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Résumé

La thèse réalisée s’inscrit dans le cadre du projet de Labcom DrilLab entre le LaM-
CoS UMR 5259 – INSA Lyon et la PME DrillScan dont l’objectif de développer des
modèles non linéaires pour simuler le comportement dynamique de train de tiges de
forage pour l’extraction pétrolière et l’exploitation géothermique. La compréhen-
sion et la maîtrise du comportement vibratoire des éléments en rotation améliorent
la vitesse de pénétration et réduisent le MTBF, le temps moyen entre deux défail-
lances. Dans cette thèse, le train de tiges est modélisé par des éléments finis de
poutre droite en prenant en compte des couplages axial/torsion- flexion, des inter-
actions tige-puits, fluide-structure. L’effet de la trajectoire 3D du puits provoquant
l’état pré-chargé initial du train de tiges est considéré par le calcul du parcours :
la tige en position initiale verticale est ramenée à la ligne neutre du puits en util-
isant la méthode co-rotationnelle. La position d’équilibre quasi-statique du train
de tiges confiné dans le puits sous des actions de la gravité, du poids et du couple
sur l’outil, du fluide pulsé et des réactions de contact est obtenue par la méthode
itérative Newton-Raphson. Les analyses modales, le diagramme de Campbell, et
les réponses dynamiques non linéaires sont investigués à partir de cette position
d’équilibre initial du train de tige dans le puits. Les réponses dynamiques sous dif-
férentes sources d’excitation (de balourd, harmonique, asynchrone, transitoire, etc.)
peuvent être obtenues par la résolution du système des équations dynamiques non
linéaires à l’aide du schéma numérique de Runge-Kutta d’ordre 4 avec un pas de
temps adaptatif pour réduire significativement le temps de calcul. Afin de suivre
le comportement dynamique de tout le train de tiges qui peut atteindre en réal-
ité quelques kilomètres de longueur, la technique de réduction de modèle de type
Craig-Bampton est mise en œuvre. Ainsi, la rapidité de simulation dynamique du
modèle proposé dans cette thèse est bien améliorée. La modélisation développée a
été implémentée dans un outil de simulation (DrillSim – Drilling Simulation) dans
le cadre du projet DrilLab.

Mots-clés : dynamique des rotors, dynamique non-linéaire, interaction fluide-structure,
interaction tige-puits, réduction du modèle, simulation numérique.
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1.1 Contexte du forage rotatif et motivation

Dans le domaine de l’exploitation pétrolière ou géothermique, les opérations de fo-
rage on- ou off-shore constituent une part importante du coût du projet. En géother-
mie, elles représente 40% du coût total, qui atteint 15 MAC pour un puits de 3 km,
sachant que les profondeurs usuelles préconisées se situent entre 3 et 5 km [1]. Pour
diminuer ces coûts, il convient de mobiliser le moins de temps possible les matériels
utilisés, c’est à dire éviter les défaillances pour réduire le MTBF1 et de maintenir
une vitesse de pénétration ROP (Rate Of Penetration). A de faible profondeur la
ROP est de 10 à 20 m par heure alors qu’à quelques km de profondeur elle peut
chuter à 0.1 m/h.

Pour surmonter ces défis technologiques, il convient de bien comprendre le com-
portement dynamique du train de tiges de forage et savoir agir de façon la plus
pertinente possible sur les paramètres de contrôle tels que la vitesse de rotation, le
poids sur l’outil, la trajectoire.

L’objectif de la thèse est principalement de développer un modèle basé sur des élé-
ments finis de poutre droits pour prévoir la réponse dynamique en flexion, torsion
et axial du train de tiges de forage, soumis aux interactions avec le fluide de forage
et aux multi-contacts avec le puits dont la trajectoire est en 3D. La dynamique d’un
train de tige de forage est un problème de dynamique des rotors compliqué. Disposer
d’un tel outil de prévision ouvre la voie au contrôle de la dynamique de forage, espéré
à court terme en temps réel, à la prise en compte de composant mécanique pour
absorber de façon passive voire active les problèmes vibratoires, et aussi à l’alliance
avec de nouvelles techniques de forage (jet d’eau, laser torche plasma, etc).

