :

Fn(t) = Fn(t − dt) + dFn (1.7)

Ft(t) = Ft(t − dt) + dFt (1.8)
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FIG. 1.18 – Incréments de déplacement entre les particules normal dun et tangentiel dut à la surface de
contact. La position de la particule ′i′ est identique aux temps t et t + dt car la représentation est faite
dans le repère lié à la particule ′i′.

où Fn(t) (resp. Ft(t)) est la force de contact normale (resp. tangentielle) à la surface de contact au
temps t ; Fn(t− dt) (resp. Ft(t− dt)) est la force de contact normale (resp. tangentielle) à la surface de
contact au temps t − dt.

Les paramètres P i
n et P i

t peuvent être soit des paramètres caractéristiques du comportement local
du matériau des particules (module de Young, coefficient de Poisson...) soit les forces de contact ou
déplacements au pas de temps considéré ou aux pas de temps précédents. La loi de contact détermine les
forces de contact en fonction des caractéristiques mécaniques des particules, de l’historique du charge-
ment du contact et des couplages entre la composante normale et la composante tangentielles des forces
de contact. Un exposé détaillé des lois de contact classiques est réalisé dans la section 1.4.3.

Calcul du déplacement des particules

Le calcul des positions des particules au temps t + dt est réalisé, dans le logiciel PFC, par appli-
cation du Principe Fondamental de la Dynamique au temps t et résolution numérique des équations
correspondantes par un algorithme explicite (Itasca, 1999). Le principe de résolution numérique est ex-
posé en deux dimensions pour des raisons de clarté mais ce principe est applicable en trois dimensions
également.

Si les forces volumiques s’appliquant sur les particules sont uniquement de nature gravitaire, l’ap-
plication du Principe Fondamental de la Dynamique au temps t sur la particule p de centre gravité G

permet d’écrire les relations :

∑

i

~F (pi → p)(t) + mp~g = mp
~̈xG(t) (1.9)

∑

i

~MG(pi → p)(t) = Ip
~̈ΩG(t) (1.10)

où ~F (pi → p) est la force de contact appliquée par la particule pi sur la particule p ; ~MG(pi → p)(t)

est le moment en G lié à la force de contact entre la particule pi et la particule p ; mp est la masse de la
particule p ; Ip est le moment d’inertie en G de la particule p ; ~g est l’accélération de la gravité ; ~̈xG(t)
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est l’accélération de la particule p en G au temps t et ~̈ΩG(t) est l’accélération angulaire de la particule p

en G au temps t.

La discrétisation temporelle suivant la méthode des différences finies centrées permet d’exprimer
les accélérations et accélérations angulaires des particules au temps t en fonction de leurs vitesses et
vitesses angulaires aux temps t + dt/2 et t − dt/2 :

~̈xG(t) =
1

dt
(~̇xG(t + dt/2) − ~̇xG(t − dt/2)) + o(dt) (1.11)

~̈ΩG(t) =
1

dt
(~̇ΩG(t + dt/2) − ~̇ΩG(t − dt/2)) + o(dt) (1.12)

L’intégration de ces expressions dans les équations 1.9 et 1.10 permet d’écrire :

~̇xG(t + dt/2) = ~̇xG(t − dt/2)) + [

∑

i
~F (pi → p)(t)

mp
]dt + o(dt) (1.13)

~̇ΩG(t + dt/2) = ~̇ΩG(t − dt/2)) + [

∑

i
~MG(pi → p)(t)

Ip
]dt + o(dt) (1.14)

La méthode des différences finies centrées permet enfin d’exprimer les positions et positions an-
gulaires au temps t + dt en fonction des vitesses et vitesses angulaires aux temps t + dt/2 grâce aux
relations :

~xG(t + dt) = ~xG(t) + ~̇xG(t + dt/2)dt + o(dt) (1.15)

~ΩG(t + dt) = ~ΩG(t) + ~̇ΩG(t + dt/2)dt + o(dt) (1.16)

A chaque cycle de calcul, le calcul des positions et positions angulaires de toutes les particules au
temps t + dt nécessite la connaissance des positions et positions angulaires des particules au temps t,
des vitesses et vitesses angulaires des particules au temps t − dt/2 et des forces de contact au temps t.
Toutes ces données sont donc stockées pour toutes les particules à chaque cycle de calcul.

De façon à réduire le contenu fréquentiel de la réponse du milieu (et ceci particulièrement pour
la recherche de solutions d’équilibre à un problème quasi-statique), l’ajout de forces s’opposant au
déplacement des particules est possible. Cette pondération est faite en introduisant le facteur αm dans
les équations 1.9 et 1.10 :

(1 − sgn(~̇xG(t))αm)[
∑

i

~F (pi → p)(t) + mp~g] = mp
~̈xG(t) (1.17)

(1 − sgn(~̇ΩG(t))αm)
∑

i

~MG(pi → p)(t) = Ip
~̈ΩG(t) (1.18)

où sgn est la fonction signe : sgn(x) = 1 si x > 0 et sgn(x) = −1 si x < 0.

L’introduction du coefficient αm est intéressante pour des sollicitations statiques ou quasi-statiques
et pour la génération rapide de milieux à l’équilibre. Au contraire, l’introduction de ce coefficient est
dangereuse dans le cas de sollicitations dynamiques car cela perturbe les équations du mouvement. Le
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logiciel PFC étant destiné initialement à l’étude de milieux soumis à des sollicitations quasi-statiques,
la valeur par défaut de ce coefficient est αm = 0, 7. Pour l’impact d’un bloc rocheux sur un éboulis,
la sollicitation du milieu impacté étant dynamique, les simulations ont été menées avec une valeur de
αm = 0.

1.4.3 Lois de contact

Dans la MED, la loi de contact permet de modéliser le comportement élastique local des particules
ainsi que les dissipations énergétiques au niveau des contacts. Le choix d’un modèle de contact doit
être à la fois basé sur une analyse physique des transferts énergétiques au sein du milieu et sur des
considérations pratiques : on cherche une loi de contact assez complexe pour modéliser correctement
les transferts et dissipations énergétiques et dont la formulation n’est pas trop pénalisante en terme de
temps de calcul.

Comportement élastique au droit des contacts

Contrairement au contact entre solides rigides, le contact entre solides élastiques n’est pas instantané.
L’introduction d’un comportement élastique des matériaux au droit des contact a donc pour principale
conséquence d’introduire la notion de temps de contact.

La loi de contact la plus couramment utilisée - voir par exemple (Itasca, 1999) - considère les par-
ticules comme des objets localement élastiques et consiste à relier les forces de contact et les interpé-
nétrations entre particules par l’intermédiaire de relations linéaires faisant intervenir des raideurs ca-
ractéristiques des matériaux des particules en contact. Pour un contact entre deux particules i et j, les
expressions caractéristiques de la loi de contact élastique linéaire sont :

dFn = Kndun (1.19)

dFt = Ktdut (1.20)

avec,

Kn =
Ki

nKj
n

Ki
n + Kj

n

(1.21)

Kt =
Ki

tK
j
t

Ki
t + Kj

t

(1.22)

où K i
n (resp. Kj

n) est la raideur normale du matériau de la particule i (resp. j) et K i
t (resp. Kj

t ) est
la raideur tangentielle du matériau de la particule i (resp. j).

Les raideurs sont définies pour chacune des particules en contact. Ces raideurs peuvent être reliées
aux grandeurs caractéristiques classiquement utilisées pour décrire le comportement élastique des maté-
riaux. On peut par exemple relier K i

n et K i
t au module de Young et au coefficient de Poisson du matériau

(Cambou et al., 1995; Deluzarche, 2004; Bertrand et al., 2006).
Malgré leur formulation simple, les lois de contact linéaires s’avèrent suffisantes pour modéliser

le comportement d’ensemble des milieux granulaires (Wolf, 1996; Cambou et Jean, 2001). En effet,
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dans ce cas, les effets collectifs sont prépondérants devant les caractéristiques constitutives du contact
inter-éléments.

Au contraire, la modélisation précise de la propagation des ondes élastiques au sein d’un assem-
blage de solides ou celle de l’interaction entre une particule isolée et un milieu granulaire nécessitent
l’utilisation de lois de contact de type élastique non linéaire inspirées, pour la plupart, de la théorie du
contact de Hertz (Hertz, 1882; Mindlin et Deresiewicz, 1953; Goldsmith, 1960). Ces lois de contact sont
particulièrement bien adaptées à la modélisation de l’impact car elles permettent de modéliser finement
l’interaction entre le bloc et le sol ainsi que la propagation des ondes de choc au sein du milieu impacté.
L’utilisation de lois de contact modélisant le comportement élastique des matériaux en contact de façon
non-linéaire sera donc privilégiée dans ce travail (cf. section 2.2.2 et section 3.3.3).

Il est intéressant de noter que, pour des lois de contact purement élastiques, il n’y a aucune dissipa-
tion d’énergie au cours du contact. L’utilisation d’un formalisme incrémental n’est alors pas indispen-
sable. Il existe donc, dans ce cas, une relation directe entre l’interpénétration des particules et la force
de contact. En pratique, les lois de contact purement élastiques ne sont utilisées que pour la composante
normale de la force au contact. Dans la majorité des cas, une dissipation frictionnelle est introduite sur
la composante tangentielle de la force de contact.

Dissipation par frottement au droit des contacts

Les dissipations d’énergie par frottement sont classiquement modélisées dans les méthodes aux élé-
ments discrets par l’introduction d’un frottement de Coulomb (Cambou et Jean, 2001). Quel que soit
l’instant t considéré, la valeur de la composante tangentielle de la force de contact calculée par l’expres-
sion 1.8 est limitée, en accord avec le critère de Coulomb, par la relation :

| Ft(t) |≤ Fn(t) tan ϕ (1.23)

où ϕ est l’angle local de frottement.

De nombreux modèles (Renard, 1998) proposent une description plus fine du frottement. Cependant,
ces modèles complexes de frottement sont difficiles à calibrer étant donné la connaissance réduite des
phénomènes réels en jeu au droit des contacts, notamment pour un contact roche-roche.

Autres sources de dissipation énergétique au voisinage des points de contact

Les modèles de contact peuvent prendre également en compte, en complément des dissipations fric-
tionnelles, d’autres types de dissipation énergétique. Les principales causes de ces dissipations énergé-
tiques sont la rupture des micro-aspérités au niveau du contact, la plastification du matériau, le compor-
tement visqueux du matériau, l’initiation et la propagation de fissures et l’émission d’ondes élastiques.

Les dissipations énergétiques sont généralement traduites dans les lois de contact par l’intermédiaire
d’une source de dissipation visqueuse (Ji et Shen, 2006). Le modèle le plus employé est celui de Kelvin-
Voigt couplant un amortisseur au comportement élastique linéaire (ressort) du matériau (Fig. 1.19).

La dissipation énergétique au voisinage du point de contact peut également être modélisée par l’in-
troduction d’un comportement plastique du matériau. Lorsqu’un modèle de comportement élastique li-
néaire est utilisé, il est possible d’introduire une dissipation plastique de l’énergie en développant une loi
de contact, dans la direction normale, élastique parfaitement plastique (Bertrand et al., 2006) ou élasto-
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FIG. 1.19 – Exemples de lois de contact a) élastique visqueuse (modèle de Kelvin-Voigt) et b) élasto-
plastique (Thornton et Ning, 1998)

plastique (Lim et Stronge, 1999). Certaines modèles introduisent également une dissipation plastique en
utilisant des raideurs du matériau différentes lors du chargement et du déchargement du contact (Walton
et Braun, 1986). Lorsqu’un comportement élastique non-linéaire du matériau est utilisé, la modélisation
d’un comportement élasto-plastique du matériau peut être faite dans un cadre théorique proche de celui
employé dans la théorie du contact de Hertz (Thornton et Ning, 1998).

L’introduction d’une dissipation visqueuse ou plastique présente un grand nombre d’avantages pour
l’étude du comportement statique des milieux granulaires ou l’étude d’écoulements granulaires. Cela
permet, en particulier, d’assurer la convergence des calculs et de limiter la vibration des particules autour
de leur état d’équilibre. Cependant, le comportement réel du matériau étant bien plus complexe que celui
décrit dans ces lois, l’interprétation physique des résultats obtenus n’est pas évidente. Un calage de la
loi de contact s’avère donc indispensable dans chaque configuration étudiée.

Pas de temps critique

L’algorithme de résolution des équations du mouvement utilisé dans la MED étant de nature expli-
cite, la pertinence des résultats obtenus n’est assurée que si le pas de temps dt ne dépasse pas une valeur
limite.

Il tout d’abord nécessaire de vérifier que le pas de temps est assez faible pour que le déplacement
des particules au cours d’un pas de temps soit faible par rapport à leur taille. Ce critère est généralement
peu restrictif.

De plus, la valeur maximale du pas de temps doit être faible devant celle du temps de contact de façon
à permettre une simulation correcte du contact. Le pas de temps est donc directement lié au temps de
contact. Quel que soit le modèle de contact utilisé, la durée du contact entre deux particules est fonction
de la masse moyenne des particules en contact et de leur raideur moyenne. Le temps de contact diminue
lorsque la taille moyenne des particules diminue et lorsque leur raideur moyenne augmente. Le temps
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de contact est également, dans des conditions similaires, plus court si aucune dissipation visqueuse ou
plastique n’est introduite dans la loi de contact (Wolf, 1996). Le pas de temps maximal est donc calculé
comme étant une fraction de la durée du contact binaire purement élastique entre les deux particules en
contact ayant les tailles et les raideurs les plus pénalisantes.

Dans le logiciel PFC2D, le pas de temps est calculé pour chaque itération par la formule :

∆t = α∆tmin

[

√

mi

ki
tran

,

√

Ii

ki
rot

]

(1.24)

où mi est la masse de la particule i, I i est son moment d’inertie et ki
tran et ki

rot sont des raideurs
équivalentes de translation et de rotation de la particule i. Le coefficient α∆t permet d’ajuster le pas de
temps souhaité.

Bien que cette méthode de détermination du pas de temps soit approximative, elle présente l’avan-
tage de rendre compte de l’influence de la raideur et de la masse des particules. Elle permet également
de calculer le pas de temps optimal à chaque pas de la simulation en fonction du chargement de toutes
les particules.

La détermination du coefficient α∆t doit néanmoins être faite avec attention. Et, même s’il existe des
valeurs de référence de ce coefficient en fonction de la loi de contact utilisée (Itasca, 1999), une étude
paramétrique est nécessaire pour chaque modélisation réalisée. Cette vérification s’impose d’autant plus
si des modèles élastiques non-linéaires sont utilisés car, pour ces modèles, le temps de contact n’est pas
proportionnel à

√

m/k mais à (m/k)a/2 où a est défini dans la relation Fn = kua
n (Wolf, 1996).

1.4.4 Modélisation de la forme des particules

La forme des particules détermine fortement le comportement des milieux granulaires (Geodis,
2007). En effet, ce paramètre conditionne la rotation des particules. La forme des particules modifie
également la transmission des efforts car elle influe sur la stabilité des chaînes de forces et sur la surface
de contact (contacts ponctuels, plans ou sur plusieurs points).

Plusieurs stratégies de modélisation ont été mises en place de façon à étudier l’influence de ce
paramètre sur le comportement des milieux granulaires. Ces approches consistent soit à modéliser la
forme réelle des particules le plus précisément possible, soit à modéliser les particules de façon simplifiée
pour prendre en compte seulement l’effet de leur forme générale dans les simulations.

Des codes de calcul permettant de modéliser des particules de formes polygonales complexes ont
été développés en dynamique des contacts et en dynamique moléculaire. Les codes les plus connus per-
mettant de modéliser des particules de forme polygonales sont LMGC90 (Dubois et Jean, 2006) pour
les méthodes de type dynamique des contacts et 3DEC (Cundall, 1988b) pour les méthodes de type
dynamique moléculaire. L’utilisation de ces codes de calcul permet de modéliser précisément des parti-
cules de formes complexes telles que les particules constitutives de ballast de chemin de fer (Saussine,
2004; Azéma, 2007) ou de couches granulaires protectrices de galeries pare-blocs (Calvetti, 1998) par
exemple. Dans ces approches, la gestion de la détection des contacts ainsi que la calibration des lois de
contact sont cependant délicates.

La prise en compte précise de la forme des particules peut également se faire en utilisant un ag-
glomérat insécable de particules sphériques (Fig. 1.20). Cette méthode présente l’avantage de permettre
une modélisation précise des formes en même tant que l’utilisation de lois de contact classiques. Mal-
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FIG. 1.20 – Modélisation d’agglomérats insécables de particules sphériques : a) en 2D (Jensen et al.,
1999) ; b) en 3D (Bertrand et al., 2006)

heureusement, dans cette approche, la modélisation précise des formes nécessite un grand nombre de
particules ce qui est fortement préjudiciable en terme de temps de calcul.

Les avantages de l’utilisation d’agglomérats de particules sphériques en terme de gestion des contacts
étant indéniables, cette approche a souvent été privilégiée malgré cet inconvénient. De plus, en utilisant
des agglomérats similaires composés de particules liées par des liens cohésifs (cf. section 1.4.5), il est
également possible de modéliser la fracturation de particules. Diverses stratégies de modélisation ont été
développées dans l’optique d’obtenir une modélisation optimale en terme de précision de la modélisa-
tion de la forme des particules et de temps de calcul. Ainsi, certaines approches consistent à autoriser une
interpénétration importante entre les particules d’un agglomérat insécable (Claquin, 2003; Salot, 2007;
Lu et McDowell, 2007). Cela présente l’avantage de modéliser des formes complexes pour des tailles de
sphères plus grosses (Fig. 1.21) ce qui permet d’utiliser des pas de temps plus grands. En contrepartie,
les inerties des agglomérats de particules sont mal définies du fait du chevauchement des particules. Par
ailleurs, il n’est pas possible d’utiliser ce type d’agglomérats pour la modélisation de la fracturation par
l’intermédaire d’agglomérats similaires composés de particules liées par des liens cohésifs. En effet, les
importantes inter-pénétrations entres les particules conduiraient à des déplacements importants qui n’ont
aucun sens physique.

La modélisation directe de particules de forme simplifiée est également possible. Ainsi, dans cer-
tains travaux, les particules peuvent être modélisées en première approximation par des ellipses (Sadd
et al., 1997; Tai et Sadd, 1997) de façon à prendre en compte l’influence de l’élancement des particules.
Contrairement aux approches de type particules polygonales, ces approches permettent l’utilisation de
lois de contact identiques à celles utilisées pour des particules sphériques en définisssant un rayon tan-
gent équivalent lors du calcul des forces de contact.

Enfin, l’influence de la forme des particules peut être modélisée en conservant des particules sphé-
riques mais en modifiant la loi de contact. L’hypothèse est alors faite que les particules de forme quel-
conque ont pour effet principal la limitation de la rotation des particules. L’effet de la forme est donc
traduit en première approximation en bloquant les rotations des particules (Calvetti et al., 2003) ou en
introduisant un moment de résistance au roulement dans la loi de contact (Plassiard, 2007).
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FIG. 1.21 – Modélisation d’agglomérats insécables de particules sphériques autorisant une interpénétra-
tion importante entre les particules : a) en 2D (Claquin, 2003) ; b) en 3D (Lu et McDowell, 2007)

1.4.5 Modélisation de la fracturation des particules

Apercu phénoménologique

Lors de l’impact d’un bloc sur un éboulis, une fracturation des roches constitutives de l’éboulis ou
de l’impactant peut être observée. Cette fracturation est d’autant plus fréquente que l’énergie incidente
du bloc est élevée.

Les forces s’appliquant à chaque pas de calcul sur chaque particule étant connues, la modélisation
de la fracturation des particules nécessite la connaissance de la loi de comportement de la roche, de la
répartition des contraintes au sein de chaque particule et des modes de fracturation de la roche.

Le comportement ainsi que la fracturation des roches ont été largement étudiés dans le cas de char-
gements statiques (Goodman, 1980). Les différents essais menés sur la matrice rocheuse (compression
simple, essais de fendage, essais triaxiaux) mettent en évidence un comportement élastique fragile de
la matrice rocheuse bien que certains essais aient révélé la possibilité d’un comportement plastique de
la matrice rocheuse si la contrainte de confinement est très élevée. Ces essais mettent également en
évidence la possibilité d’utiliser certains critères de rupture classiques tels que les critères de Mohr-
Coulomb ou de Hoek-Brown pour prédire la rupture des éléments (Hoek, 2007).

De plus, des essais de compression entre deux plateaux de pierres de la taille de celles typiquement
rencontrées dans les éboulis ont permis d’étudier la rupture. Ces essais mettent en évidence la forte
influence de la taille des pierres (Marsal, 1973; Lee, 1992; Nakata et al., 1999) et de la pression de
confinement (Auvinet et Marsal, 1975) sur la résistance à la rupture.

Dans le cas d’un impact, le chargement des pierres constitutives de l’éboulis est dynamique. Le
comportement de la roche sous chargement dynamique a été peu étudié. Cependant, certains essais de
compression simple, de flexion et triaxiaux (Zhao et al., 1999; Li et al., 2000; Zhao, 2000) réalisés à des
vitesses de chargement importantes ont montré qu’il est raisonnablement possible d’utiliser les critères
statiques classiques (Mohr-Coulomb et Hoek-Brown notamment) lorsque le chargement est dynamique.

Enfin, la modélisation de la rupture d’un élément nécessite la connaissance des modes de fracturation
des éléments en fonction du chargement qui leur est appliqué. Dans le cas de chargements statiques, il
apparait que la forme des éléments rocheux modifie fortement la répartition des contraintes au sein des
éléments (Tang et al., 2001). En particulier, pour les éléments de formes irrégulières, les contraintes sont
souvent localisées au niveau des points de contact.

Les conditions de chargement ont également une influence sur le mode de rupture observé (Liu et al.,
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2005). Ainsi, un élément soumis à une sollicitation de compression uniaxiale rompt préférentiellement
en deux sous-éléments de volume aproximativement équivalent suite à l’apparition de contraintes de
traction et à la propagation de fissures. Au contraire, lorsque il est soumis à plusieurs forces de contact
du même ordre de grandeur, les contraintes qui se développent au sein de l’élément conduisent à une
rupture par fracturation localisée au voisinage des points de contact et en surface de l’élément.

Ces différents modes de rupture persistent vraisemblablement lorsque le chargement est dynamique
bien que peu d’études aient été menées pour vérifier cette hypothèse. Pour des chargements dynamiques,
la rupture peut également se produire par propagation d’une onde de compression au sein de l’élément
et donner lieu à une rupture similaire à celle observée lors d’essais de type barres de Hopkinson (Hentz,
2003).

Stratégies de modélisation

Dans les méthodes aux éléments discrets, la modélisation de la rupture d’un élément est confrontée
à la méconnaissance des contraintes au sein des éléments car la déformation est supposée concentrée au
droit des contacts.

Il est possible de coupler une modélisation discrète de l’interaction d’une collection d’éléments avec
une modélisation de la déformation des éléments. Pour cela, chaque particule est maillée et décrite de
manière continue (Cundall, 1988b). Mais, le coût de ce type d’approche en terme de temps de calcul
conduit à dégrader fortement soit la modélisation de l’interaction entre les éléments soit celle du com-
portement de chaque élément afin de mener un calcul dans des conditions raisonnables.

Dans les méthodes aux éléments discrets classiques, l’état des contraintes de chaque élément n’est
connu qu’à travers les forces s’appliquant sur celui-ci au niveau de ses points de contact. La connaissance
de ces forces permet de calculer un tenseur des contraintes moyen pour chaque particule. Le calcul de
ce tenseur des contraintes moyen est possible lorsque le chargement de la particule est statique (Weber,
1966) ou dynamique (Fortin et al., 2002, 2003; De Saxcé et al., 2004).

Certaines études ont utilisé cette définition du tenseur des contraintes moyen dans un contexte sta-
tique ou dynamique pour développer des modèles de fracturation des particules (Astrom et Herrmann,
1998; Tsoungui et al., 1999; Lobo-Guerrero et Vallejo, 2007). Dans ces approches, l’occurence d’une
rupture d’un élément est déterminée en comparant le tenseur des contraintes moyen à une contrainte
équivalente limite définie par un critère de rupture donné. Si il y a rupture de l’élément, celui-ci est sup-
primé et remplacé par plusieurs éléments dont les tailles et les emplacements sont fonctions des modes
de fracturation privilégiés dans le modèle (Fig. 1.22).

Ces approches constituent néanmoins seulement une approximation au premier ordre de la fractura-
tion des particules tant les hypothèses sous-jacentes à leur mise en oeuvre sont nombreuses. En particu-
lier, on admet que le tenseur des contraintes moyen est représentatif de l’état de contrainte conduisant
localement à la rupture. C’est vraisemblablement inexact dans la mesure où le champ de contrainte dans
les particules est très hétérogène.

La modélisation de particules par des agglomérats sécables (Fig. 1.22) composés de sphères liées
par des liens cohésifs peut également permettre de modéliser la fracturation des particules (Jensen et al.,
2001; Thornton et Liu, 2004). Ces approches sont néanmoins limitées par des temps de calcul impor-
tants ainsi que par des difficultés de calage des paramètres des modèles de contact cohésifs. Afin de
limiter le nombre de contacts cohésifs, certains auteurs ont proposé la définition d’agglomérats hybrides
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FIG. 1.22 – Fracturation d’un élément : a) méthode de remplacement d’un élément (Tsoungui et al.,
1999) - s’il y a rupture, l’élément sphérique (en pointillés) est remplacé par 12 sphères (en traits pleins) ;
b) modélisation d’aggrégats sécables (Thornton et Liu, 2004)

de particules composés d’agglomérats insécables de sphères assemblés par l’intermédiaire de contacts
cohésifs (Deluzarche, 2004). Ces approches permettent une réduction notable du temps de calcul mais
présentent l’inconvénient majeur de définir des directions de fracturation privilégiées.

1.5 Résumé - Conclusions

Devant l’importance du risque de chute de blocs encouru en zones montagneuses, les moyens mis
en œuvre pour la définition de mesures protectrices et préventives sont nombreux. L’analyse trajectogra-
phique constitue actuellement un élément essentiel de cette démarche de définition des zones à risque,
quantification du risque encouru sur chaque zone et mise en place de mesures protectrices ou préven-
tives.

L’analyse trajectographique est basée sur la simulation des trajectoires des blocs en chute sur un
site donné. Dans les approches actuelles, la trajectoire des blocs est dans la plupart des cas modélisée
comme une succession de vols libres et d’impacts du bloc sur le sol. La modélisation de l’impact du
bloc sur le sol est donc un élément déterminant pour la qualité des simulations obtenues. Il semble donc
indispensable de réaliser une étude détaillée de l’impact du bloc sur le sol.

L’étude détaillée de l’impact nécessite la caractérisation précise des sols composant les versants
potentiellement à risque. La description générique de ces sols étant impossible étant donné la grande
variabilité des terrains rencontrés, le choix est fait de privilégier l’impact sur un sol grossier qui est le
type de sol le plus fréquemment rencontré. De plus, si l’hypothèse est faite que le squelette granulaire
du sol joue un rôle prépondérant, il est possible d’assimiler le sol impacté à un éboulis non cohésif.

L’approche privilégiée dans ce travail consiste à développer une modélisation numérique par la mé-
thode des éléments discrets de l’impact d’un bloc sur un éboulis. Le modèle numérique défini sera utilisé
pour réaliser un grand nombre de simulations d’impacts dans des conditions de simulation variées, re-
productibles et clairement définies. Les objectifs finaux de ce travail sont doubles :

– mettre en exergue les phénomènes en jeu au cours de l’impact,
– développer une loi stochastique d’impact.
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Chapitre 2

Modélisation numérique de l’impact

2.1 Introduction

Ce chapitre est dédié à la présentation détaillée de la modélisation numérique de l’impact d’un bloc
sur un éboulis par la méthode des éléments discrets. Cette modélisation numérique est développée dans
l’optique de constituer une base de données de résultats de simulations pour diverses conditions d’impact
en vue de la définition d’une loi stochastique d’impact.

L’impact sur un sol grossier étant privilégié, les tailles de l’impactant et des particules constitutives
sont dans un rapport de taille compris entre 1 et 10. Cela correspond à un cas de figure fréquemment
rencontré sur le terrain et pour lequel peu de travaux ont été réalisés.

Etant donné la grande variabilité des caractéristiques des éboulis et la quantité réduite d’informations
disponibles concernant leurs caractéristiques, le choix est fait de modéliser une configuration moyenne
en accord avec les données issues de la littérature. Le milieu type généré est caractérisé de façon dé-
taillée. Un protocole de simulation et d’étude de l’impact d’un bloc sur le milieu type est également
défini.

La caractérisation du milieu type et la définition du protocole de simulation sont suivis d’une étude
de sensibilité des résultats de simulation aux caractéristiques du milieu. Cette étude a pour objectif
d’identifier les caractéristiques de l’éboulis ayant une influence importante sur les résultats de simula-
tion.

La pertinence du protocole de simulation numérique est enfin évaluée en comparant les résultats
d’essais d’impact sur des milieux granulaires modèles issus de la littérature aux prédictions de simula-
tions utilisant le modèle numérique développé pour des conditions similaires.

2.2 Modélisation numérique d’un éboulis

Pour modéliser un éboulis type, des valeurs moyennes sont définies pour chacune des grandeurs
caractéristiques de ce milieu à partir des données collectées dans la littérature (cf. 1.1.4). L’influence des
choix de modélisation réalisés dans cette section sera analysée dans un second temps par une étude de
sensibilité des résultats de simulation aux variations des paramètres caractéristiques de l’éboulis.
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FIG. 2.1 – Caractéristiques géométriques d’un clump.

2.2.1 Caractéristiques géométriques des particules

La méthode des éléments discrets permet la modélisation de l’éboulis comme un assemblage de
particules localement déformables. Les caractéristiques géométriques des particules à définir sont la
forme et la taille moyenne des particules ainsi que la courbe granulométrique du milieu.

L’influence de la forme des particules sera investiguée en comparant les résultats de simulations
réalisées pour des milieux composés de particules sphériques et des milieux similaires composés de
particules de formes quelconques.

Le choix est fait d’utiliser des agglomérats de particules sphériques (cf. 1.4.4) pour modéliser des
particules de formes quelconques. Cette modélisation permet de prendre en compte, notamment, l’in-
fluence de la forme des particules sur la porosité, la texture du milieu et la transmission des efforts. Par
ailleurs, étant donné la complexité du contact entre deux roches, il semble préférable de privilégier une
modélisation de l’interaction entre les pierres par un contact entres particules sphériques. En effet, ce
type de contact ayant été extensivement étudié, la modélisation du contact peut être faite dans un cadre
théorique éprouvé.

Les roches constitutives de l’éboulis sont donc modélisées par des agglomérats insécables de parti-
cules sphériques, appelés "clumps". Ces agglomérats ne peuvent pas se fracturer au cours des simula-
tions. Une modélisation fine de la forme des particules utilisant des clumps nécessite l’utilisation d’un
grand nombre de sphères pour modéliser chaque pierre (cf. 1.4.4). Cette précision entraîne cependant
une forte augmentation du temps de calcul car, le pas de temps de calcul croit fortement lorsque la taille
des particules décroit (cf. 1.4.3). La modélisation de la forme doit donc rendre compte de la variabilité
de forme des pierres d’un éboulis sans être trop pénalisante en terme de temps de calcul.

Pour optimiser le temps de calcul, l’obtention d’une taille maximale des sphères constitutives de
chaque particule est recherchée. Le diamètre ds des sphères composant chaque clump est donc pris égal
à la largeur lc du clump. L’apparition de grandes surfaces convexes à la surface des clumps est évitée en
autorisant un entrelacement important des sphères constitutives du clump (Fig. 2.1) : la distance entre
les centres de deux sphères attenantes d’un clump est de ds/2. La forme des clumps est régie par un seul
paramètre : l’élancement El des particules défini comme le rapport de la longueur Lc sur la largeur lc du
clump.

El =
Lc

lc
(2.1)

La taille moyenne des pierres composant les éboulis varie sur une gamme allant du cm3 au m3 selon
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FIG. 2.2 – Courbes granulométriques des échantillons composés de sphères et de clumps.

la localisation du sol considéré au sein du versant étudié (cf. 1.3.1). Le rayon équivalent moyen des
particules du milieu Rm est donc fixé à Rm = 0.3 m ce qui est une valeur moyenne sur cette plage de
variation. Pour tenir compte de la poly-dispersité des éboulis naturels (cf. 1.1.4), 95% des particules en
volume est compris dans un intervalle centré sur le volume moyen des particules et tel que le rapport
volumique entre la plus grosse et la plus petite particule de l’intervalle soit de 10.

Le volume de chaque pierre est déterminé par tirage aléatoire dans une loi normale de moyenne et
d’écart type permettant de respecter les valeurs de volume moyen et de polydispersité du milieu. Une fois
le volume connu, la variabilité de la forme est modélisée, pour les milieux composés de clumps, en choi-
sissant aléatoirement l’élancement tel que 1 < El < 4. Cette procédure permet d’obtenir des courbes
granulométriques approximativement identiques pour les échantillons de sol composés de sphères et de
clumps (Fig. 2.2). Ainsi, l’influence de la forme des particules peut être étudiée indépendamment de
celle de la granulométrie du sol.

2.2.2 Caractéristiques mécaniques des particules : choix de la loi de contact

La valeur de la densité ρ de la roche est fixée à ρ = 2650 kg/m3. Pour les particules sphériques, la
densité de chaque particule est celle de la roche. Pour les clumps, étant donné que les sphères composant
chaque clump se chevauchent, la densité de chaque sphère est définie de façon à ce que la densité
équivalente du clump soit également de ρ = 2650 kg/m3.

Les autres caractéristiques mécaniques des particules sont définies dans le modèle numérique par
la loi de contact. Le choix d’une loi de contact est une problématique encore très ouverte. Ce choix
est d’autant plus difficile dans le contexte de notre étude étant donné les connaissances limitées sur le
comportement de la roche sous sollicitation dynamique.

Le comportement du matériau est modélisé par une loi de contact (Cundall, 1988a) basée sur une
approximation de la loi de Hertz-Mindlin (Mindlin et Deresiewicz, 1953). Cette loi de contact est par-
ticulièrement bien adaptée à la modélisation de l’impact car elle permet de modéliser finement l’inter-
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action entre le bloc et le sol ainsi que la propagation des ondes de choc au sein du milieu impacté (cf.
1.3.3). Elle présente également l’avantage de fournir une expression directe des paramètres de la loi de
contact en fonction des caractéristiques mécaniques classiques des matériaux en contact.

Son utilisation implique un comportement élastique non linéaire du matériau sur les composantes
normales et tangentielles de la force de contact. Une dissipation d’énergie par frottement est également
modélisée par l’introduction d’un frottement de Coulomb sur la composante tangentielle de la force de
contact.

La formulation incrémentale de la loi permet de relier les incréments de force de contact normal dFn

et tangentiel dFt aux incréments de déplacement normal dun et tangentiel dut par la relation :

dFn =
3

2
Kn

√
undun (2.2)

dFt = Ktdutξ(Fntanϕ − Ft) (2.3)

avec :

Kn =
2
√

2R̄pḠ

3(1 − ν̄)
(2.4)

Kt = 2
(3Ḡ2(1 − ν̄)R̄p)

1/3

2 − ν̄
F 1/3

n (2.5)

où ϕ est l’angle de frottement local, Kn et Kt sont la raideur normale et la raideur tangentielle dé-
pendant de la moyenne harmonique R̄p des rayons des particules en contact, de la moyenne arithmétique
des modules de cisaillement Ḡ et des coefficients de Poisson ν̄ des particules en contact. ξ est la fonction
de Heaviside : ξ(x) = 1 si x > 0 et ξ(x) = 0 si x < 0.

La complexité du contact réel entre particules de l’éboulis ne permettant pas une évaluation expé-
rimentale satisfaisante des paramètres locaux de la loi de contact, les valeurs de ces grandeurs (module
de cisaillement, coefficient de Poisson, angle de frottement local) sont définies en s’appuyant sur les
données issues de la littérature existante (Goodman, 1980) :

– module de cisaillement : G = 40 GPa,
– coefficient de Poisson : ν = 0.25,
– angle de frottement local : ϕ = 30˚.

Le modèle de Hertz-Mindlin rend compte des dissipations frictionnelles au cours du contact. Ce-
pendant, les autre sources de dissipation telles que la plastification au niveau de la surface de contact, la
propagation de fissures au sein des pierres en contact et le rayonnement d’ondes élastiques ne sont pas
prises en compte.

L’influence de ces dissipations énergétiques sur le rebond du bloc est a priori faible. En effet, diffé-
rentes études numériques d’impact d’une particule sur un milieu granulaire modèle (cf. 1.3.3) ont montré
que l’introduction réaliste de sources de dissipation non frictionnelles a peu d’influence sur le rebond
de l’impactant (Oger et al., 2005, 2007) si la taille de l’impactant est de l’ordre de celle des particules
constitutives du sol.

Par ailleurs, la contrainte du temps de calcul étant forte dans le contexte de notre étude, une modé-
lisation des dissipations d’énergie non frictionnelles n’est pas envisageable dans un premier temps car
l’étude numérique détaillée de l’impact serait alors impossible dans un temps raisonnable. L’influence
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FIG. 2.3 – Description géométrique d’un échantillon de sol.

FIG. 2.4 – Génération d’un échantillon de sol.

de ces phénomènes sera cependant évaluée dans un second temps.

2.2.3 Principales caractéristiques de l’échantillon de sol

Les conditions aux limites de l’échantillon de sol sont modélisées par trois parois rigides : un fond
et deux parois latérales. Les contacts entre les particules du sol et les parois latérales sont de même type
que les contacts entre particules car les parois sont considérées comme des particules de rayon infini.
Les dimensions d’un échantillon de sol sont définies par sa hauteur H et sa longueur 2L (Fig. 2.3).

L’échantillon est construit par génération aléatoire de particules de dimensions conformes à la courbe
granulométrique définie précédemment (Fig. 2.2). Les particules sont générées assez loin les unes des
autres selon une orientation aléatoire (Bertrand, 2006) puis déposées sous gravité jusqu’à atteinte d’un
état d’équilibre (Fig. 2.4).

Le protocole de génération de l’échantillon est choisi ici de façon à respecter le fait que la majorité
des éboulis sont créés suite à des processus gravitaires. Néanmoins, il ne rend pas compte de processus
géomorphologiques pouvant conduire à la gradation verticale de la taille des particules de l’échantillon.
De plus, le tri ganulométrique observé le long d’une pente donnée (cf. section 1.1.4) n’est pas pris en
compte de façon directe car une seule taille moyenne des particules est considérée. Néanmoins, dans
l’optique de généraliser les résultats obtenus pour des sols ayant des particules de tailles moyennes
différentes, toutes les analyses seront menées en considérant le rapport de taille entre l’impactant et la
taille moyenne des particules de l’échantillon de sol. Enfin, le protocole de génération de l’échantillon
conditionne fortement les caractéristiques de l’assemblage de particules. En particulier, la porosité n’est
pas, avec cette méthode de génération, un paramètre contrôlé de façon directe.

Il est possible de faire varier cette grandeur en modifiant l’angle de frottement local lors de la géné-
ration de l’échantillon (Tab. 2.1). Les milieux denses correspondent aux faibles valeurs de cet angle et
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Type de particule Angle de frottement local Porosité
clumps ϕ = 0˚ 0.171
sphères ϕ = 0˚ 0.206
sphères ϕ = 15˚ 0.232
sphères ϕ = 30˚ 0.251

TAB. 2.1 – Porosité du milieu en fonction de l’angle de frottement local utilisé lors de la génération de
l’échantillon et du type de particule.

FIG. 2.5 – Intensité des forces de contact au sein de l’échantillon de sol à l’équilibre (l’épaisseur du trait
au niveau de chaque contact est fonction de l’intensité de la force de contact).

les milieux lâches sont obtenus pour des angles de frottement importants. Les résultats du tableau 2.1
montrent également que la porosité est fortement fonction de la forme des particules.

Dans le cadre de notre étude, en l’absence de données pertinentes concernant la porosité des éboulis
et étant donné la grande variabilité des situations rencontrées (cf. 1.1.3), le choix est fait d’étudier en
priorité l’impact d’un bloc sur un milieu dense. L’angle de frottement est donc fixé à ϕ = 0˚ lors
de la génération des échantillons ; puis, cette valeur est modifiée de façon à ce que ϕ = 30˚ lors des
simulations d’impact.

Le mode de génération conditionne aussi fortement les forces de contact au sein du milieu. Ainsi,
la génération d’un milieu sous gravité induit une augmentation de l’intensité des forces de contact de
la surface vers le fond de l’échantillon (Fig. 2.5). La contrainte s’exercant sur une particule est par
conséquent plus importante si la particule est située en profondeur que si elle est située près de la surface
du sol.

La méthode de génération de l’échantillon utilisée induit également une répartition de l’orientation
des contacts relativement uniforme (Fig. 2.6) bien que le nombre réduit de particules (environ 300) au
sein de l’échantillon de sol ne permette pas de statuer de façon définitive. L’orientation des contacts
semble être peu fonction de l’angle de frottement local utilisé lors de la mise à l’équilibre et de la forme
des particules. Le milieu généré ne présente donc pas de direction de contact privilégiée.

Par ailleurs, la force moyenne de contact semble également uniforme quelle que soit la direction de
contact (Fig. 2.7). Le milieu ne présente donc généralement pas de direction de chargement privilégiée
bien que, pour les milieux composés de clumps, la direction verticale soit légèrement prédominante.
Cependant, le milieu généré n’est pas homogène car la valeur des forces de contact augmente de la
surface vers le fond de l’échantillon de sol.
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FIG. 2.6 – Evolution de l’orientation des contacts en fonction de l’angle de frottement local utilisé lors
de la génération de l’échantillon et du type de particule ( a : ϕ = 0˚, sphères ; b : ϕ = 15˚, sphères ; c :
ϕ = 30˚, sphères ; d : ϕ = 0˚, clumps) ; la direction verticale correspond aux angles de 90˚et 270˚.
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FIG. 2.7 – Evolution des forces moyennes de contact dans les différentes orientations de contacts en
fonction de l’angle de frottement local utilisé lors de la génération de l’échantillon et du type de particule
( a : ϕ = 0˚, sphères ; b : ϕ = 15˚, sphères ; c : ϕ = 30˚, sphères ; d : ϕ = 0˚, clumps) ; la direction
verticale correspond aux angles de 90˚et 270˚.

FIG. 2.8 – Présence de contacts "doubles" au sein d’un échantillon composé de clumps.
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Type de particule Angle de frottement local Nombre de coordination moyen
clumps ϕ = 0˚ 7.910
sphères ϕ = 0˚ 3.909
sphères ϕ = 15˚ 3.463
sphères ϕ = 30˚ 3.263

TAB. 2.2 – Nombre de coordination moyen du milieu en fonction de l’angle de frottement utilisé lors de
la génération de l’échantillon et du type de particule.

On peut également constater que le nombre de coordination moyen est fortement fonction du mode
de génération de l’échantillon et de la forme des particules. Plus le milieu est dense, c’est à dire plus
l’angle utilisé lors de la génération de l’échantillon est faible, plus le nombre de coordination moyen
est élevé (Tab. 2.2). De plus, le nombre de coordination moyen est largement plus élevé si l’échantillon
est composé de clumps (Tab. 2.2). Ceci est évidemment dû à l’élancement des particules mais aussi
à leur concavité. La concavité de la surface des particules entraine la présence de contacts bien plus
nombreux car, dans de nombreux cas, une sphère d’un clump s’insère entre deux sphères d’un clump
voisin générant ainsi deux contacts (Fig. 2.8).

Il est enfin intéressant de noter que le nombre de coordination (Tab. 2.2) peut être relié à l’intensité
des forces de contact (Fig. 2.7). On observe ainsi que plus le nombre de coordination est faible, plus
l’ordre de grandeur des forces de contact est élevé. Comme le poids supporté par chaque particule est du
même ordre de grandeur quel que soit l’échantillon, un nombre de coordination plus faible entraine une
répartition de ce poids entre un nombre de points de contact plus réduit ce qui induit une augmentation
de la force au niveau de chaque contact.

2.3 Simulation numérique d’un impact

2.3.1 Principe de la simulation

La simulation d’un impact débute par le chargement d’un milieu généré selon la méthodologie défi-
nie précédemment.

L’impactant étant exclusivement de forme sphérique, son rayon est choisi dans une gamme de varia-
tion allant de 0.5Rm à 10Rm . Puis, sa coordonnée horizontale est définie. Sa coordonnée verticale est
calculée de façon à placer le bloc en contact avec le sol au début de la simulation (Fig. 2.9). Ce protocole
de placement de l’impactant permet de mener plusieurs simulations pour un point d’impact parfaitement
fixé quelles que soient les conditions cinématiques incidentes.

Une fois le bloc en place, les conditions cinématiques incidentes sont définies. Les valeurs de la
norme de la vitesse incidente V in, de l’angle d’incidence αin et de la vitesse de rotation incidente ωin

sont fixées (Fig. 2.9) au début de la simulation. Les valeurs de ces paramètres (Tab. 2.3) sont choisies
en accord avec les ordres de grandeur observés lors d’expérimentations grandeur nature ou lors d’évé-
nements passés (cf. 1.3.1).

Le rebond est défini comme étant l’occurence d’un changement de signe de la composante normale
à la surface de la vitesse du bloc (notée Vy). En d’autres termes, le rebond existe si la trajectoire du bloc
est ascendante à un instant donné de l’impact.
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FIG. 2.9 – Conditions cinématiques incidentes du bloc.

Paramètre incident Gamme explorée
V in(m/s) [ 10 , 25 ]

αin(˚) [ 0 , 75 ]
ωin(rad/s) [ -6 , 6 ]

TAB. 2.3 – Gamme de variation des paramètres cinématiques incidents.
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FIG. 2.10 – Définition des instants de relevé des vitesses réfléchies du bloc (Tre) et de fin de la simulation
(Tf ).

Si le rebond existe, les composantes du vecteur vitesse réfléchi sont relevées lorsque la composante
normale de la vitesse du bloc atteint son maximum (instant Tre - Fig. 2.10) ce qui correspond dans le cas
général à l’instant du dernier contact entre le sol et le bloc. Dans le cas d’un arrêt du bloc, les vitesses
réfléchies sont évidemment nulles.

La simulation est arrêtée lorsque la trajectoire du bloc atteint son apogée ce qui correspond à un
second changement de signe de la composante normale à la surface de la vitesse du bloc (instant Tf -
Fig. 2.10).

2.3.2 Variabilité des résultats

Les résultats de 100 simulations d’impact menées pour des conditions incidentes fixées en différents
points d’impacts montrent que le rebond du bloc est fortement conditionné par la configuration locale
du sol au voisinage du point impacté.

Pour des conditions incidentes données et pour des points d’impact variables, la variabilité de cha-
cune des quantités réfléchies (vitesse réfléchie V re, angle réfléchi αre, vitesse de rotation réfléchie ωre

et énergie cinétique réfléchie Ecre ) peut être quantifiée par sa moyenne et son écart type. Cependant,
ce couple de valeur ne fournit qu’une information incomplète sur la répartition des valeurs autour de la
valeur moyenne.

Les densités de probabilité (Fig. 2.11) ou les fonctions de répartition (Fig. 2.12) des quantités réflé-
chies apportent une information plus complète. Bien que la densité de probabilité présente l’avantage
d’être facile à interpréter, ce type de représentation est fortement fonction du nombre de classes de va-
leurs choisies. Le tracé de la fonction de répartition sera donc privilégié pour la comparaison de résultats
de simulation car il ne nécessite pas la définition de classes de valeurs.
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FIG. 2.11 – Densités de probabilité des grandeurs réfléchies obtenues pour 100 simulations d’impact en
différents points d’impact (V in = 20 m/s, αin = 45˚, ωin = 0 rad/s).

FIG. 2.12 – Fonction de répartition de l’énergie cinétique réfléchie Ecre obtenue pour 100 simulations
d’impact en différents points d’impact (V in = 20 m/s, αin = 45˚, ωin = 0 rad/s).
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FIG. 2.13 – Définition de la procédure de choix des points d’impact. Pour des conditions incidentes
fixées, les N points d’impact, définis au sein d’une zone centrale de longueur Ls, sont séparés d’une
distance d’échantillonnage di = Ls/N .

2.3.3 Protocle de simulation et d’analyse statistique des résultats

De façon à explorer de manière exhaustive la variabilité des configurations locales du sol au voisi-
nage du point d’impact, il est nécessaire de réaliser, pour des conditions incidentes données, plusieurs
simulations en différents points d’impact. Les résultats de chaque série de simulation correspondant à
des conditions incidentes données seront ensuite analysés dans un cadre statistique.

Pour des raisons de gain de temps de calcul, les simulations en N différents points d’impact sont
réalisées sur le même milieu. Pour un échantillon de taille donnée, le choix des points d’impact n’est
possible que sur une zone centrale de longueur Ls définie de manière à supprimer l’influence des parois
latérales (Fig. 2.13). Les points d’impact ne sont pas choisis aléatoirement de façon à décrire la variabilité
des propriétés du sol pour un nombre minimal de points d’impact. Les N points d’impact sont séparés
d’une distance d’échantillonnage di = Ls/N (Fig. 2.13). Il est important de noter que, les simulations
étant réalisées pour une longueur Ls fixée, la distance di diminue lorsque le nombre de points d’impact
N augmente.

La détermination du nombre N de points d’impacts nécessaires pour assurer la représentativité sta-
tistique des résultats par rapport à la variabilité des configurations locales du sol nécessite une étude
spécifique. Cette étude est menée pour un milieu de grande longueur (2L = 200Rm), de profondeur
moyenne H = 12.5Rm et pour une "plage de simulation" Ls de 30Rm. Les conditions incidentes choi-
sies pour ces simulations sont des conditions moyennes au vu du domaine de variation des paramètres
incidents défini précédemment (Tab. 2.3) :

– vitesse incidente : V in = 20 m/s

– angle d’incidence : αin = 45˚
– vitesse de rotation incidente : ωin = 0 rad/s

– rayon du bloc impactant : Rb = Rm ; Rb = 2Rm ; Rb = 5Rm ; Rb = 10Rm

Les moyennes et les écart-types des énergies cinétiques réfléchies des blocs sont calculées pour des
valeurs différentes du nombre N de points d’impact. Le nombre minimal de simulations nécessaire à
l’obtention de valeurs stables de ces deux grandeurs permet de déterminer le nombre minimal de points
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FIG. 2.14 – Evolution de la moyenne et de l’écart type de l’énergie cinétique réfléchie Ecre en fonction
du nombre N de simulations réalisées pour des rayons de bloc impactant de a)Rb = Rm, b)Rb = 2Rm,
c)Rb = 5Rm,d) Rb = 10Rm (V in = 20 m/s, αin = 45˚, ωin = 0 rad/s).

d’impact assurant la représentativité statistique des résultats par rapport à la variabilité des configurations
locales du sol.

Les résultats montrent clairement que, quelle que soit la taille de l’impactant, il est nécessaire de
réaliser au moins N = 50 simulations pour obtenir une valeur stable de la moyenne et de l’écart type de
l’énergie cinétique réfléchie(Fig. 2.14).

De plus, la variabilité des vitesses réfléchies étant importante, il est possible, dans certains cas (Fig.
2.14.c), que des valeurs localement très différentes de ces vitesses affectent les valeurs des moyennes et
écart-types des énergies cinétiques réfléchies.

N = 100 simulations d’impact seront systématiquement réalisées de manière à s’affranchir au mieux
de ces effets locaux et à assurer la représentativité des résultats. L’utilisation de N = 100 points d’impact
correspond, dans ce cas, à une distance di = Rm/8. Ces deux valeurs seront systématiquement utilisées.
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FIG. 2.15 – Dimensions d’un échantillon de sol.

2.4 Etude de l’influence des paramètres de simulation

2.4.1 Influence des dimensions de l’échantillon

L’influence de la hauteur H et de la longueur 2L de l’échantillon de sol est étudiée dans l’optique
d’évaluer l’effet des conditions aux limites sur les résultats de simulation.

Un protocole spécifique de génération d’un échantillon de hauteur et de longueur données est défini
de façon à pouvoir étudier l’influence de la taille de l’échantillon pour un arrangement géométrique des
particules fixé. Un échantillon de sol de très grande taille est tout d’abord généré. Puis, un échantillon
de la taille désiré est réalisé à partir de cet échantillon. La hauteur de l’échantillon est tout d’abord
définie. Pour cela, les particules situées à une distance de la surface du sol plus grande que la hauteur
désirée sont figées (Fig. 2.15). Leur déplacement sera par conséquent interdit. L’interface entre les deux
zones (particules libres/particules fixées) correspond donc à un fond horizontal fixe. La longueur de
l’échantillon est ensuite définie de façon analogue. Les particules situées à une distance plus grande que
L du milieu de l’échantillon sont également figées.

Une série de simulations d’impact sur des milieux de tailles différentes est menée. Lors de ces simu-
lations, le point d’impact est situé à égale distance des deux parois latérales. Les conditions cinématiques
incidentes du bloc sont fixées dans la gamme de variation définie (Tab. 2.3) de façon à solliciter au maxi-
mum le milieu tout en conservant des conditions de sollicitation symétriques. L’angle d’incidence et la
vitesse de rotation incidentes sont donc nuls et la vitesse incidente est de 25 m/s. De plus, le choix est
fait d’étudier l’influence de la taille de l’échantillon dans le cas où Rb = Rm dans un premier temps,
puis, d’étendre le domaine d’étude dans un second temps.

L’évolution de l’énergie cinétique du bloc au cours de l’impact pour différentes dimensions de
l’échantillon de sol (Fig. 2.16) montre clairement que, pour Rb = Rm, dès que les parois du mur
sont situées à une distance supérieure à 9Rm du point d’impact, leur influence est négligeable.

Néanmoins, il est clair que cette distance est fortement fonction des conditions incidentes d’impact
et, en particulier, de la taille de l’impactant. Pour des tailles d’impactant supérieures à Rm, la profondeur
de l’échantillon influe fortement sur le comportement du bloc au cours de l’impact (cf. 1.3.2 - Rioual
(2002)). L’influence de la profondeur doit donc être étudiée en détail : H sera donc considéré comme un
paramètre. Ce paramètre correspond à la profondeur à laquelle le substratum est situé sous l’éboulis.

L’influence des parois latérales doit, au contraire, être impérativement supprimée. En effet, dans
les cas réels, le confinement du milieu au voisinage du point d’impact n’est pas rigide mais est assuré
par l’ensemble des particules voisines. Si Rb = Rm, cette condition est remplie si L > 9Rm (Fig.
2.16). Pour des tailles d’impactant plus grandes, la suppression complète des effets de parois conduirait
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FIG. 2.16 – Influence de la dimension de l’échantillon sur l’évolution de l’énergie cinétique du bloc au
cours de l’impact pour Rb = Rm.

à l’utilisation d’échantillons très larges ce qui augmenterait le nombre de particules ainsi que le temps
de calcul de façon rédhibitoire.

Cependant, même si, localement, l’influence des parois latérales de l’échantillon peut être non né-
gligeable, cette influence est atténuée par le protocole d’analyse statistique défini dans la section 2.3.3.
Ainsi, les fonctions de répartition des énergies cinétiques réfléchies obtenues pour une distance mini-
male entre les points d’impact et les parois latérales de Lmin = 15Rm et de Lmin = 40Rm (Fig. 2.17)
sont quasiment identiques. On peut donc considérer que la valeur de Lmin = 15Rm est suffisante pour
assurer une faible influence des parois latérales sur les résultats de l’analyse statistique des énergies
cinétiques réfléchies.

2.4.2 Influence des caractéristiques de l’éboulis

L’influence des caractéristiques du sol impacté est étudiée par comparaison entre les résultats d’une
série de simulations d’impacts sur un sol de référence et de séries de simulations d’impacts sur des sols
pour lesquels seulement une des caractéristiques du sol de référence a été modifiée.

Quelles que soient les caractéristiques du sol impacté, 100 simulations sont réalisées dans les condi-
tions incidentes suivantes :

– Rb = Rm ou Rb = 2Rm ou Rb = 5Rm ou Rb = 10Rm,
– V in = 20 m/s, αin = 45˚, ωin = 0 rad/s.

Les caractéristiques du sol de référence ont été définies dans la section 2.2 :

– module de cisaillement : Gref = 40 GPa,
– coefficient de Poisson : ν = 0.25,
– angle de frottement local : ϕ = 30˚,
– densité des particules du sol : ρref = 2650 kg/m3,
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FIG. 2.17 – Fonction de répartition de l’énergie cinétique réfléchie Ecre pour une distance minimale
Lmin de 15Rm et 40Rm et pour des rayons de bloc impactant de a)Rb = Rm, b)Rb = 2Rm, c)Rb =
5Rm (V in = 20 m/s, αin = 45˚, ωin = 0 rad/s).

– poly-dispersité : forte (facteur 10 en volume - Fig. 2.2),
– porosité : milieu dense (porosité=0,206 - Tab. 2.2.3),
– forme des particules : sphères,
– profondeur de l’échantillon : H = 12, 5Rm.

100 simulations d’impact sont réalisés, successivement, pour des sols pour lesquels seulement une
caractéristique a été modifiée par rapport à celles du sol de référence. Les caractéristiques modifiées
sont, successivement :

– le module de cisaillement : G = 10Gref ,
– le coefficient de Poisson : ν = 0,
– l’angle de frottement local : ϕ = 0˚,
– la densité des particules du sol : ρ = 0, 5ρref ,
– la poly-dispersité du milieu : faible (10% en volume - donc, considéré comme monodisperse),
– la porosité : milieu lâche (porosité=0,251 - Tab. 2.2.3),
– la forme des particules : clumps,
– la profondeur de l’échantillon : H = 6Rm.

Cette étude paramétrique montre que les paramètres liés au comportement élastique du matériau
(module de cisaillement G, coefficient de Poisson ν) et la densité des particules ρ influent très faiblement
sur les résultats quelle que soit la taille de l’impactant (Fig. 2.18).

Au contraire, les résultats (Fig. 2.18 ; Fig. 2.19) montrent clairement que le rebond du bloc est très
différent lorsque la taille relative de l’impactant par rapport à celle des pierres constitutives de l’éboulis
varie. Toutes les analyses devront donc être menées pour différentes valeurs de ce rapport de taille.

De plus, l’introduction d’une dissipation énergétique par frottement (angle de frottement local ϕ

non nul) modifie fortement les valeurs des quantités réfléchies (Fig. 2.19). Les résultats sont également
fortement influencés par la porosité ainsi que par la poly-dispersité du milieu impacté (Fig. 2.19). Enfin,
les résultats confirment la forte influence de la profondeur de l’échantillon et de la forme des particules
(Fig. 2.19).
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FIG. 2.18 – Fonction de répartition des énergies cinétiques réfléchies obtenues pour différents jeu de
paramètres de l’échantillon de sol (100 simulations d’impact ; rayons de bloc impactant de a) Rb = Rm,
b) Rb = 2Rm, c) Rb = 5Rm, d) Rb = 10Rm ; V in = 20 m/s ; αin = 45˚ ; ωin = 0 rad/s ;
H = 12.5Rm). Seul les paramètres cités en légende ont été modifiés par rapport à ceux caractérisant
l’échantillon de sol servant de référence.
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FIG. 2.19 – Fonction de répartition des énergies cinétiques réfléchies obtenues pour différents jeu de
paramètres de l’échantillon de sol (100 simulations d’impact ; rayons de bloc impactant de a) Rb = Rm,
b) Rb = 2Rm, c) Rb = 5Rm, d) Rb = 10Rm ; V in = 20 m/s ; αin = 45˚ ; ωin = 0 rad/s ;
H = 12.5Rm). Seul les paramètres cités en légende ont été modifiés par rapport à ceux caractérisant
l’échantillon de sol servant de référence.
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Cette étude paramétrique met donc en évidence la nécessité d’étudier en détail l’influence de la
granulométrie, de la porosité, de la profondeur du sol, de la forme des particules et des dissipations
énergétiques pour différentes valeurs du rapport de taille Rb/Rm.

2.5 Simulations d’essais d’impact sur milieux granulaires modèles

Dans l’optique d’évaluer la pertinence de la modélisation numérique définie, des simulations d’im-
pact sont menées dans des configurations correspondant à celles de plusieurs campagnes expérimentales
d’impact issues de la littérature. Les prédictions du modèle sont comparées aux résultats de ces cam-
pagnes d’essais.

2.5.1 Collision d’une bille sur un empilement granulaire

La comparaison des prédictions du modèle numérique avec les résultats d’une série d’essais d’impact
d’une bille sphérique sur un assemblage granulaire bi-dimensionnel (Rioual, 2002) et tri-dimensionnel
(Beladjine, 2007) est tout d’abord faite. Dans cette étude expérimentale, l’assemblage granulaire est
composé de billes ayant approximativement la même taille que la bille impactante.

Les expériences menées par Rioual (2002) et Beladjine (2007) consistent en l’impact d’une bille de
PVC sur un milieu granulaire monodisperse composé également de billes de PVC. Les billes consti-
tutives de l’assemblage et la bille impactant l’assemblage ont un diamètre de 5, 9 mm et un densité
de 1860 kg/m3. Leur angle de frottement local est faible (compris entre 6˚et 10˚). La profondeur et la
largeur du milieu sont très grandes devant la taille des particules de manière à supprimer tout effet des
parois latérales et de fond.

Dans ces essais, les paramètres cinématiques incidents variables sont l’angle d’incidence α in et la
vitesse incidente V in. La vitesse de rotation incidentes est nulle (ωin = 0 rad/s).

Les valeurs des angles d’incidence explorées sont comprises entre 0˚ et 80˚. Par ailleurs, la gamme
de vitesses incidentes V in est définie comparativement au rayon Rb de l’impactant par l’intermédiaire
du nombre de Froude Fr (Rioual, 2002) :

Fr =
V in

√
2gRb

(2.6)

où g est l’accélération de la pesanteur.

La gamme de vitesses utilisée dans ces essais est de 50 < Fr < 250.

Au cours de cette campagne expérimentale, 100 essais d’impact ont été réalisés pour chaque jeu de
paramètres cinématiques incidents de l’impactant de façon à fournir un nombre de résultats représentatif
de la variabilité du phénomène de rebond.

Les résultats des essais menés par Rioual (2002) et Beladjine (2007) sont comparés à des résultats
de simulations utilisant le modèle numérique de l’impact par la méthode des éléments discrets défini
dans les sections 2.2 et 2.3.

Le modèle numérique du milieu par la méthode des éléments discrets utilisé (cf. 2.2) est un assem-
blage polydisperse de sphères de rayon moyen 0, 3 m pour lequel 95% des particules en volume est
compris dans un intervalle centré sur le volume moyen et tel que le rapport volumique entre la plus
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grosse particule et la plus petite particule de l’intervalle soit de 10 (Fig. 2.2). La profondeur du modèle
numérique du milieu impacté est de 12, 5Rm. La loi de contact utilisée est la loi de Hertz-Mindlin. Et,
les propriétés mécaniques des particules du milieu sont :

– densité de la roche : ρ = 2650 kg/m3

– module de cisaillement : G = 40 GPa

– coefficient de Poisson : ν = 0.25

– angle de frottement local : ϕ = 30˚

Pour cette étude comparative, le choix est fait de ne pas modéliser un assemblage granulaire tel que
celui décrit dans les essais menés par Rioual (2002) et Beladjine (2007) mais un assemblage similaire à
celui décrit dans la section 2.2. Cela permet de tester à la fois la pertinence du modèle réalisé ainsi que
sa robustesse pour étudier des phénomènes à des échelles différentes.

Un assemblage dense de particules (porosité 0, 206 - Tab. 2.1) est utilisé. Ce choix est justifié par le
fait que l’angle de frottement local des billes utilisées lors des essais est très faible (compris entre 6˚et
10˚) et que le mode de génération de l’assemblage lors des essais est le dépôt sous gravité (Rioual, 2002;
Beladjine, 2007).

Le rayon de l’impactant utilisé lors des simulations est égal au rayon moyen des particules du modèle
numérique de sol : Rb = 0, 3 m.

Il est également important de noter que la gamme de vitesses incidentes explorée dans le protocole
de simulation (Tab. 2.3 - 10 m/s < V in < 25 m/s - 4 < Fr < 10) est très différente de celle
utilisée lors des essais de Rioual (2002) et Beladjine (2007) (50 < Fr < 250). Au contraire, la gamme
de variation de l’angle d’incidence (0˚ ≤ αin ≤ 75˚) est très similaire à la gamme explorée lors des
essais (0˚ ≤ αin ≤ 80˚). Et, le nombre d’impacts pour des conditions incidentes fixées choisi dans
notre protocole de simulation correspond à celui utilisé lors des essais de Rioual (2002) et Beladjine
(2007) : 100 essais d’impact ont été réalisés pour chaque jeu de paramètres cinématiques incidents de
l’impactant.

Les différences entre les essais de Rioual (2002) et Beladjine (2007) et les simulations réalisées
en utilisant le modèle numérique de l’impact par la méthode des éléments discrets sont notables. En
particulier, la taille des particules, la courbe granulométrique du milieu impacté, la gamme de vitesses
incidentes et les caractéristiques mécaniques des particules sont très différentes entre les simulations et
les essais.

Malgré ces différences, il est possible de comparer les résultats obtenus par l’intermédiaire de plu-
sieurs grandeurs adimensionnelles. En particulier, le coefficient de restitution normale Rn (Eq. 1.3), le
coefficient de restitution Rv (rapport entre la vitesse réfléchie et la vitesse incidente - Eq. 1.1) et l’angle
réfléchi αre peuvent être comparés pour différentes valeurs de l’angle d’incidence αin. L’angle réfléchi
αre est défini par la relation :

αre = arccos(
V re

n

V re
) (2.7)

En dépit des différences entre les essais et les simulations considérés, la comparaison entre les résu-
lats des essais et des simulations (Fig. 2.20, Fig. 2.21, Fig. 2.22) met clairement en avant la pertinence du
modèle numérique développé dans ce contexte. En effet, pour le coefficient de restitution normale Rn,
le coefficient de restitution Rv et l’angle réfléchi αre, les résultats des simulations sont très fortement
similaires aux résultats des essais menés par Rioual (2002) et Beladjine (2007).
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FIG. 2.20 – Valeurs du coefficient de restitution normal Rn obtenues lors des essais menés par Beladjine
(2007) et par application du protocole de simulation défini.

Cela suggère que le protocole de simulation défini puisse être utilisé pour modéliser l’impact d’un
bloc sphérique sur un milieu granulaire composé de particules sphériques lorsque la taille de l’impactant
et la taille des particules du milieu impacté sont du même ordre de grandeur.

2.5.2 Pénétration d’un objet cylindrique dans un milieu granulaire

Puisque le rayon de l’impactant peut varier jusqu’à une valeur de l’ordre de 10Rm, les prédictions du
modèle numérique défini sont également comparées aux résultats d’une campagne d’essai de pénétration
d’un cylindre de rayon Rb ' 9Rm et de hauteur h dans un assemblage granulaire composé de particules
cylindriques de rayon moyen Rm et de hauteur h (Ciamarra et al., 2004).

Dans ces essais, la particule impacte l’échantillon de sol perpendiculairement à sa surface. L’impac-
tant et les particules du milieu impacté sont des cylindres de nylon. La vitesse incidente v0 de l’impactant
varie de 1, 12 m/s à 3, 63 m/s ce qui correspond à une gamme de nombre de Froude Fr allant de 1,7
à 5,5. L’échantillon de sol est composé de particules cylindriques de rayon moyen Rm = 0.242 cm ; et,
deux types de particules de tailles légèrement différentes sont utilisées de façon à éviter l’apparition de
structures cristallines (c’est à dire, ordonnées) au sein du milieu. La largeur de l’échantillon impacté est
d’environ 420Rm, sa profondeur est approximativement égale à 120Rm et son épaisseur est 1, 1h.

Le but de cette comparaison est d’évaluer si la procédure numérique définie permet de modéliser
de façon pertinente l’évolution de l’enfoncement du projectile dans le milieu impacté et de sa vitesse
normale à la surface du sol.

Il est nécessaire de se placer dans une configuration similaire à celle définie dans Ciamarra et al.
(2004) pour obtenir une comparaison quantitative entre les résultats de ces essais et les prédictions du
modèle numérique. Le modèle numérique défini dans la section 2.2 est donc modifié de façon à réaliser
une comparaison quantitative avec les résultats expérimentaux obtenus par Ciamarra et al. (2004). Les
principales caractéristiques granulométriques du milieu (tailles moyenne, minimale et maximale), la
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FIG. 2.21 – Valeurs du coefficient de restitution Rv obtenues lors des essais menés par Beladjine (2007)
et par application du protocole de simulation défini.

FIG. 2.22 – Valeurs de l’angle réfléchi αre obtenues lors des essais menés par Beladjine (2007) et par
application du protocole de simulation défini.
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taille de l’échantillon et de l’impactant ainsi que les vitesses incidentes sont donc définis dans le modèle
numérique du milieu par la méthode des éléments discrets aux mêmes valeurs que celles des essais.
Enfin, la porosité du modèle numérique du milieu impacté est de 0, 205 ce qui correspond environ à
la porosité de l’assemblage de particules cylindriques utilisé lors des essais (porosité=0, 19 ± 0, 02 -
Ciamarra et al. (2004)).

Cependant, des différences importantes persistent entre les caractéristiques du milieu impacté lors
des essais et le modèle numérique utilisé dans cette étude comparative. En particulier, l’assemblage
modélisé est composé de sphères et non de cylindres. De plus, le modèle numérique du milieu impacté
est un assemblage poly-disperse et non bi-disperse ; et, le matériau constitutif des particules est différent
dans le modèle numérique (roche1) et dans les essais (nylon).

Malgré ces différences, la comparaison entre les prédictions du modèle numérique défini et les ré-
sultats des essais menés par Ciamarra et al. (2004) montre que les évolutions de la pénétration y(t) et de
la vitesse normale à la surface du sol Vy(t) du projectile obtenus dans les essais (Fig. 2.23) sont prédites
de façon très satisfaisante par les simulations (Fig. 2.24).

En particulier, trois phases successives sont observées : l’impact du projectile, la pénétration du
projectile et l’arrêt du projectile (Fig. 2.23 ; Fig. 2.24). De plus, la forte décélération du projectile lors
de la phase d’impact, la forme parabolique de la courbe y(t) lors de la phase de pénétration et la faible
dépendance entre le temps d’arrêt du projectile et la vitesse incidente sont aussi observés dans les deux
cas.

Malgré le bon accord qualitatif et quantitatif entre les résultats expérimentaux et les prédictions du
modèle numérique, de légères différences quantitatives existent pour les valeurs de pénétration maximale
du projectile ainsi que pour celles du temps d’arrêt du bloc. La cause de ces légères différences est
certainement la différence de forme entre les particules utilisés lors des essais (cylindres) et lors des
simulations (sphères). Néanmoins, ces différences peuvent également être dues soit aux différences de
granulométrie, soit aux différences de matériau constitutif des particules, soit à la formulation de la loi
de contact.

2.6 Résumé - Conclusions

L’utilisation de la méthode des éléments discrets a permis le développement d’un modèle numérique
d’éboulis et d’une procédure de simulation de l’impact d’un bloc sur ce type de sol.

Les simulations d’impacts utilisant ce modèle numérique montrent clairement la variabilité des vi-
tesses de l’impactant après rebond en fonction de la configuration locale du sol au voisinage du point
d’impact, y compris lorsque les caractéristiques de l’éboulis sont clairement définies en accord avec les
données collectées dans la littérature. La prise en compte de cette variabilité a rendu nécessaire le déve-
loppement d’un protocole de simulation d’une série d’impacts permettant d’assurer une représentativité
des résultats obtenus. Des indicateurs statistiques (fonction de répartition des quantités réfléchies, en
particulier) ont également été définis de manière à analyser de manière pertinente les résultats obtenus
en appliquant ce protocole.

L’application de ce protocole de simulation et d’analyse des résultats pour l’étude de sensibilité

1Le comportement de la roche au voisinage des points de contact est modélisé par la loi de contact de Hertz-Mindlin
(ρ = 2650 kg/m3, G = 40 GPa, ν = 0.25, ϕ = 30˚).
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FIG. 2.23 – D’après Ciamarra et al. (2004) : évolution de la pénétration y(t) et de la vitesse normale
à la surface du sol Vy(t) du projectile pour différentes vitesses incidentes v0 (sur le graphe Vy(t), les
ordonnées des courbes v0 < 363 cm/s ont été décalées successivement de 30 cm/s pour des raisons de
clarté). Les résultats expérimentaux sont réprésentés par les symboles "o" (les traits pleins représentent
des résultats de simulations numériques menés par Ciamarra et al. (2004)).
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FIG. 2.24 – Résultats de simulation obtenus pour l’évolution de la pénétration y(t) et de la vitesse
normale à la surface du sol Vy(t) du projectile pour différentes vitesses incidentes V in (sur le graphe
Vy(t), les ordonnées des courbes V in < 363 cm/s ont été décalées successivement de 30 cm/s pour
des raisons de clarté).
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des résultats de simulation aux caractéristiques du sol met en avant les paramètres influant fortement
sur le rebond du bloc. Ces paramètres sont la dissipation d’énergie au droit des contacts, la porosité
du sol et, par voie de conséquence, sa granulométrie. La profondeur du sol et la forme des particules
influent également de manière significative. Le rapport entre la taille de l’impactant et celle des particules
constitutives du sol étant aussi un paramètre très important, les analyses devront être faites, dans la
mesure du possible, pour différentes valeurs de ce rapport.

Enfin, la comparaison des prédictions numériques aux résultats d’essais d’impact sur des matériaux
modèles a montré la pertinence de la modélisation pour prédire l’impact d’une particule sur un milieu
granulaire modèle.

Dans l’optique d’évaluer la capacité du protocole de simulation à modéliser l’impact dans un contexte
plus proche de celui correspondant aux chutes de blocs sur un éboulis (matériau rocheux, formes non
sphériques, gamme de vitesses d’impact spécifiques,...), une campagne d’essais à échelle réduite d’im-
pacts sur un milieu composé de pierres de formes quelconques est donc menée. En particulier, deux
aspects essentiels de la complexité de l’impact en situation réelle sont considérés : la forme des parti-
cules et le comportement mécanique du matériau constitutif des particules.
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Chapitre 3

Validation du modèle numérique d’impact

3.1 Introduction

L’objectif de ce chapitre est l’évaluation de la capacité du modèle numérique développé à prédire de
façon pertinente le rebond du bloc dans le contexte complexe de la chute de blocs.

Une campagne expérimentale d’essais à échelle réduite d’impacts d’un bloc sur un milieu grossier
composé de roches calcaires est tout d’abord menée dans l’optique de réaliser une étude comparative
entre les résultats expérimentaux obtenus et les prédictions du modèle numérique. Lors de cette étude
comparative, une attention particulière est apportée à la définition des paramètres du modèle numérique
influant fortement sur les résultats de simulation. Ces paramètres sont la forme des particules, la granu-
lométrie du sol, la porosité et la dissipation d’énergie au droit des contacts.

Bien que la taille de l’impactant et la profondeur du sol aient une influence importante, ces para-
mètres ne seront pas étudiés dans ce chapitre car l’objectif est de caractériser la capacité du modèle à
traduire le comportement du sol au cours de l’impact. Seuls les paramètres de caractérisation du sol
sont donc étudiés pour des conditions incidentes (taille de l’impactant) et des conditions aux limites
(profondeur du sol) données.

Enfin, certaines améliorations sont apportées au modèle numérique initial de façon à permettre la
modélisation de la dégradation des propriétés mécaniques de la roche au voisinage des points de contact
dans l’optique d’évaluer l’influence de ces phénomènes sur le rebond de l’impactant.

3.2 Essais d’impacts à échelle réduite

3.2.1 Procédure expérimentale

La campagne expérimentale à mener a pour objectif d’évaluer la capacité du modèle numérique à
prédire le rebond d’un bloc sur un sol ayant des caractéristiques correspondant à celles couramment
rencontrées dans le contexte des chutes de blocs.

Les essais réalisés doivent permettre d’explorer la gamme de variation des conditions incidentes de
l’impactant (Tab. 2.3). L’exploration pertinente de cette gamme de variation exige le développement d’un
protocole expérimental permettant la définition de conditions incidentes contrôlées et reproductibles.

De plus, les essais à mener doivent fournir des résultats en nombre suffisant pour permettre une
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représentativité statistique de la variabilité des vitesses réfléchies du bloc. Cette forte contrainte de re-
présentativité implique la réalisation d’un nombre important d’essais.

Dans ce contexte, la mise en œuvre d’essais en grandeur réelle semble complexe. Le choix est donc
fait de développer un dispositif d’essai d’impacts à échelle réduite.

De plus, le nombre important d’essais à réaliser rend l’étude expérimentale de l’influence de carac-
téristiques du sol et de l’impactant difficilement envisageable. Les essais réalisés sont donc des essais à
échelle réduite d’impact, pour des conditions cinématiques incidentes variables, d’un impactant de taille
donnée sur un éboulis donné.

Montage expérimental

Les essais à échelle réduite consistent en l’impact d’un objet quasi-sphérique sur un milieu gros-
sier composé de pierres dont la taille est du même ordre de grandeur que celle de l’impactant. Cette
configuration permet d’obtenir une variabilité importante des conditions locales d’impact.

Le milieu impacté est un assemblage de pierres déposées dans un récipient rigide. Le matériau choisi
pour les pierres constitutives du sol est le calcaire car il s’agit d’un matériau rocheux très répandu. Aucun
processus de compaction du milieu n’est réalisé. Les propriétés du sol seront définies de façon détaillée
dans la section 3.2.2.

L’impactant est un galet de 6,8 cm de diamètre équivalent1 (Fig. 3.1). La forme quasi-sphérique de
cet impactant est en accord avec celle choisie pour les simulations. Cette forme permet également de
simplifier la localisation automatique de l’impactant lors du traitement des images. Afin que l’impactant
puisse être utilisé pour tous les essais sans se fracturer, le choix est fait d’utiliser un impactant en granit
car il s’agit d’un matériau rocheux très résistant de densité équivalente à celle du calcaire.

Les différences de comportement entre le matériau de l’impactant (granit) et celui des pierres consti-
tutives de l’éboulis (calcaire) peuvent influer sur les résultats. L’étude paramétrique menée sur le modèle
numérique dans la section 2.4.2 a montré la faible influence du module de cisaillement, du coefficient
de Poisson et de la densité de la roche sur les résultats de simulation. Les différences des valeurs de ces
paramètres entre l’impactant et les pierres constitutives de l’éboulis ne sont donc a priori pas détermi-
nantes. Au contraire, la différence de résistance entre ces deux matériaux peut avoir une influence non
négligeable. Etant donné que le calcaire est bien moins résistant que le granit, on peut considérer que les
essais sont réalisés sous l’hypothèse que la détérioration de l’impactant est négligeable devant celle des
pierres du sol.

Le récipient contenant les pierres du sol est un bac parallélépipédique de 1 m de côté et de 0,5 m
de hauteur (Fig. 3.2). Les dimensions de ce récipient ont été déterminées de façon à supprimer l’in-
fluence des parois sur la base des résultats numériques obtenus dans le chapitre précédent (cf. section
2.4.1). L’ossature du bac est une structure métallique très rigide à l’intérieur de laquelle ont été fixés des
panneaux de bois de 1 cm d’épaisseur pour assurer une rigidité suffisante des parois.

Le choix est également fait de se rapprocher dans un premier temps d’une modélisation bi-dimensionnelle.
La largeur de l’échantillon de sol est réduite à 110 % de la plus grande dimension de la plus grande parti-
cule du milieu (Fig. 3.2). Dans cette configuration, le réarrangement des pierres du sol est donc toujours
possible lors de l’impact mais leur mouvement n’est possible que dans un plan. L’influence de cette
hypothèse sera abordée par comparaison de simulations en 2D et en 3D dans le chapitre 5.

1Le diamètre équivalent d’un objet est le diamètre de la sphère de même volume que l’objet considéré.
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FIG. 3.1 – Impactant utilisé lors des essais.

Conditions cinématiques incidentes

Le dispositif de lancement de l’impactant doit permettre d’explorer la gamme de variation des condi-
tions incidentes du bloc. Il n’est cependant pas possible de faire varier tous les paramètres incidents étant
donné le nombre d’essais à réaliser dans chaque configuration.

Les études expérimentales d’impact d’une bille sur un milieu granulaire (cf. section 1.3.2 - Rioual
(2002); Beladjine (2007)) ayant montré la prépondérance de l’influence de l’angle d’incidence devant
celle de la vitesse incidente, la vitesse incidente est fixée. De plus, bien que la vitesse de rotation ait une
influence non négligeable, ce paramètre est également fixé car la conception d’un dispositif permettant
de faire varier de manière contrôlée la vitesse de rotation est très difficile.

Le seul paramètre cinématique incident variable est donc l’angle d’incidence. Bien qu’elles soient
fixées, les valeurs de la vitesse incidente et de la vitesse de rotation doivent aussi être contrôlées afin de
réaliser tous les essais dans des conditions similaires et reproductibles.

L’impactant est projeté à l’aide d’un dispositif de lancement fonctionnant sur le principe d’une ar-
balète (Fig. 3.2). Le bloc est maintenu par deux languettes en métal à l’intérieur d’un tube conducteur
coulissant entre deux rails. Un tendeur élastique fixé entre le socle du dispositif et le tube conducteur
permet de bander l’arbalète. Une simple ficelle, fixée à un crochet placé en arrière du tube, assure le
blocage de l’arbalète en tension avant le tir. Le déclenchement se fait par section nette de la ficelle. Une
fois la ficelle sectionnée, le tube contenant l’impactant coulisse sur les rails, puis, est arrêté par une bu-
tée. L’arrêt brutal du tube provoque l’éjection de l’impactant dans la direction des rails sans vitesse de
rotation.

Le dispositif de lancement est monté sur un axe. Cet axe est inséré dans des trous percés dans deux
montants obliques situés de part et d’autre du récipient (Fig. 3.2). Ce montage permet de faire varier
l’angle d’incidence et d’ajuster précisément le point d’impact pour que le bloc impacte toujours le sol
approximativement au milieu du récipient.

Le contrôle des vitesses incidentes du bloc est assuré par la calibration de la vitesse de sortie de
l’impactant en fonction de la tension de l’élastique actionnant le tube conducteur. La nullité de la vitesse
de rotation du bloc en sortie du dispositif est également vérifiée à chaque essai. Et, l’angle d’incidence
peut varier de 0˚ à 90˚.

La valeur des vitesses incidentes est définie de façon à ce que le rapport entre l’énergie cinétique
incidente et l’énergie nécessaire à l’élévation de l’impactant d’une hauteur égale à son diamètre soit du
même ordre de grandeur pour les essais à échelle réduite et pour les conditions de simulation en grandeur
réelle définies dans le chapitre 2. Le respect de ce critère de similitude est assuré par la conservation du
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FIG. 3.2 – Dispositif expérimental.

nombre de Froude Fr (Eq. 2.5.1).

Ce critère de similitude simple (Rioual, 2002; Beladjine, 2007) n’intègre pas la totalité des règles
de similitude à respecter étant donné la complexité du système étudié. En particulier, il ne prend pas
en compte la complexité du comportement mécanique de la roche et ne permet donc pas d’assurer la
conservation du rapport entre la contrainte maximale appliquée sur les particules du sol au cours de
l’impact et la contrainte à la rupture du matériau.

Malgré ce désavantage non négligeable, le critère de similitude basé sur l’utilisation du nombre
Froude est utilisé en première approximation. Pour respecter ce critère, les vitesses incidentes doivent
être comprises entre 3 m/s et 9 m/s lors des essais à échelle réduite. La tension de l’arbalète sera donc
définie de façon à obtenir une vitesse d’éjection de l’impactant de 6 m/s.

Le respect des règles de similitude n’étant pas assuré, les comparaisons avec les simulations seront
faites en deux temps. Une première phase de comparaison entre les résultats des essais et les prédictions
d’un modèle numérique à échelle réduite sera d’abord réalisée. Puis, les résultats des essais seront com-
parés aux prédictions du modèle numérique en grandeur réelle pour estimer l’influence du changement
d’échelle.

Dispositif de mesure

Le dispositif de mesure est développé dans l’optique de déterminer les vitesses incidentes et réflé-
chies de l’impactant à partir de sa trajectoire au cours de l’essai.

Chaque essai d’impact est filmé à l’aide de deux caméras (Fig. 3.3). Dans le plan d’incidence du bloc,
défini comme le plan dans lequel se situe la vitesse incidente du bloc et passant par le point d’impact
(plan yz), l’impact est filmé à l’aide d’une caméra rapide à une fréquence de 500 images par seconde.
L’impact est également filmé à l’aide d’une caméra vidéo à une fréquence de 25 images par seconde
dans le plan perpendiculaire au plan d’incidence passant par le point d’impact (plan xz).

Les films issus de la caméra rapide sont traités de façon à obtenir l’évolution des vitesses de l’im-
pactant dans le plan incident. Etant donné la résolution des images et la fréquence d’acquisition de la
caméra, il est possible de déterminer avec précision les composantes de la vitesse normale à la surface
du sol et tangentielle à celle-ci dans le plan de la caméra rapide.
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FIG. 3.3 – Dispositif de mesure de la trajectoire de l’impactant.

Le dispositif de mesure ne permet pas de déterminer précisément la trajectoire du bloc en 3D car la
fréquence d’acquisition de la caméra vidéo n’est pas assez élevée (25 images/s). Seule une évaluation
de la déviation du bloc lors de l’impact peut être faite suite au traitement et à l’analyse des images issues
des films à la caméra vidéo. A priori, les essais en grandeur réelle montrent que cette déviation est faible
(Berger et Dorren, 2006). Cependant, si la déviation s’avère trop importante, une correction pourra être
apportée aux mesures réalisées à l’aide de la caméra rapide.

La qualité de la mesure de la position du bloc dépend fortement de la qualité des films réalisés.
En particulier, les images obtenues doivent être fortement contrastées et l’éclairage doit être homogène.
Pour obtenir un contraste important, le bloc impactant est peint en blanc et le milieu, ainsi que le dispo-
sitif expérimental, sont peints en noir. Un fond noir est également ajouté. De plus, une rampe d’éclairage
circulaire est positionnée de façon à obtenir, dans le champ de la caméra rapide, une luminosité impor-
tante et une répartition uniforme de la lumière.

La verticalité et la perpendicularité des caméras sont réglées à l’aide d’un système de mires. Avant
chaque essai, une mire d’étalonnage (Fig. 3.4) est également filmée pour déterminer la taille d’un pixel
des images.

Protocole d’essai

De manière à explorer la gamme de variation des angles d’incidence du bloc impactant, 6 valeurs
équiréparties de l’angle d’incidence sont choisies au sein de la gamme de variation de l’angle d’incidence
(Tab. 2.3 - 0˚ ≤ αin < 75˚).

Les essais à mener doivent fournir des résultats assez nombreux pour permettre une représentativité
statistique de la variabilité des vitesses réfléchies du bloc. Pour chaque angle incident considéré, n essais
sont donc réalisés.

L’éboulis est remanié avant chaque essai pour garantir la variabilité des propriétés locales du sol au
niveau du point d’impact pour chaque essai.

Chaque essai consiste au réglage de l’angle d’incidence, puis à la mise en mouvement de la partie
mobile du dispositif de lancement. A l’instant de lancement du bloc, les deux caméras sont actionnés
jusqu’à la fin de l’impact. Enfin, les films de chaque essai sont stockés.
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FIG. 3.4 – Film de la mire d’étalonnage. Cette mire représente 5 carrés noirs de 20 mm de côté.

La première étape de la campagne d’essai est la détermination du nombre minimal n d’essais né-
cessaires pour obtenir une représentativité statistique de la variabilité des vitesses réfléchies pour des
conditions incidentes fixées. Puis, plusieurs séries d’essais sont réalisées. Chaque série est composée de
n essais pour chacun des 6 angles d’incidence choisis.

3.2.2 Caractérisation du milieu impacté

Les pierres constitutives de l’échantillon de sol impacté proviennent de la carrière Socafi située à
Domène dans l’Isère (38). Ce sont des granulats concassés de calcaire. Les mesures des principales
caractéristiques du sol impacté sont faites sur un échantillon représentatif de 100 kg de matériau.

Densité des pierres constitutives

La densité est le rapport entre la masse d’un corps homogène et la masse du même volume d’eau à
3,98˚C. Si l’eau utilisée n’est pas à une température de 3,98˚C, on parle de densité relative par rapport à
l’eau à température ambiante.

Pour mesurer la densité des pierres, l’échantillon représentatif de sol est tout d’abord pesé. La masse
mesurée est la masse totale des pierres de l’échantillon. Les pierres de l’échantillon sont ensuite immer-
gées dans un volume défini d’eau contenu dans une éprouvette graduée. La différence entre le volume
occupé après et avant immersion des pierres correspond au volume total des pierres immergées. La
densité est enfin calculée en faisant le rapport entre la masse et le volume des pierres mesurés.

Cinq mesures de densité ont été réalisées. Les valeurs mesurées sont comprises entre ρ = 2600

kg/m3 et ρ = 2700 kg/m3. Ces résultats sont en accord avec les valeurs classiques pour le calcaire.

Angularité et élancement des pierres constitutives

Différents indices de forme (Krumbein, 1941; Rittenhouse, 1943) peuvent être définis pour quantifier
la sphéricité (Fig. 3.5) et l’angularité (Fig. 3.6) des roches étudiées en fonction de leur forme générale.
Différentes classes (Fig. 3.7) peuvent également être attribuées aux pierres constitutives de l’éboulis en
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FIG. 3.5 – Définition de classes de sphéricité des pierres en fonction de leur forme générale d’après
Rittenhouse (1943).

fonction d’une estimation qualitative de leur angularité et de leur origine (Barton et Kjaernsli, 1981).
L’utilisation de ces indices est cependant très subjective.

Pour décrire l’angularité des pierres (Fig. 3.8), il est également possible de compter le nombre de
sommets ou de faces les composant. Les sommets des pierres étant peu marqués, le choix est fait de
compter le nombre de faces. Une face n’est comptabilisée que si elle représente plus de N% de la
surface totale du bloc. Les résultats de cette description, réalisée pour 288 blocs de l’échantillon de sol,
montrent que, avec N = 10%, les pierres ont en moyenne 6 faces (Fig. 3.9).