Basiquement, le forage rotatif consiste à entrainer en rotation un outil pour creu-
ser la roche. Pour cela, au niveau du derrick une table carrée entraine de 60 à
160 tr/min un train de tiges creuses constitué dans sa partie basse de masse-tiges
en compression pour assurer le poids sur l’outil (WOB) situé à l’extrémité inférieure.

Le fluide de forage (mud) injecté dans les tiges collecte au niveau de l’outil les
débris de roches et les calories dues à l’échauffement de la coupe, puis remonte dans
l’intervalle annulaire tige-puits assurant au passage la lubrification. Revenue à la
surface, le fluide est décanté dans des bassins avant d’être réinjecté dans le forage.

L’intégrité du puits de forage est apporté par le tubage (casing) qui consiste à intro-
duire au fur et à mesure de l’avance, des tubes d’acier correspondant aux diamètres
étagés du puits. En fin de creusement, la partie basse du puits n’est pas équipée de
tubage.

1Mean Time Between Failures. Comme le monde du forage adopte des termes anglais techniques,
ceux-ci sont utilisés massivement dans cette thèse.
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Figure 1.1 – Plateforme de forage rotatif
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La rotation induit des forces de balourds issus d’usures et de l’assemblage, des ef-
forts gyroscopiques, des excitations paramétriques dont les fréquences dépendent de
la forme de l’outil. Les pulsations de la boue ainsi que les nombreux contacts tige-
puits génèrent aussi des excitations.

Soumis à cet ensemble de sollicitations, le train de tiges immergé dans le puits
de trajectoire 3D est sujet à des phénomènes de résonance, de rebond de l’outil, de
stick-slip, de précessions directe et inverse, d’instabilités latérales, etc.

Ces différents types de phénomènes génèrent de la fatigue, des dévissage de tiges, des
cavages dans le puits, des casses. Il s’ensuit une réduction du MTBF, de la vitesse
de pénétration et par une de conséquence d’une augmentation du coût du forage.
L’outil développé est une solution pour prévoir et éviter ces conséquences néfastes.

1.1.1 Composants du train de tiges de forage

Le train de tiges désigne les tubes et les accessoires utilisés pour faire avancer l’outil
vers le bas. Le train de tiges est composé de tiges de forage, de masse-tiges et d’autres
composants tels que des stabilisateurs. Il existe de nombreuses fonctions du train de
tiges :

• Positionner le point neutre extension-compression au niveau supérieur de la
garniture au fond du trou (BHA),

• Transmettre la rotation imposée par la table carrée à l’outil,

• Fournir un chemin d’écoulement pour la circulation des fluides de forage.

La garniture au fond du trou est constituée des composants utilisés au-dessus du
trépan sans tenir compte des tiges de forage, voir la Figure 1.1.

Tige de forage (drill-pipe)

Les tiges de forage constituent la majorité de la longueur du train de tiges. Elles
sont raccordées par des connexions filetées (tool-joints). Une tige de forage a deux
raccords, un femelle et un mâle. Le diamètre extérieur du raccord est plus grand que
le corps de la tige de forage destiné à loger les filetages. Les dimensions de la tige
de forage sont spécifiées par API (American Petroleum Institute). La tige de forage
est caractérisée par une résistance à l’éclatement, à l’affaissement, à la traction et
à la torsion. Ces spécifications servent à sélectionner les tiges appropriées pour une
opération de forage particulière.
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Figure 1.2 – Tige de forage (source : http://www.happyfamilyinstitute.com)

Masse-tige (drill-collar)

Les masse-tiges de forage ont un diamètre extérieur plus grand et un diamètre inté-
rieur plus petit que les tiges de forage. Les fonctions des masse-tiges sont :

• Fournir le poids requis sur le trépan pendant le forage

• Maintenir le train de tiges de forage sous tension ce qui réduit les risques de
flambage de frottement et de fatigue dans les tiges de forage.

• Fournir la rigidité pour le contrôle directionnel.

Figure 1.3 – Masse-tiges (source : http://www.octgproducts.com)

Il existe trois types de masse-tiges utilisés pour des opérations spéciales :
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• Masse-tige lisse est normalement un tube lisse à paroi épaisse, d’une épaisseur
environ 4 à 8 fois celle des tubes de forage. Elle est usinée dans une forme
cylindrique uniforme et composé d’acier allié brut.

• Masse-tige en spirale est utilisée pour éviter les blocages lors du forage à travers
une formation très poreuse. Le blocage peut se produire lorsqu’une pression
de boue trop importante est appliquée ou lors du forage de puits à déviation
élevée. Une méthode pour minimiser le risque de blocage collants est la ré-
duction de la zone de contact entre les masse-tiges et le puits de forage. Des
rainures en spirale sont donc découpées sur les masse-tiges.

• Masse-tiges non magnétiques : ce type de masse-tige est utilisé pour isoler
les instruments de mesure de la distorsion magnétique provoquée par l’acier
constituant du train de tiges et qui peut affecter le fonctionnement de l’ins-
trument directionnel.

Stabilisateur (stabilizer)

Les stabilisateurs sont des tiges avec des lames usinées sur la surface externe. Les
lames peuvent être spirales ou droites, et normalement il y en a 3 sur un stabilisateur.
Les stabilisateurs ont plusieurs fonctions :

• Réduction des contraintes de flexion et de flambement des masse-tiges

• Maintenance de la position concentrique des masse-tiges par rapport au puits
ce qui permet un WOB plus élevé

• Prévention du blocage dû à l’accident collant.

Un stabilisateur est appelé "plein trou" (full-gauge) si son diamètre extérieur y
compris des lames est égale au diamètre de l’outil, sinon il est qualifié de sous-
dimensionné (under-gauge).

Outil de forage (drill bit)

Le forage rotatif est la technique la plus répandue dans l’industrie de forage pétrolier
ou géothermique. L’outil de forage (drill bit) est conçu pour creuser un puits afin
de découvrir et extraire l’hydrocarbure tels que le pétrole brut et le gaz naturel.

Les outils de forage sont généralement classés en deux types selon leur mécanisme
de coupe : trépan à molettes et trépan à molettes fixes. Le trépan à molettes crée le
trou de forage par la facturation de la formation avec des éléments de coupe en forme
de "dent" sur plusieurs cônes qui roulent sur le mur du trou lors de la rotation de
trépan. Le trépan à molettes fixes utilisent un ensemble de lames avec des éléments
de coupe très durs, le plus souvent en diamant naturel ou synthétique, pour éliminer
les matières par raclage ou meulage lors de la rotation de l’outil.
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Figure 1.4 – Stabilisateur (source : https://www.quora.com)

(a) (b)

Figure 1.5 – Les deux types d’outil de forage : outil à trois cônes (a), outil PDC (b)
(source : https://investoropinion.co.uk).
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Le trépan à molettes utilisent souvent trois cônes pour contenir les éléments de
coupe, voir la Figure 1.5 (a). Ce type d’outil peut être classé en deux classes en
fonction de la fabrication des "dents" : en acier ou en carbure de tungstène. Les
dents en acier sont fraisées directement dans l’acier du cône lui-même. Les dents
en tungstène extrêmement dur sont attachées aux cônes par soudage. Les cônes
tournent sur des roulements à rouleaux ou sur des paliers de tourillon. Ceux-ci pos-
sèdent des systèmes de lubrification à la graisse à compensation de pression.

Le trépan à molettes fixes est le type d’outil le plus utilisé dans le forage rota-
tif. Il est beaucoup plus simple du point de vue mécanique que le trépan à molettes.
Les éléments de coupe ne bougent pas par rapport au trépan. Il n’y a pas besoin
de roulements ou de lubrification. L’élément de coupe le plus utilisé est fabriqué de
diamant polycristallin (PDC), un cylindre de carbure de tungstène fritté avec une
surface plane revêtue d’un diamant synthétique. Les éléments de coupe sont disposés
sur les lames du trépan. La surface revêtue de diamant fait face au sens de rotation
du trépan afin de couvrir complètement le fond du trou de forage, voir la Figure 1.5
(b).

1.1.2 Fluide (boue) de forage

Le fluide ou communément appelé la boue de forage reste en contact avec le puits
tout au long de l’opération de forage. Lors du forage, un volume de fluide est injecté
dans le train de tiges, sortant du trépan dans l’espace annulaire tige-puits et montant
jusqu’à la surface pour l’enlèvement des débris solides de coupe ou pour le nettoyage
du puits, selon les besoins.
Certaines des fonctions de base d’un fluide de forage sont :

• Nettoyer le trou en transportant les débris de roche à la surface, où ils peuvent
être retirés mécaniquement du fluide avant sa recirculation au fond de trou.