Selon Marsal (1973), la forme d’une pierre constitutive d’un sol est définie par la mesure de ses
dimensions selon trois axes perpendiculaires, donnant par ordre décroissant la longueur L, la profondeur
h et la largeur l de la pierre considérée. L’élancement est défini comme le rapport de la longueur L sur
la largeur l d’une pierre. Ce paramètre est représentatif de la sphéricité des pierres constitutives du sol
étudié.

L’élancement a été calculé pour 62 pierres constitutives du sol impacté. Les résultats de ces mesures
fournissent la distribution de l’élancement des pierres du sol (Fig. 3.10). La moyenne de la distribution
de l’élancement est de 2,5 et son écart type est de 0,75.

Courbe granulométrique

Les pierres constitutives de l’échantillon de sol ont été choisies pour que la moyenne de leur diamètre
équivalent soit d’environ 5 cm et pour que la gamme de variation de leur volume soit de 10. De cette
façon, les caractéristiques générales du modèle numérique de sol défini dans la section 2.2 sont a priori
conservées.

Pour obtenir une courbe granulométrique de l’échantillon de sol, une analyse granulométrique est
réalisée. Cette analyse a nécessité des adaptations de la méthode classique de tamisage à sec après
lavage (AFNOR, 1996), notamment, car les tamis nécessaires à l’analyse granulométrique des matériaux
grossiers ne sont pas des instruments communément utilisés.

La taille maximale des tamis disponibles au laboratoire étant de 10 mm, nous avons fabriqué et
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FIG. 3.6 – Définition de classes d’angularité des pierres en fonction de leur forme générale d’après
Krumbein (1941).

FIG. 3.7 – Définition de classes de pierres en fonction d’estimations qualitatives de l’angularité et de
l’origine des pierres considérées d’après Barton et Kjaernsli (1981).

FIG. 3.8 – Pierres constitutives de l’échantillon de sol.
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FIG. 3.9 – Distribution du nombre de faces des pierres de l’échantillon de sol. La surface d’une face est
supérieure à 10% de la surface totale des pierres.

FIG. 3.10 – Distribution de l’élancement des pierres de l’échantillon de sol.
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FIG. 3.11 – Tamisage à sec de l’échantillon de sol.

utilisé des tamis à mailles carrées de grandes dimensions dont les ouvertures respectives sont de 90, 70,
55, 30, 25 et 13 mm (Fig. 3.11). Il est important de noter qu’aucun processus de vibration des tamis
n’a été réalisé durant l’analyse granulométrique car la mise en place de ces processus pour des tamis de
grandes tailles tels que ceux utilisés s’avère complexe.

L’application de ce protocole d’analyse granulométrique permet d’obtenir la courbe granulométrique
de l’échantillon de sol impacté (Fig. 3.12).

La granulométrie du sol est également caractérisée à l’aide de deux paramètres (Philipponat et Hu-
bert, 2002) :

– le coefficient d’uniformité Cu

– le coefficient de courbure Cc

Cu =
D60

D10
(3.1)

Cc =
D2

30

D10D60
(3.2)

où D10 (resp. D30, D60) est la taille de la maille du tamis à travers lequel passent 10% (resp. 30%, 60%)
en masse des pierres de l’échantillon.

Le coefficient Cu représente l’étalement de la courbe granulométrique, un Cu élevé témoignant
d’une granulométrie étendue. Le coefficient de courbure Cc représente la forme de la courbe granulo-
métrique. Un Cc compris entre 1 et 3 permet d’identifier un sol bien gradué. Dans le cas contraire, le sol
est mal gradué.

L’échantillon de sol présente un coefficient d’uniformité Cu = 1, 66 et un coefficient de courbure
Cc = 0, 97. La granulométrie de l’échantillon est donc resserrée et il s’agit d’un sol plutôt mal gradué.
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FIG. 3.12 – Courbe granulométrique de l’échantillon de sol.

Porosité

Bien que la porosité de l’échantillon ne puisse pas être comparée à celle du modèle numérique de
sol car celui-ci est bi-dimensionnel, il est important de déterminer ce paramètre afin d’estimer si le sol
est dense ou lâche. La porosité est le pourcentage volumique de vide dans un sol. Pour déterminer cette
grandeur, il faut mesurer, pour un échantillon donné, le volume occupé par l’échantillon ainsi que le
volume réel des pierres constitutives de cet échantillon.

Pour cela, un récipient de volume Vt connu est rempli de pierres constitutives de l’éboulis. Les
pierres ayant servi au remplissage du récipient sont ensuites pesées. Le volume réel Vr des pierres est
calculé à partir de leur masse totale puisque leur densité est connue. La porosité p est enfin calculée par
la relation :

p =
Vt − Vr

Vt
(3.3)

Il est important de noter que, lors de cette mesure de la porosité, le protocole de génération du sol
est comparable à celui utilisé lors des essais. Il s’agit d’un simple dépôt sous l’action de la gravité. La
porosité mesurée est donc représentative de celle de l’échantillon de sol impacté lors des essais.

La détermination de la porosité selon ce protocole a été réalisée 5 fois. Les résultats obtenus sont,
dans tous les cas, comparables. On peut en déduire que la porosité moyenne de l’échantillon de sol est
de l’ordre de 40%. La comparaison de cette valeur avec celles obtenues pour différents sols grossiers
(Marsal, 1973) tend à montrer que l’échantillon de sol est dans un état lâche.

3.2.3 Mesure de la cinématique de l’impactant

Le traitement des images issues des films à la caméra rapide et à la caméra vidéo permet de détermi-
ner la trajectoire du bloc au cours de l’impact. Les données obtenues sont analysées, dans un deuxième
temps, afin de déterminer les vitesses incidentes et réfléchies de l’impactant.
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Etalonnage de la taille des images

Les images issues des films à la caméra rapide sont représentées par des matrices de 1024 lignes
par 1280 colonnes ; celles des films vidéo par des matrices de 480 lignes par 720 colonnes. Chaque
coefficient de ces matrices représente un pixel. Les images étant en niveaux de gris, la valeur de chaque
pixel est comprise entre 0 et 255. La valeur 0 correspond à un pixel de couleur noire et la valeur 255 à
un pixel de couleur blanche.

Pour quantifier le déplacement du bloc, la taille d’un pixel de chacune de ces images doit être connue.
Avant chaque essai, une mire quadrillée (Fig. 3.4) est donc filmée à l’aide de chacune des caméras
utilisées pour déterminer la taille d’un pixel dans les deux cas. Les images de ces mires permettent
également de vérifier que les distorsions des images sont négligeables.

L’image de la mire est seuillée afin d’obtenir l’image d’un quadrillage noir sur un fond blanc. L’opé-
ration de seuillage consiste à construire une image en noir et blanc, appelée image binaire, à partir d’une
image en niveaux de gris. Pour cela, une valeur seuil comprise entre 1 et 255 est choisie. Tous les pixels
ayant une valeur supérieure à cette valeur seuil sont transformés en pixels blancs. Au contraire, tous les
pixels ayant une valeur inférieure à cette valeur sont transformés en pixels noirs. La matrice représenta-
tive d’une image binaire est de la même taille que la matrice d’une image similaire en niveaux de gris.
Par contre, les valeurs correspondant à chaque pixel sont soit 0 si le pixel est noir, soit 1 si le pixel est
blanc.

Un algorithme de comptage permet de calculer l’aire totale des carreaux noirs de l’image seuillée de
la mire. Cette valeur en pixel2 est comparée à l’aire réelle de ces carreaux en mm2. Cette comparaison
permet de calculer le facteur de conversion Fc permettant de passer d’une longueur en pixel sur l’image
à une longueur réelle en mm.

Traitement des images issues des films à la caméra rapide

Un algorithme de traitement d’images automatisé réalisé à l’aide du logiciel Matlab est utilisé pour
analyser les images issues des films à la caméra rapide. Cet algorithme permet un traitement automatique
de la totalité des images d’un essai. Pour chaque image, ce traitement permet d’obtenir la position du
centre de gravité de l’impactant ainsi que le déplacement de trois points de l’impactant entre l’image
considérée et l’image suivante.

Le positionnement du centre de gravité est déterminé dans l’optique de calculer l’évolution de la
vitesse de translation du bloc dans le plan de la caméra. La mesure du déplacement de trois points
de l’impactant d’une image à l’autre a pour but de déterminer l’évolution de la vitesse de rotation de
l’impactant dans le plan de la caméra.

Les données d’entrée de l’algorithme sont les images issues d’un film à la caméra rapide, le facteur
de conversion Fc et la fréquence d’acquisition fa de la caméra (fa = 500 images/s).

Préalablement au traitement de chaque essai, une image de fond est créée. Cette image correspond à
la première image du film traité pour laquelle le bloc a été supprimé.

Pour chaque image de l’essai, le traitement débute par la soustraction de l’image de fond à l’image
considérée (Fig. 3.13). Cela permet d’isoler l’impactant. L’image en niveau de gris de l’impactant isolé
est ensuite seuillée (Fig. 3.14) de manière à obtenir une image en noir et blanc. L’image obtenue est
celle d’un impactant blanc sur fond noir (Fig. 3.15). Le calcul des coordonnées du centre de gravité de
cet objet blanc permet d’obtenir les coordonnées du centre de gravité de l’impactant à chaque image.
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FIG. 3.13 – Soustraction d’une image de fond à chaque image traitée pour isoler l’impactant.

FIG. 3.14 – Seuillage de l’image en niveau de gris (a) de l’impactant pour définir une image binaire de
l’impactant (b).

FIG. 3.15 – Images brutes (haut) et traitées (bas) issues du film à la caméra rapide d’un essai.
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FIG. 3.16 – Recherche de la position de zones définies à l’image i (a) sur des zones de recherche définies
à l’image i + 1 (b).

L’image est ensuite recentrée sur le centre de gravité de l’impactant de façon à évaluer la rotation de
l’impactant autour de son centre de gravité perpendiculairement au plan d’incidence de la caméra rapide.
Pour cela, trois zones carrées (Fig. 3.16) de 20 pixels de côté dont le centre est situé à une distance fixe
dG = 45 pixels du centre de gravité de l’impactant sont identifiées sur l’image. La position de chacune
de ces trois zones est recherchée dans l’image i + 1 suivant l’image i considérée . Cette recherche est
réalisée sur une zone carrée de l’image i+1 centrée sur le même point que la zone correspondante définie
à l’image i (Fig. 3.16). La taille des zones de recherche est de 80 pixels. Cette valeur est suffisante car
la rotation du bloc est assez faible d’une image à l’autre.

La détermination de la position de la zone définie à l’image i dans la zone de recherche correspon-
dante à l’image i + 1 (Fig. 3.16) est basée sur la recherche du point assurant le maximum de corrélation
entre la zone définie à l’image i et un sous-domaine de même taille de la zone de recherche à l’image
i + 1. Cet algorithme de détection permet de connaitre la position du centre des trois zones définies à
l’image i et à l’image i + 1.

Les données disponibles à l’issue du traitement sont les coordonnées du centre de gravité de l’im-
pactant à chaque image et le déplacement de trois points de l’impactant à chaque image. A partir de ce
jeu de données, il est possible de calculer l’évolution de la vitesse du bloc et de sa vitesse de rotation
dans le plan de la caméra rapide.

Traitement des images issues des films à la caméra vidéo

Le traitement des films vidéo est plus complexe que celui des films à la caméra rapide car les images
issues de films vidéo sont entrelacées2 . Chaque image, enregistrée tous les 1/25ème de seconde, est
composée de deux trames. Chaque trame correspond à la moitié des lignes d’une image : la trame
paire (resp. impaire) est composée des lignes paires (resp. impaire) de l’image. Les deux trames ne sont
pas enregistrées au même instant. La trame paire est enregistrée 1/50 ème de seconde après la trame
impaire. Dans les mouvements rapides, tels que les essais filmés ici, cet entrelacement des images est

2L’entrelacement est une technique destinée à réduire l’impression de scintillement sur un écran à faible fréquence de
balayage (50 à 60 Hz).
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FIG. 3.17 – Traitement des images issues de films à la caméra vidéo : deux images correspondant à la
trame impaire (b) et à la trame paire (c) sont définies à partir de l’image vidéo initiale (a).

très préjudiciable.
Le traitement des films consiste tout d’abord à désentrelacer les images (Fig. 3.17). Cette opération

permet de doubler la fréquence d’acquisition des images : 50 images par seconde sont alors disponibles.
Cependant, la définition de ces images est plus faible. Puis, l’évolution du déplacement horizontal de
l’impactant dans le plan de la caméra video est déterminée par un traitement identique à celui réalisé
pour les images issues des films à la caméra rapide. L’analyse de chaque essai permet d’obtenir le
déplacement horizontal de l’impactant dans le plan perpendiculaire au plan incidence.

Etant donné la faible fréquence d’acquisition de la caméra vidéo (25 images/s), on dispose en général
de peu d’images (de 5 à 15 images) entre le moment où le bloc est éjecté du dispositif de lancement et
celui où il quitte le champ de la caméra. L’analyse des films VHS ne permet donc pas de quantifier le
déplacement du bloc dans le plan de la caméra vidéo de façon précise.

Détermination des vitesses incidentes et réfléchies de l’impactant

Les données dont nous disposons pour le calcul des vitesses incidentes et réfléchies du bloc sont le
déplacement du bloc en 3D et sa rotation dans le plan d’incidence.

Le déplacement vertical du bloc et sa rotation dans le plan incident ne dépendent que de l’analyse
des images à la caméra rapide. Par contre, le déplacement horizontal du bloc est fonction de l’analyse
des films à la caméra rapide et à la caméra vidéo. Enfin, les rotations du bloc hors du plan d’incidence
ne sont pas mesurées. Il est seulement possible de les évaluer à partir des films à la caméra rapide par
analyse qualitative du déplacement des points de repère tracés sur l’impactant (Fig. 3.18).

L’évolution des coordonnées du centre de gravité de l’impactant au cours de l’impact dans le plan
d’incidence permet de tracer sa trajectoire dans ce plan. Avant et après impact, les trajectoires des blocs
dans le plan d’incidence sont en général bien représentées par deux paraboles correspondant au vol libre
du bloc (Fig. 3.19). Au contraire, la trajectoire durant l’impact est très irrégulière à la fois à cause du
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FIG. 3.18 – Zoom d’images brutes issues du film à la caméra rapide d’un essai. Lors de l’impact, l’im-
pactant est caché par les pierres de l’éboulis. Le mouvement des points marqués sur l’impactant met en
évidence la rotation de l’impactant hors du plan d’incidence.

FIG. 3.19 – Trajectoires de l’impactant dans le plan incident au cours de quatre essais.

mouvement complexe du bloc en interaction avec le sol et à cause de difficultés à obtenir une analyse
d’image précise durant l’impact. En effet, durant l’impact, le bloc est très souvent caché sur les films par
les pierres situées devant le plan d’incidence (Fig. 3.18). De plus, l’étape de soustraction du fond peut
occasionner la suppression d’une partie de l’impactant lorsque celui-ci est en contact avec le sol (Fig.
3.15).

Ainsi, la présence d’un contact entre l’impactant et une pierre du sol est difficile à détecter à partir
de l’analyse de sa trajectoire dans le plan d’incidence (Fig. 3.19). La définition du début et de la fin de
l’impact ne peut donc pas être faite en fonction du déplacement du bloc.

Le calcul de l’évolution des vitesses de l’impactant au cours de l’essai permet de définir plus facile-
ment le début et la fin de l’impact car ces grandeurs varient fortement au moment de l’impact.

La composante verticale de la vitesse de l’impactant entre deux images est calculée par la formule
élémentaire :

Vz(i → i + 1) = Fcfa(z(i + 1) − z(i)) (3.4)

où Vz(i → i + 1) est la composante verticale de la vitesse de l’impactant entre les images i et i + 1,
z(i) (resp. z(i + 1)) est la position verticale de l’impactant à l’image i (resp. i + 1), Fc est le facteur de
conversion permettant de passer d’une longueur en pixel sur l’image à une longueur réelle en mm et fa
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FIG. 3.20 – Evolution des composantes horizontale Vy et verticale Vz de la vitesse de l’impactant dans
le plan incident au cours d’un essai.

est la fréquence d’acquisition de la caméra.
De même, la composante horizontale de la vitesse de l’impactant dans le plan incident entre deux

images est calculée par la formule :

Vy(i → i + 1) = Fcfa(y(i + 1) − y(i)) (3.5)

où Vy(i → i + 1) est la composante horizontale de la vitesse de l’impactant dans le plan incident entre
les images i et i+1 ; z(i) (resp. z(i+1)) est la position horizontale de l’impactant dans le plan incident
à l’image i (resp. i + 1).

Ces calculs de vitesse permettent d’obtenir des résultats bruts pour lesquels les variations sont mises
en exergue (Fig. 3.20). Avant et après impact, l’évolution de la composante verticale de la vitesse du
bloc est linéaire et celle de la composante horizontale de cette vitesse est constante. Ces deux grandeurs
présentent de plus une variation brutale au cours de l’impact.

La définition du début et de la fin de l’impact est faite à partir de l’évolution de la composante
verticale de la vitesse. En effet, la variation de cette grandeur au cours de l’impact est très marquée. De
plus, cette grandeur est mesurée avec précision car elle n’est calculée qu’à partir de données issues de
l’analyse des films à la caméra rapide.

L’impact est matérialisé par un saut sur la courbe d’évolution de la composante verticale de la vitesse
de l’impactant (Fig. 3.20). Ce saut de vitesse s’accompagne d’une période de transition. Le dernier
instant avant cette période de transition sera donc choisi comme début de l’impact et l’instant successif
à cette période sera défini comme étant la fin de l’impact (Fig. 3.20).

Les composantes de la vitesse incidente sont les moyennes des vitesses mesurées pour les 10 points
de mesure précédant le début de l’impact et les composantes de la vitesse réfléchie sont les moyennes
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des vitesses pour les 10 points de mesure postérieurs à la fin de l’impact. L’analyse de plusieurs essais
met en évidence que l’utilisation de 10 points de mesure donne lieu à une erreur moyenne sur les vitesses
faible.

La composante tangentielle de la vitesse réfléchie de l’impactant dans le plan perpendiculaire au
plan incident est calculée à partir des images issues des films vidéo. Dans ce cas, seulement une image
correspond à l’impact car la fréquence d’acquisition de la caméra vidéo est faible (25 images/s). La com-
posante tangentielle de la vitesse incidente de l’impactant dans le plan de la caméra vidéo est, par défi-
nition, nulle. La composante tangentielle de la vitesse réfléchie dans ce plan est calculée sur l’ensemble
des images disponibles après impact car, si le frottement de l’air est négligé, la vitesse tangentielle de
l’impactant est constante après impact. Le nombre de points de mesure disponibles pour ce calcul est,
selon les essais, compris entre 2 et 10. L’erreur sur le calcul de cette composante est donc grande étant
donné le nombre réduit de points, la qualité médiocre des images vidéo et les imprécisions liées à leur
traitement.

Enfin, le calcul de la vitesse de rotation dans le plan incident est fait à partir des mesures du dépla-
cement de trois points A1, A2 et A3 de l’impactant d’une image à l’autre (Fig. 3.21) sur les films à la
caméra rapide. Pour chaque couple de points A1A2, A1A3 et A2A3, la rotation θ(i −→ i + 1) (Fig.
3.21) de l’impactant entre les images i et i + 1 dans le plan incident est calculée par la relation :

cos(θ(i −→ i + 1)) =

−−−−−→
AjAk(i)

−−−−−−−−→
AjAk(i + 1)

‖ −−−−−→
AjAk(i) ‖‖

−−−−−−−−→
AjAk(i + 1) ‖

(3.6)

où
−−−−−→
AjAk(i) (resp.

−−−−−−−−→
AjAk(i + 1)) est le vecteur associé au couple de points AjAk à l’image i (resp.

i + 1).

La vitesse de rotation Ω(i −→ i + 1) entre les images i et i + 1 est ensuite calculée a partir de
θ(i −→ i + 1) :

Ω(i −→ i + 1) = faθ(i −→ i + 1) (3.7)

où fa est la fréquence d’acquisition de la caméra.

La vitesse de rotation réfléchie Ωr est la moyenne de la valeur de la vitesse de rotation Ω(i −→ i+1)

pour les 10 images postérieures à la fin de l’impact. De plus, les valeurs de la vitesse de rotation réfléchie
obtenues en utilisant chaque couple de points A1A2, A1A3 et A2A3 sont moyennées afin de déterminer
la valeur finale de la vitesse de rotation réfléchie Ωr.

Il est important de noter que les autres composantes de la vitesse de rotation ne sont pas calculées.
Elles semblent, après visionnage des films à la caméra rapide, négligeables pour des incidentes rasantes.
Par contre, lorsque l’incidence est plus normale à la surface du sol, d’importantes rotations sont possibles
hors du plan d’incidence.

Erreurs de mesure

Les erreurs de mesure sur chacune des composantes du vecteur vitesse réfléchi et incident de l’im-
pactant sont calculées de manière globale. Pour chaque grandeur g mesurée, on considère que la mesure
de cette grandeur est la moyenne ḡ des valeurs obtenues pour les p points de mesure. L’erreur ∆g sur la
mesure de la grandeur g peut être reliée à l’écart type σg associé à la valeur ḡ. En effet, la variation des
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FIG. 3.21 – Principe du calcul de l’angle de rotation θ(i −→ i + 1) de l’impactant dans le plan d’inci-
dence entre les images i et i + 1.

mesures autour de la valeur moyenne ḡ, caractérisée par σg, est due aux actions couplées de toutes les
sources d’erreurs possibles.

La moyenne ḡ est calculée à partir de p mesures gi par la relation :

ḡ =
1

p

∑

i

gi (3.8)

L’écart type σg associée à cette valeur moyenne ḡ est :

σg =

√

1

p

∑

i

(gi − ḡ)2 (3.9)

L’erreur ∆g sur la mesure de la grandeur g est reliée à l’écart type σg par la relation :

∆g =
1√
p
σg (3.10)

Cette méthode est appliquée pour le calcul de l’erreur réalisée sur la mesure de chacune des gran-
deurs mesurées (vitesses de translation et de rotation incidentes et réfléchies). L’erreur sur chaque gran-
deur tracée à partir de ces mesures est déterminée par application des méthodes de calcul d’erreur clas-
siques à partir des erreurs de mesure ∆g.

De plus, afin de mettre en évidence la variabilité des grandeurs étudiées, les fonctions de répartition
de ces grandeurs sont en général déterminées et tracées. Il est intéressant de noter que les erreurs de me-
sure sur les fonctions de répartition des mesures ḡ de ces grandeurs g sont composées à la fois des erreurs
de mesures ∆g calculées selon la méthode définie précédemment et d’une erreur ∆F (ḡ)liée à l’estima-
tion d’une fonction de répartition F à l’aide d’un nombre fini de N valeurs. Cette erreur d’estimation de
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la fonction de répartition3 F se reporte sur chaque valeur estimée additionnellement à l’erreur de mesure
∆g définie précédemment. Elle est calculée pour chaque valeur ḡ ayant une probabilité cumulée F (ḡ)

estimée par la valeur F̂ (ḡ) par l’expression :

F (ḡ) = F̂ (ḡ) ± ∆F (ḡ) (3.11)

Avec

∆F (ḡ) = 2

√

F̂ (ḡ)(1 − F̂ (ḡ))

N
(3.12)

Afin de ne pas alourdir les courbes de résultats, les erreurs ne seront données explicitement dans
la suite que lorsqu’elles seront indispensables, c’est à dire seulement pour les comparaisons entre les
résultats expérimentaux et les prédictions issues du modèle numérique.

3.2.4 Résultats expérimentaux

Nombre minimal d’essais nécessaires à la représentativité statistique des résultats

Avant de réaliser une campagne d’essai standard selon le protocole défini dans la section 3.2.1, il est
nécessaire de déterminer le nombre minimal d’essais à réaliser pour des conditions incidentes constantes
(angle d’incidence αin fixé). Ce nombre minimal nmin correspond au nombre d’essais permettant d’as-
surer une représentativité des résultats par rapport à la variabilité des vitesses réfléchies.

Pour déterminer le nombre nmin, la moyenne et l’écart-type des composantes des vitesses réfléchies
mesurées à la caméra rapide sont calculées pour un nombre croissant d’essais. Le nombre minimal d’es-
sais assurant la représentativité statistique des résultats correspond au nombre d’essais à partir duquel
les valeurs de ces moyennes et écart-types se stabilisent.

Afin de déterminer le nombre nmin, une série de 45 essais est réalisée pour un angle d’incidence
αin = 45˚. Les conditions d’essais sont celles décrites dans la section 3.2.1. Seules les vitesses incidentes
et réfléchies mesurées par analyse des films à la caméra rapide sont étudiées car ces grandeurs sont
mesurées de façon précise alors que les autres mesures ne constituent qu’une évaluation des grandeurs
considérées.

Les résultats montrent que des valeurs stables des moyennes et écart-types de la composante nor-
male (V re

z ) et de la composante tangentielle (V re
y ) de la vitesse réfléchie sont obtenues pour un nombre

minimal nmin = 15 essais (Fig. 3.22). Il sera donc nécessaire de réaliser au moins 15 essais pour chaque
angle d’incidence αin considéré afin d’assurer la représentativité des résultats.

Evaluation de la déviation du bloc

Les paramètres classiquement étudiés en analyse trajectographique sont fonction de la composante
normale et de la composante tangentielle à la surface du sol de la vitesse de l’impactant. La composante
normale à la surface du sol de la vitesse réfléchie est mesurée par analyse des films réalisés à la caméra
rapide. Cette mesure est directement exploitable.

3La fonction de répartition d’une variable aléatoire X est la fonction F qui, a tout réel x associe F (x) = P [X ≤ x] où
P [X ≤ x] est la probabilité que X ≤ x.
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FIG. 3.22 – Influence du nombre d’essais réalisés sur la moyenne et l’écart-type de la composante
normale V re

z et de la composante tangentielle V re
y de la vitesse réfléchie de l’impactant adimensionnées

par la vitesse incidente V in.

V re
y V re

t

Moyenne 0,33 0,35
Ecart-type 0,15 0,15

Coefficient d’asymétrie -0,04 -0,12

TAB. 3.1 – Moyennes, écart-types et coefficients d’asymétrie de la composante horizontale V re
y de la

vitesse réfléchie dans le plan incident et de la composante tangentielle V re
t de la vitesse réfléchie totale

pour une série d’essais standard.

Au contraire, la composante V re
t tangentielle à la surface du sol de la vitesse réfléchie n’est pas égale

à la composante horizontale V re
y mesurée dans le plan de la caméra rapide. Pour déterminer la vitesse

V re
t , il est nécessaire de connaitre également la composante horizontale V re

x de la vitesse réfléchie selon
l’axe ~x horizontal et perpendiculaire au plan de la caméra rapide. La composante V re

t est reliée aux deux
composantes horizontales V re

x et V re
y par la relation :

V re
t =

√

(V re
x )2 + (V re

y )2 (3.13)

La valeur de la composante V re
x de la vitesse réfléchie est évaluée par analyse des films de la caméra

vidéo selon le protocole défini dans la section 3.2.3.
Pour une série d’essais réalisée selon le protocole défini dans la section 3.2.1 avec nmin = 15 essais,

l’analyse des films à la caméra rapide et à la caméra vidéo permet donc de comparer les composantes
V re

y et V re
t .

La comparaison entre la composante tangentielle V re
t de la vitesse réfléchie totale et la composante

V re
y dans le plan de la caméra rapide montre que ces deux vitesses ne sont pas significativement dif-

férentes. En effet, leurs moyennes, écart-types, coefficients d’asymétrie (Tab. 3.1) et leurs fonctions de
répartition (Fig. 3.23) sont quasiment identiques.

Etant donné les importantes erreurs de mesure sur les valeurs de la composante V re
x de la vitesse
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FIG. 3.23 – Fonctions de répartition de la composante horizontale V re
y de la vitesse réfléchie dans le

plan incident et de la composante tangentielle V re
t de la vitesse réfléchie totale adimensionnées par la

vitesse incidente V in pour une série d’essais standard.

réfléchie, il semble préférable d’assimiler la vitesse tangentielle réfléchie totale V re
t à sa composante

dans le plan de la caméra rapide V re
y . En effet, l’utilisation de la mesure de V re

x apporte une correction
très peu significative de la valeur de la composante tangentielle de la vitesse réfléchie et entraine une
forte augmentation de l’erreur de mesure.

Vitesses réfléchies

Les résultats obtenus lors de cette campagne d’expérimentation à échelle réduite fournissent des
informations intéressantes concernant les aspects du rebond de l’impactant classiquement étudiés en
trajectographie.

Tout d’abord, on n’observe le rebond du bloc que pour 87% des essais. Le pourcentage d’essais
donnant lieu au rebond de l’impactant est, de plus, fonction de l’angle d’incidence αin (Fig. 3.24) : pour
les incidences normales (αin → 0˚), le nombre d’essais donnant lieu au rebond est moins important que
pour les incidences rasantes. Il est néanmoins remarquable que, pour les incidences classiquement ren-
contrées lors d’analyses trajectographiques ( 45˚ < αin < 90˚), le pourcentage de rebond de l’impactant
semble relativement constant. Dans ce cas, sa valeur est toujours supérieure à 90%.

De plus, les valeurs des coefficients de restitution Rt et Rn mesurées lors des essais mettent en
évidence une importante variabilité de ces coefficients (Fig. 3.25).

Les valeurs obtenues expérimentalement (Fig. 3.25) sont dans une gamme de variation tout à fait en
accord avec les résultats expérimentaux classiques (0, 2 < Rn < 0, 5 - 0, 4 < Rt < 0, 9 - Tab. 1.1)
bien que les essais révèlent un pourcentage important de valeurs faibles de ces coefficients. Ce nombre
important de valeurs faibles induit que les moyennes des coefficients mesurées (Tab. 3.2) sont un peu
faibles par rapport aux valeurs classiquement mesurées pour l’impact d’un bloc sur un sol grossier. Ces
nombreuses valeurs faibles induisent également une importante variabilité des résultats qui se traduit
par des valeurs très importantes des écart-types associés aux coefficients Rt et Rn (Tab. 3.2) par rapport
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FIG. 3.24 – Pourcentage d’essais donnant lieu au rebond de l’impactant en fonction de l’angle d’inci-
dence αin pour une série d’essais standard.

Rn Rt

Moyenne 0,15 0,43
Ecart-type 0,13 0,30

TAB. 3.2 – Moyennes et écart-types des coefficients de restitution Rn et Rt obtenus pour une série
d’essais standard.

aux valeurs classiquement utilisées (écart-type(Rn)≈ 0, 05 ; écart-type(Rt)≈ 0, 1 ; Dudt et Heidenreich
(2001); Guzzetti et al. (2002); Frattini et al. (2008)) lors des analyses trajectographiques.

Les différences observées sont en premier lieu dues aux différences entre les conditions d’essais
définies et les conditions d’essais classiques. Ainsi, la largeur du milieu impacté lors des essais étant
faible (110% de la taille maximale des pierres constitutives du sol), les réarrangements des particules du
sol au cours de l’impact sont plus difficiles au sein de ce sol qu’au sein des sols rencontrés sur le terrain.
De plus, pour les essais réalisés, comme la taille du bloc est du même ordre de grandeur que celle des
particules du sol, la surface du milieu impacté est fortement variable à l’échelle du bloc impactant. Cela
modifie totalement les conditions locales d’impact par rapport aux situations classiques où la surface du
sol est peu variable à l’échelle du bloc car le bloc est de taille plus importante que les particules du sol.

Les différences observées peuvent également s’expliquer par le fait que la gamme d’angles incidence
utilisée lors des essais (0˚ ≤ αin < 90˚) est notablement différente de celle utilisée classiquement lors
des mesures des coefficients de restitution (αin ' 50˚). Pour le coefficient Rt, les différences de gammes
d’angles d’incidence entre les essais réalisés et les essais classiques a peu d’influence car les valeurs de
ce coefficient varient peu en fonction de l’angle d’incidence (Fig. 3.26). Par contre, ces différences
tendent à privilégier les faibles valeurs de Rn lors des essais réalisés car les valeurs du coefficient Rn

sont plus faibles pour les incidences normales (αin → 0˚ - Fig. 3.26).
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FIG. 3.25 – Fonctions de répartition des coefficients de restitution normal Rn et tangentiel Rt pour une
série d’essais standard.

FIG. 3.26 – Fonctions de répartition des coefficients de restitution normal Rn et tangentiel Rt pour
différentes valeurs de l’angle d’incidence αin pour une série d’essais standard.

108



3.3 Comparaison et consolidation du modèle numérique de sol

Les résultats de la campagne d’essais sont utilisés pour évaluer la pertinence du modèle numérique
de sol ainsi que l’influence des paramètres de simulation prépondérants identifiés dans le chapitre 2
(porosité, forme des particules, courbe granulométrique, dissipation d’énergie au droit des contacts). Les
influences de la porosité, de la forme des particules et de la courbe granulométrique seront investiguées
dans cette section. Et, l’influence de la dissipation d’énergie au droit des contacts sera abordée dans la
section 3.3.3.

Afin de limiter le nombre de paramètres différents entre les essais et les simulations et afin de sup-
primer tout éventuel effet d’échelle, des simulations à échelle réduite sont tout d’abord menées dans un
contexte identique à celui des essais. Cette étape permet la calibration des paramètres de simulation sur
les données expérimentales. Les propriétés mécaniques et géométriques principales du modèle numé-
rique du sol sont définies en adéquation avec celles du milieu impacté lors des essais. Le seul paramètre
calibré par comparaison aux résultats expérimentaux est la porosité pour laquelle nous ne disposons
pas d’informations pertinentes car les simulations sont menées en 2D alors que la porosité mesurée est
tri-dimensionnelle.

Dans un second temps, les résultats expérimentaux sont comparés aux prédictions de simulations à
échelle réelle sur un sol similaire à celui des essais. L’objectif de cette étude est d’évaluer les différences
induites par le passage de l’échelle réduite à l’échelle réelle et de comparer les résultats des essais aux
prédictions réalisées dans le cadre général défini au chapitre 2.

Pour la comparaison entre les résultats obtenus lors des essais à échelle réduite et les résultats de si-
mulations à échelle réduite et en grandeur réelle, le choix est fait de comparer les fonctions de répartition
des composantes du vecteur vitesse mesurées adimensionnées par la vitesse incidente du bloc. La fonc-
tion de répartition de la vitesse de rotation du bloc dans le plan de la caméra rapide adimensionnée par
le rapport V in/Rb sera également utilisée. L’utilisation de grandeurs adimensionnées lors de cette étude
permet de comparer directemement les résultats obtenus lors des essais à échelle réduite aux prédictions
de simulations à échelle réduite et en grandeur réelle quelle que soit l’énergie cinétique incidente.

3.3.1 Simulations à échelle réduite

Modélisation numérique des essais

Le modèle numérique de sol utilisé est similaire au modèle décrit dans la section 2.2. La loi de
contact utilisée est la loi de Hertz-Mindlin. Les propriétés mécaniques des particules du sol sont égale-
ment identiques :

– densité de la roche : ρ = 2650 kg/m3

– module de cisaillement : G = 40 GPa

– coefficient de Poisson : ν = 0.25

– angle de frottement local : ϕ = 30˚

Les pierres constitutives du milieu expérimental étant de formes complexes (cf. section 3.2.2), des
"clumps" sont utilisés pour ces simulations. Leur forme est identique à celle décrite dans la section 2.2.1
ce qui permet de modéliser chaque pierre du sol par une particule de forme élancée.
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La longueur et l’élancement des particules sont, dans un premier temps, modifiées afin de traduire
le plus précisément possible les caractéristiques du milieu expérimental mesurées dans la section 3.2.2.

La granulométrie de l’échantillon numérique de sol est également définie en accord avec la granulo-
métrie mesurée. Cette étape de modélisation est complexe car la courbe granulométrique expérimentale
ne fournit pas de données sur la répartition des volumes des pierres constitutives du sol. Les données
disponibles portent sur la répartition d’une longueur représentative de la taille des pierres de l’éboulis.
Cette longueur représentative correspond, pour chaque pierre, à la taille de la maille du tamis en dessous
duquel la pierre considérée est piégée. Cette grandeur représentative peut être interprétée de différentes
manières selon que les pierres ont tendance à franchir les mailles selon leur plus faible section, leur plus
grande section ou dans une position intermédiaire.

Dans le protocole classique de tamisage à sec après lavage, les tamis sont vibrés lors de l’analyse
granulométrique, les pierres ont donc tendance à franchir les mailles selon leur plus faible section. Au
contraire, lors de l’analyse granulométrique menée pour caractériser le milieu impacté lors des essais,
aucun processus de vibration des tamis n’a été réalisé. De plus, lors de cette analyse granulométrique,
étant donné le nombre réduit de pierres lors du tamisage, les pierres ont en général eu tendance à se
positionner en appui sur leur face la plus importante ce qui a induit leur passage dans les mailles du tamis
selon leur section maximale. L’hypothèse est donc faite que les pierres ont eu tendance à franchir les
mailles selon leur plus grande section. Cette hypothèse présente l’avantage de permettre l’identification
directe entre la taille des mailles des tamis et la longueur des pierres constitutives du sol.

La pertinence de cette hypothèse sera évaluée en comparant les résultats obtenus sous cette hypo-
thèse à ceux obtenus en considérant un franchissement des mailles selon une section moyenne. L’hypo-
thèse d’un franchissement des mailles selon une section moyenne permet d’associer la taille des mailles
à une longueur moyenne Lmoy définie comme la moyenne de la longueur L et de la largeur l de chaque
pierre : Lmoy = (L + l)/2.

Dans l’hypothèse d’une franchissement des tamis par les pierres selon leur section maximale, la
distribution de la longueur L des clumps (resp. de la longueur Lmoy dans le cas d’un franchissement
selon une section moyenne) est modélisée par une loi normale dont la moyenne et l’écart-type sont
calibrés de manière à traduire au mieux la courbe granulométrique du milieu expérimental (Fig. 3.27).
Cette procédure de calibration permet d’obtenir une forte adéquation entre la granulométrie du milieu
expérimental et celle du modèle numérique de sol pour des valeurs de la moyenne et de l’écart-type de la
distribution de la longueur des clumps de 55 mm et de 12 mm (Fig. 3.27). Cependant, il est intéressant
de remarquer que le modèle numérique de sol contient a priori plus de particules de faible taille que le
milieu expérimental.

La distribution de la largeur des clumps est déterminée par calibration de l’élancement des clumps.
L’élancement est défini de façon à ce que la distribution de ce paramètre soit similaire à celle du milieu
expérimental (Fig. 3.28). La valeur de l’élancement de chaque pierre du modèle numérique est donc tiré
dans une loi normale dont la moyenne est 2, 25 et l’écart-type est 0, 75.

L’impactant est une sphère de rayon Rb = 3, 4 cm, correspondant au rayon équivalent de l’impactant
utilisé lors des essais. La définition des conditions incidentes est similaire à celles décrite dans le chapitre
2. En particulier 100 simulations sont menées pour chacune des valeurs de l’angle d’incidence. Les
conditions cinématiques incidentes sont également identiques à celles des essais :

– la vitesse incidente V in est fixée à V in = 6 m/s,
– la vitesse de rotation incidente est nulle (ωin = 0 rad/s),
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FIG. 3.27 – Courbes granulométriques obtenues pour le milieu expérimental et pour le modèle numé-
rique du sol.

FIG. 3.28 – Calibration de l’élancement des particules du modèle numérique de sol par rapport à l’élan-
cement des pierres constitutives du milieu expérimental.
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– l’angle d’incidence αin peut varier de 0˚ à 75˚ (comme dans la section 2.3, 6 valeurs discrètes sont
choisies dans cette gamme de variation : 0˚, 15˚, 30˚, 45˚, 60˚ et 75˚).

Bien que la porosité du milieu expérimental ait été mesurée, il n’est pas possible de calibrer direc-
tement ce paramètre par rapport à cette mesure car les simulations sont réalisées en 2D. Ce paramètre
est donc tout d’abord calibré de façon à obtenir la meilleure adéquation entre les résultats des essais et
les prédictions des simulations. L’influence de la valeur de la porosité sur les prédictions du modèle nu-
mérique est ensuite étudiée par comparaison entre les résultats de simulations réalisées pour différentes
porosités du modèle numérique de sol.

Comparaison des résultats d’essais aux prédictions du modèle à échelle réduite

La calibration de la porosité du modèle numérique de sol permet d’obtenir une adéquation satisfai-
sante entre les prédictions du modèle numérique et les résultats expérimentaux pour une valeur de la
porosité 2D de 0,235.

L’adéquation est particulièrement bonne pour la composante tangentielle et la composante normale
de la vitesse réfléchie car la fonction de répartition des résultats de simulation est, en grande majorité,
comprise à l’intérieur du domaine défini par l’intervalle d’erreur sur les résultats expérimentaux (Fig.
3.29, Fig. 3.30).

La prédiction de la vitesse de rotation présente des différences plus notables avec les résultats expé-
rimentaux (Fig. 3.31) bien que les ordres de grandeur soient conservés. Cette grandeur est légèrement
sur-estimée dans les simulations. Cette sur-estimation est en premier lieu due au fait que la vitesse de
rotation mesurée ne représente pas la totalité de la vitesse de rotation de l’impactant mais seulement sa
vitesse de rotation dans le plan de la caméra rapide. De plus, la différence de forme entre l’impactant
quasi-sphérique utilisé lors des essais et l’impactant sphérique utilisé lors des simulations peut avoir une
influence non négligeable sur les résultats.

Il est également intéressant de noter que les prédictions des simulations sont fortement reproduc-
tibles. En effet, ces prédictions sont quasiment identiques (Fig. 3.32) pour deux modèles numériques du
sol ( Sol n˚1 et Sol n˚2) ayant des caractéristiques identiques à l’exception de l’arrangement géométrique
de leurs particules constitutives.

Au contraire, l’hypothèse sur l’interprétation de la longueur représentative associée à la taille des
mailles des tamis revêt une importance non négligeable (Fig. 3.33).

La comparaison entre les résultats obtenus pour une franchissement des tamis selon une section
moyenne (longueur Lmoy) et selon une section maximale (longueur L) montre tout d’abord que l’hy-
pothèse de franchissement des tamis par les pierres selon leur section maximale fournit des résultats en
meilleure adéquation avec les essais (Fig. 3.33). De plus, le choix de la longueur représentative associée
à la taille des mailles des tamis modifie fortement les résultats obtenus car il conditionne le volume
moyen des particules du sol. Il conditionne donc également le rapport entre la taille moyenne des parti-
cules et la taille de l’impactant qui est un paramètre influant fortement sur les échanges énergétiques au
cours de l’impact, comme il sera discuté en détail dans le chapitre 4.

Enfin, l’influence de la porosité sur les prédictions du modèle numérique est importante pour la
composante normale et faible pour la composante tangentielle (Fig. 3.34) : plus le milieu est dense, plus
la valeur de la composante normale de la vitesse réfléchie est élevée. Cela peut s’expliquer par le fait
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FIG. 3.29 – Comparaison entre les prédictions des simulations à échelle réduite et les résultats expéri-
mentaux pour la fonction de répartition de la composante normale V re

z de la vitesse réfléchie adimen-
sionnée par la vitesse incidente V in.

FIG. 3.30 – Comparaison entre les prédictions des simulations à échelle réduite et les résultats ex-
périmentaux pour la fonction de répartition de la composante tangentielle V re

y de la vitesse réfléchie
adimensionnée par la vitesse incidente V in.
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FIG. 3.31 – Comparaison entre les prédictions des simulations à échelle réduite et les résultats expé-
rimentaux pour la fonction de répartition de la vitesse de rotation ωre adimensionnée par le rapport
V in/Rb.

qu’un milieu dense se déforme moins qu’un milieu lâche ce qui permet une dissipation et une diffusion
moindres de l’énergie.

3.3.2 Simulations en grandeur réelle

Les résultats expérimentaux sont également comparés aux prédictions de simulations en grandeur
réelle. L’objectif de cette étude est d’évaluer les différences induites par le passage de l’échelle réduite
à l’échelle réelle et de comparer les résultats des essais aux prédictions réalisées dans le cadre général
défini au chapitre 2.

Modélisation numérique en grandeur réelle

Le modèle numérique en grandeur réelle du sol impacté est similaire à celui du modèle numérique
à échelle réduite. En particulier, les propriétés mécaniques des particules ainsi que la loi de contact sont
identiques.

La porosité du sol choisie est celle pour laquelle les prédictions du modèle à échelle réduite traduisent
au mieux les résultats expérimentaux : la porosité 2D du modèle numérique de sol en grandeur réelle est
donc de 0,235.

Les dimensions de l’échantillon de sol, la taille de l’impactant et des pierres constitutives du sol sont
définies de façon à conserver les proportions entre ces différentes grandeurs. Les dimensions du modèle
numérique en grandeur réelle sont donc toutes définies par transformation homothétique des dimensions
du modèle à échelle réduite. Le rapport d’homothétie est défini de façon à ce que le rayon de l’impactant
soit, en grandeur réelle, de Rb = 0, 4 m.

Afin d’explorer une gamme de vitesse correspondant à des nombres de Froude de l’ordre de celui
utilisé dans les essais à échelle réduite (Fr = 7, 5), les simulations en grandeur réelle sont réalisées pour

114



FIG. 3.32 – Influence de l’arrangement géométrique des particules du modèle numérique de sol sur les
prédictions des fonctions de répartition des composantes normale V re

z et tangentielle V re
y adimension-

nées par la vitesse incidente V in.

FIG. 3.33 – Influence de l’interprétation de la longueur représentative associée à l’analyse granulomé-
trique du sol sur les prédictions des fonctions de répartition des composantes normale V re

z et tangentielle
V re

y adimensionnées par la vitesse incidente V in.
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FIG. 3.34 – Influence de la porosité du modèle numérique de sol sur les prédictions des fonctions de
répartition des composantes normale V re

z et tangetielle V re
y adimensionnées par la vitesse incidente

V in.

des nombres de Froude de 3, 5 - 5 et 7, 5, c’est à dire pour des vitesses incidentes V in de 10 m/s, 15

m/s et 20 m/s.

Les autres conditions cinématiques incidentes sont identiques à celles définies pour les simulations
à échelle réduite : ωin = 0 rad/s, 0˚ ≤ αin < 75˚.

Comparaison des prédictions du modèle en grandeur réelle avec les résultats expérimentaux

Le premier objectif de la comparaison entre les essais à échelle réduite et les simulations en gran-
deur réelle est l’évaluation de la pertinence d’une augmentation homothétique des longueurs et d’une
augmentation des vitesses en accord avec le nombre de Froude Fr pour passer d’un modèle à échelle
réduite à un modèle en grandeur réelle.

Quelle que soit la vitesse incidente, les prédictions des simulations en grandeur réelle (Fig. 3.35,
Fig. 3.36) sont en moins bonne adéquation avec les résultats expérimentaux que celles obtenues pour
les simulations à échelle réduite (Fig. 3.29, Fig. 3.30, Fig. 3.31). Bien que la composante tangentielle
du vecteur vitesse réfléchi soit bien prédite par le modèle en grandeur réelle (Fig. 3.35), les prédictions
de la composante normale (Fig. 3.35) et de la vitesse de rotation (Fig. 3.36) sont en moins bon accord
avec les résultats expérimentaux que celles obtenues pour les simulations à échelle réduite (Fig. 3.29,
Fig. 3.31).

Ces résultats montrent qu’il est difficile de définir un critère de similitude permettant d’assurer un
adéquation complète entre les essais à échelle réduite et les simulations en grandeur réelle. Néanmoins,
les gammes de variation similaires obtenues pour les vitesses adimensionnées en grandeur réelle et à
échelle réduite tendent à montrer que le respect de critères de similitude simples, tels que la conservation
du nombre de Froude Fr couplée à une transformation homothétique des grandeurs caractéristiques des
essais réalisés, permet d’assurer une représentativité minimale des résultats.

Les différences observées sont certainement dues au fait que ce type de critère de similitude ne
prend pas en compte les différences de transferts énergétiques, en particulier de dissipation d’énergie
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FIG. 3.35 – Influence de la vitesse incidente V in sur les prédictions par des simulations en grandeur
réelle des fonctions de répartition des composantes normale V re

z et tangentielle V re
y adimensionnées par

la vitesse incidente V in.

par frottement, entre les essais (et les simulations) à échelle réduite et les simulations en grandeur réelle.
Le second objectif de la comparaison des résultats d’essais à échelle réduite aux prédictions de

simulations en grandeur réelle est d’évaluer la possibilité de prédiction des essais par des simulations
d’impact sur un milieu type ayant les caractéristiques les plus simples possibles.

Dans cette optique, l’influence de la granulométrie du sol est tout d’abord étudiée par comparaison
entre les résultats de simulations menées en utilisant le milieu défini dans la section précédente (Granu-
lométrie 1 - Fig. 3.27) et un milieu de caractéristiques identiques excepté une courbe granulométrique
différente. La courbe granulométrique du second milieu est celle définie dans le chapitre 2 (Granulomé-
trie 2 - Fig. 2.2).

Cette comparaison met en évidence que l’influence de la granulométrie du sol semble moins im-
portante que celle de la porosité, et de la taille relative entre l’impactant et les pierres constitutitves du
sol (Fig. 3.38). Bien que ce paramètre puisse avoir une influence plus importante lorsque les courbes
granulométriques sont radicalement différentes (c’est à dire, pour des granulométries très resserrées ou
très étendues), son influence peut être négligée dans un premier temps.

Enfin, la comparaison des prédictions obtenues pour des milieux de caractéristiques similaires4 (dé-
finies dans le chapitre 2) composés soit de clumps soit de sphères montre que l’influence de la forme des
particules sur les résultats doit absolument être intégrée car les différences entre les prédictions obtenues
dans ces deux cas sont importantes (Fig. 3.37).

En conclusion, malgré la simplicité du critère de similitude utilisé, le modèle numérique en grandeur
réelle développé permet d’assurer une représentativité correcte des essais à échelle réduite. Par consé-
quent, il est possible d’utiliser ce modèle numérique pour la simulation de l’impact d’un bloc rocheux
sur un éboulis si certaines précautions sont prises. En particulier, la porosité du sol doit être calibrée et
le rapport entre la taille de l’impactant et la taille des pierres constitutives du sol ainsi que la forme des
particules doivent être clairement définis. Au contraire, la connaissance détaillée de la granulométrie du

4porosité : 0,236 ; H = 12, 5Rm ; Granulométrie 2 - Fig. 2.2 ; loi de contact de Hertz-Mindlin (ρ = 2650 kg/m3, G = 40
GPa, ν = 0.25, ϕ = 30˚).
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FIG. 3.36 – Influence de la vitesse incidente V in sur les prédictions par des simulations en grandeur
réelle de la fonction de répartition de la vitesse de rotation ωre adimensionnée par le rapport V in/Rb.

FIG. 3.37 – Influence de la forme des particules sur les prédictions par des simulations en grandeur
réelle des fonctions de répartition des composantes normale V re

z et tangentielle V re
y adimensionnées par

la vitesse incidente V in.
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FIG. 3.38 – Influence de la granulométrie du sol impacté sur les prédictions par des simulations en
grandeur réelle des fonctions de répartition des composantes normale V re

z et tangentielle V re
y adimen-

sionnées par la vitesse incidente V in.

sol n’est, dans ce cas, pas déterminante.

3.3.3 Influence de la dégradation locale des propriétés du matériau aux points de contact

Il semble que, pour les essais à échelle réduite réalisés, l’influence de l’attrition et de la fracturation
des pierres constitutives du sol ne soit pas prépondérante. En effet, un modèle numérique ne prennant
pas en compte ces aspects est suffisant pour obtenir une adéquation satisfaisante entre les résultats expé-
rimentaux et les résultats de simulation.

Cependant, dans le cas général, ces phénomènes jouent certainement un rôle non négligeable. Leur
influence est donc étudiée en modifiant le modèle numérique de sol défini au chapitre 2 de façon à
prendre en compte, de façon simplifiée, ces phénomènes.

La dégradation locale des propriétés mécaniques du matériau au voisinage des points de contact
est généralement associée à l’abrasion de la surface de contact au cours du contact. Cependant, cette
dégradation peut également être due à une fracturation locale du matériau au voisinage des points de
contact. Ce mode de fracturation est privilégié lorsque les particules sont de formes irrégulières ou
lorsque le confinement du matériau est non négligeable (Liu et al., 2005).

Le choix est fait de ne pas intégrer la fracturation des particules par les approches de remplace-
ment des particules lorsqu’elles sont fracturées ou de création d’agglomérats de particules par des liens
cohésifs décrites dans la section 1.4.5. En effet, ces approches de modélisation sont généralement as-
sociées à des hypothèse fortes concernant les modes de fracturation telles que l’utilisation du tenseur
des contraintes moyen comme un indicateur de l’état de contraintes au sein de la particule ou la défi-
nition de directions préférentielles de fracturation, par exemple. De plus, l’intégration de ces approches
de modélisation de la fracturation conduit à augmenter de façon importante le temps de calcul. Cette
augmentation n’est pas acceptable dans le cadre de notre étude car il n’est alors pas possible de réaliser
un nombre suffisant de simulations de manière à assurer la représentativité statistique des résultats pour
une temps de calcul raisonnable.
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Afin de prendre en compte de manière simplifiée la dégradation locale des propriétés mécaniques du
matériau au voisinage des points de contact (abrasion, propagation de fissures, fracturation locale...) tout
en limitant l’augmentation du temps de calcul, le modèle de contact est modifié de manière à introduire
une plastification du matériau au niveau des points de contact. L’introduction de cette possibilité de
plastification est privilégiée à l’introduction d’une dissipation visqueuse à la fois car ce comportement
semble plus adapté au matériau rocheux et car il est plus aisé de définir une valeur limite à partir de
laquelle la plastification a lieu.

Modélisation numérique de la dégradation locale des propriétés du matériau

Plusieurs modèles élasto-plastiques de contact sont exposés dans la littérature (Walton et Braun,
1986; Thornton et Ning, 1998; Lim et Stronge, 1999; Bertrand et al., 2006). Ces modèles interviennent
en général seulement sur la composante normale de la force de contact.

Le modèle de contact développé ici est très similaire à la loi développée par Thornton et Ning (1998).
De façon similaire à la loi de contact de Thornton et Ning (1998), la loi de contact développée est
identique à la loi de Hertz-Mindlin (Mindlin et Deresiewicz, 1953) lorsque la force limite correspondant
à la plastification du matériau F lim n’est pas atteinte (Fig. 3.39). Par contre, lorsque cette valeur est
atteinte, une relation linéaire existe entre la force de contact et l’interpénétration des sphères (Fig. 3.39).
La décharge du contact est élastique et suit également la loi de Hertz-Mindlin (Fig. 3.39).

Ainsi, lors de la charge du contact tant que la force limite F lim n’est pas atteinte ou lors de la
décharge du contact quelle que soit la valeur de la force normale Fn, la formulation incrémentale de
la loi de contact est celle de la loi de Hertz-Mindlin (Mindlin et Deresiewicz, 1953). Cette formulation
permet de relier l’incrément de force de contact normal dFn à l’incrément de déplacement normal dun

par la relation :

dFn =
3

2
Kn

√
undun (3.14)

avec :

Kn =
2
√

2R̄pḠ

3(1 − ν̄)
(3.15)

où Kn est la raideur normale dépendant de la moyenne harmonique R̄p des rayons des particules en
contact, de la moyenne arithmétique des modules de cisaillement Ḡ et des coefficients de Poisson ν̄ des
particules en contact.

Par contre, lors de la charge du contact et dès que la valeur F lim est atteinte pour une interpénétration
normale ulim

n , l’incrément de force normale de contact dFn est défini par la relation incrémentale :

dFn = αlim 3

2
Kn

√

ulim
n dun (3.16)

avec,

F lim =
3

2
Kn(ulim

n )3/2 (3.17)

où αlim est un coefficient tel que 0 < αlim ≤ 1.
L’introduction d’un coefficient αlim constitue la majeure différence entre la loi développée et la loi

de Thornton et Ning (1998). Dans la loi de Thornton et Ning (1998), le coefficient αlim est fixé à la
valeur αlim = 1. La dissipation plastique n’est alors calibrée que par l’intermédiaire du paramètre F lim.
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FIG. 3.39 – Relation entre la force normale de contact Fn et l’interpénétration normale au contact un

pour la loi de contact élasto-plastique développée.

Au contraire, dans la loi développée, l’introduction d’un coefficient αlim, tel que 0 < αlim ≤ 1, permet
de calibrer la dissipation plastique par l’intermédiaire de deux paramètres : F lim et αlim.

La seconde différence majeure entre ces deux lois est la définition de la composante tangentielle de la
force de contact. En effet, dans le modèle de Thornton et Ning (1998), la modélisation de la composante
tangentielle de la force de contact n’est pas abordée alors que, pour la loi développée, cette composante
existe et est reliée à la composante normale par la relation définie dans la loi de Hertz-Mindlin (Eq. 2.3).

Par conséquent, lors de la charge ou de la décharge du contact et quelle que soit la valeur de Fn,
la formulation incrémentale de la loi développée permet de relier l’incrément de force tangentiel dF t à
l’incrément de déplacement tangentiel dut et à la force normale Fn par la relation :

dFt = Ktdutξ(Fntanϕ − Ft) (3.18)

avec :

Kt = 2
(3Ḡ2(1 − ν̄)R̄p)

1/3

2 − ν̄
F 1/3

n (3.19)

où ϕ est l’angle de frottement local et Kt est la raideur tangentielle. ξ est la fonction de Heaviside :
ξ(x) = 1 si x > 0 et ξ(x) = 0 si x < 0.

La limite supérieure de la valeur de la force F lim peut être estimée grâce aux essais de rupture par
écrasement de grains réalisés par Marsal (1973). Ces essais ont permis de définir la force moyenne F rupt

conduisant à la rupture d’une pierre de diamètre équivalent d̄ en fonction des propriétés du matériau
rocheux :

F rupt = ηd̄λ (3.20)

où η et λ sont des constantes caractéristiques du matériau considéré. Les essais de Marsal (1973)
fournissent des valeurs moyennes pour η et λ de l’ordre de 100 kg/cmλ et de 1, 5. Etant donné que le
diamètre équivalent5 moyen des particules du modèle numérique de sol est de l’ordre de d̄ = 60 cm,
la force de rupture est d’environ F rupt = 500 kN . Cette valeur constitue une limite supérieure pour la
valeur de F lim.

Cette estimation étant très sommaire, des simulations sont menées pour plusieurs valeurs de la force
F lim de l’ordre de 1x105 N et telles que F lim < F rupt.

5Le diamètre équivalent d’un objet est le diamètre de la sphère de même volume que l’objet considéré.

121



FIG. 3.40 – Influence de la force seuil F lim sur les prédictions par des simulations en grandeur réelle des
fonctions de répartition des composantes normale V re

z et tangentielle V re
y adimensionnées par la vitesse

incidente V in.

Influence de la prise en compte de la dégradation locale des propriétés du matériau

Cette étude est basée sur la comparaison de résultats de simulations menées en utilisant la loi de
contact de Hertz-Mindlin classique et la loi de contact de type Hertz-Mindlin avec dissipation plastique
dans la direction normale définie dans la section précédente.

Pour ces simulations, les paramètres ont été choisis dans l’optique de comparer les résultats obtenus
aux résultats expérimentaux à échelle réduite. Le modèle numérique de sol utilisée pour les simulations a
des caractéristiques identiques à celles du milieu utilisé lors des simulations en grandeur réelle réalisées
dans la section 3.3.26 et sa courbe granulométrique correspond à la granulométrie 2 utilisée lors de ces
essais. Cette courbe granulométrique a été définie dans le chapitre 2 (Fig. 2.2).

Etant donné que l’utilisation de la loi de contact de type Hertz-Mindlin avec dissipation plastique
dans la direction normale augmente considérablement le temps de simulation, les simulations ne sont
menées que pour une vitesse incidente de V in = 15m/s, c’est à dire pour un nombre de Froude corres-
pondant approximativement à celui utilisé lors des essais à échelle réduite. Par contre, différentes valeurs
de la force seuil F lim et du coefficient αlim ont été explorées.

Les simulations mettent tout d’abord clairement en avant que l’introduction d’une dissipation plas-
tique normale influe de manière significative sur la composante normale de la vitesse réfléchie alors que
la composante tangentielle est peu affectée par ce changement (Fig. 3.40, Fig. 3.41).

De plus, dans la configuration explorée, les variations des vitesses réfléchies dues aux variations des
valeurs de la force limite F lim et du coefficient αlim sont du même ordre de grandeur (Fig. 3.41, Fig.
3.40).

Enfin, il est intéressant de noter qu’il est possible de calibrer les paramètres F lim et αlim de la loi
avec dissipation plastique développée de façon à ce que les prédictions du modèle soient en accord avec
les résultats des essais à échelle réduite (3.40 ; Fig. 3.41).

Il est donc possible de calibrer le modèle numérique de manière à reproduire les résultats des essais

6porosité : 0,236 ; H = 12, 5Rm ; loi de contact de Hertz-Mindlin (ρ = 2650 kg/m3, G = 40 GPa, ν = 0.25, ϕ = 30˚).
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FIG. 3.41 – Influence du coefficient αlim sur les prédictions par des simulations en grandeur réelle des
fonctions de répartition des composantes normale V re

z et tangentielle V re
y adimensionnées par la vitesse

incidente V in.

à échelle réduite de deux façons :

– soit en calibrant seulement la porosité du sol (cf. section 3.3.1),
– soit en calibrant les paramètres F lim et αlim de la loi de contact avec dissipation plastique pour

une porosité donnée.

Afin de conserver un modèle numérique le plus simple possible et un temps de calcul raisonnable,
le choix est fait de privilégier une calibration du modèle par l’intermédiaire de la porosité seulement.

3.4 Résumé - Conclusions

La campagne d’essais d’impact à échelle réduite exposée dans ce chapitre a permis de fournir des
résultats intéressants concernant les aspects du rebond du bloc classiquement étudiés dans le contexte de
l’analyse trajectographique. Les résultats d’essais ont, en particulier, mis en évidence la forte variabilité
des coefficients de restitution mesurés en fonction des caractéristiques locales du sol au voisinage du
point d’impact et de l’angle d’incidence.

La comparaison entre les résultats des essais à échelle réduite et les prédictions de simulations à
échelle réduite met en évidence que le modèle numérique permet de prédire de façon satisfaisante le
rebond du bloc suite à une calibration de la porosité du modèle numérique de sol.

Il est également possible d’obtenir une représentativité satisfaisante des résultats d’essais par des
simulations en grandeur réelle en utilisant un critère de similitude simple.

Enfin, la prise en compte de la dégradation locale des propriétés du matériau par l’intermédiaire
d’une loi de contact avec dissipation plastique dans la direction normale permet de prédire de façon
satisfaisante les résultats des essais à échelle réduite pour une porosité donnée.

L’étude comparative menée dans ce chapitre montre donc que l’utilisation du modèle numérique
développé est pertinente pour prédire le rebond de l’impactant. Néanmoins, certaines précautions doivent
être prises.
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Ainsi, certains paramètres du sol doivent être clairement définis. Ces paramètres sont le rapport
entre la taille de l’impactant et la taille des pierres constitutives du sol ainsi que la forme générale des
particules. La connaissance de la granulométrie n’est, dans ce cas, pas déterminante pour assurer la
pertinence du modèle numérique.

Il est également nécessaire de calibrer soit la porosité du modèle numérique de sol soit les paramètres
de la loi de contact avec dissipation plastique pour une porosité donnée. Dans la suite de ce travail, la
calibration de la porosité est privilégiée à l’utilisation d’une loi de contact avec dissipation plastique car
le modèle numérique est alors explicatif des résultats expérimentaux pour un nombre de paramètres plus
réduit et pour un temps de calcul raisonnable.

Dans le chapitre suivant, le modèle numérique de sol est utilisé afin d’étudier en détail l’influence
des conditions cinématiques incidentes et de la taille de l’impactant sur le rebond. Cette étude a pour
objectif principal de mettre en évidence les phénomènes physiques régissant le rebond du bloc pour un
sol donné. La connaissance détaillée des phénomènes physiques régissant l’impact permettra, dans un
second temps, de constituer une base de données de résultats de simulations à partir de laquelle nous
développerons une loi stochastique d’impact.
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Chapitre 4

Phénomènes en jeu au cours de l’impact

4.1 Objectif

La connaissance détaillée des processus physiques associés au rebond du bloc est indispensable pour
définir une loi d’impact représentative de ces processus ainsi que pour interpréter les résultats obtenus à
l’aide de cette loi. L’objectif de ce chapitre est donc d’utiliser le modèle numérique d’impact développé
au chapitre 2 et validé au chapitre 3 pour mettre en évidence les phénomènes physiques en jeu au cours
de l’impact. Le but de cette étude est l’explicitation des causes du rebond du bloc pour un type de sol
donné en fonction de la profondeur du sol, de la taille de l’impactant et des conditions cinématiques
incidentes.

La démarche adoptée est d’étudier, grâce au modèle numérique, les échanges énergétiques ayant
lieu au cours de l’impact pour des conditions d’impact variées. Cette étude permet de mettre à jour
les transferts énergétiques entre l’impactant et le sol ainsi qu’au sein du sol en fonction des conditions
d’impact. L’analyse de ces échanges énergétiques va conduire à l’identification de différents régimes
d’impact ainsi qu’à la caractérisation des phénomènes physiques prépondérants qui leur sont associés.

4.2 Caractéristiques du modèle numérique de sol

En accord avec les résultats du chapitre 3, le modèle numérique utilisé pour cette étude est le modèle
défini au chapitre 2. Ce modèle assure en effet une prédiction pertinente du rebond du bloc pour un
nombre réduit de paramètres explicatifs et pour un temps de calcul raisonnable.

L’étude porte sur l’influence de la profondeur H de l’échantillon, du rayon de l’impactant Rb et des
paramètres cinématiques incidents sur les échanges énergétiques au cours de l’impact. Cette étude est
menée pour un type de sol donné.

La courbe granulométrique du sol utilisé est définie dans la section 2.2.1 (Fig. 2.2). De plus, selon
les critères définis dans la section 2.2.3 (Tab. 2.1), le sol utilisé est dense. Sa porosité est donc de 0,206
lorsque les particules constitutives sont sphériques et de 0,171 lorsqu’il s’agit de clumps. La loi de
contact utilisée est la loi de Hertz-Mindlin. Et, les propriétés mécaniques des particules du sol sont :

– densité de la roche : ρ = 2650 kg/m3,
– module de cisaillement : G = 40 GPa,
– coefficient de Poisson : ν = 0.25,
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– angle de frottement local : ϕ = 30˚.

Dans le cas général, les particules constitutives du sol sont des sphères. Des clumps sont cependant
utilisés dans la section 4.5.4 afin d’apporter un élément de comparaison.

Le protocole de simulation des impacts ainsi que la gamme de variation des paramètres cinématiques
incidents (Tab. 2.3) sont identiques à ceux définis dans le chapitre 2. Les gammes de variation de la
vitesse incidente V in (10 m/s ≤ V in ≤ 25 m/s) et de l’angle d’incidence αin (0˚ ≤ αin ≤ 75˚) sont
explorées dans leur totalité. Au contraire, afin de réduire le nombre de paramètres variables, la vitesse
de rotation incidente est fixée à une valeur nulle : ωin = 0 rad/s. Et, le rapport Rb/Rm entre le rayon
de l’impactant et le rayon moyen des particules du sol est étudié sur une gamme de valeurs allant de 0.3
à 15.

Les transferts énergétiques au cours de l’impact sont étudiés dans le cadre statistique défini dans
la section 2.3.3. Pour chaque jeu de paramètres, une série de N = 100 simulations sera réalisée selon
le protocole défini précédemment. Pour chaque grandeur étudiée, l’exploitation des résultats porte sur
l’analyse de la moyenne des valeurs de cette grandeur dans l’optique d’identifier, grâce à la caractérisa-
tion des transferts énergétiques moyens entre le bloc et le sol, les phénomènes physiques prépondérants
lors de l’impact.

4.3 Définition des grandeurs énergétiques en jeu au cours de l’impact

Cette étude étant basée sur l’analyse des transferts énergétiques entre le sol et l’impactant ainsi
qu’au sein du sol, il est tout d’abord nécessaire de définir de manière détaillée l’ensemble des grandeurs
énergétiques en jeu au cours de l’impact.

Les énergies à déterminer à chaque pas de temps sont :

– l’énergie cinétique de l’impactant Ec,b,
– l’énergie cinétique totale des particules de l’échantillon Ec,s,
– l’énergie potentielle gravitationnelle totale des particules de l’échantillon Ep,s,
– l’énergie de déformation élastique totale Ed,s,
– l’énergie dissipée par frottement depuis le début de la simulation Ef,s.

Ces grandeurs sont définies et calculées à chaque pas de temps de façon à vérifier la conservation de
l’énergie. La conservation de l’énergie au cours de la simulation implique que la somme des énergies en
jeu reste égale à une valeur constante C au cours de la simulation :

Ec,b + Ec,s + Ep,s + Ed,s + Ef,s = C (4.1)

Il est important de noter que, dans le modèle numérique de sol défini dans le chapitre 2, la seule
source de dissipation de l’énergie est le frottement. Ce bilan énergétique n’est donc plus valable si une
dissipation plastique selon la direction normale au contact (cf. section 1.4.3 et 3.3.3) ou une dissipation
visqueuse (cf. section 1.4.3) est introduite dans le modèle numérique suite à la modification de la loi
de contact. Il est alors nécessaire d’ajouter, dans le bilan énergétique (Eq. 4.1), un terme associé à la
dissipation plastique ou visqueuse introduite.

L’énergie cinétique du bloc est définie par la relation :
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Ec,b =
1

2
MbV

2
b (t) +

1

2
Ibω

2
b (t) (4.2)

où Mb est la masse du bloc, Vb(t) est la vitesse du bloc au temps t, Ib est le moment d’inertie du
bloc et ωb(t) est la vitesse de rotation du bloc au temps t.

Les expressions de l’énergie potentielle gravitationnelle des particules de l’échantillon, de l’énergie
cinétique des particules de l’échantillon, de l’énergie dissipée par frottement et de l’ énergie de défor-
mation élastique sont établies pour un domaine (D) composé de Nb(t) particules et de Nc(t) contacts.

Lorsque le domaine (D) correspond à la totalité de l’échantillon de sol, ces expressions permettent
de calculer l’énergie cinétique totale Ec,s, l’énergie potentielle gravitationnelle totale Ep,s, l’énergie de
déformation élastique totale Ed,s et l’énergie dissipée par frottement depuis le début de la simulation
Ef,s.

La relation permettant le calcul de l’énergie potentielle gravitationnelle totale Ep(D) sur un domaine
(D) composé de Nb(t) particules est :

Ep(D) =

Nb(t)
∑

j=1

Mjgyj(t) (4.3)

où Mj est la masse de la j ème particule du domaine (D), g est l’accélération de la pesanteur et yj(t)

est la coordonnée verticale de la j ème particule du domaine (D) au temps t. L’origine de l’axe vertical
(y) est fixée au niveau moyen de la surface de l’échantillon de sol en début de simulation.

L’énergie cinétique totale Ec(D) sur le domaine (D) s’exprime de la manière suivante :

Ec(D) =

Nb(t)
∑

j=1

(
1

2
MjV

2
j (t) +

1

2
Ijω

2
j (t)) (4.4)

où Vj(t) est la vitesse de la j ème particule du domaine (D) au temps t, Ij est le moment d’inertie de
la j ème particule du domaine (D) et ωj(t) est la vitesse de rotation de la j ème particule du domaine (D)

au temps t.

L’hypothèse est faite que l’incrément de déplacement tangentiel dut,j(t) au niveau du j ème contact
du domaine (D) peut être décomposé en une composante élastique due

t,j(t) et une composante plastique
dup

t,j(t) telles que :

dup
t,j(t) = dut,j(t) − due

t,j(t) (4.5)

avec

due
t,j(t) = −dFt,j(t)

Kt
(4.6)

Ainsi, l’énergie Ef (D) dissipée par frottement au niveau de chacun des Nc(t) contacts du domaine
D peut être définie au temps t de façon incrémentale par l’expression :

dEf (D) = −
Nc(t)
∑

j=1

(Ft,j(t)dup
t,j(t)) (4.7)
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De la même manière, l’énergie de déformation élastique Ed(D) associée aux Nc(t) contacts du
domaine D est définie par la relation :

dEd(D) = −
Nc(t)
∑

j=1

(Fn,j(t)dun,j(t) − Ft,j(t)due
t,j(t)) (4.8)

où Fn,j(t) (resp. Ft,j(t)) est la composante normale (resp. tangentielle) de la force de contact as-
sociée au j ème contact du domaine (D) au temps t ; dun,j(t) est l’incrément de déplacement normal
associé au j ème contact du domaine (D) au temps t.

4.4 Echanges énergétiques au cours de l’impact

4.4.1 Echange énergétique initial

L’impact du bloc sur le sol est composé, dans le cas général, d’une succession d’interactions entre
l’impactant et les particules du sol. Chaque interaction est caractérisée par une variation de l’énergie ci-
nétique de l’impactant. Dans l’exemple de la figure 4.1, l’évolution de l’énergie cinétique de l’impactant
au cours du temps met ainsi en évidence deux interactions successives entre l’impactant et le sol.

La phase initiale de l’impact se limite à la première de ces interactions. Cette phase initiale est très
importante car une grande partie de l’énergie cinétique incidente de l’impactant est alors transmise au
sol (Fig. 4.1).

Cependant, même si l’énergie cinétique incidente E in
c du bloc est fortement réduite au cours de cette

phase, l’énergie cinétique Ef
c du bloc à la fin de la phase initiale n’est pas nulle dans le cas général.

L’analyse de la phase initiale porte essentiellement sur l’étude du transfert d’énergie de l’impactant
vers le sol au cours de cette phase. Dans cette optique, l’évolution de la réduction adimensionnelle
d’énergie cinétique du bloc au cours de la phase initiale (E in

c − Ef
c )/Ein

c en fonction des conditions
cinématiques incidentes et de la taille de l’impactant est étudiée. Cette grandeur est le rapport de la
réduction de l’énergie cinétique du bloc au cours de la phase initiale E in

c − Ef
c sur l’énergie cinétique

incidente du bloc Ein
c . La réduction adimensionnelle de l’énergie cinétique du bloc (E in

c − Ef
c )/Ein

c

représente le pourcentage de l’énergie cinétique incidente du bloc transféré au sol au cours de la phase
initiale.

Pour étudier les transferts d’énergie au cours de la phase initiale, il est tout d’abord nécessaire d’ana-
lyser l’énergie dissipée au cours de cette phase. Cette analyse montre que l’énergie dissipée ne joue pas
un rôle prépondérant au cours de cette phase : moins de 1% de l’énergie cinétique incidente est dissipé
quelles que soient les conditions incidentes.

Influence de la vitesse incidente V in

La moyenne de la réduction adimensionnelle de l’énergie cinétique du bloc ((E in
c − Ef

c )/Ein
c ) est

quasiment identique quelle que soit la valeur de la vitesse incidente V in (Fig. 4.2). Le transfert énergé-
tique initial est donc faiblement influencé par la vitesse incidente dans la gamme de vitesse explorée.

La vitesse incidente du bloc est représentative de l’énergie incidente et, par conséquent, de l’intensité
de chargement du sol. Cette vitesse caractérise également la vitesse de chargement du sol. Le transfert
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FIG. 4.1 – Evolution de l’énergie cinétique de l’impactant au cours d’un impact. Cette évolution met en
évidence deux interactions successives entre l’impactant et le sol. La première interaction correspond à
la phase initiale au cours de laquelle une grande partie de l’énergie cinétique incidente de l’impactant
est transmise au sol.
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FIG. 4.2 – Evolution de la réduction adimensionnelle de l’énergie cinétique du bloc au cours de la phase
initiale en fonction de l’angle d’incidence αin pour différentes vitesses incidentes V in (Rb = 1, 33Rm).

énergétique initial du bloc vers le sol est donc peu fonction de l’intensité et de la vitesse de chargement
du sol.

La faible dépendance à l’intensité du chargement est certainement liée au fait que l’énergie dissipée
par frottement est faible quelles que soient les conditions incidentes durant la phase initiale. La faible
dépendance à la vitesse de chargement est, quant à elle, une conséquence de la loi de contact choisie.
Cette loi n’est pas fonction de la vitesse de chargement car aucun amortissement de type visqueux n’est
introduit.

Influence de l’angle d’incidence αin

La moyenne de la réduction adimensionnelle de l’énergie cinétique du bloc ((E in
c − Ef

c )/Ein
c ) lors

de la phase initiale dépend fortement de l’angle d’incidence αin : elle est largement supérieure pour
un impact normal à la surface du sol (αin = 0˚) que pour un impact rasant (αin = 75˚) (Fig. 4.2). Ce
résultat peut être interprété par une étude locale (à l’échelle du contact).

Comme la taille de l’impactant est de l’ordre de grandeur de la taille des particules du sol, les
irrégularités de la topographie de la surface du sol entrainent de fortes variations de l’angle d’impact
local αc lorsque le point d’impact varie (Fig. 4.3). L’importante variabilité de l’angle d’impact local αc

induit une forte variabilité de l’angle d’incidence local αL en fonction du point d’impact (Fig. 4.3).

Par ailleurs, l’angle d’incidence local αL varie en fonction de l’angle d’incidence αin (Fig. 4.4) :
lorsque l’angle d’incidence αin augmente, la moyenne de l’angle d’incidence local αL augmente égale-
ment. Mais, la variabilité des valeurs de αL reste identique car cette variabilité est essentiellement due
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FIG. 4.3 – Définition de l’angle d’impact local αc et de l’angle d’incidence local αL.

aux variations de l’angle d’impact local αc (Fig. 4.4) en fonction de la topographie de la surface du sol.

L’évolution de la moyenne de la réduction adimensionnelle de l’énergie cinétique du bloc (E in
c −

Ef
c )/Ein

c en fonction de l’angle d’incidence αin est une conséquence de la dépendance de (E in
c −

Ef
c )/Ein

c à l’angle d’incidence local αL. En effet, il existe une forte dépendance entre la réduction adi-
mensionnelle de l’énergie cinétique du bloc (E in

c −Ef
c )/Ein

c et l’angle d’incidence local αL (Fig. 4.5).
Cette dépendance est essentiellement due au fait que l’angle αL conditionne la répartition de l’énergie
cinétique incidente entre les composantes normale et tangentielle au contact de la vitesse incidente de
l’impactant.

Si l’angle d’incidence local αL est faible (αL → 0), la composante de la vitesse incidente selon la
direction normale à la surface de contact est prépondérante. Le choc entre l’impactant et la particule du
sol impacté est donc quasiment élastique car aucune dissipation n’est introduite dans la loi de contact
selon la direction normale à la surface de contact. Par conséquent, le transfert de l’énergie cinétique
incidente à la particule du sol impactée est quasi intégral ((E in

c − Ef
c )/Ein

c → 1 - Fig. 4.5).

Au contraire, lorsque la valeur de l’angle d’incidence local αL est importante (αL → ±90˚), la ré-
duction moyenne d’énergie cinétique au cours de l’impact (E in

c − Ef
c )/Ein

c est bien plus faible (Fig.
4.5). Dans ce cas, la composante tangentielle à la surface de contact de la vitesse incidente est prépondé-
rante devant la composante normale à la surface contact. Cela entraîne l’occurence de glissement dès les
premiers instants du contact et favorise la conservation de l’énergie cinétique incidente par l’impactant.

Lorsque la valeur de l’angle d’incidence αin est faible (αin ' 0˚), la moyenne de l’angle d’incidence
local αL est également faible (αL ' 0˚ - Fig. 4.4). Dans la majorité des cas, l’impact est donc normal
et le transfert de l’énergie cinétique incidente à la particule du sol impactée est quasi intégral ce qui
induit que (Ein

c − Ef
c )/Ein

c → 1 (Fig. 4.5). L’augmentation de l’angle d’incidence αin (αin → 75˚)
entraîne une augmentation de la moyenne de l’angle d’incidence local αL (Fig. 4.4) et, par voie de
conséquence, une diminution de la moyenne de la réduction adimensionnelle de l’énergie cinétique du
bloc (Ein

c − Ef
c )/Ein

c (Fig. 4.5). Cela explique le fait que la réduction adimensionnelle de l’énergie
cinétique du bloc (Ein

c − Ef
c )/Ein

c est largement supérieure pour un impact normal à la surface du sol
(αin = 0˚) que pour un impact rasant (αin = 75˚) (Fig. 4.2).
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FIG. 4.4 – Evolution de l’angle d’incidence local αL en fonction de l’angle d’incidence αin.

FIG. 4.5 – Evolution de la réduction adimensionnelle de l’énergie cinétique du bloc au cours de la phase
initiale en fonction angle d’incidence local αL quel que soit l’angle d’incidence αin (Rb = 1, 33Rm).
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FIG. 4.6 – Evolution du rapport V f
n /V in

n en fonction du rapport de taille Rb/Rm.

Influence du rayon de l’impactant Rb

Les résultats de simulation mettent également en exergue la forte influence du rapport Rb/Rm entre
le rayon de l’impactant et le rayon moyen des particules du sol au cours de la phase initiale. Le rapport
de taille Rb/Rm influe non seulement sur la quantité d’énergie transférée (Fig. 4.7) mais aussi sur la
composante V f

n normale à la surface du sol de la vitesse de l’impactant à la fin de la phase initiale (Fig.
4.6).

Si la taille de l’impactant est plus faible que la taille moyenne des particules du sol (Rb/Rm < 1),
la composante normale de la vitesse de l’impactant change, dans la majorité des cas, de sens au cours de
la phase initiale d’interaction. En effet, le rapport entre la vitesse normale V f

n à la fin de la phase initiale
et la vitesse normale V in

n au début de cette phase est négatif en moyenne.

Pour des valeurs intermédiaires du rapport de taille Rb/Rm (1 < Rb/Rm < 3, 5), le même compor-
tement est observé pour les incidences rasantes (αin = 75˚). Au contraire, pour les angles d’incidence
plus faibles, le rapport V f

n /V in
n est positif ce qui signifie que la composante normale de la vitesse de

l’impactant ne change pas de sens.

Pour les rapports de taille les plus grands (Rb/Rm > 3, 5), le signe de la vitesse normale ne change
pas au cours de la phase initiale quelle que soit l’incidence.

Enfin, conformément aux résultats observés dans la section précédente, la réduction adimensionnelle
de l’énergie cinétique du bloc (E in

c −Ef
c )/Ein

c diminue fortement lorsque αin augmente, quel que soit le
rapport de taille Rb/Rm (Fig. 4.7). Cette relation entre le transfert d’énergie cinétique (E in

c −Ef
c )/Ein

c

et l’angle d’incidence αin semble cependant s’atténuer lorsque le rapport de taille Rb/Rm augmente.
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FIG. 4.7 – Evolution de la réduction adimensionnelle de l’énergie cinétique du bloc au cours de la phase
initiale en fonction du rapport de taille Rb/Rm.

Modélisation du transfert d’énergie au cours de la phase initiale

Les transferts énergétiques au cours de la phase initiale peuvent être expliqués par un modèle simple
utilisant la théorie classique du choc - voir par exemple Frémond (1995). Ce modèle rend compte de
l’impact normal d’une particule élastique, modélisant l’impactant, sur une autre particule élastique ini-
tialement à l’arrêt, modélisant la particule du sol impactée. Etant donné la rapidité et l’intensité de la
force d’impact par rapport aux forces en présence avant impact et par rapport à la rigidité des particules
du sol, l’hypothèse est faite que la particule impactée est libre de se mouvoir durant la phase initiale. Ses
conditions d’appui sont libres.

Puisque les particules sont élastiques, l’énergie cinétique est conservée durant la phase initiale d’in-
teraction :

1

2
Mb(V

in
b )2 =

1

2
Mb(V

f
b )2 +

1

2
Mp(V

f
p )2 (4.9)

où V in
b et V f

b sont les vitesses de l’impactant au début et à la fin de la phase initiale d’interaction ;
Mb est la masse de l’impactant ; Mp est la masse de la particule impactée et V f

p est la vitesse de la
particule impactée à la fin de la phase initiale.

La théorie classique du choc permet de définir une relation entre la variation de quantité de mouve-
ment de l’impactant au cours de la phase initiale et l’impulsion Πp→b appliquée par la particule impactée
sur l’impactant :
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Mb(V
in
b − V f

b ) = Πp→b (4.10)

Une relation similaire permet d’exprimer la variation de quantité de mouvement de la particule
impactée en fonction de l’impulsion Πb→p appliquée par l’impactant sur la particule impactée :

−MpV
f
p = Πb→p (4.11)

Le principe d’action-réaction impliquant que Πp→b = −Πb→p, la combinaison des équations 4.10
et 4.11 permet d’exprimer V f

p en fonction de V f
b et V in

b :

V f
p =

Mb

Mp
(V f

b − V in
b ) (4.12)

Par ailleurs, l’équation 4.9 est ré-écrite de façon à exprimer V f
p en fonction de V f

b et V in
b :

(V f
p )2 = −Mb

Mp
((V f

b )2 − (V in
b )2) (4.13)

La combinaison des équations 4.12 et 4.13 conduit à une expression reliant la vitesse V f
b du bloc

après impact à la vitesse V in
b du bloc avant impact en fonction des masses des deux particules en inter-

action :

V f
b

V in
b

=

Mb

Mp
− 1

Mb

Mp
+ 1

(4.14)

En faisant les hypothèses que les deux particules sont de densités égales et que la taille de la particule
impactée est la taille moyenne des particules du sol, le rapport V f

b /V in
b peut s’exprimer en fonction de

Rb et Rm :

V f
b

V in
b

=

R3
b

R3
m

− 1

R3
b

R3
m

+ 1

(4.15)

Cette relation permet d’expliquer le changement de signe de la vitesse normale du bloc lorsque
Rb/Rm < 1 car le rapport V f

b /V in
b est négatif dans ce cas.

La réduction adimensionnelle d’énergie cinétique de l’impactant ∆Ec est définie par :

∆Ec =
(Ein

c − Ef
c )

Ein
c

(4.16)

Si les particules sont de même densité, cette réduction adimensionnelle d’énergie ∆Ec est seulement
fonction de V f

b et de V in
b :

∆Ec = 1 − (
V f

b

V in
b

)2 (4.17)
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FIG. 4.8 – Evolution théorique de la réduction adimensionnelle de l’énergie cinétique du bloc ∆Ec en
fonction du rapport de taille Rb/Rm.

En introduisant l’expression de V f
b /V in

b (Eq. 4.15) dans cette expression, la réduction d’énergie
∆Ec s’écrit :

∆Ec =

4
R3

b

R3
m

(
R3

b

R3
m

+ 1)2
(4.18)

Le tracé de ∆Ec en fonction de Rb/Rm met en avant le fait que, tant que la taille de l’impactant
est inférieure à la taille moyenne des particules du sol, la réduction d’énergie cinétique de l’impactant
augmente quand la taille de l’impactant augmente (Fig. 4.8). Cette dépendance s’inverse si la taille de
l’impactant est supérieure à la taille moyenne des particules du sol.

Ces résultats (Fig. 4.8) sont en accord avec les résultats de simulation (Fig. 4.7). Le modèle simple
développé permet donc d’expliquer de façon qualitative l’influence du rapport de taille Rb/Rm sur les
échanges énergétiques au cours de la phase initiale. Cependant, l’utilisation de ce modèle ne permet
aucune interprétation quant à l’influence de l’angle d’incidence sur les échanges énergétiques car l’hy-
pothèse d’une incidence locale normale est faite.

4.4.2 Propagation d’une onde de compression

Le transfert d’énergie initial du bloc vers le sol est la cause d’une sollicitation dynamique et tran-
sitoire du sol. L’énergie totale du sol Et,s, c’est à dire la somme de l’énergie cinétique totale Ec,s et
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FIG. 4.9 – Evolution de l’énergie du bloc Ec,b, de l’énergie totale du sol Et,s et de l’énergie dissipée au
cours du temps Ef,s.

de l’énergie de déformation totale Ed,s du sol , augmente donc brutalement et fortement dès le premier
contact entre le bloc et le sol (Fig. 4.9).

L’énergie transférée au sol est dissipée progressivement dans le sol à partir du moment où elle est
introduite au sein de l’échantillon (Fig. 4.9). Etant donné les hypothèses associées au modèle numérique,
la dissipation n’est due qu’aux frottements qui ont lieu entre les particules en contact. Le décalage entre
le pic d’énergie cinétique des particules du sol et l’augmentation de l’énergie dissipée au sein du milieu
(Fig. 4.9) confirme que l’énergie est peu dissipée au début de l’interaction entre l’impactant et les parti-
cules du sol, en particulier durant la phase initiale. En effet, dans les premiers instants de l’impact, les
contacts entre particules sont très brefs au voisinage du point d’impact ce qui limite fortement l’énergie
dissipée par frottement.

Il est également intéressant de noter que les fluctuations de l’énergie gravitationnelle totale sont
négligeables devant les autres énergies en jeu car les variations de hauteur des particules au cours des
simulations sont faibles.

De façon à étudier la propagation de l’énergie au sein de l’échantillon de sol durant l’impact, les
énergies définies dans la section 4.3 sont calculées à chaque pas de temps pour la totalité de l’échan-
tillon. Ces énergies sont égalements calculées sur des domaines correspondant à des couronnes de sol
concentriques centrées autour du point d’impact (Fig. 4.10).

Les phénomènes décrits dans cette section ont été observés quelles que soient les conditions ciné-
matiques incidentes du bloc impactant et pour plusieurs échantillons de sol.

Le début de l’interaction entre le bloc et le sol est caractérisé par une augmentation brutale de
l’énergie de déformation totale au sein de l’échantillon (Fig. 4.11). L’énergie transférée au sol est princi-
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FIG. 4.10 – Couronnes concentriques de mesure des énergies au sein de l’échantillon.

palement convertie en énergie de déformation puisque les dissipations énergétiques par frottement sont
très faibles durant la phase initiale d’impact.

Le pic d’énergie de déformation totale du sol est directement suivi par un pic de l’énergie cinétique
totale de l’échantillon au niveau du point d’impact (Fig. 4.11).