• Équilibrer ou surmonter les pressions de formation dans le puits de forage afin
de minimiser les risques de problèmes de contrôle du puits.

• Soutenir et stabiliser les parois du puits de forage jusqu’à ce que le tubage
puisse être mis en place et que des équipements pour cimenter ou de complétion
des trous ouverts puissent être installés.

• Prévenir ou minimiser des endommagements à la formation de production.

• Refroidir et lubrifier le train de tiges et l’outil.

• Transmettre la puissance hydraulique au trépan, dans le cas de l’utilisation de
turbine au fond.
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• Permettre d’obtenir des informations sur la ou les formation(s) de production
à l’aide de l’analyse des débris, des données de diagraphie en cours de forage
et des diagraphies par câble.

1.1.3 Vibrations du train de tiges de forage

Les vibrations sont généralement nuisibles pour les opérations de forage. Elles sont
une cause importante de défaillances prématurées des composants du train de tiges
et d’inefficacité du forage [2]. Le train de tiges subit divers types de vibrations
pendant le forage. En générale, ils sont classés en trois modes : axial, en torsion et
latéral, voir la Figure 1.6.

Figure 1.6 – Trois types de vibration du train de tiges (source : https://www.slb.com)

• Vibrations axiales (longitudinales) principalement dues à l’interaction entre
l’outil et le fond du trou. Dans le cas extrême, l’outil de forage peut perdre le
contact avec le fond du trou, ce comportement est appelée rebond d’outil ou
"bit-bounce" en anglais. Ce phénomène provoque l’usure et l’endommagement
de l’outil [3] ainsi que la réduction du taux de pénétration (ROP). Les vibration
axiales se produisent souvent dans les puits verticaux ou pseudo-verticaux lors
du forage des formations dures. L’utilisation du trépan à mollettes est aussi
une source de vibration axiale due à ses interactions avec les formations [4].
Spécifiquement, le forage par le trépan à trois têtes rotatives coniques excite
des vibrations axiales à la fréquences de trois fois la vitesse de rotation du
train de tiges [5].

22

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2019LYSEI082/these.pdf 

© [Q. T. Tran], [2019], INSA de Lyon, tous droits réservés



• Les vibrations de torsion, provoquées par une interaction non linéaire entre
l’outil et la roche ou le train de tiges avec la paroi du trou de forage, sont
nommées souvent "stick-slip". Les vibrations en torsion sont caractérisées par
des arrêts intermittents (pendant lesquels la partie inférieure du train de tiges
colle au trou de forage) et des intervalles de grande vitesse de rotation du train
de tiges. Le phénomène de stick-slip est généralement préjudiciable à la vie des
équipements au fond du trou de forage [6]. Il peut entraîner une usure impor-
tante de l’outil, la fatigue des connexions filetées du train de tige à cause de
grandes contraintes cycliques induites par ce type de mouvement. Si la phase
de collage (stick) dure trop longtemps alors que le haut du train de tiges est
toujours soumis à une rotation, l’énergie de déformation emmagasinée par les
tiges devient de plus en plus grande jusqu’à ce qu’elle fasse céder le blocage.
Libéré, le train de tiges rattrape violemment son déphasage angulaire et dé-
passe la vitesse de rotation imposée pouvant induire de ce fait des dévissages
de tiges.

• Les vibrations de flexion (latérales), provoquées entre autre par les balourds
se caractérisent par des orbites en précessions directe et indirecte par rapport
au sens de la vitesse de rotation. Parmi les modes de vibration du train de
tiges les vibrations latérales sont les causes principales des endommagements
des équipements de forage. La précession réduit le ROP, contribue également
à l’usure des masse-tiges et à la fatigue des connexions quand la contrainte
cyclique en flexion est cummulée à la vitesse supérieure à la vitesse de rotation
du train de tiges [7]. De plus, la précession induisant des vibrations latérales
provoque des contacts tige-puits sévères qui affectent directement la qualité
du puits. La précession indirecte est très dangereuse pour les assemblages du
train de tiges car elle provoque le roulement violent de la tige sur le mur du
puits [8]. Lors de la coupe, l’outil crée une force et un couple axiaux variables,
dont leurs fréquences dépendent en particulier de sa forme. Ainsi les couplages
des mouvements longitudinal et de torsion avec celui de la flexion, créent un
système mécanique à excitations paramétriques variables, source d’instabilités
latérales [9, 10].