La phase initiale se compose donc de deux phases successives :

– une phase de compression associée au pic d’énergie de déformation du sol au voisinage du point
d’impact (Fig. 4.12),

– une phase de restitution associée au pic d’énergie cinétique totale du sol au voisinage du point
d’impact (Fig. 4.13).

L’observation d’un pic de l’énergie cinétique du sol au voisinage du point d’impact montre que le
transfert d’énergie initial induit un mouvement des particules du sol au voisinage du point d’impact. Le
déplacement de ces particules induit lui aussi un déplacement des particules adjacentes ce qui entraine
un pic d’énergie de déformation (Fig. 4.12) ainsi qu’un pic d’énergie cinétique (Fig. 4.13) au niveau de
la couronne de sol adjacente.

Il existe un décalage temporel entre les pics d’énergie observés au niveau de deux couronnes ad-
jacentes. Ce décalage temporel est caractéristique de la propagation d’une onde de compression. Ce
phénomène a déjà été observé et expliqué sur la base de développements expérimentaux, numériques et
analytiques pour une colonne de billes (Coste et Falcon, 1997; Campbell, 2003) ainsi que pour un milieu
bi-dimensionnel (Sadd et al., 1997; Hostler et Brennen, 2005; Somfai et al., 2005).

La vitesse de propagation de l’onde de compression peut être évaluée en mesurant le décalage tem-
porel ∆t entre les pics d’énergie observés au niveau de deux couronnes adjacentes (Fig. 4.14). En effet,
l’onde de compression parcourt une distance dc correspondant à la distance entre les diamètres internes
des couronnes adjacentes durant le temps ∆t. La vitesse de propagation de l’onde c est donc approxi-
mativement le rapport de la distance dc sur le temps ∆t : c = dc/∆t. Bien que la vitesse de propagation
varie fortement en fonction de la configuration du sol au voisinage du point d’impact et des conditions
cinématiques incidentes du bloc, les valeurs trouvées sont toujours de l’ordre de 1000 m/s.

Le passage de l’onde de compression au niveau d’une couronne s’accompagne d’une chute signifi-
cative du nombre de coordination Nc au sein de la couronne considérée (Fig. 4.15). Ce phénomène a lui
aussi été décrit pour des colonnes de billes (Campbell, 2003) et des milieux bi-dimensionnels (Hostler
et Brennen, 2005). Cette chute du nombre de coordination est due au fait que, comme la force appliquée
sur les particules au passage de l’onde est bien plus grande que les forces entre particules du sol avant
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FIG. 4.11 – Pic d’énergie de déformation totale du sol Ed,s et d’énergie cinétique totale du sol Ec,s.

FIG. 4.12 – Décalage temporel des pics d’énergie de déformation du sol observés au niveau de deux
couronnes concentriques.
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FIG. 4.13 – Décalage temporel des pics d’énergie cinétique du sol observés au niveau de deux couronnes
concentriques.

FIG. 4.14 – Décalage temporel des pics d’énergie cinétique du sol observés au niveau de quatre cou-
ronnes concentriques.
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FIG. 4.15 – Evolution du nombre de coordination Nc au sein de 4 couronnes concentriques au cours du
temps.

impact, l’introduction de cette force perturbatrice entraine une réorganisation totale du réseau de forces.

Avant le passage de l’onde de compression, le sol est en équilibre et le réseau de forces de contact
est composé de deux phases : une phase forte et une phase faible (Radjai et al., 1998). Un contact fait
partie de la phase forte si la force de contact qui lui est associée est supérieure à la force moyenne de
contact au sein de l’échantillon. Dans le cas contraire, le contact fait partie de la phase faible.

Au début de l’interaction entre le sol et le bloc, la phase forte est brusquement concentrée au niveau
de la zone d’impact puisque la force perturbatrice est bien plus grande que les forces de contact au
sein du sol. Lors de la propagation de l’onde de compression, les forces de contact au niveau du front
de l’onde de compression sont grandes par rapport aux forces en tout autre lieu de l’échantillon (Fig.
4.16). La phase forte est donc concentrée au niveau du front d’onde. De plus, le passage de l’onde de
compression entraine l’ouverture des contacts (Campbell, 2003) ce qui induit une forte chute du nombre
de coordination juste après le passage de l’onde.

La localisation de la phase forte au niveau du front d’onde et la forte chute du nombre de coordination
au passage de l’onde sont une preuve de la fluidisation du sol suite au passage de l’onde de compression.
Après propagation de l’onde, la fluidisation du milieu persiste, en général, durant un laps de temps
plus long que la durée de l’impact. Il est néanmoins important de noter que la fluidisation du milieu
au passage de l’onde est plus marquée dans les simulations que dans la réalité car, dans le modèle
numérique, certaines sources de dissipation sont omises. Dans les cas réels, l’énergie est également
dissipée par attrition des contacts, propagation de fissures et fracturation des particules.
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FIG. 4.16 – Propagation de l’onde de compression (les forces de contact sont représentées par des traits
noirs ayant une épaisseur fonction de leur intensité).

4.4.3 Influence des conditions aux limites

En pratique, étant donné que le sol n’est pas infini, le rebond de l’impactant est fortement influencé
par la présence d’un substratum au dessous de l’éboulis impacté. Le modèle numérique considéré permet
l’étude de l’influence de la présence d’un substratum rigide sous l’échantillon de sol car le substratum
peut être modélisé par la paroi inférieure de l’échantillon de sol.

Le déplacement de l’onde de compression de la surface du sol vers le fond de l’échantillon est
clairement identifiable. Au contraire, une fois que l’onde a atteint le fond de l’échantillon, les transferts
énergétiques au sein de l’échantillon sont plus difficiles à identifier car le milieu est fortement fluidisé.
Cependant, l’influence de la réflexion de l’énergie sur le fond de l’échantillon peut être évaluée par une
méthode indirecte.

Les effets de la réflexion d’énergie sur le fond sont mis en évidence en comparant l’impact du bloc
dans les mêmes conditions sur un échantillon avec et sans paroi inférieure. L’état initial de l’échantillon
de sol sans paroi inférieure est exactement le même que celui de l’échantillon avec paroi inférieure sauf
que le fond de l’échantillon est supprimé au début de la simulation d’impact. La seule différence entre
les deux simulations est la présence du fond de l’échantillon.

Compte tenu de la brièveté du phénomène, la propagation de l’onde de compression vers le bas de
l’échantillon n’est pas altérée par la chute des particules du sol vers le bas due à l’absence de fond. Ainsi,
cet artefact permet de simuler, pour une temps de calcul raisonnable, le cas d’un impact sur un milieu
semi-infini, sans devoir introduire un nombre très élevé de particules lié à une hauteur de l’échantillon
très grande.

Pour une hauteur d’échantillon donnée, la suppression du fond a une influence très différente en
fonction du rapport de taille Rb/Rm (Fig. 4.17). Si Rb/Rm < 2, la suppression du fond de l’échantillon
n’entraîne pas de changements significatifs sur l’énergie cinétique réfléchie E re

c . Par contre, si Rb/Rm >

2, l’énergie cinétique réfléchie est bien plus faible si le fond est supprimé.

Cela montre que, si la taille de l’impactant est faible, la réflexion d’énergie sur le fond de l’échan-
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FIG. 4.17 – Evolution du rapport moyen de l’énergie cinétique réfléchie sur l’énergie cinétique incidente
Ere

c /Ein
c en fonction du rapport de taille Rb/Rm pour des échantillons avec et sans paroi de fond

(V in = 20 m/s, αin = 45˚, ωin = 0 rad/s, H/Rm = 25).
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FIG. 4.18 – Aller-retour de l’onde de compression au sein de l’échantillon.

tillon influe très peu sur le rebond de l’impactant. Lorsque la taille de l’impactant augmente, l’influence
de la réflexion d’énergie sur le fond augmente jusqu’à être prépondérante pour les grandes tailles d’im-
pactants.

Cela s’explique par le fait que, si la taille de l’impactant est assez grande et si la réflexion d’énergie
sur le fond est possible, un second échange énergétique entre le sol et l’impactant peut entraîner une
augmentation de l’énergie réfléchie de l’impactant après aller-retour de l’onde de compression au sein
de l’échantillon (Fig. 4.18). Ainsi, l’influence du fond de l’échantillon n’est plus négligeable si l’onde de
compression peut atteindre à nouveau le point d’impact avant la fin du contact entre le sol et l’impactant.

Pour des faibles tailles d’impactant (Rb/Rm < 1), le second échange énergétique n’est pas possible
car la durée de l’impact est plus courte que le temps d’aller-retour de l’onde au sein de l’échantillon. Le
rebond de l’impactant n’est alors dû qu’à l’échange énergétique initial entre le sol et le bloc puisque,
comme le montre la figure 4.6, la vitesse normale de l’impactant s’inverse au cours de la phase initiale
dans ce cas.

Si 1 < Rb/Rm < 2, la suppression du fond de l’échantillon n’influe que très faiblement sur l’éner-
gie réfléchie de l’impactant. Dans ce cas, comme l’existence d’une phase forte de contact permet le
développement d’"effets d’arche" au sein de l’échantillon, la rigidité du milieu au voisinage du point
d’impact est suffisante pour assurer le rebond du bloc.

Par contre, si la taille de l’impactant est grande (Rb/Rm > 2), le rebond du bloc n’est possible que
si la paroi du fond est présente ce qui montre que le rebond est essentiellement dû au second échange
énergétique du sol vers le bloc.

Cette étude montre donc clairement que l’influence des conditions aux limites et de la taille de
l’impactant sont liées. Une étude conjointe de ces deux paramètres est donc indispensable.

4.5 Conditions d’existence du rebond

Les résultats de la section précédente montrent clairement que le rebond de l’impactant dépend à la
fois de l’échange énergétique initial entre le bloc et le sol, de la propagation de l’onde de compression
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au sein de l’échantillon et de la réflexion de cette onde sur le fond de l’échantillon.

Une investigation détaillée est donc menée dans cette section, conduisant à caractériser différents ré-
gimes d’impact et à définir leur domaine de validité en fonction des conditions cinématiques incidentes,
de la taille de l’impactant et de la profondeur de l’échantillon de sol. Le but de cette étude est la défi-
nition de domaines d’existence du rebond en fonction des conditions incidentes quelles que soient les
conditions locales d’impact.

L’influence de la vitesse de rotation incidente ωin n’est pas explorée dans cette étude de façon à
limiter le nombre de paramètres variables (ωin = 0 rad/s). La vitesse incidente V in est comprise entre
5 m/s et 40 m/s. L’angle d’incidence αin varie de 0˚ à 75˚. Le rapport de taille Rb/Rm est étudié sur
une gamme de valeurs allant de 0.3 à 15. Et, la hauteur H est comprise entre 5Rm et 25Rm.

La variabilité de la réponse du sol est explorée en effectuant une série d’impacts dans les mêmes
conditions en N = 100 points d’impact différents de façon à assurer la représentativité statistique des
résultats (cf. section 2.3.3). Quel que soit le jeu de paramètres étudié, les mêmes points d’impact sont
utilisés de façon à réduire au maximum les effets de la configuration locale des particules sur les résultats.

4.5.1 Définition d’un critère global de rebond

Pour un point d’impact donné, l’existence du rebond est définie comme étant l’occurrence d’un chan-
gement de signe de la composante normale de la vitesse de l’impactant. Dans l’optique de s’affranchir
de l’effet des conditions locales d’impact, un critère global de rebond ne dépendant pas de la configu-
ration locale du sol au voisinage du point d’impact est également défini pour un jeu de paramètres de
simulation (H , Rb, V in, αin).

Si, pour un jeu de paramètres (H , Rb, V in, αin), un pourcentage supérieur à une valeur seuil S des
simulations réalisées donne lieu à un rebond du bloc, alors, le jeu de paramètres (H , Rb, V in, αin) est
associé à l’existence du rebond du bloc. Dans le cas contraire, le jeu de paramètres (H , Rb, V in, αin)
est associé à l’arrêt du bloc. La figure 4.19 permet d’illustrer la définition du critère global de rebond
choisie, pour un rapport de taille Rb/Rm variable, pour H , V in et αin fixes et pour une valeur seuil
S = 75%.

4.5.2 Diagramme d’existence du rebond de l’impactant

La définition d’un critère global d’existence du rebond de l’impactant permet d’associer chaque
jeu de paramètre (H , Rb, V in, αin) à l’arrêt ou au rebond de l’impactant. L’ensemble des jeux de
valeurs (H∗, R∗

b , V in∗, αin∗) pour lesquels exactement S% des simulations donnent lieu à un rebond de
l’impactant constitue une surface délimitant le domaine d’arrêt et le domaine de rebond dans l’espace
(H , Rb, V in, αin).

La représentation de cette surface est, pour des conditions cinématiques incidentes données (V in∗,
αin∗), une courbe d’équation H∗ = f(R∗

b), délimitant le domaine d’arrêt et le domaine de rebond dans
le sous-espace associé (H , Rb) (Fig. 4.20). Le domaine de rebond ′R′ est situé au dessous cette courbe
alors que le domaine d’arrêt ′A′ est au-dessus de celle-ci.

Quelles que soient les conditions cinématiques incidentes (V in∗, αin∗), la courbe délimitant le do-
maine ′R′ et le domaine ′A′ (Fig. 4.20) passe par un minimum correspondant au couple de valeurs
(H∗

min, R∗

min). Cette courbe est aussi systématiquement caractérisée par une asymptote verticale d’équa-
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FIG. 4.19 – Définition d’un critère global de rebond pour Rb/Rm variable,(H , V in, αin) fixes et S =
75%.

FIG. 4.20 – Diagramme d’existence du rebond de l’impactant (V in = 40 m/s, αin = 45˚, S = 75%).
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FIG. 4.21 – Définition des trois régimes d’impact.

tion R∗

b/Rm = R∗

crit/Rm. Si la taille de l’impactant est inférieure à R∗

crit, le rebond est observé quelle
que soit la profondeur H de l’échantillon de sol.

Trois régimes d’impact peuvent être définis sur la base de ces résultats (Fig. 4.21). Le premier ré-
gime d’impact correspond au cas où R∗

b < R∗

crit. Dans ce régime d’impact, l’impactant rebondit sur
le sol quelles que soient les conditions d’impact. Le second régime d’impact est défini par des tailles
d’impactant telles que R∗

crit < R∗

b < R∗

min. Ce régime est caractérisé par une décroissance de la courbe
d’équation H∗ = f(R∗

b). Enfin, le troisième régime d’impact est associé aux tailles d’impactant telles
que R∗

b > R∗

min. Contrairement au second régime, le troisième régime d’impact est caractérisé par une
croissance de la courbe délimitant les domaines ′R′ et ′A′. Il est important de noter que, pour le se-
cond et le troisième régime d’impact, le rebond n’est observé, pour Rb donné, que pour des profondeurs
d’échantillon inférieures à H∗.

La présence d’une valeur asymptotique R∗

crit peut être mise en évidence en utilisant le modèle défini
dans la section 4.4.1. L’équation 4.15 montre que, pour des tailles d’impactant correspondant approxi-
mativement au domaine de validité du premier régime d’impact (Rb/Rm < 1), la composante normale
de la vitesse de l’impactant s’inverse systématiquement durant la phase initiale d’impact. Donc, quelle
que soient les conditions initiales (en particulier, quelle que soit la profondeur H de l’échantillon), le
rebond existe si le rayon de l’impactant est inférieur à une valeur critique (Rb < Rm).

Au contraire, pour le second et le troisième régime d’impact, l’échange énergétique initial entre
le sol et le bloc ne conduit pas directement au rebond. L’impactant continue de pénétrer dans le sol
après la phase initiale. L’énergie cinétique est par conséquent transférée progressivement au sol par
une succession d’interactions entre l’impactant et les particules du sol. Ces interactions successives
entrainent la propagation d’ondes de compression successives au sein du milieu. Le rebond n’est alors
possible que si un second transfert énergétique s’opère des particules du sol vers l’impactant.
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FIG. 4.22 – Cône de propagation de l’onde compression au cours de l’aller-retour de l’onde.

4.5.3 Modèle explicatif des conditions d’existence du rebond du bloc

Un modèle explicatif de l’occurence de rebond est développé en 2D pour des tailles d’impactant
correspondant au deuxième ou au troisième régime d’impact. Ce modèle se base sur le fait que le rebond
est alors dû à un second échange énergétique des particules du sol vers l’impactant.

Définition du modèle

On considère, en première approximation, que la totalité de l’énergie cinétique incidente est transfé-
rée au sol lors de l’échange énergétique initial. L’énergie initialement transférée au milieu est donc égale
à l’énergie cinétique incidente de l’impactant.

La courbe délimitant le domaine de rebond ′R′ et le domaine d’arrêt ′A′ dans le sous-espace (Rb,H)
correspond au cas où l’énergie initialement transférée au sol, c’est à dire l’énergie cinétique incidente
Ein

c , est exactement égale à l’énergie dissipée Ediss au sein de l’échantillon durant l’aller-retour de
l’onde de compression (Ein

c = Ediss). En effet, si l’énergie dissipée est inférieure à l’énergie initialement
transmise, un second échange énergétique peut avoir lieu ce qui entraine le rebond de l’impactant. Dans
le cas contraire, l’impactant s’arrête car l’énergie transférée initialement a été intégralement dissipée.

En 2D, l’énergie cinétique incidente de l’impactant E in
c est reliée à la taille de l’impactant par la

relation : Ein
c = aR2

b où a =
π

2
ρ(V in)2 est une valeur constante.

Au cours de la propagation de l’onde de compression, l’énergie est transférée le long des chaines
de forces de contact et la dissipation d’énergie a lieu au niveau des points de contact. L’énergie totale
dissipée au cours de l’aller-retour de l’onde de compression est donc reliée au nombre de contacts char-
gés au passage de l’onde. Une analyse qualitative des simulations met en évidence que la majorité des
chaînes de contact chargées durant la propagation de l’onde est localisée à l’intérieur d’un cône situé
sous l’impactant. Le nombre de contacts chargés dépend donc de l’aire du cône ainsi défini (Fig. 4.22).
Cette aire est estimée sur la base de considérations géométriques simples.

Comme le montre la figure 4.23, l’ouverture du cône initiallement chargée λ inclue tous les points
de contact potentiels entre l’impactant la surface du sol. Le paramètre λ dépend fortement du rayon de
l’impactant Rb et de la configuration locale des particules du sol (Fig. 4.23). La relation la plus simple
permettant de traduire ces deux influences est (Fig. 4.24) : λ = 2(Rb−βRm). Le paramètre β appartient
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FIG. 4.23 – Influence de la configuration locale des particules du sol sur le paramètre λ.

FIG. 4.24 – Caractérisation géométrique de la surface chargée λ .
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au domaine de variation[0,
Rb

Rm
[ et rend compte de manière simplifiée de la variabilité de la configuration

locale des particules du sol.

Les particules du sol chargées durant la propagation et la réflexion de l’onde sont situées à l’intérieur
d’un "cône tronqué". L’ouverture supérieure du cône est égale à λ et son angle caractéristique est fixé à
une valeur constante γ (Fig. 4.22). La hauteur de ce cône est 2H − δ car l’onde parcourt une distance H

durant la propagation vers le fond de l’échantillon alors que, lors du retour vers l’impactant, l’onde ne
doit parcourir qu’une distance H − δ où δ est la pénétration maximale de l’impactant dans le sol (Fig.
4.22).

L’aire Ac de ce cône est donc :

Ac = 2(2H − δ)(Rb − βRm) + (2H − δ)2 tan γ (4.19)

La définition d’une expression pertinente permettant de relier l’énergie dissipée au cours d’un contact
en fonction de sa localisation et de la force de contact est une tâche difficile. Néanmoins, comme le mo-
dèle développé a pour but la mise en évidence des phénomènes physiques prépondérants, le choix d’une
expression la plus simple possible est retenu. On suppose donc que l’énergie dissipée est la même quel
que soit le contact considéré. L’énergie totale dissipée Ediss est donc proportionnelle au nombre de
contacts chargés et, par conséquent, à l’aire Ac du cône de propagation :

Ediss = b[2(2H − δ)(Rb − βRm) + (2H − δ)2 tan γ] (4.20)

où b est un paramètre constant.

L’égalité entre l’énergie cinétique incidente et l’énergie dissipée (E in
c = Ediss) conduit à l’équation :

(2H − δ)2b tan γ + (2H − δ)2b(Rb − βRm) − aR2
b = 0 (4.21)

Si on considère la variable (2H−δ), l’équation 4.21 est un polynôme d’ordre 2. La solution positive
de cette équation peut s’exprimer sous la forme :

H∗

Rm
=

δ∗

2Rm
+

1

2 tan γ
(
R∗

b

Rm
− β)(

√

√

√

√

√

√

√

1 +
a tan γ

b

(
R∗

b

Rm
)2

(
R∗

b

Rm
− β)2

− 1) (4.22)

Cette expression est de la forme :
H∗

Rm
= f(

R∗

b

Rm
) (4.23)

avec

f(x) =
δ∗

2Rm
+

1

2 tan γ
(x − β)(

√

1 +
a tan γ

b

x2

(x − β)2
− 1). (4.24)

Le domaine de définition de f est
R∗

b

Rm
∈]β,∞[.

Si
R∗

b

Rm
→ β, la solution (Eq. 4.22) tend vers une valeur finie :
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FIG. 4.25 – Courbe caractéristique de la fonction f (a = 2x105,b = 5x104,β = 1,γ = 0, 2˚).

H∗

Rm
=

1

2

√

a

b tan γ
β +

δ∗

2Rm
(4.25)

Et, si
R∗

b

Rm
>> β, un développement en série entière permet d’obtenir une expression réduite de la

fonction f :

H∗

Rm
=

1

4

√

a

b tan γ

R∗

b

Rm
+

δ∗

2Rm
(4.26)

La courbe (Fig. 4.25) caractéristique de la fonction f pour
R∗

b

Rm
∈]β,∞[ est fortement similaire à

la courbe de délimitation des domaines de rebond et d’arrêt de l’impactant obtenue par traitement des
résultats de simulation (Fig. 4.20).

Tout d’abord, une asymptote oblique existe lorsque
R∗

b

Rm
→ ∞ et la courbe passe par une valeur

minimale.

Par contre, dans le cas général, il n’existe pas d’asymptote verticale pour les faibles valeurs de
R∗

b

Rm
.

Cependant, la valeur limite définie pour
R∗

b

Rm
→ β (Eq. 4.25) dépend fortement du paramètre γ. Cette

valeur tend vers l’infini pour les faibles valeurs de γ. Par conséquent, si l’onde de compression est très
directionnelle (γ → 0), une asymptote verticale existe.
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FIG. 4.26 – Evolution de la courbe caractéristique de la fonction f en fonction de a (b = 5x104,β =
1,γ = 0, 2˚).

Analyse critique du modèle

Il est intéressant de noter que l’augmentation du paramètre a associé à l’énergie cinétique incidente
entraine une augmentation de la hauteur limite H ∗ permettant le rebond pour un rayon donné de l’im-
pactant (Fig. 4.26). Au contraire, l’augmentation du paramètre b associé à l’énergie dissipée induit une
diminution de la hauteur H∗ (Fig. 4.27). Enfin, les paramètres β et γ étant aussi associés à l’énergie
dissipée, leur augmentation donne aussi lieu à une diminution de la hauteur H ∗ (Fig. 4.28, Fig. 4.29).

Pour le troisième régime d’impact, d’autres paramètres entrent également en jeu. En particulier, la
pénétration de l’impactant dans le milieu devient très importante. En effet, l’importante énergie cinétique
incidente entraine une grande déformation du milieu impacté ce qui a pour conséquence une pénétration
substantielle de l’impactant. Dans ce cas, les processus frictionnels de dissipation de l’énergie ne sont
plus suffisants pour dissiper la totalité de l’énergie incidente.

Pour une profondeur d’échantillon H∗ donnée, la profondeur de pénétration atteint une valeur limite
δlim lorsque le rayon de l’impactant augmente (Fig. 4.30). Le rebond du bloc n’est alors possible que
si l’épaisseur de la couche compactée de sol située sous l’impactant atteint une valeur hc = H∗ − δlim

fonction de l’épaisseur de l’échantillon de sol H .

Considérons l’exemple (Fig. 4.31) pour lequel la hauteur de l’échantillon est fixée H ∗ = 12, 5Rm.
Pour cette hauteur là, la pénétration de l’impactant est très faible lorsque Rb/Rm < 4 (Fig. 4.31).
Dans ce cas, on observe le rebond de l’impactant soit suite au transfert énergétique initial soit suite à
l’aller-retour de l’onde de compression (premier et second régimes d’impact). Au contraire, lorsque 4 <

Rb/Rm < 11, l’impactant ne rebondit pas sur le sol et la pénétration de l’impactant augmente fortement
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FIG. 4.27 – Evolution de la courbe caractéristique de la fonction f en fonction de b (a = 2x105,β =
1,γ = 0, 2˚).

FIG. 4.28 – Evolution de la courbe caractéristique de la fonction f en fonction de β (a = 2x105 ,b =
5x104,γ = 0, 2˚).
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FIG. 4.29 – Evolution de la courbe caractéristique de la fonction f en fonction de γ (a = 2x105,b =
5x104,β = 1).

lorsque Rb/Rm augmente (Fig. 4.31). Enfin, dès que Rb/Rm > 11, la pénétration de l’impactant atteint
une valeur limite δlim = 7, 5Rm et le rebond de l’impactant est à nouveau observé. Dans ce cas, le
rebond du bloc est possible car l’épaisseur limite hc = H∗ − δlim = 5Rm de la couche compactée
nécessaire à l’existence du rebond est atteinte. Lorsque la valeur limite hc est atteinte, la compacité de
la couche de sol sous l’impactant est assez importante pour assurer le développement de chaines de
forces stables au sein desquelles des forces dans la direction normale au contact peuvent se développer
et contribuer au rebond de l’impactant.

Il est enfin intéressant de noter que l’évolution de l’épaisseur limite hc de la couche compactée
indispensable à l’obtention d’un rebond évolue en fonction de la profondeur de l’échantillon de sol H ∗

(Fig. 4.32) : lorsque la profondeur de l’échantillon augmente, l’épaisseur limite hc augmente également.

FIG. 4.30 – Pénétration maximale du bloc : définition de δlim et hc.
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FIG. 4.31 – Evolution de la pénétration de l’impactant δ en fonction du rayon de l’impactant Rb

pour une profondeur de l’échantillon de sol de H ∗/Rm = 12.5 (V in = 40 m/s, αin = 45˚). Pour
H∗/Rm = 12.5, le diagramme d’existence du rebond met en évidence que, lorsque Rb augmente, on
observe successivement une phase de rebond, une phase d’arrêt et une phase de rebond de l’impactant.
La seconde phase de rebond de l’impactant correspond à la formation d’une couche compacte de sol
d’épaisseur hc = H∗ − δlim = 5Rm sous l’impactant.
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FIG. 4.32 – Evolution de l’épaisseur limite hc de la couche compactée de sol nécessaire à l’existence du
rebond en fonction de la profondeur de l’échantillon H ∗ (V in = 40 m/s, αin = 45˚).

4.5.4 Influence de V
in, α

in et de la forme des particules sur l’existence du rebond

Développer un modèle théorique prenant en compte l’influence de l’ensemble des paramètres inter-
venant au cours du rebond de l’impactant est totalement illusoire. L’influence des principaux paramètres
de la simulation (V in, αin, forme des particules) sur l’existence du rebond est donc explorée par l’inter-
médiaire d’une étude paramétrique.

Les simulations montrent que, lorsque l’énergie cinétique incidente devient grande, c’est à dire pour
les grandes tailles d’impactant, les forces de contact ainsi que les interpénétrations entre particules en
contact atteignent des valeurs importantes correspondant aux limites de validité des méthodes aux élé-
ments discrets. Les interprétations faites à partir des simulations se baseront donc essentiellement sur
les résultats obtenus pour des tailles d’impactant vérifiant Rb/Rm < 6.

L’étude paramétrique met tout d’abord en évidence que le paramètre R∗

crit (Fig. 4.21) est fortement
influencé par la vitesse incidente V in : R∗

crit augmente lorsque V in augmente (Fig. 4.33). Au contraire,
l’influence de la vitesse incidente sur le couple (R∗

min, H∗

min) caractérisant le minimum de la courbe est
très faible au vu de la précision du tracé de la courbe (Fig. 4.34).

L’influence de la vitesse incidente V in sur R∗

crit peut être expliquée par la relation liant la vitesse
incidente et la force de contact lors de l’échange énergétique initial. En effet, le paramètre R∗

crit étant
la limite supérieure du premier régime d’impact, R∗

crit est la taille de l’impactant le plus grand pouvant
directement rebondir lors de la phase initiale.

Par ailleurs, il existe un relation théorique (Wolf, 1996) permettant de relier, pour la loi de Hertz-
Mindlin notamment, la force maximale Fn,max selon la direction normale au contact entre l’impactant
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FIG. 4.33 – Evolution de R∗

crit en fonction de la vitesse incidente V in et de l’angle d’incidence αin.

et le sol lors de la phase initiale et la vitesse incidente V in
n dans la direction normale au contact (Wolf,

1996) :

Fn,max ∼ K2/5
n R

3/5
b (V in

n )6/5 (4.27)

L’équation 4.27 montre que, durant la phase initiale, la force maximum d’interpénétration entre
l’impactant et la particule du sol impactée varie de la même manière que la composante normale au
contact de la vitesse incidente. Comme V in

n et V in sont reliées par l’intermédiaire de l’angle d’incidence
local αL (Fig. 4.3), Fn,max et V in varient eux aussi de la même manière. Par conséquent, lorsque la
vitesse incidente V in augmente, la force Fn,max augmente elle aussi.

Comme la force maximale appliquée sur l’impactant augmente lorsque la vitesse incidente V in

augmente, cela laisse la possibilité à une particule plus grosse d’être propulsée vers le haut, c’est à dire
de rebondir. Cela revient à dire que R∗

crit augmente lorsque V in augmente (Fig. 4.33).

Enfin, les résultats montrent que l’influence de la forme des particules sur le diagramme d’existence
du rebond est importante. En effet, comme un sol composé de particules élancées a une porosité plus
faible qu’un sol composé de particules sphériques pour une granulométrie et un processus de déposition
donnés (cf. 2.2.3), il y a moins de possibilités de réarrangement des particules au cours de l’impact pour
un sol composé de particules élancées. L’énergie dissipée au sein de ce type de milieu est donc plus
faible ce qui est confirmé par les valeurs plus fortes de H ∗

min obtenues pour ce type de sol (Fig. 4.35).
Au contraire, les valeurs de R∗

crit sont approximativement les mêmes pour les deux types de sol car
cette valeur est essentiellement fonction de la taille moyenne (cf. Eq. 4.15) des particules du sol qui est
équivalente pour les deux sols.
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FIG. 4.34 – Evolution du diagramme d’existence du rebond en fonction de la vitesse incidente V in

(αin = 45˚).

FIG. 4.35 – Evolution du diagramme d’existence du rebond en fonction de la forme des particules du
sol (V in = 20 m/s, αin = 45˚).
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4.6 Résumé - Conclusions

L’étude des phénomènes physiques en jeu au cours de l’impact montre tout d’abord que l’interaction
entre l’impactant et le sol peut être décomposée en trois phases : le transfert énergétique initial du bloc
vers le sol, la propagation d’une onde de compression du point d’impact vers l’intérieur du sol et, la
réflexion de l’onde de compression sur le substratum. Les simulations numériques mettent aussi en
avant le rôle prépondérant de l’angle local d’incidence, de la profondeur du sol, du rapport de la taille
de l’impactant sur la taille des grains et des paramètres cinématiques incidents.

Sur la base de ces observations, les conditions nécessaires au rebond de l’impactant ont été explorées
suite à la définition d’un critère global de rebond permettant de s’affranchir des effets de la configuration
locale des particules. Ce critère global consiste à associer l’existence du rebond à un jeu de paramètres
(conditions cinématiques incidentes, taille d’impactant, profondeur du sol) lorsque, pour ce jeu de para-
mètres, un pourcentage supérieur à une valeur seuil (S %) des simulations réalisées en différents points
d’impact donnent lieu à un rebond de l’impactant. Cette étude a permis la détermination d’un domaine
d’existence du rebond fonction de la vitesse incidente, de l’angle d’incidence, de la taille de l’impactant
et de la profondeur du sol.

Pour des conditions cinématiques incidentes données (V in et αin fixés), le diagramme d’existence
du rebond délimitant les domaines d’arrêt et de rebond de l’impactant met en évidence trois régimes
d’impact. Le premier régime d’impact correspond aux faibles tailles d’impactant (Rb/Rm ≤ 1). Dans
ce cas, le rebond de l’impactant est essentiellement conditionné par le transfert énergétique initial. Le
second régime d’impact est associé aux tailles d’impactant intermédiaires (1 < Rb/Rm ≤ 6). Le rebond
de l’impactant est dans ce cas la conséquence d’un second transfert d’énergie du sol vers le bloc après
aller-retour de l’onde de compression au sein du milieu. Cet apport d’énergie n’est possible que si
la totalité de l’énergie cinétique incidente de l’impactant n’est pas dissipée lors de l’aller-retour de
l’onde de compression. Enfin, le troisième régime d’impact correspond aux grandes tailles d’impactant
(Rb/Rm > 6). La pénétration de l’impactant dans le sol devient alors significative et le rebond est le
résultat de l’interaction entre l’impactant et une fine couche de sol compacte.

Bien que les résultats obtenus mettent clairement en évidence l’existence de trois régimes d’impact,
l’existence de ces trois régimes dans les cas réels reste à confirmer. En effet, les différences entre la
modélisation 2D et la réalité 3D sont nombreuses. Dans les cas réels, les réarrangements de particules
sont certainement plus nombreux lors de l’impact ce qui déplace les limites entre les régimes d’impact.
En particulier, le domaine correspondant au second régime doit être fortement réduit car ce régime est
essentiellement lié à la possibilité de propagation d’une onde de compression de long des chaines de
force sans réarrangements importants des particules. En outre, pour les grandes tailles d’impactant, les
transferts énergétiques sont également fonction de la propagation de fissures au sein des particule, de
l’attrition des contacts et de la fracturation des particules. Cependant, les résultats obtenus fournissent
une base de travail permettant de mettre à jour les phénomènes prépondérants en jeu au cours de l’impact.

L’existence de plusieurs régimes d’impact montre clairement qu’il est indispensable de construire,
dans un premier temps, un modèle d’impact valable dans un régime d’impact donné ; puis, d’étudier la
possibilité de généralisation de ce modèle. Dans cette optique, le modèle numérique de sol est utilisé
dans le chapitre suivant pour réaliser une campagne de simulations numériques permettant la définition
d’une loi d’impact stochastique dont la validité sera étudiée en fonction des régimes d’impact.
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Chapitre 5

Loi stochastique d’impact

5.1 Objectif

Dans le contexte de l’analyse trajectographique, la grande variabilité des propriétés du sol et des
conditions incidentes du bloc (Laouafa et Nicot, 2004) ne permettent pas d’envisager une modélisation
déterministe pertinente du rebond.

De façon à s’affranchir de cette difficulté, diverses approches stochastiques de modélisation du re-
bond de l’impactant ont été proposées (Paronuzzi, 1989; Pfeiffer et Bowen, 1989; Dudt et Heidenreich,
2001; Guzzetti et al., 2002; Agliardi et Crosta, 2003; Jaboyedoff et al., 2005; Frattini et al., 2008). Ces
approches sont basées sur une modélisation globale de la variabilité des vitesses réfléchies de l’impac-
tant. Elles ne permettent pas de prendre en compte séparément les différentes sources de variabilité. En
particulier, les variabilités associées, respectivement, aux variations des propriétés locales du sol et des
conditions cinématiques incidentes ne sont pas différenciées.

Le but de ce chapitre est de développer une loi stochastique d’impact capable de différencier les
sources de la variabilité des vitesses réfléchies et de quantifier la variabilité associée à chacune d’entre
elles.

Pour cela, une campagne extensive de simulations numériques est menée dans le but d’obtenir un
nombre important de données pour de nombreuses configurations de propriétés du sol et de conditions
incidentes. L’avantage principal de cette approche numérique est de permettre la constitution de jeux de
données de tailles importantes pour des conditions d’impact bien maîtrisées. Cette approche est déve-
loppée afin de pallier aux problèmes de contrôle des conditions expérimentales et de représentativité des
jeux de données rencontrés en utilisant les résultats d’essais expérimentaux ou l’observation d’événe-
ments passés.

Pour réaliser cette campagne de simulations, le choix est fait d’utiliser le modèle numérique d’impact
défini, calibré et analysé dans les chapitres précédents. Les jeux de données constitués grâce aux résultats
des simulations sont analysés par l’intermédiaire de méthodes statistiques avancées utilisant l’inférence
Bayésienne ainsi que les méthodes MCMC1 de façon à définir une loi stochastique d’impact.

La loi stochastique d’impact développée est tout d’abord présentée de façon détaillée. L’influence
des paramètres prépondérants définis dans les chapitres précédents sur les coefficients de la loi stochas-
tique d’impact est ensuite étudiée. Pour cela, l’influence de la forme des particules et de la taille de

1Markov Chains Monte Carlo
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Paramètre incident Valeurs explorées
V in(m/s) 5 ; 10 ; 15 ; 20 ; 25

αin(˚) 0 ; 15 ; 30 ; 45 ; 60 ; 75
ωin(rad/s) -6 ; -3 ; 0 ; 3 ; 6

TAB. 5.1 – Valeurs des paramètres cinématiques incidents explorées lors des campagnes de simulation.

l’impactant est explorée. Par contre, l’influence de la profondeur et de la granulométrie du sol ne sont,
dans un premier temps, pas investiguées car ces paramètres sont difficiles à estimer sur le terrain. La
pertinence de la loi est ensuite évaluée en analysant les possibilités d’applicabilité de la loi d’impact en
3D. Enfin, les principaux apports de la loi développée par rapport aux lois classiquement utilisées en
analyse trajectographique sont exposés.

5.2 Campagne de simulation numérique

Le modèle numérique défini dans le chapitre 2 et validé dans le chapitre 3 est utilisé lors de la
campagne de simulations numériques. Plusieurs échantillons de sol sont constitués de façon à explorer
l’influence de l’arrangement géométrique des particules de l’échantillon, de la forme des particules
constitutives de l’échantillon et de la porosité.

Quel que soit l’échantillon considéré, la courbe granulométrique du sol est celle définie dans la
section 2.2.1 (Fig. 2.2). La profondeur de l’échantillon de sol est de 12, 5Rm. La loi de contact utilisée
est la loi de Hertz-Mindlin. Et, les propriétés mécaniques des particules du sol sont :

– densité de la roche : ρ = 2650 kg/m3

– module de cisaillement : G = 40 GPa

– coefficient de Poisson : ν = 0.25

– angle de frottement local : ϕ = 30˚

Afin d’explorer l’influence de la forme des particules, des échantillons de sol composés de sphères
ou de clumps sont constitués. L’influence de la taille de l’impactant Rb est également explorée sur une
gamme allant de Rm à 5Rm.

Le protocole de simulation adopté débute par le choix des caractéristiques du sol et de l’impactant.

Une fois ces paramètres fixés, une série d’impacts est réalisée de façon à explorer différents arrange-
ments géométriques des particules du sol au voisinage du point d’impact ainsi que différentes conditions
cinématiques incidentes.

Pour chaque point d’impact, différentes valeurs des paramètres cinématiques incidents (V in,αin,
ωin) sont donc explorées. Ces valeurs sont choisies en accord avec les gammes de variation définies dans
la section 2.3.1 (Tab. 2.3). Plusieurs simulations sont donc menées, en chaque point d’impact, de façon
à explorer l’ensemble des combinaisons possibles des valeurs des conditions cinématiques incidentes
choisies (Tab. 5.1).

Afin d’explorer différents arrangements géométriques des particules du sol au voisinage du point
d’impact, les simulations définies ci-dessus sont réalisées en plusieurs points d’impact. En accord avec
les résultats de l’étude menée dans la section 2.3.3, des simulations sont réalisées en N = 100 points
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FIG. 5.1 – Définition de points d’impact non réalistes au cours du protocole de simulation. Les flèches
indiquent la direction incidente de l’impactant.

d’impact différents distants d’au moins di = Rm/8.

Le protocole de définition du point d’impact présente l’avantage de découpler totalement la définition
du point d’impact et celle des conditions d’incidence du bloc : le bloc est tout d’abord déposé sur le
sol, puis, les conditions cinématiques incidentes sont définies. Cela permet de séparer la variabilité des
résultats associée aux variations des points d’impact et des conditions cinématiques incidentes.

Cependant, ce protocole présente le désavantage de générer des simulations d’impacts non réalistes.
Lors de telles simulations, le point d’impact défini ne correspond pas au point qui serait impacté si le bloc
atteignait le sol selon sa direction d’incidence (Fig. 5.1). Il est donc nécessaire de supprimer ces simula-
tions du jeu de résultats. Le nombre de simulations concernées est, en général, faible. Néanmoins, pour
les impactants de faible taille (Rb = Rm), cela peut conduire à supprimer jusqu’à 10% des simulations.

5.3 Développement d’une loi stochastique d’impact

5.3.1 Expression générale de la loi d’impact

La loi stochastique d’impact est basée sur l’hypothèse que, pour des propriétés de sol et une taille
d’impactant données, les paramètres cinématiques réfléchis et incidents de l’impactant sont reliés par
l’intermédiaire d’un opérateur stochastique f̃ défini quels que soient le point d’impact et les conditions
cinématiques incidentes considérés.

En 2D, la cinématique de l’impactant est définie par un vecteur vitesse généralisé V. Les compo-
santes du vecteur V sont la vitesse tangente à la surface de l’échantillon vt, la vitesse normale à la
surface de l’échantillon vn et la vitesse de rotation ω :

V =
(

vt vn Rbω
)t

(5.1)

Le vecteur incident V
in est relié au vecteur réfléchi Vre par l’opérateur f̃ :

V
re = f̃(Vin) (5.2)

En faisant l’hypothèse qu’un développement en séries de Taylor de l’opérateur f̃ par rapport aux
vitesses incidentes est possible, la relation entre les composantes de V

in et de V
re devient :
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où a1
ijk, a2

ijk et a3
ijk sont les coefficients du développement en série de Taylor de f̃ .

Pour un développement en séries de Taylor d’ordre n de f̃ , il est possible de définir un opérateur A

associant le vecteur réfléchi V
re et un vecteur incident T

in :

V
re = AT

in + R(Tin) (5.4)
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R(Tin) est le reste du développement en séries de Taylor d’ordre n de f̃ . Le reste R(Tin) permet
de quantifier la différence entre l’opérateur f̃ et son développement en séries de Taylor d’ordre n.

L’opérateur A et le reste R(Tin) peuvent prendre des valeurs très différentes en fonction des pro-
priétés locales du sol et des conditions cinématiques incidentes. Etant donné l’importante variabilité de
ces paramètres, une approche stochastique est adoptée dans l’optique de définir une loi d’impact capable
de séparer la variabilité associée à l’opérateur A de celle associée au reste R(Tin).

5.3.2 Modélisation stochastique de l’impact

Le développement en séries de Taylor de l’opérateur f̃ (Eq. 5.4) peut être considéré comme une
régression linéaire du vecteur réfléchi V

re par rapport au vecteur incident T
in. Ainsi, pour chaque

simulation d’impact, le vecteur vitesse réfléchi V
re

pk peut être approximé par la variable ApT
in

pk

définie de la façon suivante :
V

re
pk ∼ N 3(ApT

in
pk,Σ) (5.5)

La définition de la variable ApT
in

pk (Eq. 5.5) implique que le vecteur réfléchi V
re

pk est tiré dans
une loi normale de dimension 3 définie par un vecteur moyen ApT

in
pk et une matrice de covariance Σ.

Le vecteur vitesse incident T
in

pk varie pour chaque simulation d’impact. Sa valeur est différente en
fonction du point d’impact p et du jeu de paramètres cinématiques incidents k considérés. Au contraire,
la matrice de covariance Σ est supposée constante quel que soit le point d’impact p et le jeu de para-
mètres cinématiques incidents k considérés.

Le vecteur ApT
in

pk quantifie la part de variabilité des vitesses réfléchies associée au développe-
ment en série de Taylor d’ordre n de f̃ . Au contraire, la matrice de covariance Σ représente la part de
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variabilité de V
re associée au reste R(Tin).

L’hypothèse est également faite que, si le point d’impact est connu et si le reste R(Tin) est négli-
geable, le vecteur vitesse réfléchi V

re peut être exprimé de façon déterministe en fonction du vecteur
vitesse incident T

in. En d’autres termes, l’opérateur Ap est supposé constant pour un point d’impact
donné p ∈ [1, P ] quelles que soient les conditions cinématiques incidentes k ∈ [1,K].

De plus, comme les caractéristiques du sol impacté sont similaires d’un point d’impact à l’autre,
les valeurs de l’opérateur Ap, bien que différentes d’un point p à l’autre, appartiennent à la même loi
de probabilité. Pour des points d’impact p variables, les valeurs des coefficients de l’opérateur Ap sont
donc toutes supposées extraites d’une même loi normale de dimension N :

A
l
p ∼ NN (Mα,Σα) (5.6)

Pour des raisons de commodité d’écriture, l’opérateur Ap est ré-écrit comme un vecteur A
l
p :

A
l
p =

(

a1
100 a1

010 ... a1
ijk ... a1

0n0 a1
00n a2

100 ... a2
00n a3

100 ... a3
00n

)

M
α et Σ

α sont le vecteur moyen et la matrice de covariance de la loi normale de dimension N

permettant de modéliser la variabilité de l’opérateur A
l
p. La dimension N correspond au nombre de

coefficients de l’opérateur A
l
p. Pour un développement en série de Taylor d’ordre 1 de f̃ , N est égal à

9 ; pour un développement en série de Taylor d’ordre 2 de f̃ , N est égal à 27 ; etc.