1.2 État de l’art sur les vibrations du train de
tiges de forage

1.2.1 Forage vertical

D’une façon générale le forage débute par un puits vertical. La littérature montre de
nombreux travaux dédiés à la modélisation du comportement dynamique du train de
tiges confinées dans le puits vertical. Jansen [8] a étudié le comportement dynamique
non-linéaire en flexion de la partie inférieure du train de tiges. Les masse-tiges sont
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modélisées comme un long rotor supporté par deux paliers. Seul le premier mode
de flexion est retenu, le modèle est donc réduit à un oscillateur prenant en compte
le mouvement dans le plan perpendiculaire à l’axe du puits. La non-linéarité est
apportée par le fluide de forage, le jeu et le coefficient de frottement du stabilisa-
teur. Les simulations ont montré des conditions de l’existence et d’instabilité des
précessions directe et indirecte. Tucker et al.[11] ont développé un modèle intégré
pour la dynamique du train de tige en utilisant un modèle de poutre de Cosserat.
La stabilité du train de tiges de configuration verticale est étudiée sous deux pertur-
bations dues aux couplages axial/torsion-longitudinal. Khulief et al.[12] ont proposé
un modèle EF utilisant l’approche Lagrangienne et des éléments de poutre à deux
nœuds, 6 ddl/nœud pour modéliser l’ensemble de garniture de forage comprenant à
la fois les tiges et les masse-tiges. Piovan et al.[13] ont analysé les effets non-linéaires
géométriques pour la vibrations de la tige dans un puits vertical. Gulyayev et al.[14]
ont considéré le problème de la stabilité quasi-statique des tiges élancées, en tenant
compte des effets d’instabilité de la charge longitudinale non uniforme, de l’action
du couple, des forces d’inertie de rotation et des écoulements internes de la boue.
Par des études expérimentales sur un banc d’essai dédié à une tige verticale en uti-
lisant un échantillon de roche, Kapitaniak et al.[15] ont montré la co-existence des
précessions directe et indirecte. Les résultats obtenus par un modèle simple à deux
degrés de liberté type rotor de Jeffcott ont présentés une concordance qualitative
avec ceux obtenus par l’expérimentation.

1.2.2 Forage horizontal

Dans un puits, le forage horizontal est utilisé pour augmenter la productivité de
diverses formations [16]. Plusieurs applications sont visées :

• Dans les réservoirs fracturés, une partie importante de la production provient
de fractures. À moins qu’un puits vertical rencontre un système de fracture,
les taux de production seront faibles. Un puits horizontal a beaucoup plus de
chances de rencontrer un système de fracture prolifique.

• Le forage horizontal est utilisé pour exploiter des zones minces de pétrole
présentant des problèmes de conformation d’eau ou de gaz. Le puits est placé
de manière optimale dans la branche horizontale du réservoir. Le pétrole peut
alors être extrait à des cadences élevées avec beaucoup moins de perte de
pression en raison de la quantité de formation exposée au puits de forage.

• Les puits horizontaux sont utilisés pour augmenter la productivité des réser-
voirs à faible perméabilité en augmentant la quantité de formation exposée au
puits de forage. De plus, de nombreuses fractures hydrauliques peuvent être
placées le long d’un puits de forage afin d’accroître la production et de réduire
le nombre de puits verticaux nécessaires au drainage du réservoir.
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• Les puits horizontaux peuvent être utilisés pour maximiser la production de
réservoirs qui ne sont pas efficacement drainés par des puits verticaux. Ces
puits présentent généralement des traînées de perméabilité associées à des
fractures naturelles.

• Le puits horizontal peut relier les parties du réservoir producteur.