La formulation analytique complète de la loi stochastique est détaillée dans l’annexe A. Il est néan-
moins important de noter que les inconnues de la loi stochastique développée sont M

α, Σα et Σ et que
les données d’entrée sont Vre

pk et Tin
pk.

La détermination des paramètres de la loi (Mα, Σ
α, Σ) par les méthodes statistiques classiques

basées sur la maximisation de la vraisemblance (Fisher, 1934; Neyman et Pearson, 1933) est com-
plexe. Au contraire, ces paramètres peuvent être déterminés de façon relativement aisée en utilisant
l’inférence Bayésienne (Bayes, 1763) ainsi que les méthodes MCMC associées (Brooks, 2003; Gilks
et al., 2001) (cf. Annexes B et C). Ces algorithmes sont implémentés, par exemple, dans le logiciel libre
Winbugs R©(Spiegelhalter et al., 2000). Ce logiciel est utilisé pour la détermination des paramètres de la
loi stochastique d’impact. Il est important de noter que, moyennant certaines précautions d’utilisation,
les résultats obtenus en utilisant les méthodes MCMC sont identiques à ceux obtenus en utilisant les
méthodes basées sur la maximisation de la vraisemblance (cf. Annexe B).

5.3.3 Indicateurs de qualité de la loi stochastique d’impact

La qualité de la loi développée est évaluée en estimant la part de la variabilité totale des vitesses
réfléchies associée à la variable aléatoire AT

in, c’est à dire au développement en série de Taylor d’ordre
n de f̃ .

Dans cette optique, le rapport Ri
p - représentant le pourcentage de la variabilité totale des vitesses

réfléchies expliqué par la variable AT
in pour un point p donné et pour la ième composante de V

re - est
défini de la façon suivante :
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Ri
p =

V (ApT
in
pk(i))

V (ApT
in
pk(i)) + Σ(i, i)

(5.7)

où V (ApT
in
pk(i)) est la variance de la ième composante de la variable aléatoire AT

in pour p, i

donnés et k variable ; Σ(i, i) est le ième terme diagonal de la matrice de covariance Σ.

Si Ri
p = 100%, la totalité de la variabilité des vitesses réfléchies est expliquée par la variable AT

in.
Cette quantité est similaire au coefficient R2 couramment utilisé pour estimer la qualité d’une régression
linéaire.

Des indicateurs globaux sont également définis à partir des valeurs de Ri
p calculées pour p ∈ [1, P ]

et i ∈ [1, 3]. Le calcul de la moyenne Ri des valeurs de Ri
p pour i donné et p variables permet ainsi

d’estimer le pourcentage moyen de la variablité des vitesses réfléchies expliquée par la variable AT
in

pour la ième composante de la vitesse réfléchie. Et, le calcul de la moyenne R de toutes les valeurs de R i
p

permet d’estimer le pourcentage moyen de la variabilité des vitesses réfléchies expliquée par la variable
AT

in.

5.4 Formulation de la loi stochastique d’impact

5.4.1 Choix de la loi stochastique d’impact

La loi stochastique d’impact devant être implémentée au sein de logiciels de trajectographie, elle
doit satisfaire un compromis entre un description précise du rebond et une formulation concise facilitant
l’implémentation de la loi au sein de logiciels trajectographiques classiques.

Afin de définir la formulation de la loi répondant au mieux à ces exigences, plusieurs lois corres-
pondant à des dimensions croissantes du vecteur incident T

in, c’est à dire à des ordres croissants du
développement en séries de Taylor de l’opérateur f̃ , ont été comparées.

Le tableau 5.2 résume les valeurs des indicateurs Ri et R obtenues pour différentes lois correspon-
dant à des dimensions croissantes du vecteur T

in dans le cas de l’impact d’un bloc sphérique de rayon
Rb = Rm sur un milieu dense composé de sphères 2.

Le jeu de données utilisé pour déterminer les indicateurs de qualité Ri et R est identique quelle que
soit la loi considérée. Il est composé de résultats de simulations menées pour 150 conditions incidentes
différentes (Tab. 5.1) et 100 points d’impact différents.

Les résultats (Tab. 5.2) mettent en évidence que la variabilité des vitesses réfléchies est essentielle-
ment expliquée par la variable aléatoire AT

in quelle que soit la loi utilisée car tous les indicateurs Ri

calculés sont supérieurs à 75%.

Comme toutes les lois évaluées fournissent des résultats satisfaisants en terme de précision, la loi
la plus concise a été choisie. Cette loi correspond donc à un vecteur incident T

in de dimension 3,
c’est à dire à un développement en séries de Taylor de f̃ d’ordre 1. Elle permet d’obtenir en moyenne
R = 86, 9% de la variabilité des vitesses réfléchies. Dans la suite de l’exposé, cette loi sera nommée loi
stochastique d’impact d’ordre 1.

2Les autres caractéristiques du milieu impacté sont : courbe granulométrique cf. Fig. 2.2 ; profondeur H = 12, 5Rm ;
porosité 0,205 ; loi de contact de Hertz-Mindlin (ρ = 2650 kg/m3, G = 40 GPa, ν = 0.25, ϕ = 30˚).
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Dimension de T
in Dimension de A

l
p Ri R

3 9 Rt = 91, 4% ; Rn = 76, 9% ; Rω = 92, 3% 86, 9%
4 12 Rt = 93, 0% ; Rn = 80, 0% ; Rω = 94, 3% 89, 1%
6 18 Rt = 93, 0% ; Rn = 80, 2% ; Rω = 94, 4% 89, 2%
9 27 Rt = 95, 1% ; Rn = 88, 8% ; Rω = 95, 9% 93, 3%

TAB. 5.2 – Valeurs de Ri et R pour différentes dimensions du vecteur T
in.

5.4.2 Formulation de la loi stochastique d’impact d’ordre 1

Formulation complète

La loi choisie fait intervenir un vecteur incident T
in à trois composantes. Elle correspond donc à

un développement en séries de Taylor d’ordre 1 de l’opérateur f̃ . La formulation de la loi stochastique
d’impact d’ordre 1 est :
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Les coefficients ai sont tirés dans une loi normale de dimension 9 :
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La loi stochastique d’impact d’ordre 1 permet de séparer les sources de la variabilité des vitesses
réfléchies.

La variabilité des paramètres ai est quantifiée par la matrice de covariance Σ
α. Cette matrice est

donc associée aux variations de l’arrangement géométrique des particules du sol au voisinage du point
d’impact.

La variabilité du reste R(Tin) est quantifiée par la matrice de covariance Σ. Cette matrice est donc
associée aux variations des conditions cinématiques incidentes.

Formulation simplifiée

Le pourcentage moyen de la variabilité totale des vitesses réfléchies de l’impactant expliqué par cha-
cune des variables AT

in et Σ peut être estimé par le coefficient R. Pour la loi stochastique d’ordre 1, la
valeur du coefficient R est de 86, 9%. Cela signifie que, en moyenne, 86, 9% de la variabilité des vitesses
réfléchies de l’impactant est expliqué par la variable AT

in. La variable Σ, associée à R(Tin), est donc
négligeable devant AT

in car elle ne permet d’expliquer, en moyenne, que 13, 1% de la variabilité des
vitesses réfléchies de l’impactant.

La loi d’impact peut donc être simplifiée en négligeant la variable Σ. Dans ce cas, la variabilité
des données est exclusivement associée à l’opérateur A, c’est à dire à la variation de l’arrangement
géométrique des particules du sol au voisinage du point d’impact.

La formulation de la loi stochastique d’impact simplifiée est :
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mα
i sα

i

a1 0,5012 0,2412
a2 0,04167 0,2096
a3 -0,1598 0,0490
a4 0,2269 0,0971
a5 -0,07873 0,0640
a6 -0,03321 0,0428
a7 -0,4188 0,1130
a8 -0,04112 0,1809
a9 0,4439 0,0768

TAB. 5.3 – Valeurs moyennes mα
i et écart types sα

i des distributions marginales des coefficients ai.
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où les coefficients ai sont tirés dans une loi normale de dimension 9 de vecteur moyen M
α et de

matrice de covariance Σ
α (Eq. 5.9).

La variabilité associée à l’opérateur A est estimée au travers des distributions marginales des co-
efficients ai. Ces distributions marginales sont les distributions des coefficients ai pour lesquelles les
contributions des termes extra-diagonaux de la matrice de covariance Σ

α sont négligées.

Ces distributions marginales peuvent être caractérisées par deux paramètres : une valeur moyenne
mα

i = Mα
i et un écart-type sα

i =
√

Σα
ii. Il est intéressant de noter que les écart-types sα

i des distributions
marginales sont significatifs quel que soit le coefficient ai considéré (Fig. 5.2 ; Tab. 5.3). La variabilité
de chacun des coefficients ai est donc significative.

En complément de ces distributions marginales, les corrélations entre les coefficients ai sont esti-
mées par le calcul des coefficients de corrélations linéaires cα

ij (cα
ij ∈ [−1; 1]) définis par la relation :

cα
ij =

Σα
ij

√

Σα
iiΣ

α
jj

(5.11)

Les valeurs des coefficients cα
ij calculées sont significativement non nulles. Les termes extra-diagonaux

Σα
ij ne sont pas donc négligeables devant les termes diagonaux Σα

ii et Σα
jj (Eq. 5.11). La prise en compte

des termes extra-diagonaux Σα
ij est donc indispensable à une modélisation pertinente de la variabilité

des vitesses réfléchies de l’impactant.

5.5 Analyse détaillée de la loi stochastique d’impact

Etant donné la quantité de simulations nécessaires à la détermination des paramètres de la loi sto-
chastique d’impact, une étude exhaustive de l’influence des propriétés du sol et de l’impactant sur ces
paramètres est impossible.

Le choix est donc fait d’étudier seulement l’influence des paramètres prépondérants identifiés dans

168



FIG. 5.2 – Distributions marginales des coefficients ai. L’échelle sur l’axe des ordonnées est différente
pour chaque coefficient ai considéré.

les chapitres 3 et 4. Ces paramètres sont la profondeur du substratum, la porosité, la courbe granulomé-
trique, la forme des particules du sol et la taille de l’impactant.

Parmi ces paramètres, seuls ceux facilement identifiables sur le terrain sont étudiés car ils corres-
pondent aux grandeurs classiquement utilisées par les experts en trajectographie pour caractériser les
propriétés du sol et de l’impactant (Pfeiffer et Bowen, 1989; Dudt et Heidenreich, 2001; Guzzetti et al.,
2002; Jaboyedoff et al., 2005; Dorren et al., 2004; Frattini et al., 2008). Pour les sols grossiers, tels que
les éboulis, les données relevées sur le terrain se limitent à la taille et la forme moyenne des particules
constitutives du sol. Par ailleurs, la taille moyenne des blocs potentiellement instables est également
évaluée.

L’analyse détaillée de la loi stochastique d’impact sera donc limitée à l’étude de l’influence de la
forme des particules du sol et du rapport Rb/Rm de la taille de l’impactant sur la taille moyenne des
particules du sol. Cependant, comme la forme des particules est en pratique fortement liée à la porosité
du sol (cf. section 2.2.3), l’influence de la porosité est également évaluée en complément de l’influence
de la forme des particules afin de séparer les effets de chacun de ces paramètres.

Cette étape d’analyse de la loi d’impact est précédée d’une évaluation de la représentativité de la
loi, c’est à dire de sa capacité à prédire la variabilité de la vitesse réfléchie du bloc. Le nombre de
simulations nécessaires à cette représentativité est tout d’abord déterminé. L’influence de l’arrangement
géométrique des particules de l’échantillon est également explorée afin d’évaluer la possibilité de définir
des paramètres de la loi indépendants de ce paramètre, c’est à dire fonctions uniquement des propriétés
macroscopiques du sol impacté.
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5.5.1 Procédure de comparaison des coefficients ai de la loi stochastique d’impact

La procédure de comparaison consiste à évaluer les différences entre les coefficients aref
i de la loi

stochastique d’impact obtenus dans un cas de référence correspondant à l’impact d’un bloc de rayon
Rb = Rm sur un sol dense composé de sphères3 et les coefficients acomp

i obtenus lorsqu’un des para-
mètres de la simulation numérique de l’impact est modifié par rapport au cas de référence.

Les paramètres de la simulation numérique susceptibles d’être modifiés sont :

– l’arrangement spatial des particules du sol,
– le nombre de points d’impact,
– la forme des particules,
– la porosité,
– le rapport de taille Rb/Rm.

La procédure de comparaison consiste tout d’abord à vérifier que, dans chaque cas de figure, la loi
fournit une estimation satisfaisante des vitesses réfléchies. Il est nécessaire, pour cela, que les indicateurs
de qualité Ri et R définis dans la section 5.3.3 soient systématiquement supérieurs à une valeur seuil
fixée à 70%.

Une étude complète de la variabilité des valeurs des coefficients aref
i et acomp

i étant complexe à
mener, le choix est fait de se focaliser sur l’analyse des distributions marginales4 de ces coefficients.
Les moyennes, les écart-types et les formes globales des distributions marginales des coefficients aref

i

et acomp
i sont donc comparés qualitativement.

En complément de cette analyse qualitative, un critère objectif de comparaison Ci est défini pour
chaque coefficient ai. Le critère Ci évalue de façon globale la différence entre la distribution marginale
du coefficient aref

i et la distribution marginale du coefficient acomp
i . Le critère Ci est calculé de la façon

suivante :

Ci =
P (A ≤ acomp

i ≤ B) − P (A ≤ aref
i ≤ B)

P (A ≤ aref
i ≤ B)

(5.12)

avec P (A ≤ aref
i ≤ B) = 95%.

Le critère Ci peut être interprété comme étant la différence entre les valeurs les plus probables des
coefficients aref

i et des coefficients acomp
i .

5.5.2 Représentativité de la loi stochastique d’impact

Influence de la taille du jeu de données

Afin d’évaluer les conditions nécessaires à la représentativité de la loi stochastique d’impact, le
nombre minimal de simulations permettant l’obtention de valeurs pertinentes des coefficients a i est
quantifié. Les coefficients ai sont par conséquent déterminés à partir de résultats de simulations réalisées

3Les autres caractéristiques du milieu impacté sont : courbe granulométrique cf. Fig. 2.2 ; profondeur H = 12, 5Rm ;
porosité 0,205 ; loi de contact de Hertz-Mindlin (ρ = 2650 kg/m3, G = 40 GPa, ν = 0.25, ϕ = 30˚). La taille du jeu de
données est : 150 conditions incidentes différentes (Tab. 5.1), 100 points d’impact différents.

4Les distributions marginales sont les distributions des coefficients ai pour lesquelles les contributions des termes extra-
diagonaux de la matrice de covariance Σ

α sont négligées.
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FIG. 5.3 – Influence de la taille du jeu de données utilisé (nombre de points d’impact p) sur les dis-
tributions marginales des coefficients ai. L’échelle sur l’axe des ordonnées est différente pour chaque
coefficient ai considéré.

pour des nombres croissants de points d’impact p dans le cas de l’impact d’un bloc de rayon Rb = Rm

sur un sol dense composé de sphères5 .

Pour chaque nombre de points d’impact p considéré, la pertinence des coefficients ai obtenus est
estimée suite au calcul des critères Ci quantifiant la différence entre les coefficients ai obtenus pour un
nombre maximal de points (100 points d’impact) et ceux obtenus pour le nombre de points d’impact p

considéré.

Les résultats de l’analyse des critères Ci montrent que, pour obtenir des valeurs pertinentes des
coefficients ai, il est nécessaire de déterminer ces coefficients à partir de résultats de simulations en
p = 20 points d’impact différents (Fig. 5.3). En effet, quel que soit i, les valeurs des critères C i sont
inférieures à 10% si p ≥ 20 (Tab. 5.4). Au contraire, si p < 20, les valeurs des coefficients a3, a6 et a9

obtenues sont moins pertinentes (C3 = −18%, C6 = −17% et C9 = −14% ).

Influence de l’arrangement géométrique des particules de l’échantillon de sol

L’influence de l’arrangement géométrique des particules de l’échantillon de sol sur les coefficients
ai est également explorée. Cette étude permet d’évaluer la possibilité de définir des coefficients a i indé-
pendants de l’arrangement géométrique des particules de l’échantillon de sol.

5Les autres caractéristiques du milieu impacté sont : courbe granulométrique cf. Fig. 2.2 ; profondeur H = 12, 5Rm ;
porosité 0,205 ; loi de contact de Hertz-Mindlin (ρ = 2650 kg/m3, G = 40 GPa, ν = 0.25, ϕ = 30˚). La taille du jeu de
données est : 150 conditions incidentes différentes (Tab. 5.1), nombre de points d’impact variable.
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C1 (%) C2 (%) C3 (%) C4 (%) C5 (%) C6 (%) C7 (%) C8 (%) C9 (%)

p = 10 -9 -2 -18 -4 -9 -17 2 -6 -14
p = 20 -1 -3 -9 0 -4 -6 0 0 -4
p = 50 0 0 -2 -1 -1 -3 0 0 -2

TAB. 5.4 – Evolution des critères Ci en fonction de la taille du jeu de données utilisé. La taille du jeu de
données est définie par le nombre de points d’impact p utilisés pour constituer le jeu de données.

La détermination des coefficients ai est faite pour quatre échantillons de sols (sol n˚1 à sol n˚4) dans
le cas de l’impact d’un bloc de rayon Rb = Rm sur un sol dense composé de sphères6 . La seule diffé-
rence entre ces quatres échantillons de sol est l’arrangement géométrique des particules de l’échantillon.

L’analyse qualitative des distributions marginales des coefficients ai obtenus (Fig. 5.4) met en évi-
dence que ces distributions sont peu fonctions de l’arrangement géométrique des particules. En effet, les
formes globales des distributions marginales obtenues sont similaires pour les quatre échantillons de sol.
Les valeurs des coefficients ai sont donc essentiellement dépendantes des propriétés macroscopiques du
sol impacté.

L’analyse des critères Ci (Tab. 5.5), quantifiant la différence entre les coefficients ai obtenus pour
l’échantillon de sol n˚1 (référence) et pour chacun des autres échantillons de sol, met en évidence que
les coefficients a3, a7 et a9 sont plus sensibles à l’arrangement géométrique des particules du sol que
les autres coefficients ai (Tab. 5.5). En effet, les valeurs des critères C3, C7 et C9 sont généralement
supérieures à celles des autres critères Ci. Elles peuvent atteindre, respectivement, 17%,24% et 12%

pour différents arrangements géométriques des particules du sol alors que les valeurs des autres critères
Ci ne dépassent pas 10%.

De plus, la distribution du coefficient a5 obtenue pour l’échantillon de sol n˚2 est très différente de
celles obtenues pour les autres échantillons (C5 = 21% pour le sol n˚2 alors que C5 ≤ 5% pour les sols
n˚3 et n˚4 - Tab. 5.5). Cette différence est due au fait que l’arrangement géométrique des particules est
localement modifié sur une zone restreinte de l’échantillon de sol n˚2. Pour cet échantillon, on observe
que, localement, plusieurs petites particules sont situées sur un lit de grosses particules (Fig. 5.5). Cette
ségrégation locale de petites particules au dessus d’un lit de grosses particules perturbe fortement les
échanges énergétiques au sein du milieu impacté. En effet, lorsque l’onde de compression initiée au
niveau du point d’impact atteint la couche constituée de grosses particules, l’énergie est partiellement
réfléchie vers la surface à cause de l’inertie importante des grosses particules. Un supplément d’énergie
cinétique est donc transféré vers l’impactant après réflexion de l’onde sur le lit de grosses particules. Ce
transfert d’énergie additionelle entraîne une augmentation locale de la vitesse réfléchie ce qui induit une
modification locale des coefficients ai (particulièrement du coefficient a5). Cette modification locale se
répercute sur la distribution marginale du coefficient a5.

L’importance de la sensibilité de certains coefficients de la loi (a3, a7 et a9) à l’arrangement géo-
métrique des particules et des modifications locales de l’arrangement géométrique des particules (coef-
ficient a5 - sol n˚2) doivent néanmoins être relativisées. En effet, malgré cette sensibilité des coefficients
ai à l’arrangement spatial des particules, les valeurs des critères Ci restent toutes inférieures à 24% (Tab.

6Les autres caractéristiques du milieu impacté sont : courbe granulométrique cf. Fig. 2.2 ; profondeur H = 12, 5Rm ;
porosité 0,205 ; loi de contact de Hertz-Mindlin (ρ = 2650 kg/m3, G = 40 GPa, ν = 0.25, ϕ = 30˚). La taille du jeu de
données est : 150 conditions incidentes différentes (Tab. 5.1), 100 points d’impact différents.
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C1 (%) C2 (%) C3 (%) C4 (%) C5 (%) C6 (%) C7 (%) C8 (%) C9 (%)

soil n˚2 -1 -4 -13 -1 -21 0 -12 -2 -10
soil n˚3 -7 3 -17 -5 4 -1 -10 -2 -12
soil n˚4 2 4 -15 1 5 -8 -24 4 1

TAB. 5.5 – Evolution des critères Ci en fonction de l’arrangement géométrique des particules constitu-
tives de l’échantillon.

FIG. 5.4 – Influence de l’arrangement géométrique des particules constitutives de l’échantillon sur les
distributions marginales des coefficients ai. L’échelle sur l’axe des ordonnées est différente pour chaque
coefficient ai considéré.

5.5).

Les coefficients obtenus pour un échantillon de sol donné sont donc, dans une large mesure, repré-
sentatifs des coefficients ai obtenus quel que soit l’arrangement géométrique des particules du sol.

5.5.3 Influence de la forme des particules et de la porosité du sol

L’influence de la forme des particules sur les valeurs des coefficients ai est étudiée en comparant les
résultats obtenus pour deux milieux de porosité égale (0,205) composés soit de sphères (sol ’A’) soit de
clumps (sol ’B’) dans le cas de l’impact d’un bloc de rayon Rb = Rm

7.

L’analyse des critères Ci (Tab. 5.6), quantifiant la différence entre les coefficients ai obtenus pour

7Les autres caractéristiques du milieu impacté sont : courbe granulométrique cf. Fig. 2.2 ; profondeur H = 12, 5Rm ; loi
de contact de Hertz-Mindlin (ρ = 2650 kg/m3, G = 40 GPa, ν = 0.25, ϕ = 30˚). La taille du jeu de données est : 150
conditions incidentes différentes (Tab. 5.1), 100 points d’impact différents.
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FIG. 5.5 – Ségrégation locale de petites particules au dessus d’un lit de grosses particules.

C1 (%) C2 (%) C3 (%) C4 (%) C5 (%) C6 (%) C7 (%) C8 (%) C9 (%)

4 3 -2 -3 -5 1 -19 -6 2

TAB. 5.6 – Critères Ci obtenus par comparaison de résultats issus de simulations pour différentes formes
des particules constitutives de l’échantillon et pour des porosités des échantillons de sol égales.

le sol ’A’ et le sol ’B’, met en évidence que les différences entre les coefficients obtenus dans ces deux
cas sont du même ordre de grandeur que celles observées pour différents arrangements géométriques
des particules du sol (Tab. 5.5). L’influence de la forme des particules sur les valeurs des coefficients a i

n’est donc pas significative (Fig. 5.6) dans ce cas de figure.
L’influence de la porosité est évaluée en complément de l’influence de la forme des particules. En ef-

fet, en pratique, comme les processus de génération des éboulis sont quasiment identiques quelle que soit
la forme des particules, un éboulis composé de particules peu élancées et peu anguleuses (assimilables
à des sphères) n’a pas la même porosité qu’un éboulis composé de particules rectangulaires élancées
(assimilables à des clumps). Les mesures de porosité des échantillons numériques de sol réalisées dans
le chapitre 2 (cf. section 2.2.3) confirment cette observation. Elles mettent en évidence que, pour un
processus de génération8 des échantillons donné, la porosité d’un sol composé de sphères (sol ’A’) est
de 0,205 alors que celle d’un milieu composé de clumps (sol ’C’) est de 0,171.

Pour évaluer l’influence des variations de porosité induites par la modification de la forme des par-
ticules sur les valeurs des coefficients ai, ces coefficients sont déterminés en utilisant les échantillons de
sol ’A’ et ’C’ dans le cas de l’impact d’un bloc de rayon Rb = Rm

9.
L’analyse des critères Ci, quantifiant la différence entre les coefficients ai obtenus pour les sols

’A’ et ’C’, met en évidence des différences supérieures à celles obtenues pour différents arrangements
géométriques des particules pour les coefficients a3,a4, a6, a8 et a9 (Tab. 5.5, Tab. 5.7). Cela montre la
nette influence des variations de porosité induites par la modification de la forme des particules sur les
valeurs des coefficients ai.

Par conséquent, la détermination de la forme des particules est nécessaire à l’utilisation pertinente

8Dépôt sous gravité avec angle de frottement nul lors du dépôt sous gravité.
9Les autres caractéristiques du milieu impacté sont : courbe granulométrique cf. Fig. 2.2 ; profondeur H = 12, 5Rm ; loi

de contact de Hertz-Mindlin (ρ = 2650 kg/m3, G = 40 GPa, ν = 0.25, ϕ = 30˚). La taille du jeu de données est : 150
conditions incidentes différentes (Tab. 5.1), 100 points d’impact différents.
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FIG. 5.6 – Influence de la forme des particules constitutives de l’échantillon sur les distributions mar-
ginales des coefficients ai pour des porosités des échantillons de sol égales. L’échelle sur l’axe des
ordonnées est différente pour chaque coefficient ai considéré.
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FIG. 5.7 – Influence de la forme des particules constitutives de l’échantillon sur les distributions mar-
ginales des coefficients ai. L’échelle sur l’axe des ordonnées est différente pour chaque distribution des
coefficients ai.

C1 (%) C2 (%) C3 (%) C4 (%) C5 (%) C6 (%) C7 (%) C8 (%) C9 (%)

-3 -2 -26 -15 -6 -27 -18 -12 -48

TAB. 5.7 – Critères Ci obtenus par comparaison de résultats issus de simulations pour différentes formes
des particules constitutives de l’échantillon.

de la loi développée en raison de la forte influence des modifications de la porosité du sol induites
par ce paramètre sur les valeurs des coefficients ai. Comme les processus de génération des éboulis
sont similaires quelle que soit la forme des pierres, on peut considérer que la forme des particules est
un indicateur de la porosité du sol. L’utilisation de la forme des particules comme un indicateur de la
porosité du sol est essentielle en pratique car la porosité d’un sol est un paramètre très difficile à estimer
de manière pertinente sur le terrain.

5.5.4 Influence de la taille de l’impactant

L’analyse de l’influence du rapport de taille Rb/Rm sur les coefficients ai est menée dans le cas de
l’impact d’un bloc sur un sol dense composé de sphères10 .

L’analyse détaillée des distributions marginales des coefficients ai obtenus pour différentes valeurs

10Les autres caractéristiques du milieu impacté sont : courbe granulométrique cf. Fig. 2.2 ; profondeur H = 12, 5Rm ;
porosité : 0,205 ; loi de contact de Hertz-Mindlin (ρ = 2650 kg/m3, G = 40 GPa, ν = 0.25, ϕ = 30˚). La taille du jeu de
données est : 150 conditions incidentes différentes (Tab. 5.1), 20 points d’impact différents.
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FIG. 5.8 – Influence du rapport de taille Rb/Rm sur les moyennes mα
i des distributions des coefficients

ai.

FIG. 5.9 – Influence du rapport de taille Rb/Rm sur les écart-types sα
i des distributions des coefficients

ai.
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FIG. 5.10 – Influence du rapport de taille Rb/Rm sur les valeurs du critère Ci. Comme le cas de référence
correspond à Rb/Rm = 1, les valeurs des critères Ci sont toutes nulles pour Rb/Rm = 1

de Rb/Rm montre tout d’abord que les moyennes mα
i (Fig. 5.8) et les écart-types sα

i (Fig. 5.9) de ces
distributions sont très différents selon que le rapport Rb/Rm est inférieur ou supérieur à 1.

Si Rb/Rm est inférieur à 1, les valeurs de mα
i et sα

i sont fortement fonctions de Rb/Rm. De plus,
les valeurs des écart-types sα

i sont très fortes car la variabilité de la surface du sol est importante com-
parativement à la taille de l’impactant.

Si le rapport Rb/Rm est supérieur à 1, ce qui correspond à la majorité des cas pratiques, les variations
de mα

i et sα
i en fonction de Rb/Rm sont moins marquées (Fig. 5.8, Fig. 5.9).

En complément de cette analyse qualitative, les critères Ci permettent de quantifier, pour chaque
rapport de taille Rb/Rm, la différence entre les valeurs des coefficients ai obtenues pour le rapport de
taille de référence Rb/Rm = 1 et celles obtenues pour le rapport de taille Rb/Rm considéré.

L’analyse des critères Ci obtenus pour les différentes valeurs de Rb/Rm (Fig. 5.10) met en évidence
des variations non négligeables des coefficients ai en fonction de Rb/Rm. Ces variations sont, en par-
ticulier, significatives pour les coefficients a5, a6 et a9. En effet, les critères C5, C6 et C9 atteignent
des valeurs supérieures à celles obtenues pour différents arrangement géométriques des particules du sol
(supérieures à 24% - Tab. 5.5) lorsque le rapport de taille Rb/Rm augmente (Fig. 5.10).

Il n’est donc pas envisageable, en pratique, d’utiliser les mêmes valeurs des paramètres de la loi
quelle que soit la taille de l’impactant. Par conséquent, lors de l’utilisation pratique de la loi stochas-
tique d’impact, il est nécessaire de définir une base de donnée contenant plusieurs jeux de paramètres
caractéristiques de la loi stochastique d’impact pour différentes valeurs du rapport Rb/Rm et pour une
profondeur représentative du sol impacté.

5.6 Applicabilité de la loi d’impact dans un contexte tri-dimensionnel

Afin d’évaluer l’applicabilité de la loi stochastique d’impact en 3D, des simulations d’impact sont
menées en 3D et les coefficients de la loi stochastique d’impact obtenus suite au traitement des résultats
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de ces simulations en 3D sont comparés à ceux obtenus à partir de résultats de simulations similaires en
2D.

L’utilisation de la loi stochastique d’impact 2D dans un contexte 3D nécessite la définition d’un
protocole d’intégration de cette loi lors du calcul du vecteur vitesse réfléchi en 3D.

Le protocole défini se base sur le fait que, en 3D, la composante normale et la composante tangen-
tielle à la surface du sol de la vitesse incidente permettent de définir un plan incident. Il en est de même
pour la composante normale et la composante tangentielle à la surface du sol du vecteur vitesse réfléchi.
Les plans incidents et réfléchis ainsi définis sont perpendiculaires à la surface du sol et forment un angle
δre correspondant à la déviation du bloc au cours de l’impact (Fig. 5.11).

En 3D, le vecteur vitesse réfléchi peut donc être déterminé à partir du vecteur vitesse incident en
deux étapes consistant au :

– calcul 2D des composantes du vecteur vitesse réfléchi (V re
t , V re

n , ωre) dans le plan réfléchi en
fonction des composantes du vecteur vitesse incident (V in

t , V in
n , ωin) dans le plan incident,

– calcul de la déviation du bloc (angle δre) au cours de l’impact permettant la définition complète
du vecteur vitesse réfléchi.

La loi stochastique d’impact est utilisée lors de la première phase du calcul du vecteur vitesse réfléchi
afin de déterminer les composantes du vecteur vitesse réfléchi dans le plan réfléchi en fonction des
composantes du vecteur vitesse incident dans le plan incident.

Les trois composantes du vecteur vitesse incident (V in
t , V in

n , ωin) dans le plan incident sont caracté-
risées par l’intermédiaire de trois paramètres définis par rapport au plan d’incidence. Ces trois paramètres
sont :

– la norme de la vitesse incidente V in
3D (Fig. 5.11),

– l’angle d’incidence αin
3D (Fig. 5.11),

– la vitesse de rotation ωin
3D pour laquelle le choix est fait de se limiter au cas où l’axe instantané de

rotation de l’impactant avant impact est perpendiculaire au plan d’incidence (Fig. 5.11).

De manière similaire, les trois composantes du vecteur vitesse réfléchi (V re
t , V re

n , ωre) dans le plan
réfléchi sont caractérisées par la norme de la vitesse réfléchie V re

3D, l’angle réfléchi αre
3D et la vitesse de

rotation réfléchie ωre
3D (Fig. 5.11). Il est important de noter que l’axe instantané de rotation du bloc après

impact n’est pas forcément perpendiculaire au plan réfléchi.

Pour cette étude, une loi comparative similaire à la loi stochastique développée dans la section 5.4
est définie afin de faciliter la comparaison entre les coefficients de la loi d’impact obtenus à partir de
simulations en 2D et en 3D. Cette loi stochastique comparative d’ordre 1 relie les valeurs absolues des
composantes du vecteur vitesse réfléchi dans le plan réfléchi (V re

t , V re
n et Ωre - Fig. 5.12) aux valeurs

absolues des composantes du vecteur vitesse incident (V in
t , V in

n et Ωin - Fig. 5.12) dans le plan incident
par l’intermédiaire de coefficients ai’ :
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RbΩ
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(5.13)

où les valeurs des coefficients a′

i sont tirées dans une loi normale de dimension 9 de vecteur moyen
M

α’ et de matrice de covariance Σ
α’.
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Les coefficients a′

i sont déterminés à partir de résultats de simulations en 2D et en 3D afin de com-
parer les valeurs obtenues dans ces deux cas.

En 2D, les valeurs absolues des composantes des vecteurs vitesse incidents et réfléchis sont définies
de la façon suivante :

V in
n =| V in cosαin | ; V in

t =| V in sinαin | ; Ωin =| ωin |

V re
n =| V re cos αre | ; V re

t =| V re sinαre | ; Ωre =| ωre |

En 3D, elles sont définies par les relations (Fig. 5.11 ; Fig. 5.12) :

V in
n =| V in

3D cos αin
3D | ; V in

t =| V in
3D sinαin

3D | ; Ωin =| ωin
3D |

V re
n =| V re

3D cos αre
3D | ; V re

t =| V re
3D sinαre

3D | ; Ωre =| ωre
3D |

Il est important de noter que la loi stochastique définie pour cette étude comparative relie les valeurs
absolues des composantes des vecteurs vitesses associées aux plans incident et réfléchi et non les com-
posantes de ces vecteurs vitesses. Cette simplification permet de s’affranchir des problèmes de signes
lors de la comparaison des résultats de simulations en 2D et en 3D. Par contre, les résultats obtenus
avec cette loi ne sont utilisables que dans le cadre de cette étude comparative et non dans le cadre d’une
utilisation prédictive de la loi stochastique d’impact.

Par ailleurs, les valeurs fournies par cette loi ne permettent pas la détermination complète du vecteur
vitesse réfléchi en 3D. Pour cela, il est également nécessaire de caractériser la déviation du bloc au cours
de l’impact en réalisant, par exemple, une estimation probabiliste de l’angle de déviation δ re (Fig. 5.11).

Les caractéristiques des simulations d’impact en 3D sont définies de façon à favoriser la comparaison
avec les simulations d’impact menées en 2D pour un cas de référence correspondant à l’impact d’un bloc
de rayon Rb = Rm sur un sol dense composé de sphères11 .

Les simulations en 3D consistent en l’impact d’un bloc sphérique de rayon Rb = Rm sur un milieu
composé de sphères. La courbe granulométrique (Fig. 2.2), la procédure de déposition des particules
de l’échantillon de sol (dépôt sous gravité avec angle de frottement nul lors du dépôt) ainsi que les
dimensions générales (longueur 100Rm, largeur 100Rm, profondeur 12, 5Rm) de l’échantillon de sol
sont identiques à celles du modèle numérique 2D utilisé. De plus, les simulations sont, comme pour les
simulations en 2D, réalisées en 100 points d’impact différents.

Pour des raisons pratiques de limitation du temps de calcul, le nombre de valeurs des paramètres
incidents explorées en chaque point d’impact est restreint par rapport au nombre de valeurs explorées
lors des simulations en 2D (Tab. 5.1) : 3 vitesses incidentes, 3 vitesses de rotation et 3 angles d’incidence
sont définis dans la gamme de variation déterminée dans le chapitre 2 (Tab. 2.3). Les valeurs explorées
sont résumées dans le tableau 5.8.

Les distributions marginales des coefficients a′

i déterminés à partir des résultats de ces simulations
en 2D et en 3D sont fortement similaires (Fig. 5.13).

De plus, les valeurs des critères C ′

i, quantifant la différence entre les coefficients a′

i déterminés à
partir de résultats de simulations en 2D et en 3D, mettent en évidence la forte similarité des coefficients

11Les autres caractéristiques du milieu impacté sont : courbe granulométrique cf. Fig. 2.2 ; profondeur H = 12, 5Rm ; loi
de contact de Hertz-Mindlin (ρ = 2650 kg/m3, G = 40 GPa, ν = 0.25, ϕ = 30˚). La taille du jeu de données est : 150
conditions incidentes différentes (Tab. 5.1), 100 points d’impact différents.
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FIG. 5.11 – Définition des paramètres cinématiques V in
3D, αin

3D et ωin
3D (resp. V re

3D, αre
3D et ωre

3D) associés
aux plan incident (resp. réfléchi).

FIG. 5.12 – Définition des composantes V in
t et V in

n (resp. V re
t et V re

n ) en 3D dans le plan incident (resp.
réfléchi).

Paramètre incident Valeurs explorées
V in

3D (m/s) 5 ; 15 ; 25
αin

3D (˚) 0 ; 45 ; 75
ωin

3D (rad/s) -6 ; 0 ; 6

TAB. 5.8 – Valeurs des paramètres cinématiques incidents explorées lors des simulations 3D.
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FIG. 5.13 – Distributions marginales des coefficients a′

i obtenus en utilisant des modèles numériques 2D
et 3D. L’échelle sur l’axe des ordonnées est différente pour chaque distribution des coefficients a i.

C ′

1 (%) C ′

2 (%) C ′

3 (%) C ′

4 (%) C ′

5 (%) C ′

6 (%) C ′

7 (%) C ′

8 (%) C ′

9 (%)

4 -4 5 0 2 4 0 -18 -28

TAB. 5.9 – Critères C ′

i de comparaison des résultats obtenus en utilisant des modèles numériques 2D et
3D.

a′i obtenus à partir de données 2D et en 3D excepté pour les coefficients a′

8 et a′9. En effet, les critères
Ci sont tous inférieures à 5% alors que, pour les coefficients a′

8 et a′9, C ′

8 = −18% et C ′

9 = −28% (Tab.
5.9). Pour les coefficients a′

8 et a′9, les différences observées sont donc significatives

On peut donc considérer que les coefficients de la loi stochastique d’impact déterminés à partir de
résultats de simulation 2D sont très pertinents pour assurer une prédiction correcte des composantes
translationnelles de la vitesse réfléchie (V re

t et V re
n ) dans le plan réfléchi. Cependant, la prédiction

pertinente de la vitesse de rotation réfléchie (ωre) n’est pas assurée car cette composante est déterminée
à l’aide des coefficients a′

8 et a′9 pour lesquels des différences significatives sont observées selon que
leurs valeurs sont déterminées à partir de simulations en 2D ou en 3D.

5.7 Intérêt et limitations de la loi stochastique d’impact

L’étude détaillée de la loi stochastique d’impact montre que le domaine de validité de cette loi
couvre une large gamme de configurations et que l’utilisation de cette loi assure une représentativité des
résultats en 3D. Une intégration de la loi développée au sein de logiciels d’analyse trajectographique
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peut donc être envisagée.
Il est cependant important de noter que, comme la variabilité des coefficients ai est modélisé par

l’intermédiaire de lois normales, l’utilisation prédictive de la loi stochastique peut, en théorie, conduire
à la génération de valeurs aberrantes. Le choix de l’utilisation de lois normales pour modéliser la variabi-
lité des coefficients ai est donc discutable. Néanmoins, étant donné la faible variabilité des lois normales
associées aux coefficients ai, la génération de telles valeurs constitue en pratique un événement rare.

Les coefficients de restitution Rn et Rt classiquement utilisés pour modéliser l’impact en analyse
trajectographique (cf. section 1.2.2 ; Eq. 1.3 et Eq. 1.4) peuvent être comparés à la moyenne E(Vre) des
prédictions des vitesses réfléchies obtenues en utilisant la loi stochastique d’impact.

La moyenne E(Vre) est la valeur la plus probable de la vitesse réfléchie prédite par la loi stochas-
tique d’impact. E(Vre) peut s’écrire de la façon suivante :

E(Vre) =







mα
1 vin

t + mα
2 vin

n + mα
3 Rbω

in

mα
4 vin

t + mα
5 vin

n + mα
6 Rbω

in

mα
7 vin

t + mα
8 vin

n + mα
9 Rbω

in






(5.14)

Les coefficients de restitution classiques Rn et Rt peuvent être comparés à la composante tangen-
tielle et à la composante normale de la moyenne E(Vre) divisées, respectivement, par la composante
tangentielle vin

t et la composante normale vin
n de la vitesse incidente :
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(5.15)

Le terme C montre clairement que la moyenne des prédictions E(Vre) est en partie composée de
termes équivalents aux coefficients de restitution classiques. De plus, par l’intermédiaire du terme D,
E(Vre) permet également de traduire la dépendance de chaque composante de la vitesse réfléchie à tous
les paramètres cinématiques incidents.

Ainsi, contrairement aux modèles classiques, les coefficients de restitution moyens Rn et Rt prédits
par le modèle stochastique ne sont pas constants. Ils dépendent fortement des paramètres cinématiques
incidents (Fig. 5.14). Par conséquent, le modèle développé peut être considéré comme une extension des
modèles classiques permettant de modéliser la dépendance de chaque composante de la vitesse réfléchie
à tous les paramètres cinématiques incidents. En effet, dans la loi stochastique d’impact développée, les
vecteurs vitesses incidents et réfléchis sont reliés par une relation matricielle.

De plus, la loi stochastique permet, contrairement aux lois classiques, d’intégrer directement la va-
riabilité des vitesses réfléchies lors de la définition de la loi d’impact. Dans les lois classiques, la va-
riabilité des vitesses réfléchies est prise en compte après la définition de la loi d’impact déterministe
(cf. section 1.2.2). Les coefficients de restitution sont donc considérés comme des variables aléatoires
indépendantes. Au contraire, dans la loi stochastique d’impact, la variabilité des vitesses réfléchies est
prise en compte dès la définition de la loi d’impact. Cela permet de quantifier les corrélations entre les
contributions des paramètres cinématiques incidents aux vitesses réfléchies, ce qui n’est pas possible si
la variabilité est introduite a posteriori.

Enfin, la loi stochastique développée permet de séparer les contributions des variations des propriétés
du sol (opérateur A) et des conditions cinématiques incidentes (reste R(Tin)) à la variabilité totale des
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FIG. 5.14 – Coefficients de restitution moyens Rn et Rt prédits par le modèle stochastique pour diffé-
rents angles d’incidence αin et vitesses de rotation incidentes ωin (Rb = Rm).

vitesses réfléchies.

5.8 Résumé - Conclusions

Dans ce chapitre, un protocole de campagne de simulations numériques a été défini sur la base du
modèle numérique développé dans les chapitres précédents. Les résultats des campagnes de simulations
réalisées selon ce protocle ont permis de constituer plusieurs jeux de données fournissant une quantité
importante de résultats de simulation dans des configurations diversifiées.

L’analyse statistique des résultats de simulation a permis de définir une loi stochastique d’impact
reliant les vitesses incidentes et réfléchies de l’impactant.

Malgré la légère sensibilité des paramètres de la loi stochastique d’impact à l’arrangement géo-
métrique de l’échantillon numérique de sol utilisé pour leur détermination, on peut considérer que ces
paramètres sont principalement fonctions des caractéristiques macroscopiques du sol impacté et de l’im-
pactant.

L’analyse de l’influence de ces caractéristiques sur les paramètres de la loi stochastique d’impact met
tout d’abord en évidence que ces paramètres sont fortement fonctions des modifications de la porosité
du sol en fonction de la forme des particules. La connaissance de la forme des particules du sol impacté
est donc nécessaire à l’utilisation pertinente de la loi développée.

De plus, les valeurs des paramètres de la loi stochastique varient de manière significative en fonction
du rapport de taille Rb/Rm. Lors de l’utilisation pratique de la loi stochastique d’impact, il est donc
nécessaire de définir une base de donnée contenant plusieurs jeux de paramètres caractéristiques de la loi
stochastique d’impact pour différentes valeurs du rapport Rb/Rm et pour une profondeur représentative
du sol impacté.

Par ailleurs, la comparaison des paramètres de la loi obtenus à partir de résultats de simulations
menées en 2D et en 3D montre que les paramètres de la loi stochastique d’impact déterminés à partir
de résultats de simulation 2D sont très pertinents pour assurer une prédiction correcte des composantes
translationnelles de la vitesse réfléchie en 3D. Cependant, la prédiction pertinente de la vitesse de rota-
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tion réfléchie n’est pas assurée car les paramètres associés à la détermination de cette composante sont
significativement différents selon que leurs valeurs sont déterminées à partir de simulations en 2D ou en
3D.

L’étude détaillée de la loi stochastique d’impact montre donc que le domaine de validité de cette
loi couvre une large gamme de configurations pour des rapports entre le rayon de l’impactant et le
rayon moyen des particules du sol compris entre 1 et 5. De plus, l’utilisation de cette loi pour prédire le
rebond de l’impactant en 3D semble pertinente. Une intégration de la loi stochastique d’impact au sein
de logiciels d’analyse trajectographique peut donc être envisagée.

La comparaison entre la loi stochastique d’impact et les lois classiquement utilisés en analyse tra-
jectographique met en évidence que la loi développée est une extension des lois classiques capable de
modéliser la dépendance de chaque composante de la vitesses réfléchie à tous les paramètres cinéma-
tiques incidents. Le cadre stochastique global mis en place permet en outre de modéliser séparément les
différentes sources de variabilité des vitesses réfléchies.

Cette loi constitue donc un point de départ cohérent pouvant être intégré dans le contexte de l’ana-
lyse trajectographique de façon à caractériser les différents niveaux de risque en différents points d’un
site précis. La procédure d’intégration de la loi stochastique d’impact au sein des logiciels d’analyse
trajectographique est détaillée dans le chapitre suivant.
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Chapitre 6

Application à la trajectographie

6.1 Objectifs

L’utilisation de la loi stochastique d’impact définie dans le chapitre 5 dans le contexte de l’analyse
trajectographique nécessite le développement d’une procédure d’intégration de cette loi minimisant le
nombre de paramètres à déterminer sur le terrain. Cette procédure doit intégrer les contraintes rencon-
trées sur le terrain par les modélisateurs et, notamment, les possibilités d’obtention sur le terrain des
différentes caractéristiques du sol et de l’impactant nécessaires à la définition de la loi d’impact.

Dans ce chapitre, un protocole d’intégration de la loi stochastique d’impact au sein d’un logiciel de
trajectographie est tout d’abord développé. La pertinence de cette procédure d’utilisation de la loi déve-
loppée dans le contexte de l’analyse trajectographique est ensuite évaluée en comparant les prédictions
obtenues en suivant cette procédure aux résultats d’une campagne d’essais en grandeur réelle.

Dans un second temps, la procédure d’analyse trajectographique est utilisée dans l’optique de définir
un cadre de travail permettant de mener une analyse probabiliste des conditions de propagation des
blocs sur un site. Cette analyse probabiliste doit permettre la caractérisation de l’aléa de propagation
des blocs en tout point du site étudié ainsi que l’optimisation du positionnement et du dimensionnement
d’ouvrages de protection.

6.2 Intégration de la loi stochastique d’impact dans un modèle de trajec-
tographie 3D

Une procédure d’intégration de la loi stochastique définie dans la section 5.4 au sein d’un logiciel de
modélisation 3D des trajectoires potentielles des blocs en chute est tout d’abord développée. Le logiciel
choisi pour l’intégration de la loi stochastique d’impact est le logiciel Rockyfor développé par Dorren
et al. (2004, 2006). Ce modèle d’analyse trajectographique permet le calcul en 3D des trajectoires (Fig.
6.1), de l’évolution des vitesses et des énergies cinétiques de blocs sphériques en chute.

Dans le logiciel Rockyfor, la première étape de la simulation des trajectoires potentielles des blocs
en chute est la définition des conditions de départ des blocs en fonction des données géomorphologiques
disponibles pour le site étudié. Lors de cette étape, le diamètre équivalent, la densité et la vitesse initiale
des blocs sont définis par le modélisateur.
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Le modèle d’analyse trajectographique permet la simulation de la trajectoire des blocs comme une
succession de phases de vol libre et d’impact sur le sol. Le roulement des blocs est considéré comme
une succession de rebonds et le glissement des blocs n’est pas pris en compte.

La trajectoire de chaque bloc est définie à partir des positions successives du bloc considéré au cours
de sa chute dans une repère (X,Y,Z) tel que :

– l’axe X corresponde à la direction Est-Ouest,
– l’axe Y corresponde à la direction Nord-Sud,
– l’axe Z soit vertical.

Les coordonnées X et Y du bloc en chute (Fig. 6.1) sont reliées à un ensemble de cartes raster1

fournissant les informations nécessaires à la définition de la topographie du terrain (coordonnée Z de la
surface du sol - Fig. 6.1) et des caractéristiques du sol nécessaires au calcul du rebond du bloc (tailles
moyennes des particules du sol, profondeur, porosité...) en tout point du site étudié. Les différentes cartes
raster nécessaires à la modélisation sont définies par l’utilisateur suite à un relevé topographique et à un
relevé de différentes données de terrain en tout point du site étudié.

6.2.1 Définition d’une loi d’impact

Le choix est fait d’utiliser directement la loi stochastique d’impact 2D pour modéliser l’impact
des blocs sur le sol en 3D. Ce choix, classique en analyse trajectographique (cf. section 1.2.2), est
essentiellement motivé par le fait que l’utilisation d’une loi stochastique d’impact 3D conduirait à la
définition d’un nombre trop important de paramètres. Par ailleurs, la pertinence de la loi stochastique
d’impact 2D pour modéliser des simulations numériques d’impact en 3D a été établie (cf. section 5.6).

En 3D, la composante normale et la composante tangentielle de la vitesse incidente permettent de
définir un plan incident. Il en est de même pour la composante normale et la composante tangentielle du
vecteur vitesse réfléchi. Les plans incidents et réfléchis ainsi définis sont perpendiculaires à la surface
du sol et forment un angle δre correspondant à la déviation du bloc au cours de l’impact (Fig. 6.2).

La procédure d’intégration de la loi stochastique est basée sur une définition des vitesses avant et
après impact dans les plans incidents et réfléchis définis ci-dessus. Cette procédure comporte deux étapes
consistant au :

– calcul 2D des composantes du vecteur vitesse réfléchi (V re
t , V re

n , ωre) dans le plan réfléchi en
fonction des composantes du vecteur vitesse incident (V in

t , V in
n , ωin) dans le plan incident,

– calcul de la déviation du bloc (angle δre) au cours de l’impact permettant la définition complète
du vecteur vitesse réfléchi de l’impactant.

La loi stochastique d’impact 2D est tout d’abord utilisée afin de déterminer les composantes du
vecteur vitesse réfléchi dans le plan réfléchi en fonction des composantes du vecteur vitesse incident
dans le plan incident.

Cette loi permet également de déterminer la vitesse de rotation réfléchie de l’impactant en fonction
des paramètres cinématiques incidents. Comme la loi ne fournit qu’une information 2D sur la vitesse de
rotation, l’hypothèse est faite que la rotation du bloc n’est possible qu’autour d’axes perpendiculaires
aux plans incidents et réfléchis, respectivement (Fig. 6.2).

1Une carte raster est, en analyse trajectographique, un fichier de données associant une (ou plusieurs) grandeur(s) définie(s)
par l’utilisateur aux coordonnées horizontales (X, Y ) de tous les points d’un site d’étude.
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FIG. 6.1 – Calcul d’une des trajectoires possibles du bloc en chute dans le plan horizontal (X,Y ) et
dans le plan vertical (X,Z). La topographie du terrain (coordonnée Z de la surface du sol) est définie
pour chaque point du plan (X,Y ) par l’intermédiaire d’une carte raster.
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FIG. 6.2 – Définition des plans incidents et réfléchis et des paramètres cinématiques associés.

La formulation simplifiée de la loi stochastique d’impact définie dans la section 5.4 permet de relier
la vitesse normale réfléchie V re

n , la vitesse tangentielle réfléchie V re
t et la vitesse de rotation réfléchie

ωre aux vitesses incidentes, respectivement notées V in
n , V in

t et ωin par l’intermédiaire de coefficients
ai :
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(6.1)

Les paramètres cinématiques incidents et réfléchis utilisés sont explicités dans la figure 6.2. De plus,
les valeurs des coefficients ai sont tirées dans une loi normale de dimension 9 de vecteur moyen M

α et
de matrice de covariance Σ

α. Les coefficients de M
α et Σα sont déterminés par analyse statistique (cf.

chapitre 5) de résultats de simulations 2D obtenus en utilisant le modèle numérique de sol défini dans le
chapitre 2.

Les résultats obtenus dans le chapitre 5 ont mis en évidence que les valeurs des coefficients de M
α et

Σ
α sont essentiellement fonctions des caractéristiques macroscopiques du sol impacté et de l’impactant.

En particulier, la forme des particules, conditionnant la porosité du sol dans le cas d’une génération du
sol par dépôt sous gravité des pierres le composant, et le rapport Rb/Rm entre la taille de l’impactant et
celle des particules constitutives du sol jouent un rôle non négligeable.

La définition complète en 3D de la vitesse réfléchie de l’impactant requiert également la détermina-
tion de l’angle de déviation δre de l’impactant (Fig. 6.2) au cours de l’impact.

En toute rigueur, l’angle de déviation et les composantes du vecteur vitesse utilisés dans la loi sto-
chastique d’impact étant des paramètres liés, il faudrait analyser et prendre en compte les corrélations
entre ces paramètres. Cette démarche conduirait à une importante complexification de la loi d’impact.
En première approximation, l’angle de déviation est donc considéré comme étant un paramètre indépen-
dant.
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FIG. 6.3 – Distribution des angles de déviation δre.

A chaque rebond, l’angle de déviation est déterminé de façon probabiliste en fonction de la topogra-
phie du terrain. La distribution de l’angle de déviation a été déterminée par Dorren et al. (2006) suite à
l’analyse de résultats expérimentaux en grandeur réelle. Cette distribution (Fig. 6.3) est telle que :

– P (0˚ < δre < 22, 5˚) = 72%,
– P (22, 5˚ < δre < 45˚) = 24%,
– P (45˚ < δre < 55˚) = 4%

– P (δre > 55˚) = 0%.

De plus, comme ces observations de terrain mettent en évidence que, dans des configurations usuelles,
il est quasiment impossible pour un bloc de se déplacer de façon ascendante le long de la pente, l’hy-
pothèse est faite que la déviation du bloc n’est possible que vers la direction de la ligne de plus grande
pente du terrain.

6.2.2 Procédure de collecte des données de terrain

Dans le chapitre 5, l’étude de l’influence des données de terrain (caractéristiques du sol et de l’im-
pactant) sur les paramètres de la loi stochastique d’impact n’a été menée que pour les données facilement
identifiables sur le terrain. Ces données sont la forme des particules et le rapport Rb/Rm entre la taille
de l’impactant et celle des particules constitutives du sol.

La forme des particules est considérée constante en tout point du site d’étude bien que l’influence de
cette donnée sur les paramètres de la loi stochastique d’impact soit non négligeable (cf. section 5.5.3).
Cette simplification permet de limiter le nombre de données de terrain à relever et de s’affranchir d’une
procédure, nécessairement subjective, d’estimation de la forme des particules en tout point du site.

Seul le rapport de taille Rb/Rm est donc estimé en chaque point du site d’étude par une campagne
de collecte de données de terrain. La distribution des diamètres équivalents Rb des blocs en chute est
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estimée lors de la définition des conditions de départ des blocs. La collecte de données de terrain ne
concerne donc que la taille moyenne Rm des particules constitutives du sol. Ce relevé de terrain a pour
but la définition d’une carte raster permettant d’associer une valeur de la taille moyenne Rm à chaque
couple de coordonnées (X,Y ) du site étudié. Pour définir cette carte, le rayon moyen Rm des pierres
constitutives du sol est estimé sur le terrain en chaque point du site.

La procédure de collecte des données de terrain rend nécessaire la détermination, préalablement à
l’analyse trajectographique, de plusieurs jeux de paramètres de la loi stochastique d’impact pour dif-
férentes valeurs du rapport de taille Rb/Rm. En effet, cette procédure conduit, lors des simulations, à
calculer le rapport Rb/Rm pour chaque rebond en fonction de la position (X,Y ) du bloc. Un jeu de
paramètres de la loi stochastique d’impact est alors choisi en fonction de la valeur de Rb/Rm calculée.
Ce jeu de paramètres est enfin utilisé pour calculer la vitesse réfléchie du bloc en fonction de sa vitesse
incidente.

La détermination des différents jeux de paramètres de la loi stochastique d’impact est faite suite à
l’analyse statistique de résultats de simulations 2D obtenus en utilisant le modèle numérique de sol défini
dans le chapitre 2. Pour le modèle numérique de sol utilisé, si la forme des particule et le rapport Rb/Rm

sont fixés, la vitesse réfléchie de l’impactant est essentiellement fonction de la porosité (cf. chapitre 3)
et de la profondeur du sol (cf. chapitre 4). La porosité du sol est conditionnée à la fois par la forme de
particules et par les processus ayant conduit à la génération du sol. Dans le but de caractériser le modèle
numérique de sol, il est donc nécessaire d’évaluer les processus de génération du sol en tout point du site
en complément de l’évaluation de la forme des particules. De plus, il également nécessaire d’estimer sur
le terrain la profondeur moyenne du sol afin de définir le modèle numérique de sol.

6.3 Prédiction de résultats d’essais en grandeur réelle

Afin d’évaluer la pertinence de la procédure d’utilisation de la loi d’impact stochastique, une analyse
trajectographique d’un site utilisé pour des essais de chute de blocs en grandeur réelle (Berger et Dor-
ren, 2006) est réalisée. Les prédictions de cette analyse trajectographique sont comparées aux résultats
obtenus lors des essais en grandeur réelle.

6.3.1 Essais expérimentaux en grandeur réelle

Le site utilisé lors des essais en grandeur réelle est situé sur la forêt communale de Vaujany (Isère
- France - lat. 45˚12’, long. 6˚3’). Ce site expérimental est un couloir d’avalanche orienté Nord-Ouest
d’altitude comprise entre 1200 m et 1400 m. La largeur du site d’étude est de 100 m, sa longueur,
mesurée le long de la pente, est de 570 m et sa pente moyenne est de 38˚ (Fig. 6.4). Le sol est un
vaste éboulis composé de pierres de "granit des Sept-Laux" issues du massif cristallin de Belledone. Cet
éboulis est la conséquence d’une succession d’avalanches rocheuses, neigeuses et de chutes de blocs.

Chaque essai consiste au lâcher d’un bloc dans la pente d’une hauteur de 5 m à l’aide d’un tracto-
pelle (Fig. 6.5). 100 essais de ce type ont été réalisés au cours de la campagne expérimentale.

Avant chaque essai, le volume du bloc lâché est estimé en mesurant sa longueur, sa largeur et sa
hauteur selon troix axes perpendiculaires. Le volume moyen des blocs est de 0, 8 m3 et l’écart-type
associé est de 0, 15 m3. La distribution du volume des blocs est exposée dans la figure 6.6.
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FIG. 6.4 – Description détaillée du site utilisé pour les essais en grandeur réelle.
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FIG. 6.5 – a) Blocs utilisés lors des essais en grandeur réelle ; b) Lâcher des blocs à l’aide d’un tracto-
pelle.

FIG. 6.6 – Distribution du volume des blocs utilisés lors des essais en grandeur réelle.
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FIG. 6.7 – Exemple de film de la trajectoire des blocs obtenus lors des essais en grandeur réelle.

Les trajectoires des blocs sont filmées à l’aide de 5 caméras localisées le long de la pente d’essai
(Fig. 6.4). Les films des trajectoires sont réalisés de manière à minimiser les diverses erreurs de mesure
possibles (Dorren et al., 2006). En particulier, chaque caméra est positionnée à 10 m de hauteur dans
des arbres à une distance d’environ 30 m du lieu de passage des blocs afin de faire coïncider au mieux
le plan filmé par les caméras avec le plan défini par la trajectoire des blocs.

A la fin de chaque essai, le point d’arrêt du bloc est localisé à l’aide d’un distancemètre laser2.

Chaque film obtenu lors des essais (Fig. 6.7) est analysé à l’aide d’un algorithme de traitement
d’image utilisant le logiciel Avistep 2.1.13. Cet algorithme permet d’obtenir, pour chaque image d’un
film vidéo, la position et la vitesse d’un objet en mouvement.

Pour cela, les directions horizontales et verticales sont tout d’abord référencées sur la première image
du film. Une correspondance entre la distance réelle et, sur le film, de deux point connus de l’image
(utilisation d’une mire) est également établie. Puis, les trajectoires des blocs pouvant être considérées
parallèles au plan de la caméra, l’analyse 2D de chaque film fournit un extrait de la trajectoire du bloc
dans le champ de la caméra (Berger et Dorren, 2006).

L’analyse de cette trajectoire permet de calculer la hauteur maximale de passage H max du centre de
gravité du bloc au dessus du sol dans le champ de la caméra.

Les mesures de vitesse réalisées à partir des films ont été simplifiées étant donné la qualité médiocre
des films obtenus. En effet, ces films étant réalisés à l’aide de caméras vidéo, les positions successives
des blocs ne sont relevées sur le film que tous les 1/25 de secondes. Cette faible fréquence d’acquisition
ne permet d’obtenir de façon précise ni l’évolution de la vitesse de translation du bloc ni celle de sa
vitesse de rotation au cours du film.

Cependant, si les points d’impact précédant et succédant le point de passage à la hauteur H max

sont connus, la vitesse V max associée à Hmax est estimée, par un calcul analytique simple, à partir des
moyennes des vitesses mesurées par analyse des films.

2Le modèle du distancemètre utilisé est Impulse LR 200 (Laser Technology, Inc. - Centennial - Colorado - USA).
3Avistep 2.1.1 est un logiciel développé par M. Delabaere (Saint Denis de la Réunion - France).
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FIG. 6.8 – Distribution du volume des blocs utilisés lors des simulations (Nb = 10 000).

L’estimation de V max permet d’estimer également l’énergie cinétique de translation Ecmax associée
à Hmax :

Ecmax =
1

2
Mb(V

max)2 (6.2)

où Mb est la masse du bloc définie comme le produit du volume du bloc estimé en début d’essai par
la densité moyenne du granite (ρ = 2650 kg/m3).

Seuls les films obtenus à l’aide des caméras 4 et 5 ont été analysés en détail. L’analyse de ces films a
permis la détermination des distributions des hauteurs de passage Hmax, des vitesses V max et énergies
Ecmax pour les 100 essais réalisés au niveau de deux zones d’évaluation, notées EL1 et EL2. La zone
d’évaluation EL1 (resp. EL2) est localisée à 185 m (resp. 235 m) le long de la pente après le point de
lâcher des blocs. Elle correspond au champ de vision de la caméra 4 (resp. caméra 5) (Fig. 6.4).

6.3.2 Analyse trajectographique du site d’essai

Afin d’évaluer la pertinence de la procédure d’intégration de la loi d’impact, une analyse trajecto-
graphique du site expérimental est menée dans des conditions similaires aux conditions expérimentales.

Pour cette analyse, les conditions initiales consistent, comme dans les essais en grandeur réelle, en un
lâcher des blocs sans vitesse initiale d’une hauteur de 5 m d’un point fixe correspondant à l’emplacement
du tracto-pelle utilisé lors des essais.

Les blocs en chute sont modélisés par des sphères dont le volume est choisi par tirage dans une
distribution normale de moyenne 0, 8 m3 et d’écart-type 0, 15 m3 . La distribution du volume des blocs
utilisés pour les simulations (Fig. 6.8) est très proche de la distribution des volumes des blocs mesurés
lors des essais (Fig. 6.6).

Le Modèle Numérique de Terrain (MNT) du site expérimental est construit à partir d’un relevé
topographique détaillé permettant de définir une carte raster d’une précision de 1 m2 définissant la
hauteur de la surface du sol (coordonnée Z) en tout point du site (de coordonnées horizontales X et Y ).
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FIG. 6.9 – Définition de 14 zones sur lesquelles la taille moyenne Rm des pierres constitutives de l’ébou-
lis est considérée constante.

Par ailleurs, l’analyse qualitative de la forme des pierres constitutives du sol montre que ces parti-
cules sont de forme rectangulaire et que leur élancement est, en général, faible. Les jeux de paramètres
de la loi stochastique utilisés lors des simulations sont donc ceux obtenus pour un milieu composé de
sphères. En outre, l’analyse géomorphologique du site expérimental met en évidence que le sol du site
d’étude a été formé suite à une succession d’avalanches rocheuses, neigeuses et de chute de blocs. L’hy-
pothèse est faite que cette succession de processus gravitaires a conduit à la génération d’un sol dense4

de profondeur moyenne H = 4 m. Enfin, plusieurs jeux de paramètres sont utilisés, correspondant à
différentes valeurs du rapport de taille Rb/Rm comprises entre 1 et 5.

La valeur de la taille moyenne Rm des blocs est déterminée pour chaque point du site expérimental.
Pour cela, le site d’étude est divisé en 14 zones sur lesquelles les valeurs de Rm sont constantes (Fig.
6.9). Les valeurs de Rm relevées sur le terrain sont détaillées dans le tableau 6.1.

L’analyse trajectographique consiste au lâcher et au calcul des trajectoires de Nb blocs. Pour chaque

4La porosité 2D de l’échantillon numérique de sol utilisé pour la détermination des paramètres du modèle stochastique
d’impact est de 0,206 (Tab. 2.1).
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Zone 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 11 12 13 14
Rm 0,10 ∞ 0,18 0,25 0,25 0,25 0,25 0,25 0,10 0,25 0,05 0,03 0,15 0,15

TAB. 6.1 – Valeurs de la taille moyenne Rm des pierres constitutives de l’éboulis sur les 14 zones de
définition.

lâcher, les conditions initiales sont identiques (lâcher sans vitesse initiale d’une hauteur de 5 m). A
chaque rebond de l’impactant sphérique, le rapport de taille Rb/Rm est tout d’abord calculé selon la
procédure définie dans la section 6.2.2. Puis, un jeu de paramètres de la loi stochastique est choisi en
fonction de la valeur de Rb/Rm arrondie à l’unité. En accord avec la procédure définie dans la section
6.2, les composantes normale, tangentielle et de rotation de la vitesse réfléchie sont enfin calculées à
l’aide de la loi stochastique d’impact et l’angle de déviation est également déterminé.

6.3.3 Comparaison des prédictions et des résultats d’essais

Plusieurs analyses trajectographiques ont été menées pour un nombre croissant Nb de blocs lâchés
compris entre 100 et 10000.

Pour chaque analyse, les distributions de la vitesse V max, de la hauteur de passage Hmax et de
l’énergie cinétique Ecmax sont déterminées au niveau des zones d’évaluation EL1 et EL2 et comparées
aux résultats expérimentaux. La répartition spatiale des points d’arrêt des blocs et la fréquence de pas-
sage des blocs en tout point du site prédites par les simulations sont également comparées aux points
d’arrêt des blocs relevés lors des essais en grandeur réelle.

Prédiction de la cinématique des blocs

Le nombre minimal Nb de simulations nécessaires à l’obtention d’une prédiction pertinente des
résultats expérimentaux par le modèle trajectographique est tout d’abord étudié. Ce nombre minimal est
défini comme le nombre de simulations pour lequel, quelle que soit la grandeur mesurée au niveau des
zones EL1 et EL2, l’erreur relative5 par rapport aux résultats de simulations impliquant 10 000 blocs est
inférieure à 5%. Ce nombre minimal est de Nb = 1 000.

La comparaison entre les résultats expérimentaux et les prédictions du modèle trajectographique
pour les distributions des grandeurs mesurées au niveau des zones d’évaluation EL1 et EL2 montre la
pertinence de la procédure numérique pour la prédiction des hauteurs de passage ainsi que des vitesses
et énergies cinétiques associées (Tab. 6.2, Tab. 6.3). En effet, quelle que soit la grandeur considérée,
les erreurs relatives entre les prédictions du modèle trajectographique et les résultats des essais sont
inférieures à 21%. La forme générale des distributions obtenues par analyse des résultats de simula-
tion au niveau des zones EL1 et EL2 est également en très bon accord avec les distributions obtenues
expérimentalement (Fig. 6.10).

Les valeurs moyennes et les écart-types prédits sont cependant légèrement inférieurs aux valeurs
mesurées (Tab. 6.2, Tab. 6.3). Au contraire, les valeurs maximales prédites sont systématiquement supé-
rieures aux valeurs maximales mesurées (Tab. 6.2, Tab. 6.3).

5L’erreur relative (ER) entre une valeur comparée et une valeur de référence est la différence entre la valeur comparée et la
valeur de référence divisé par la valeur de référence.
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FIG. 6.10 – Distribution des grandeurs mesurées (Hmax, V max et Ecmax) au niveau de la zone d’éva-
luation EL1 pour les essais et les simulations.
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Hmax (m) V max (m/s) Ecmax (kJ )
Moy. Ecart-type Max. Moy. Ecart-type Max. Moy. Ecart-type Max.

EL1 essais 12,5 5,2 28,1 1,4 1,1 5,0 205 169 786
EL1 simulations 12,7 4,3 30,3 1,4 1,0 11,0 213 152 1332

EL2 essais 13,8 5,5 28,9 1,6 1,4 6,2 245 196 958
EL2 simulations 12,1 5,1 31,8 1,4 1,1 12,7 207 173 1575

TAB. 6.2 – Moyennes, écart-types et valeurs maximales des grandeurs mesurées (H max, V max et
Ecmax) au niveau des zones d’évaluation EL1 et EL2 lors des essais et pour les simulations.

ER Hmax ER V max ER Ecmax

Moy. Ecart-type Max. Moy. Ecart-type Max. Moy. Ecart-type Max.
EL1 simulations 2 -17 8 0 -9 120 4 -10 69
EL2 simulations -12 -7 10 -13 -21 105 -16 -12 64

TAB. 6.3 – Erreur relative (ER) par rapport aux valeurs obtenues lors des essais pour les moyennes,
écart-types et valeurs maximales des grandeurs mesurées (Hmax, V max et Ecmax) au niveau des zones
d’évaluation EL1 et EL2 pour les simulations.

Les différences observées entres les grandeurs mesurées et celles prédites au niveau des zones d’éva-
luation EL1 et EL2 (valeurs maximales, en particulier) peuvent être dues au fait que les distributions
expérimentales sont définies à partir d’un nombre réduit d’essais ("seulement" 100 essais). Ces distri-
butions ne peuvent donc pas décrire précisément les distributions qui pourraient être obtenues pour un
nombre plus important d’essais en grandeur réelle. En particulier, le nombre de blocs lâchés étant relati-
vement faible, les valeurs extrèmes, qui correspondent aux événements rares, ont peu de chances d’être
atteintes lors des essais.

Les résultats expérimentaux ne sont donc que des indicateurs des valeurs moyennes, de la variabi-
lité et de la forme globale des distributions des grandeurs mesurées. Par conséquent, les comparaisons
entre résultats expérimentaux et prédictions du modèle trajectographique doivent se limiter aux carac-
téristiques globales des distributions obtenues expérimentalement (dont la valeur maximale ne fait pas
partie). Dans la limite de la pertinence de cette comparaison partielle, les prédictions du modèle peuvent
être considérées comme étant représentatives des résultats expérimentaux.

Prédiction des zones d’arrêt des blocs

L’évolution du pourcentage des blocs passants en fonction de la distance horizontale par rapport au
point de lâcher initial des blocs est représentée, à la fois pour les essais et les simulations, dans la figure
6.11. Cette représentation met en évidence que les prédictions des points d’arrêt par le modèle trajecto-
graphique sont globalement représentatives des points d’arrêt observés lors des essais car l’évolution du
pourcentage des blocs passants en fonction de la distance horizontale est similaire dans les deux cas.

Il est cependant intéressant de noter que, pour les blocs s’arrêtant juste après le point initial de lâcher
ainsi que pour les blocs atteignant des distances très importantes (supérieures à 350 m), les prédictions
du modèle sont plus défavorables que les résultats expérimentaux car le pourcentage de blocs passant
est légèrement plus elevé pour les prédictions (Fig. 6.11).
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FIG. 6.11 – Evolution du pourcentage de blocs passants en fonction de la distance par rapport au point
de lâcher initial des blocs pour les essais et les simulations.

Les différences observées à proximité du point de départ peuvent être expliquées par le fait que, lors
des essais, les blocs lâchés n’étaient pas sphériques. Par conséquent, certains blocs ont certainement,
juste après le lâcher d’une hauteur de 5 m, tourné de façon à ce qu’une partie importante de leur surface
soit en contact avec le sol conduisant au glissement des blocs considérés sur le sol et à leur arrêt pré-
maturé dans les 50 m suivant le lâcher. La figure 6.11 montre que cette situation a vraisemblablement
été observée pour environ 5% des blocs lors des essais. En effet, pour les simulations, le pourcentage
de blocs passants conserve une valeur de 100% jusqu’à une distance par rapport au point de lâcher des
blocs de 175 m, alors que, pour les essais, ce pourcentage est inférieur à 95% dès que la distance par
rapport au point de lâcher du bloc est supérieure à 50 m.

Les différences importantes observées pour les distances par rapport au point de départ des blocs
(supérieures à 350 m) peuvent également être expliquées par le fait que la pertinence du modèle d’impact
est moindre pour les sol composés de particules de faible taille tels que celles rencontrées pour les faibles
altitudes sur le site d’essai (distance par rapport au point de lâcher des blocs supérieure à 350 m - Fig.
6.12). En effet, comme le modèle d’impact a été développé pour les sols grossiers, sa pertinence est
moindre lorsque le rapport Rb/Rm devient très grand (Rb/Rm > 10).

Par ailleurs, les zones atteintes par les blocs lors des simulations sont plus grandes que celles ob-
servées lors des essais (Fig. 6.12). Bien que les causes évoquées précédemment jouent un rôle non
négligeable, ce résultat est essentiellement dû au fait que les zones prédites par le modèle correspondent
à une probabilité d’atteinte de 1/1 000 (1 000 simulations réalisées) alors celles observées correspondent
à une probabilité d’atteinte de 1/100 (100 blocs lâchés). En effet, le tracé de la zone correspondant à une
probabilité d’atteinte de 1/100 pour les prédictions (Fig. 6.12) met en évidence des zones similaires à
celles observées expérimentalement.

La comparaison entre les prédictions du modèle trajectographique et les résultats expérimentaux
montre que le modèle de trajectographie permet d’obtenir une prédiction pertinente des trajectoires des
blocs, des points d’arrêt et des énergies cinétiques en tout point du site. Le nombre de simulations
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FIG. 6.12 – Carte de fréquence de passage des blocs pour les simulations.
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nécessaire à l’obtention de résultats pertinents est, de plus, faible (1 000 simulations au minimum).

Ce faible nombre de simulations est en partie dû au fait que, dans cette étude, les sources de variabi-
lité sont réduites par rapport aux cas réels. En effet, les seules sources de variabilité sont la masse et la
forme de l’impactant ainsi que les propriétés locales du sol au voisinage du point d’impact. Contraire-
ment aux cas réels, les conditions cinématiques initiales de détachement du bloc et les points de départ
ne sont pas variables.

Intérêts de l’approche développée

La pertinence du modèle trajectographique ayant été mise en évidence, il est possible d’utiliser ce
modèle pour étudier certains paramètres qui ne peuvent pas être mesurés sur le terrain.

Le modèle trajectographique permet tout d’abord de déterminer, pour chaque rebond du bloc, la
répartition de l’énergie cinétique incidente entre les composantes normale, tangentielle et de rotation de
la vitesse incidente.

L’énergie cinétique incidente Ecin
tot peut être décomposée en une contribution normale Ecin

n , une
contribution tangentielle Ecin

t et une contribution de rotation Ecin
rot définies de la façon suivante :

Ecin
tot = Ecin

n + Ecin
t + Ecin

rot (6.3)

Ecin
n =

1

2
Mb(V

in
n )2 (6.4)

Ecin
t =

1

2
Mb(V

in
t )2 (6.5)

Ecin
rot =

1

2
Ib(ω

in)2 (6.6)

où Ib est le moment d’inertie du bloc considéré.

La figure 6.13 montre que la contribution tangentielle de l’énergie cinétique incidente est prépondé-
rante car le rapport Ecin

t /Ecin
tot est supérieur à 0,75 dans 93% des cas. Par conséquent, la loi d’impact

utilisée doit, en priorité, rendre compte de façon très précise du transfert de la contribution tangentielle
Ecin

t de l’énergie cinétique incidente pour assurer une prédiction correcte du rebond du bloc.

Le modèle trajectographique permet également de comparer la loi stochastique d’impact aux lois
d’impact classiquement utilisées en analyse trajectographique. Ces lois sont généralement basées sur
l’utilisation de coefficients de restitution normal Rn et tangentiel Rt.

Le calcul des valeurs des coefficients Rn et Rt pour chaque rebond d’une série de simulations met
en évidence la forte variabilité des valeurs de ces coefficients dans les simulations (Fig. 6.14). Cela
confirme que la modélisation stochastique de l’impact développée est équivalente à une modélisation des
coefficients de restitution comme des variables aléatoires. Cependant, dans la loi stochastique d’impact,
les coefficients de restitution sont considérés comme des variables aléatoires dépendantes alors que, dans
les lois classiques, ces variables aléatoires sont indépendantes.

On notera que les valeurs des coefficients de restitution Rt (Fig. 6.14) calculées pour chaque re-
bond lors des simulations sont en accord avec les valeurs expérimentales classiquement relevées dans la
littérature (cf. section 1.3.1- Tab. 1.1) : 75% des valeurs de Rt calculées sont comprises entre 0, 5 et 0, 9.
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FIG. 6.13 – Distribution du rapport Ecin
t /Ecin

tot sur l’ensemble des rebonds d’une série de simulations.

FIG. 6.14 – Distribution des coefficients Rt et Rn sur l’ensemble des rebonds d’une série de simulations.
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FIG. 6.15 – Evolution des valeurs moyennes des coefficients de restitution Rt et Rn calculées à l’aide
de la loi stochastique d’impact en fonction de l’angle d’incidence αin.

Au contraire, les valeurs des coefficients Rn (Fig. 6.14) sont très différentes des valeurs expérimen-
tales classiques. En effet, seulement 36% des valeurs de Rn calculées correspondent aux valeurs expéri-
mentales classiques (0, 25 < Rn < 0, 65 - cf. section 1.3.1- Tab. 1.1) et ces valeurs sont supérieures à 1
dans 46% des cas.

Les différences entre les valeurs des coefficients de restitution classiquement mesurées et celles cal-
culées lors des simulations sont dues à des différences de conditions incidentes, en particulier, d’angles
d’incidence, entre les simulations et les essais classiquement menés pour déterminer les coefficients de
restitution Rn et Rt.

Dans les simulations trajectographiques réalisées dans ce travail, les valeurs des angles d’incidence
sont généralement élevées (98% des valeurs de αin sont supérieures à 50˚ - Fig. 6.16) ce qui correspond
à des incidences majoritairement rasantes. Au contraire, les valeurs classiquement utilisées de Rn et Rt

sont, en général, obtenues suite à des campagnes expérimentales menées pour l’impact d’un bloc vertical
sur un terrain en pente. Dans ce cas, l’angle d’incidence est d’environ 50˚ .

Ces différences d’angles d’incidence entre les simulations et les essais classiques de caractérisation
de Rn et Rt peuvent avoir des répercussions sur les valeurs des coefficients de restitution obtenues. En
effet, la modélisation des couplages entre les différentes composantes de la vitesse incidente et de la
vitesse réfléchie dans le modèle stochastique d’impact met en évidence la dépendance des valeurs de Rn

et Rt à l’angle d’incidence αin (Fig. 6.15).

Pour le coefficient Rt, cette dépendance n’a aucune conséquence car Rt dépend peu de l’angle
d’incidence pour les fortes valeurs de cet angle (50˚ < αin < 90˚ - Fig. 6.15). Les valeurs du coefficient
Rt obtenues lors des simulations sont donc similaires à celles classiquement utilisées. Cela confirme le
bon accord observé (Fig. 6.14) entre les valeurs moyennes de Rt calculées lors des simulations et les
valeurs expérimentales usuelles (75% des valeurs de Rt comprises entre 0, 5 et 0, 9).

Par contre, pour des incidences rasantes (αin → 90), les valeurs de Rn sont fortement fonction de
l’angle d’incidence αin (Fig. 6.15). Par conséquent, dans les simulations, comme les incidences sont
fortement rasantes (98% des valeurs de αin sont supérieures à 50˚ - Fig. 6.16), les valeurs de Rn sont
élevées par rapport aux valeurs usuelles (Mean(Rn) > 1 pour αin > 75˚ - Fig. 6.15). Par contre, dans
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FIG. 6.16 – Distribution des angles d’incidence αin pour tous les rebonds d’une série de simulations.

les conditions classiques de détermination de Rn (αin ≈ 50˚), les valeurs moyennes de Rn calculées en
utilisant la loi stochastique conduisent à des valeurs de Rn en accord avec les valeurs expérimentales
classiques (Mean(Rn) ≈ 0, 4 pour αin ≈ 50˚ - Fig. 6.15).

Les valeurs de Rn calculées à l’aide de la loi stochastique d’impact sont donc cohérentes bien
qu’elles soient différentes des valeurs classiquement mesurées. Par ailleurs, ce résultat met en évidence
que les valeurs de Rn doivent être choisies avec attention lorsqu’une loi d’impact classique est utilisée,
même si l’importance de ce choix peut être relativisée. En effet, comme la contribution tangentielle de
l’énergie cinétique incidente est largement prédominante devant les autres contributions, le choix de Rn

est de moindre importance par rapport celui de Rt.

6.4 Intégration du modèle d’impact dans un contexte prédictif global

La validation du protocole d’utilisation de la loi stochastique d’impact dans le contexte de l’analyse
trajectographique met en évidence que la modélisation probabiliste du rebond constitue une base solide
pour développer une approche probabiliste de caractérisation de l’aléa de propagation des blocs.

Cette approche probabiliste consiste à développer une méthodologie de caractérisation de l’aléa
capable de fournir, en tout point du site étudié, les informations nécessaires au zonage du site, au posi-
tionnement et au dimensionnement d’ouvrages de protection.

6.4.1 Définition de l’aléa de propagation des blocs

Le risque de chute de blocs R(I, xe, ye) pour un enjeu (habitation collectives, individuelles, routes...)
situé en un point donné de coordonnées horizontales (xe, ye) quelle que soit la hauteur z de passage des
blocs, est classiquement défini, pour une intensité d’événement I donnée, comme la conjonction de
l’aléa de chute de bloc A(I, xe, ye) et de la vulnérabilité de l’enjeu pour l’intensité de l’événement V (I)

(Jordaan, 2005). Une telle définition rejoint le cadre général de la théorie de la décision (Berger, 1985).

Le calcul du risque R(xe, ye) auquel est soumis un enjeu, quelle que soit l’intensité I de l’événement
de chute de bloc, est défini de la façon suivante :
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R(xe, ye) =

∫

I
R(I, xe, ye)dI =

∫

I
A(I, xe, ye)V (I)dI (6.7)

La définition de la vulnérabilité V (I) des enjeux en fonction du type d’enjeu et de l’intensité de
l’événement de chute de blocs est une question très ouverte autour de laquelle de nombreux travaux de
recherche sont menés. Bien que la vulnérabilité soit, en toute rigueur, dépendante de l’aléa A(I, xe, ye),
la caractérisation de V (I) et de A(I, xe, ye) sont généralement réalisées séparément.

La définition de l’aléa de chute de blocs est l’objectif principal de l’analyse trajectographique. L’aléa
de chute de blocs A(Ec, xe, ye) est la probabilité d’atteinte du point de coordonnée (xe, ye) par un bloc
avec une énergie cinétique Ec donnée.

Si un seul bloc est impliqué dans chaque événement, l’aléa A(Ec, xe, ye) est classiquement défini
(Raetzo et al., 2002; Jaboyedoff et al., 2005; Desvarreux, 2007), pour chaque condition de départ D

possible, comme le produit de la probabilité de départ du bloc P (D), par la probabilité P (Ec, xe, ye)

de passage du bloc à l’abscisse (xe, ye) avec une énergie Ec :

A(Ec, xe, ye) = P (D)P (Ec, xe, ye) (6.8)

Il est important de noter que P (Ec, xe, ye) est la probabilité que le bloc passe au point de coordon-
nées (xe, ye) avec une énergie Ec et non qu’il s’arrête au point de coordonnées (xe, ye) avec une énergie
Ec.

En l’absence de données pertinentes sur la probabilité de départ des blocs P (D), l’hypothèse sim-
plificatrice d’un départ systématique des blocs de chaque zone départ est généralement faite : P (D) = 1

quel que soit D. Dans ce cas, l’aléa de chute de bloc A(Ec, xe, ye) est égal à la probabilité de passage
du bloc P (Ec, xe, ye).

6.4.2 Détermination de la probabilité de passage des blocs

La pertinence du protocole d’intégration de la loi stochastique d’impact ayant été mise en évidence,
il est possible d’utiliser le modèle trajectographique développé dans la section 6.2 afin de déterminer de
manière précise l’aléa de chute de blocs en tout point d’un site donné. Cette démarche est illustrée sur
un exemple simple en 2D.

En 2D, il n’est plus nécessaire de faire référence à la coordonnée horizontale ye, l’aléa de chute de
bloc à caractériser est donc A(Ec, xe). Lorsque l’hypothèse P (D) = 1 est faite, l’aléa A(Ec, xe) est
égal à la probabilité de passage du bloc P (Ec, xe).

Le site étudié est composé d’une zone de pente constante (35˚) d’une longueur de 100 m et d’une
zone plate d’une longueur de 100 m également (Fig. 6.17). La procédure d’intégration de la loi stochas-
tique d’impact est similaire à celle exposée dans la section 6.2. La taille moyenne des pierres constitu-
tives du sol est de Rm = 0, 25 m pour la section en pente et de Rm = 0, 1 m pour la section plate (Fig.
6.17). Une seule source de départ des blocs est considérée. Le diamètre des blocs en chute est fixé à
Rm = 0, 5 m. Chaque bloc est lâché sans vitesse initiale d’une hauteur de 5 m (Fig. 6.17).

La simulation des trajectoires des blocs consiste au lâcher de 10 000 blocs. Les données brutes de
simulation des trajectoires permettent d’obtenir, en tout point de chaque trajectoire, la position et le
vecteur vitesse du bloc considéré.
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FIG. 6.17 – Description du site d’étude considéré dans l’exemple. L’origine du repère (x, z) est située
au point de départ des blocs.

Contrairement aux approches classiques qui fournissent directement une caractérisation globale de
l’aléa P (Ec, xe), l’approche développée se base sur la connaissance d’une information précise au ni-
veau de chaque point du site d’étude : la probabilité p(Ec, xe, z) de passage d’un bloc en un point de
coordonnées (xe, z) avec une énergie cinétique Ec (Fig. 6.18).

La probabilité P (xe, z) de passage du bloc en un point de coordonnées (xe, z) quelle que soit son
énergie cinétique Ec de passage est également une information locale intéressante afin d’identifier les
zones de passage préférentielles des blocs (Fig. 6.19). La probabilité de passage P (xe, z) est égale à la
somme de toutes les probabilités p(Ec, xe, z) quelle que soit l’énergie de passage Ec :

P (xe, z) =

∫

Ec
p(Ec, xe, z)dEc (6.9)

En pratique, la distribution de p(Ec, xe, z) est approximée par une distribution discrète déterminée
grâce au traitement des données de simulation à l’aide d’un algorithme de comptage. La distribution
p(Ec, xe, z) est donc approximée par la probabilité p(Ec, (xe, (z − ∆z/2) ≤ z < (z + ∆z/2)) avec
∆z = 1 m (Fig. 6.18). Par ailleurs, la distribution p(Ec, xe, z) est déterminée pour des valeurs de xe

comprises entre xe = 0 m (point de lâcher des blocs) et xe = 180 m avec un pas d’échantillonnage de
∆x = 1 m.

Les distributions p(Ec, xe, z) et P (xe, z) obtenues suite au traitement des données de simulations
peuvent être exploitées de différentes façons afin d’obtenir une caractérisation globale de l’aléa dans une
optique de zonage, d’implantation et de dimensionnement d’ouvrages de protection.

6.4.3 Détermination des zones à risque

Si P (D) = 1, l’aléa A(Ec, xe) en tout point d’abscisse xe est caractérisé de façon exhaustive par la
distribution P (Ec, xe) de l’énergie cinétique du bloc lors du passage en ce point (Fig. 6.20) :
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FIG. 6.18 – Distribution de p(Ec, xe, z) pour xe = 104, 5 m et z = −69, 5 m.

FIG. 6.19 – Distribution spatiale de la probabilité de passage d’un bloc P (xe, z) en tout point de coor-
données (xe, z) du site étudié. L’origine du repère (x, z) est située au point de départ des blocs.
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FIG. 6.20 – Distribution de P (Ec, xe) pour xe = 104, 5 m.

P (Ec, xe) =

∫

∞

0
p(Ec, xe, z)dz (6.10)

La caractérisation directe de l’aléa à partir de la distribution de P (Ec, xe) est complexe car cette
distribution est fonction de deux variables dépendantes : l’atteinte du point d’abscisse xe et l’énergie
cinétique Ec du bloc lors de son passage en ce point. La caractérisation de l’aléa peut cependant être
faite en définissant un (ou plusieurs) estimateur (s) de P (Ec, xe) prenant en compte les contributions de
ces deux variables.