L’interaction entre le train de tiges et le trou de forage reste une préoccupation
majeure. Ce problème est plus sévère dans le forage horizontal à cause de l’augmen-
tation des forces et couples résistants. Heisig [17] a analysé des vibrations du train de
tiges situé sur la paroi basse d’un puits horizontal. Une solution analytique pour les
fréquences propres a été dérivée. Par des solutions en temps réel, l’auteur a montré
que le train de tige dans le forage horizontal peut vibrer dans un mode serpentin ou
de précession. Cependant, Tikhonov et al. [18] ont montré qu’avec un coefficient de
frottement inférieur à 0.3, il est impossible d’avoir le mode de vibration en préces-
sion pour le train de tiges vibrant dans un puits horizontal. Une fois la précession
produite, la force de contact augmente de 3 à 7 fois. Le mode serpentin est possible
pour tout puits avec une charge de compression et une vitesse de rotation modérées.
Lian et al.[19] ont développé un banc d’essai pour étudier la dynamique du train de
tiges dans l’extraction de gaz par un puits horizontal. Les résultats expérimentaux
ont montré que le poids sur l’outil évolue comme une courbe sinusoïdale typique et
que la fréquence de WOB augmente de manière linéaire avec la vitesse de rotation.
La gramme de vitesse de rotation [37.5-50] tr/min a été recommandée pour le forage
horizontal pour l’extraction de gaz.

Pour forer en ligne droite ou pour contrôler la direction du trou, le forage hori-
zontal est réalisé souvent avec un moteur à boue orientable. Des débris de roches
situés à la paroi basse du puits sont inévitables pour le puits horizontal. Le nettoyage
du trou au cours du forage est très important dans ce cas pour minimiser des efforts
de résistance. Pourtant, lors du forage avec le moteur à boue, le train de tiges n’est
pas toujours en rotation. Cela entraîne une réduction d’efficacité de l’opération de
nettoyage du puits. Une technique récente pour réduire l’effet de frottement est la
mise en œuvre des outils induisant des vibrations (VIDs - Vibrations Induced De-
vices). Wilson et al.[20] ont fait une étude sur le comportement dynamique du train
de tiges immergé dans un puits horizontal sous l’excitation de VIDs dans les direc-
tions axiale et latérale. L’optimisation du placement et du fonctionnement des VIDs
est effectuée avec un modèle linéarisé dans le domaine fréquentiel et par un modèle
dynamique non-linéaire dans un domaine temporel. Vijayan et al.[21] ont analysé
l’instabilité du comportement du train de tiges en précession indirecte utilisant des
modèles de rotor à multiple disques. Les auteurs ont montré que des paramètres du
système, i.e. positions et phases des balourds, chargement axial et vitesse de rotation
sont des facteurs cruciaux pour le comportement de précession indirecte du train de
tiges.
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1.2.3 Forage dirigé

En pratique, il est toujours plus coûteux de forer un puits dévié vers une cible qui ne
se trouve pas directement sous l’emplacement de la plate-forme au lieu de simplement
forer verticalement vers la cible. Cependant, dans certaines circonstances, le forage
directionnel est envisagé pour réduire le coût total du projet :

• Déviation : une déviation peut être réalisée pour que le fond du trou puisse
croiser une formation productrice à une position plus favorable, par exemple
au-dessus du contact huile-eau. Un puits peut être dévié pour atténuer les pro-
blèmes liés à l’alimentation en eau ou au gaz. Une déviation peut être réalisée
dans un ancien puits pour déplacer l’emplacement du fond du trou d’une partie
épuisée du réservoir vers une partie productive. La déviation du puits d’ex-
ploration peut mener à une meilleure compréhension géologique d’une zone où
la géologie est compliquée. Le forage dirigé et la déviation peuvent être plus
économiques que plusieurs puits d’exploration si la partie supérieure du puits
est coûteuse à forer.

• Emplacement de surface unique pour plusieurs puits : celui-ci est une applica-
tion utilisée pour le forage offshore. La construction d’une plateforme offshore
pour chaque puits a un coût prohibitif dans la plupart des cas. Cependant,
comme les puits peuvent être forés de manière directionnelle, il est possible de
forer quarante puits ou plus à partir d’une seule plate-forme. Sans forage di-
rigé, la plupart des forages offshore ne sont pas économiques. Certains champs
sont développés à l’aide de plates-formes de forage où plusieurs puits sont
forés à partir d’un seul emplacement en raison de pressions économiques ou
environnementales.