Pour caractériser l’aléa à partir de la connaissance de la distribution de P (Ec, xe), il est possible
de définir un estimateur moyen. Cet estimateur moyen peut être, par exemple, l’indice Ind(xe) égal à
l’espérance EEc(P (Ec, xe)) de la distributon P (Ec, xe) au point d’abscisse xe :

Ind(xe) = EEc(P (Ec, xe)) =

∫

∞

0

∫

∞

0
Ec p(Ec, xe, z)dzdEc (6.11)

L’indice Ind(xe) (Fig. 6.21) permet d’estimer l’aléa en tout point du site en tenant compte à la fois
de la probabilité de passage au point considéré et des énergies de passage en ce point. De plus, cet indice
prend en compte le fait qu’un grand nombre de simulations ne conduisent pas au passage du bloc au
point xe : la valeur Ec = 0 est associée à ces simulations. L’indice Ind(xe) est donc l’énergie cinétique
moyenne de passage au point xe incluant les simulations pour lesquelles l’énergie de passage est nulle
en raison du fait que le point d’abscisse xe n’est pas atteint.

L’interprétation physique de la valeur de l’estimateur Ind(xe) n’est pas évidente. Il s’agit d’un
estimateur permettant de quantifier l’aléa de manière relative : plus la valeur de l’indice Ind(xe) est
grande, plus l’aléa important.

Il est également possible de définir un estimateur moyen Ecmoy(xe) de l’aléa ayant une signification
physique plus évidente. Cet estimateur correspond à l’énergie cinétique moyenne lors du passage du bloc
en un point donné sachant que le bloc passe en ce point. Dans ce cas, seules les simulations conduisant
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FIG. 6.21 – Evolution de l’estimateur moyen Ind(xe) en fonction de xe.

au passage du bloc au niveau du point considéré sont prises en compte :

Ecmoy(xe) =
EEc(P (Ec, xe))

P (xe)
=

∫

∞

0

∫

∞

0 Ec p(Ec, xe, z)dzdEc
∫

∞

0

∫

∞

0 p(Ec, xe, z)dzdEc
(6.12)

où P (xe) est la probabilité d’atteinte du point d’abscisse xe par un bloc (Fig. 6.23).

L’estimateur Ecmoy(xe) (Fig. 6.22) permet de déterminer l’énergie moyenne de passage en un point
d’abscisse xe : si un enjeu est situé au point d’abscisse xe, cet enjeu est impacté avec une énergie
égale à Ecmoy(xe) en moyenne. Cet estimateur présente l’avantage d’être facilement interprétable phy-
siquement mais il ne fournit aucune information concernant la probabilité d’occurence de l’événement
d’intensité moyenne Ecmoy(xe).

Il est intéressant de noter que l’estimateur Ecmoy(xe) n’est pas forcément décroissant en fonction de
la distance xe par rapport au point de départ des blocs. En particulier, lorsque la distance par rapport au
point de lâcher des blocs devient importante (xe > 140 m), les événements pouvant atteindre les points
considérés sont en général de forte énergie car l’énergie moyenne d’impact Ecmoy(xe) est élevée. Ainsi,
bien que ces événements soient rares (la probabilité d’atteinte P (xe) est très faible pour xe > 140 m -
Fig. 6.23), ce qui n’est pas intégré dans l’estimateur Ecmoy(xe), leur occurence a des conséquences très
importantes.

En pratique, plusieurs classes d’aléa (classiquement : aléa "fort", "moyen" et "faible") sont définies
dans l’optique d’associer chaque zone du site à une de ces classes.

Une approche simplifiée de caractérisation de l’aléa pour un site donné consiste à attribuer une classe
d’aléa à chaque point d’abscisse xe en fonction de la valeur de la probabilité de passage des blocs P (xe)

en ce point. La probabilité P (xe) est définie à partir de la probabilité p(Ec, xe, z) :

P (xe) =

∫

∞

0

∫

∞

0
p(Ec, xe, z)dzdEc (6.13)

Le zonage d’un site en utilisant la probabilité P (xe) consiste à définir, en fonction de plusieurs
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FIG. 6.22 – Evolution de l’estimateur moyen Ecmoy(xe) en fonction de xe.

FIG. 6.23 – Evolution de la probabilité P (xe) en fonction de xe.
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FIG. 6.24 – Classes d’aléa définies dans la réglementation Suisse en fonction de l’intensité et la fré-
quence des événements de chute de blocs.

valeurs seuils de cette probabilité, des zones du site où l’aléa est "fort", "moyen" ou "faible". Dans ce
cas, l’aléa en un point d’abscisse xe n’est fonction que de la probabilité de passage du bloc P (xe) ; il
n’est pas fonction de l’énergie cinétique des blocs.

En France, les probabilités seuils associées à ces trois classes d’aléa sont généralement (Desvarreux,
2007) :

– aléa "faible" : P (xe) < 10−6

– aléa "moyen" : P (xe) < 10−4

– aléa "fort" : P (xe) < 10−2

L’application de cette procédure d’attribution de classes d’aléa à l’exemple considéré conduit à l’at-
tribution d’un aléa fort en tout point du site d’abscisse inférieure à 172 m et à l’attribution d’un aléa
moyen à tout point tel que x > 172 m (Fig. 6.23).

Le principal désavantage de cette définition de l’aléa est qu’elle ne tient pas compte du fait que les
dégats occasionnés par le passage d’un bloc sont fortement fonctions de l’énergie du bloc lors de son
passage au point d’abscisse xe considéré. Ceci est dû au fait que l’énergie du bloc lors de son passage
au point d’abscisse xe n’est pas prise en compte.

Dans le contexte de la trajectographie, différentes approches de caractérisation de l’aléa en fonction
de la probabilité d’occurence et de l’intensité des événements de chute de blocs ont été développées de
manière à attribuer des classes d’aléa en tout point des sites étudiés en fonction de ces deux paramètres
(Guzzetti et al., 2004; Jaboyedoff et al., 2005).

Dans la réglementation Suisse (Raetzo et al., 2002; Jaboyedoff et al., 2005), par exemple, trois
classes d’aléa ("fort", "moyen" et "faible") sont définies en fonction de deux paramètres (Raetzo et al.,
2002; Jaboyedoff et al., 2005)(Fig. 6.24) : l’énergie cinétique de passage et la probabilité de passage des
blocs.

Pour définir les différentes classes d’aléa, trois classes d’intensité des événements sont distinguées :
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Aléa fort Aléa moyen Aléa faible Aléa résiduel
E : Ec > 300kJ P (E) > 1/300 0 < P (E) ≤ 1/300

E : 30kJ < Ec ≤ 300kJ P (E) > 1/30 1/100 < P (E) ≤ 1/30 P (E) ≤ 1/100
E : Ec ≤ 30kJ P (E) > 1/30 P (E) ≤ 1/30

TAB. 6.4 – Définition de classes d’aléa selon la réglementation Suisse en fonction de trois probabilités
P (Ec > 300kJ, xe), P (30kJ < Ec ≤ 300kJ, xe) et P (Ec ≤ 30kJ, xe).

– les événements d’intensités fortes tels que : Ec > 300kJ ,
– les événements d’intensités intermédiaires tels que : 30kJ < Ec ≤ 300kJ

– les événements d’intensités faibles tels que : Ec ≤ 30kJ .

Trois fréquences d’événement sont également définies :

– événements E peu fréquents : P (E) = 1/300,
– événements E fréquents : P (E) = 1/100

– événements E très fréquents : P (E) = 1/30.

La réglementation Suisse se base sur la connaissance de la probabilité P (Ecmin ≤ Ec < Ecmax, xe)

de passage d’un bloc à l’abscisse xe avec une énergie comprise entre Ecmin et Ecmax. Cette probabilité
peut également être définie en fonction de la probabilité locale p(Ec, xe, z) privilégiée dans l’approche
développée :

P (Ecmin < Ec ≤ Ecmax, xe) =

∫ Ecmax

Ecmin

∫

∞

0
p(Ec, xe, z)dzdEc (6.14)

L’application de la réglementation Suisse nécessite donc le calcul, à partir de la probabilité p(Ec, xe, z)

(Eq. 6.14), de l’évolution de trois probabilités d’occurence en fonction de xe :

– P (Ec > 300kJ, xe),
– P (30kJ < Ec ≤ 300kJ, xe),
– P (Ec ≤ 30kJ, xe).

Une interprétation simplifiée de la réglementation (Tab. 6.4) consiste à associer un aléa "fort" si des
événements d’intensités fortes peuvent avoir lieu peu fréquemment (P (Ec > 300kJ, xe) > 1/300) ou
si des événements d’intensités intermédiaires sont observés de façon très fréquente (P (30kJ < Ec ≤
300kJ, xe) > 1/30).

De plus, une zone où l’aléa est moyen (Tab. 6.4) est caractérisé par les probabilités d’occurence :
1/100 < P (30kJ < Ec ≤ 300kJ, xe) ≤ 1/30 et P (Ec ≤ 30kJ, xe) > 1/30.

Pour que l’aléa soit "faible" sur une zone donnée (Tab. 6.4), il faut que les événements d’intensités
intermédiaires soient peu fréquents (P (30kJ < Ec ≤ 300kJ, xe) ≤ 1/100) ; par contre, les événements
d’intensités faibles peuvent être plus fréquents (P (Ec ≤ 30kJ, xe) ≤ 1/30).

Enfin, un aléa résiduel (Tab. 6.4) est également défini afin de caractériser les zones soumises à des
événements rares (0 < P (E) ≤ 1/300) et de très fortes intensités (Ec > 300kJ ). Cet aléa résiduel est
associé à chaque zone si des événements d’intensités fortes peuvent avoir lieu même peu fréquemment
(0 < P (Ec > 300kJ, xe) ≤ 1/300).

Dans l’exemple traité, l’évolution de ces trois probabilités d’occurence en fonction de xe (Fig. 6.25)
montre tout d’abord que, si les événements de faible intensité (Ec ≤ 30kJ ) sont considérés, tout point
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FIG. 6.25 – Evolution des probabilités P (Ec > 300kJ, xe), P (30kJ < Ec ≤ 300kJ, xe) et P (Ec ≤
30kJ, xe) en fonction de xe.

du site situé à une distance inférieure à xe = 116 m du point de départ des blocs est associé à un
aléa moyen car P (Ec ≤ 30kJ, xe) > 1/30. Dans le cas contraire, l’aléa est faible selon ce critère
(P (Ec ≤ 30kJ, xe) ≤ 1/30).

De plus, l’étude des événements d’intensités intermédiaires (30kJ < Ec ≤ 300kJ ) met en évidence
une zone d’aléa forte telle que xe < 137 m car, dans ce cas, P (30kJ < Ec ≤ 300kJ, xe) > 1/30. Ce
critère permet également de définir une zone d’aléa moyen pour les abscisses comprises entre xe = 137

m et xe = 154 m car, sur cette zone, 1/100 < P (30kJ < Ec ≤ 300kJ, xe) ≤ 1/30. Par voie
de conséquence, la zone d’aléa faible est, selon ce critère, telle que xe > 154 m (P (30kJ < Ec ≤
300kJ, xe) ≤ 1/100).

Enfin, les événements de forte intensité ont une probabilité d’occurence inférieure à 1/300 si xe >

162 m (P (30kJ < Ec ≤ 300kJ, x ≥ xe) > 1/300). Selon ce critère, la zone d’aléa fort inclut donc
l’ensemble des points d’abscisse inférieure à xe = 162 m. Cependant, un aléa résiduel persiste quel que
soit xe car P (30kJ < Ec ≤ 300kJ, xe) > 0 en tout point du site.

La synthèse des zones obtenues selon ces trois critères conduit à définir un zonage du site (Fig.
6.25) tel que la zone d’aléa fort inclut tous les points d’abscisse xe < 162 m et la zone d’aléa faible est
associée aux points d’abcisses xe > 162 m. Enfin, une zone d’aléa résiduel est également défini sur cette
zone (xe > 162 m) car la probabilité d’occurence d’événements de très fortes intensités (Ec > 300 kJ )
n’est jamais nulle sur cette zone.

Selon cette procédure d’attribution des classes d’aléa, on obtient, pour l’exemple considéré, une
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FIG. 6.26 – Localisation de l’enjeu et de la zone d’implantation d’un ouvrage de protection sur le site
d’étude.

zone associée à un aléa fort tel que xe < 162 m. Cette zone est moins étendue que celle obtenue avec
la méthode précédente, utilisée en France. De même, la zone associée à un aléa faible est plus proche
du point de départ des blocs en utilisant la réglementation Suisse. L’attribution des classes d’aléa est
donc très différente selon si on applique la méthode couramment utilisée en France ou la réglementation
suisse. Les importantes différences observées sont dues au fait que ces deux méthodes se basent sur deux
définitions différentes de l’aléa de chute de blocs.

6.4.4 Intégration d’ouvrages de protection

L’urbanisation des zones montagneuses étant relativement forte, l’attribution de classes d’aléa est
très souvent réalisée sur des sites pour lesquels des enjeux sont déjà en place. Lorsque la caractérisation
de l’aléa de chute de bloc donne lieu à l’attribution d’un aléa fort ou moyen sur une zone présentant des
enjeux, il est alors indispensable de mettre en place des mesures de protection de ces enjeux.

Le dimensionnement d’un ouvrage de protection s’articule en deux étapes :

– définition de l’efficacité fonctionnelle de l’ouvrage : détermination de la taille et de la forme de
l’ouvrage de façon à ce qu’un maximum de blocs puisse être intercepté.

– définition de l’efficacité structurelle de l’ouvrage : dimensionnement de l’ouvrage de façon à ce
qu’il résiste à l’impact des blocs.

Dans l’exemple considéré, l’hypothèse est faite que les enjeux sont situés à une position xenj = 140

m. De plus, le choix est retenu d’intégrer des filets pare-blocs de hauteur houv à une distance d = 50 m

du point de départ des blocs pour protéger ces enjeux (Fig. 6.26).

L’étape de détermination de l’efficacité fonctionnelle consiste ici à définir la hauteur houv des filets
pare-blocs à implanter. Pour cela, la réglementation suisse est utilisée. Les évolutions des probabilités
P (Ec > 300kJ, xe, houv), P (30kJ < Ec ≤ 300kJ, xe, houv) et P (Ec ≤ 30kJ, xe, houv) à la côte
xenj = 140 m en fonction de la hauteur houv de l’ouvrage implanté sont déterminées (Fig. 6.27).

Lors de cette phase de dimensionnement fonctionnel de l’ouvrage, l’hypothèse est faite que l’effica-
cité structurelle est assurée quelle que soit la taille de l’ouvrage. On suppose que l’ouvrage est dimen-
sionné pour résister à tout impact d’un bloc quelle que soit l’énergie d’impact.
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FIG. 6.27 – Evolution des probabilité P (Ec > 300kJ, xe, houv), P (30kJ < Ec ≤ 300kJ, xe, houv) et
P (Ec ≤ 30kJ, xe, houv) à la côte xenj = 140 m en fonction de la hateur houv de l’ouvrage implanté à
une distance d = 50 m du point de départ des blocs.

Le calcul de l’évolution des probabilités P (Ec > 300kJ, xe, houv), P (30kJ < Ec ≤ 300kJ, xe, houv)

et P (Ec ≤ 30kJ, xe, houv) en fonction de la hauteur houv de l’ouvrage nécessite de réaliser plusieurs si-
mulations trajectographiques en intégrant des ouvrages de différentes hauteurs houv à la distance choisie
(d = 50 m du point de départ - Fig. 6.26).

Pour chaque hauteur houv considérée, c’est à dire pour chaque simulation des trajectoires avec un
ouvrage de hauteur houv , la probabilité p(Ec, xe, z, houv) est calculée. La connaissance de l’évolution
de cette probabilité en fonction de la hauteur houv de l’ouvrage permet de déterminer, , les probabilités
P (Ec > 300kJ, xe, houv), P (30kJ < Ec ≤ 300kJ, xe, houv) et P (Ec ≤ 30kJ, xe, houv) à la côte
xenj = 140 m :

P (Ecmin < Ec ≤ Ecmax, xe, houv) =

∫ Ecmax

Ecmin

∫

∞

0
p(Ec, xe, z, houv)dzdEc (6.15)

Les résultats montrent tout d’abord que, quelle que soit la hauteur de l’ouvrage, la probabilité
P (Ec ≤ 30kJ, xe, houv) est inférieure à 1/30 (Fig. 6.27). Selon la réglementation suisse, la zone à
protéger est associée à un aléa faible par rapport au critère P (Ec ≤ 30kJ, xe, houv).

De plus, si la hauteur de l’ouvrage est supérieure à houv = 1, 75 m, l’aléa au point d’abscisse
xe = 140 m est également réduit de façon à être classé "résiduel" par rapport au critère P (Ec >

300kJ, xe, houv) car P (Ec > 300kJ, xe, houv) < 1/300 et "faible" par rapport au critère P (30kJ <

Ec ≤ 300kJ, xe, houv) car la valeur de cette probabilité est inférieure à 1/100 (Fig. 6.27). L’efficacité
fonctionnelle de l’ouvrage de protection est donc assurée si houv > 1, 75 m.

Il est intéressant de noter que, dès que houv > 3 m, l’augmentation de la hauteur du filet ne permet
pas une amélioration significative des capacités de l’ouvrage en terme d’arrêt des blocs. En effet, les
probabilités calculées tendent toutes vers une valeur asymptotique lorsque houv augmente (Fig. 6.27).
L’implantation d’un ouvrage de taille supérieure n’apporte alors pas un réel avantage en terme d’effica-
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FIG. 6.28 – Distribution des hauteurs de passage des blocs hpass au niveau de l’ouvrage, i.e. des hauteurs
auxquelles l’ouvrage sera impacté.

cité fonctionnelle au regard de l’augmentation du coût induite. Une hauteur d’ouvrage de 3 m constitue
donc un optimum entre le coût associé à l’augmentation de la taille de l’ouvrage et le bénéfice d’une aug-
mentation de taille d’ouvrage en terme d’arrêt des blocs. Le choix est donc fait d’implanter un ouvrage
de hauteur efficace houv = 3 m.

Une fois la taille de l’ouvrage déterminée, son dimensionnement est réalisé de façon à assurer l’ef-
ficacité structurelle de l’ouvrage. Lors de cette étape, la méthode développée permet de définir avec
précision les sollicitations auxquelles l’ouvrage sera potentiellement soumis. En particulier, la connais-
sance détaillée de toutes les composantes de la vitesse - y compris la vitesse de rotation de l’impactant -
permet de définir précisément la distribution de l’énergie cinétique impactant l’ouvrage.

L’évolution du pourcentage des blocs impactant l’ouvrage en fonction de la hauteur de l’impact
himp, est tout d’abord déterminée (Fig. 6.28). En complément de la distribution des points d’impact, les
distributions des énergies cinétiques d’impact Ec en fonction de la hauteur d’impact himp (Fig. 6.29)
sont définies.

La connaissance des distributions des points d’impact et de l’évolution des distributions de l’énergie
cinétique d’impact en fonction du point d’impact permet d’envisager une analyse probabiliste complète
de la tenue de l’ouvrage à l’aide de méthodes analytiques ou numériques de dimensionnement de filets
pare-blocs (Nicot et al., 2001).

Pour réaliser cette analyse, il est possible de réaliser plusieurs vérifications de la tenue de l’ouvrage
pour différents couples de valeurs (himp, Ec) représentatifs des distributions des points d’impact (Fig.
6.28) et des différentes distributions de l’énergie cinétique d’impact en fonction du point d’impact (Fig.
6.29). Une telle analyse permet de déterminer le pourcentage de chance de tenue de l’ouvrage lorsque
les distributions des points d’impact et des énergies cinétiques d’impact en fonction de la position du
point d’impact obtenues sont appliquées.

Enfin, la répartition entre les contributions Ecn normale à l’ouvrage (Fig. 6.30), Ect tangentielle à
l’ouvrage (Fig. 6.31) et Ecω de rotation (Fig. 6.32) de l’énergie cinétique d’impact est une information
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FIG. 6.29 – Distribution des énergies cinétiques d’impact Ec pour différentes hauteurs d’impact h imp.

FIG. 6.30 – Distribution de la contribution normale Ecn de l’énergie d’impact.

intéressante. Dans l’exemple considéré, la contribution normale est prépondérante devant la contribution
tangentielle et la contribution de rotation ( Ecn est de l’ordre de 100 kJ alors que Ect et Ecω sont de
l’ordre de 10 kJ ). Des cas de chargement simples consistant en un impact normal à la surface du filet
pare-blocs semblent donc suffisants dans ce cas.

Bien que les contributions tangentielles à l’ouvrage Ect et de rotation Ecω de l’énergie d’impact
ne soient pas prépondérantes en terme de dimensionnement, il est intéressant de noter que ces énergies
conditionnent l’efficacité fonctionnelle de l’ouvrage. En effet, selon leur intensité et la localisation du
point d’impact, les composantes tangentielles et de rotation de la vitesse d’impact peuvent conduire au
franchissement de l’obstacle car elles favorisent le glissement ou le roulement du bloc le long du filet ce
qui peut entraîner le franchissement de la limite supérieure du filet par le bloc.
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FIG. 6.31 – Distribution de la contribution tangentielle Ect de l’énergie d’impact.

FIG. 6.32 – Distribution de la contribution rotationnelle Ecω de l’énergie d’impact.
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6.5 Résumé - Conclusions

Dans ce chapitre, une procédure d’intégration de la loi stochastique d’impact dans le contexte de
l’analyse trajectographique 3D a été développée. Cette procédure comporte deux étapes. La première
étape consiste au calcul 2D des composantes du vecteur vitesse réfléchi en fonction des composantes
du vecteur vitesse incident en utilisant la loi stochastique d’impact. La seconde étape permet le calcul
de la déviation du bloc au cours de l’impact. L’application de cette procédure permet la détermination
complète de la vitesse réfléchie de l’impactant en fonction de son vecteur vitesse incident.

Les comparaisons entre les résultats d’essais en grandeur réelle et les prédictions à partir d’une
analyse trajectographique utilisant cette procédure d’intégration de la loi stochastique d’impact met en
évidence la pertinence de cette procédure.

L’étude détaillée des résultats de cette analyse trajectographique fournit en outre des éléments de
comparaison entre la loi d’impact développé et les approches classiques de modélisation de l’impact.
En particulier, cette comparaison met en évidence que la loi stochastique d’impact est une extension des
lois classiques capable de modéliser la dépendance de chaque composante de la vitesse réfléchie à tous
les paramètres cinématiques incidents dans un cadre de travail stochastique rigoureux.

Sur la base solide de cette approche stochastique de modélisation de l’impact, une approche proba-
biliste de caractérisation de l’aléa de propagation des blocs a également été développée.

Cette approche est basée sur la connaissance, pour chaque point du site d’étude, de la probabilité
de passage d’un bloc en fonction non seulement des coordonnées horizontales de chaque point du site
mais aussi de la hauteur de passage des blocs et de l’énergie cinétique des blocs lors de leur passage.
Cette information locale est ensuite traitée de façon à réaliser le zonage du sité étudié et, éventuellement,
l’implantation d’un ouvrage de protection.

Cette approche ouvre de façon naturelle sur le dimensionnement des ouvrages de protection. En
effet, elle permet la détermination de la distribution de l’énergie cinétique d’impact d’un ouvrage en
fonction des points d’impact. Cette information permet d’envisager une étude probabiliste de l’efficacité
structurelle de l’ouvrage implanté consistant à déterminer le pourcentage de chance de tenue de l’ou-
vrage pour les distributions des conditions de sollicitation (hauteur et énergie d’impact) retenues pour le
site considéré.

Par ailleurs, le modèle trajectographique permettant une modélisation précise de toutes les com-
posantes de la vitesse des blocs impactant l’ouvrage, la répartition de l’énergie d’impact entre les dif-
férentes composantes du vecteur vitesse en début d’impact est également disponible. La connaissance
détaillée de cette répartition permet d’assurer l’efficacité fonctionnelle de l’ouvrage en optimisant sa
géométrie de façon à ce que les blocs soient arrêtés.
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Conclusion

Ce travail de thèse a été initié dans la perspective d’améliorer significativement les modèles d’impact
d’un bloc rocheux sur un sol naturel classiquement utilisés en analyse trajectographique. Les objectifs
finaux de ce travail étaient de mettre en exergue les phénomènes en jeu au cours de l’impact et de déve-
lopper un loi stochastique d’impact apportant une réelle amélioration de la modélisation mécanique du
rebond du bloc et permettant de traduire de façon représentative la variabilité des vitesses du bloc après
impact.

L’élément central de ce travail de recherche a été la modélisation numérique par la méthode des
éléments discrets de l’impact d’un bloc rocheux sur un sol grossier, qui est le type de sol le plus fré-
quemment rencontré en zones montagneuses. Suite à une phase de calibration et de validation, le modèle
numérique de l’impact a été exploité pour analyser en détail les mécanismes conduisant au rebond du
bloc. Ce modèle numérique a enfin été utilisé lors de campagnes de simulation extensives conduisant
à la définition d’une loi stochastique d’impact et au développement d’un cadre de travail probabiliste
global de caractérisation de l’aléa de chute de blocs.

La première phase de ce travail de recherche a débuté par le développement d’un modèle numérique
de sol grossier par la méthode des éléments discrets. Ce modèle numérique assure une traduction satis-
faisante de la granulométrie du sol, de la forme des particules, des dissipations d’énergie au droit des
contacts, de la porosité et des processus gravitaires de génération de ce type de sol. Les simulations d’im-
pact utilisant ce modèle numérique mettent en évidence la variabilité des vitesses de l’impactant après
rebond en fonction de l’arrangement géométrique des particules du sol au voisinage du point d’impact.
En raison de cette variabilité, un protocole de simulation assurant la représentativité statistique des résul-
tats obtenus et des indicateurs statistiques (fonction de répartition des quantités réfléchies, en particulier)
ont été définis de manière à analyser les résultats de simulation de façon pertinente.

La validation de la modélisation numérique de l’impact par la méthode des éléments discrets a été
faite par comparaison des prédictions du modèle à des résultats d’essais d’impact à la fois sur des ma-
tériaux modèles et sur des sols grossiers. La comparaison des prédictions des simulations aux résultats
d’essais d’impact sur des matériaux modèles a montré la pertinence du modèle numérique pour prédire
l’impact pour des tailles d’impactant comprises de une à dix fois la taille moyenne des particules du
milieu impacté. La comparaison entre les résultats d’essais à échelle réduite d’impact sur un sol grossier
et les prédictions du modèle numérique a également mis en évidence la capacité du modèle à prédire le
rebond du bloc de manière satisfaisante dans un contexte plus proche de celui correspondant à la chute
de blocs sur un terrain naturel. Une telle prédiction du rebond n’est cependant assurée que si certains
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paramètres du sol sont clairement définis. Ces paramètres sont le rapport entre la taille de l’impactant
et la taille des pierres constitutives du sol ainsi que la forme générale des particules. Par ailleurs, il est
indispensable de calibrer la porosité du modèle numérique de sol.

Le modèle numérique de l’impact par la méthode des éléments discrets a été utilisé, lors de la
seconde phase de ce travail, pour mettre en exergue les mécanismes conduisant au rebond du bloc.
L’étude des phénomènes physiques en jeu au cours de l’impact a été menée pour différentes profondeurs
de sol, tailles d’impactant et cinématiques de l’impactant avant impact.

Cette étude montre tout d’abord que l’interaction entre l’impactant et le sol peut être décomposée en
trois phases : le transfert énergétique initial du bloc vers le sol, la propagation d’une onde de compression
du point d’impact vers l’intérieur du sol et la réflexion de l’onde de compression sur le substratum. Les
simulations numériques mettent également en avant le rôle prépondérant de l’angle local d’incidence, de
la profondeur du sol et de la taille de l’impactant sur les mécanismes conduisant au rebond ou à l’arrêt
du bloc. Il est, en particulier, possible de définir un diagramme d’existence du rebond de l’impactant
délimitant les domaines d’arrêt et de rebond en fonction des valeurs de ces paramètres.

Pour des conditions cinématiques incidentes données (vitesse et angle d’incidence fixés), le dia-
gramme d’existence du rebond met en évidence trois régimes d’impact. Le premier régime d’impact
correspond aux faibles tailles d’impactant (inférieures à la taille moyenne Rm des particules du sol).
Dans ce cas, le rebond de l’impactant est essentiellement conditionné par le transfert énergétique initial.
Le second régime d’impact est associé aux tailles d’impactant intermédiaires (comprises entre Rm et
6Rm). Le rebond de l’impactant est alors la conséquence d’un second transfert d’énergie du sol vers le
bloc après aller-retour de l’onde de compression au sein du milieu. Cet apport d’énergie n’est possible
que si la totalité de l’énergie cinétique incidente de l’impactant n’est pas dissipée lors de l’aller-retour de
l’onde de compression. Enfin, le troisième régime d’impact correspond aux grandes tailles d’impactant
(supérieures à 6Rm). La pénétration de l’impactant dans le sol devient alors significative et le rebond est
le résultat de l’interaction entre l’impactant et une fine couche de sol compacte.

Dans un troisième temps, le modèle numérique de l’impact par la méthode des éléments discrets a
également été utilisé pour réaliser une campagne extensive de simulations numériques. L’analyse sta-
tistique des résultats obtenus suite à cette campagne a permis de définir une loi stochastique d’impact
reliant les vitesses de l’impactant après impact aux vitesses avant impact. Cette loi est capable de quanti-
fier la variabilité des vitesses après impact dans des cas de figure très variés. Elle est, notamment, valide
pour des rapports du rayon de l’impactant sur le rayon moyen des particules du sol compris entre 1 et 5.

La comparaison entre la loi stochastique d’impact et les lois classiquement utilisées en analyse tra-
jectographique met en évidence que la loi développée est une extension des lois classiques capable de
modéliser la dépendance de chaque composante de la vitesse réfléchie à tous les paramètres cinéma-
tiques incidents. Le cadre stochastique global mis en place permet en outre de modéliser séparément les
principales sources de variabilité des vitesses réfléchies (variations des propriétés locales du sol et des
conditions cinématiques incidentes).

Une procédure d’intégration de la loi stochastique d’impact dans le logiciel d’analyse trajectogra-
phique 3D Rockyfor a également été développée. A cours de cette procédure, le calcul 2D des compo-
santes du vecteur vitesse après impact en fonction des composantes du vecteur vitesse avant impact en
utilisant la loi stochastique d’impact est d’abord mené. Ensuite, le calcul de la déviation du bloc au cours
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de l’impact est réalisé ce qui conduit à la détermination complète de la vitesse du bloc après impact. La
pertinence de cette démarche est étayée par la bonne adéquation entre les résultats d’essais en grandeur
réelle menés au Cemagref de Grenoble et les prédictions d’une analyse trajectographique du site d’essais
utilisant cette procédure.

Enfin, suite à la validation de cette procédure d’intégration de la loi stochastique d’impact dans le
contexte de l’analyse trajectographique, une approche probabiliste de caractérisation de l’aléa de pro-
pagation des blocs a été proposée. Cette approche est basée sur la connaissance, pour chaque point du
site d’étude, de la probabilité de passage d’un bloc en fonction de la hauteur de passage des blocs et de
l’énergie cinétique des blocs lors de leur passage. Le traitement statistique de cette information conduit
à la caractérisation de l’aléa de chute de blocs. Cette méthodologie de caractérisation probabiliste de
l’aléa fournit des informations essentielles pour la protection contre les chutes de blocs car elle permet
de quantifier, en termes probabilistes, l’aléa de chute de blocs. En utilisant cette méthodologie, il est
également possible d’optimiser le positionnement et le dimensionnement des ouvrages de protection de
manière à minimiser l’aléa résiduel de chute de blocs lorsque l’ouvrage est implanté.

En termes de perspectives, il semble tout d’abord intéressant de poursuivre les investigations menées
sur les mécanismes conduisant au rebond du bloc. En particulier, bien que trois régimes d’impact ont
clairement été identifiés pour l’impact sur un milieu bi-dimensionnel au sein duquel seule une dissipation
frictionnelle de l’énergie est possible, il serait intéressant d’explorer l’évolution des domaines de validité
de ces régimes dans un contexte tri-dimensionnel ainsi que lorsque d’autres sources de dissipation de
l’énergie (attrition des contact, rayonnement d’ondes élastique, fracturation des particules du milieu...)
sont intégrées dans le modèle numérique.

Par ailleurs, bien que la démarche mise en œuvre dans ce travail soit appliquée au cas de l’impact
sur un sol grossier, le cadre formel mis en place est tout à fait adapté au développement de lois d’impact
sur d’autres types de sols tels que les sols meubles par exemple. En particulier, la méthode d’analyse
statistique basée sur l’inférence Bayésienne reste applicable même si le modèle numérique d’impact est
modifié de manière significative afin d’assurer une traduction correcte du comportement du sol.

Enfin, ce travail ouvre des perspectives intéressantes pour la quantification probabiliste de l’aléa de
chute de blocs et le dimensionnement probabiliste d’ouvrages de protection. En particulier, il serait in-
téressant de compléter la méthodologie d’optimisation du positionnement et de la taille d’ouvrages de
protection développée dans ce travail par le dimensionnement probabiliste de ces ouvrages de protec-
tion. Pour cela, l’approche probabiliste pourrait être couplée aux méthodes analytiques et numériques
de calcul de la tenue des ouvrages de protection existantes. Cela permettrait de développer une méthode
de dimensionnement probabiliste basée sur la connaissance, grâce à l’approche développée dans ce tra-
vail, des distributions des conditions de sollicitation de ces ouvrages. L’objectif de cette méthode de
dimensionnement probabiliste des ouvrages de protection serait de déterminer la probabilité de tenue
des ouvrages lorsque les distributions des conditions de sollicitation leur sont appliquées.
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Annexe A

Expression analytique de la loi
stochastique d’impact

L’expression analytique complète de la loi se résume aux deux équations suivantes.
La formulation analytique de la vraisemblance l(Vre

pk | Ap,T
in

pk,Σ) de la vitesse réfléchie
V

re
pk sachant les valeurs de Ap, Tin

pk et Σ est :

l(Vre
pk | Ap,T

in
pk,Σ) =

1

(2π)3/2det(Σ)1/2
e
−
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2
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pk−ApT
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pk−ApT

in
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(A.1)

Et, l’expression analytique de la probabilité p(Al
p | M

α,Σα,Tin
pk,V

re
pk) de la variable latente

A
l
p sachant les valeurs de M

α, Σα, Vre
pk et Tin

pk est :

p(Al
p | Mα,Σα,Tin
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(2π)N/2det(Σα)1/2
e
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(A.2)

Les inconnues de la loi stochastique développée sont M
α, Σ

α et Σ et les données d’entrée sont
V

re
pk et Tin

pk.
Par ailleurs, il est intéressant de noter que la loi stochastique développée est basée sur un modèle

hiérarchique. La principale caractéristique de ce type de modèle est l’existence de variables latentes (ici,
les variables A

l
p). Ces variables latentes sont des données pour la loi définie dans l’équation A.2 (ayant

pour paramètres M
α, Σ

α). Par contre, elles sont des paramètres pour la loi définie par l’équation A.1
(ayant pour données V

re
pk et Tin

pk).
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Annexe B

Inférence Bayésienne

Contrairement aux approches classiques, l’inférence Bayésienne ne fournit pas directement un esti-
mateur ponctuel pour chaque paramètre inconnu du modèle statistique. L’application de la formule de
Bayes fournit comme résultat la probabilité des valeurs des inconnus M

α, Σα et Σ sachant les données
traitées V

re
pk et T

in
pk. Cette probabilité jointe est notée p(Al

p,M
α,Σα,Σ | T

in
pk,V

re
pk) et est

couramment appelée "distribution à postériori" ou "posterior".

Néanmoins, des estimateurs ponctuels des paramètres inconnus peuvent être obtenus à partir des
posterior des paramètres. Il est, par exemple, possible d’utiliser la moyenne de chaque posterior comme
estimateur ponctuel. L’incertitude associée à cette moyenne est alors quantifée par un intervalle de cré-
dibilité [q2,5, q97,5]. L’intervalle de crédibilité est le domaine contenant 95% des valeurs du posterior du
paramètre considéré.

L’inférence Bayésienne est basée sur la formule de Bayes (Bayes, 1763) qui s’exprime, dans le
contexte du modèle développé :

p(Al
p,M

α,Σα,Σ | Tin
pk,V

re
pk)

= (B.1)

1

χ
p(Mα,Σα,Σ) × l(Vre

pk | Al
p,Σ,Tin

pk) × p(Al
p | Mα,Σα,Tin

pk,V
re

pk)

Le résultat de l’application de la formule de Bayes p(Al
p,M

α,Σα,Σ | Tin
pk,V

re
pk) est, sachant

les données traitées T
in

pk, Vre
pk, la distribution à postériori (ou posterior) des inconnus. Ces inconnues

sont, dans notre cas, les paramètres du modèle M
α, Σα, Σ et les variables latentes A

l
p.

La détermination de p(Al
p,M

α,Σα,Σ | T
in

pk,V
re

pk) nécessite la connaissance de l’expression
de la vraisemblance l(Vre

pk | A
l
p,Σ,Tin

pk) du vecteur vitesse V
re

pk et de la probabilité p(Al
p |

M
α,Σα,Tin

pk,V
re

pk) des variables latentes A
l
p sachant les données traitées et les paramètres du

modèle. Ces probabilités sont entièrement définies par le modèle développé. Leurs expressions sont
disponibles dans l’annexe 1.

La détermination de p(Al
p,M

α,Σα,Σ | Tin
pk,V

re
pk) nécessite également la définition de la pro-

babilité p(Mα,Σα,Σ). Selon les notations Bayésiennes, p(Mα,Σα,Σ) est la distribution a priori des
paramètres (ou prior). Le prior exprime la connaissance que possède le modélisateur sur la distribution
des paramètres avant traitement des données (a priori). La définition de priors pertinents est une des

243



difficultés majeures de l’application de la formule de Bayes. De façon à contourner cette difficulté, des
priors "non informatifs" sont utilisés (Box et Tiao, 1973). L’utilisation de ces priors permet de ne pas
introduire d’informations erronées lors du traitement des données et conduit de manière asymptotique
au même résultat que les approches statistiques classiques (Berger, 1985).

Enfin, χ =
∫

p(Mα,Σα,Σ)l(Vre
pk | Al

p,Σ,Tin
pk)p(Al

p | Mα,Σα,Tin
pk,V

re
pk)dM

αdΣαdΣ

est une constante de normalisation indépendante des inconnues du problème.
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Annexe C

Méthodes MCMC

Pour les modèles hiérarchiques, tels que celui développé ici, la résolution analytique de la formule
de Bayes est en général impossible à cause de nombreuses difficultés liées au calcul de la constante de
normalisation χ.

Cette difficulté peut néanmoins être surmontée grâce aux algorithmes Markov Chains Monte Carlo
(MCMC) basés sur les propriétés des chaines de Markov (Brooks, 2003). Un exposé général sur ces
méthodes est disponible dans (Robert et Casella, 1998). Les deux principaux algorithmes MCMC sont
l’algorithme de Metropolis Hastings (Metropolis et al., 1953) et l’échantilloneur de Gibbs (Geman et
Geman, 1984).

L’objectif des algorithmes MCMC est d’obtenir, par un processus itératif, la distribution a posteriori
du vecteur θ = (Al

p,M
α,Σα,Σ) composé des paramètres inconnus. Au début de la procédure, une

valeur initiale θ(0) est attribuée au vecteur θ. A l’étape suivante de la procédure, b itérations de l’algo-
rithme MCMC sont lancées afin de converger vers la distribution a posteriori des paramètres inconnus.
Une fois la convergence atteinte, la distribution a posteriori des paramètres inconnnus est reconstruite à
partir des valeurs des paramètres pour toutes les itérations à partir de l’itération b + 1.

Les algorithmes MCMC fournissent des résultats satisfaisants. Cependant, certaines précautions
doivent être prises lors de leur utilisation. En particulier, il est indispensable de s’assurer que la conver-
gence est atteinte pour tous les paramètres du vecteur θ = (Al

p,M
α,Σα,Σ). Pour cela, plusieurs

simulation sont lancées à partir d’état initiaux θ(0) différents. Si les distributions ne sont pas fonctions
des états initiaux, on peut supposer que la convergence est atteinte. Par ailleurs, plusieurs autres tests de
convergence peuvent être pratiqués si nécessaire.

La procédure MCMC suivie pour la détermination des paramètres inconnus du modèle consiste dans
notre cas à réaliser 20000 itérations en utilisant différents états initiaux θ (0). Les 10000 premières itéra-
tions sont supprimées car elles permettent d’atteindre la convergence. Puis, les distributions a posteriori
des paramètres inconnus sont reconstruites a partir des valeurs obtenues pour les 10000 itérations res-
tantes.

Le résultat de la détermination des paramètres inconnus par utilisation de l’inférence Bayésienne est
une distribution a posteriori de chaque paramètre. D’un point de vue pratique, il est nécessaire de définir
un estimateur ponctuel de chaque paramètre comme, par exemple, la moyenne de la distribution à pos-
teriori. Cependant, avant d’utiliser cet estimateur ponctuel, certaines vérifications sont nécessaires.La
figure C.1 montre que les distributions a posteriori des paramètres ont une forme satisfaisante proche
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FIG. C.1 – Exemples de distributions a posteriori obtenues pour différents paramètres inconnus.

Moyenne q2,5 q97,5

M
α(1) 0,501 0,456 0,548

A
l
50(1) 0,260 0,240 0,278

Σ(2, 2) 0,640 0,625 0,656
Σ

α(4, 4) 0,00943 0,00707 0,0126

TAB. C.1 – Exemple de valeurs de moyennes à posterior et d’intervalles de crédibilité obtenus pour
différents paramètres inconnus.

de celle caractéristique d’une loi normale. De plus, la valeur moyenne de ces distributions est fortement
marquée, comme le montrent les faibles valeurs des intervalles de crédibilité obtenues (Tab. C.1). Cela
signife que l’information apportée par le jeu de données est suffisante pour obtenir une estimation ponc-
tuelle précise des paramètres du modèle. Il est par conséquent possible d’utiliser la moyenne de chaque
distribution a posteriori pour l’étude et la prédiction du rebond de l’impactant.
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Résumé

Ce travail de thèse porte sur la caractérisation du rebond d’un bloc sur un terrain naturel dans la
perspective d’améliorer les modèles de détermination de l’aléa de chute de blocs.

L’impact d’un bloc rocheux sur un sol composé d’éboulis est modélisé par la Méthode des Elements
Discrets. La comparaison entre les résultats de simulation et les résultats d’essais à échelle réduite d’im-
pact sur un sol granulaire grossier met en évidence que le modèle numérique développé assure une
prédiction pertinente du rebond pour un nombre réduit de paramètres de simulation à calibrer.

L’analyse de l’impact à l’aide du modèle numérique montre que l’interaction entre l’impactant et
le sol peut être décomposée en trois phases : le transfert énergétique initial du bloc vers le sol, la pro-
pagation d’une onde de compression du point d’impact vers l’intérieur du sol et la réflexion de l’onde
de compression sur le substratum. L’étude des échanges énergétiques lors de ces trois phases conduit
à la définition d’un diagramme d’existence du rebond délimitant les domaines d’arrêt et de rebond de
l’impactant et à l’identification de trois régimes d’impact.

Le traitement statistique des résultats de simulation par des méthodes statistiques basées sur l’infé-
rence Bayésienne permet également de définir une loi d’impact stochastique. Cette loi est représentative
de la variabilité des vitesses du bloc après impact en fonction des paramètres cinématiques incidents et
de l’arrangement géométrique des particules du sol au voisinage du point d’impact.

Enfin, suite à l’intégration de la loi stochastique d’impact dans le contexte de l’analyse trajectogra-
phique, une approche probabiliste globale permettant la caractérisation détaillée de l’aléa de chute de
bloc ainsi que l’implantation et le dimensionnement d’ouvrages de protection est proposée.

Mots clefs : Impact, Chute de blocs, Trajectographie, Matériaux granulaires, Méthode des Eléments
Discrets, Analyse stochastique, Inférence Bayésienne.

Abstract

This thesis is dedicated to the study of falling rocks bouncing on natural soils in order to improve
the models used for rockfall hazard assessment.

The impact of a rock on a scree slope is modelled using the Discrete Element Method. The compa-
rison between numerical results and half-scale experimental results of impacts on a coarse soil shows
that the numerical model allows accurately predicting the bouncing of the rock for a reduced number of
model parameters to be calibrated.

The numerical results also emphasize that the interaction between the impacting particle and the
granular soil is composed of three stages : the partial energy exchange from the impacting particle to the
soil, the propagation of a shockwave from the impact point and the wave reflection on the substratum.
The study of energy exchanges during these three stages allows defining the impacting particle bouncing
occurrence diagram as well as three impact regimes.

The statistical analysis of numerical results using Bayesian inference leads to the definition of a
stochastic impact model. This model is relevant for rock velocity after impact depending on both rock
velocity before impact and soil particles layout near the impact point.

Finally, the stochastic impact model is integrated into trajectory analysis models which allows defi-
ning a global probabilistic approach of rockfall hazard assessment including protective structures design.

Keywords : Impact, Rockfall, Trajectory analysis, Granular materials, Discrete Element Method,
Stochastic analysis, Bayesian inference.