• Forage du dôme de sel. Certains dômes de sel créent des structures supplé-
mentaires qui capturent les hydrocarbures. Dans ces cas, il est souvent plus
facile de forer autour du dôme de sel plutôt que de le traverser pour atteindre
un réservoir.

• Endroits inaccessibles comme des villes, des rivières, des rivages, des mon-
tagnes. Lorsqu’un emplacement ne peut pas être construit directement au-
dessus de la formation de production, le puits de forage peut être déplacée
horizontalement par un forage dirigé. Cela permet la production d’un gise-
ment d’hydrocarbures autrement inaccessible.

• Puits de secours. Dans le pire des cas, un puits est foré comme puits de secours.
Cela peut être dû au fait que, par exemple, un puits a subi une éruption et
rejette des hydrocarbures dans l’environnement, mais qu’il ne peut pas être
détruit à la surface. Le puits de secours est ensuite foré pour intercepter le
puits principal, et une boue épaisse est forcée dans le puits principal pour le
détruire par le dessous.

26

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2019LYSEI082/these.pdf 

© [Q. T. Tran], [2019], INSA de Lyon, tous droits réservés



Li et al.[22] ont établi un modèle 3D se basant sur la méthode du résidu pondéré
pour calculer la position d’équilibre statique de l’ensemble au fond du trou en consi-
dérant la non-linéarité provoquée par la déviation importante lors du forage dirigé.
Concernant également la position d’équilibre statique du train de tiges au sein du
puits, une formulation du problème de déformation élastique est proposée par De-
noël et al.[23]. La configuration déformée du train de tige est décrite au moyen de la
distance par rapport à l’axe du trou de forage, en fonction de la coordonnée curvi-
ligne définie le long du puits. Un modèle 2D pour modéliser la dynamique du forage
directionnel est fourni dans [24] avec deux méthodes : éléments finis et segments
finis. Une approche de modélisation hybride intégrant la méthode des éléments fi-
nis et la méthode de matrice de transfert est proposée dans [25] pour modéliser la
dynamique du système de forage et pour augmenter la performance du calcul dyna-
mique. Les segments courbes du train de tiges sont modélisés par des éléments finis
tandis que les segments rectilignes de sections droites uniformes sont modélisés par
des équations de propagation d’ondes (matrice de transfert). Feng et al.[26] ont pro-
posé un modèle EF-3D prenant en compte la courbure initiale du puits déterminée
par la méthode de minimisation de courbure ; la dynamique du train de tiges étant
linéarisée au tour de la ligne neutre du puits en considérant des flexions importantes
de la tige. Récemment, Feng et al.[27] ont continué cette étude en utilisant un EF
de poutre courbe et plane.

1.2.4 Modélisation des couplages de vibrations

L’analyse séparée des vibrations axiales, torsionnelles et latérales du train de tiges
ne présente que des intérêts académiques car ces phénomènes sont couplés et ap-
paraissent simultanément en pratique [4]. Le changement de chargement axial de
traction à compression le long du train de tiges, le TOB, le WOB, le couplage
naturel outil-roche, la courbure du puits sont les causes principales des vibrations
couplées du système de forage [28]. Étudier les phénomènes de vibrations couplés
est important pour la prévision fiable et précise du comportement dynamique du
système de forage.

Modèle de couplage axial-torsion

Christoforou et al.[29] ont présenté un modèle de couplage de vibrations axiale et en
torsion de graniture de forage en utilisant un modèle discret. Le couple de résistance
à l’outil est une fonction de WOB et de la vitesse de rotation. Tucker et al.[30]
ont modélisé la dynamique du train de tiges par la théorie des poutres Cosserat. Le
couple de frottement à l’outil est déterminé par l’utilisation des mesures sur le terrain
reliant des caractéristiques de coupe de trépan dans une lithologie donnée à une
vitesse de rotation et à un taux de pénétration constant. Cela permet de reproduire
plus fidèlement le phénomène de torsion auto-excitées. La modification du dernier
modèle est utilisée dans [31] pour étudier le phénomène de stick-slip du train de
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tiges qui est modélisé par un modèle éléments finis axial-torsion. Un modèle EF
prenant en compte la non-linéarité géométrique du train de tiges est présenté dans
[13]. L’interaction outil-roche est considérée par un couple sous la forme simplifiée
de celui présenté dans [30] avec une valeur fixe du WOB. Germay et al.[32] ont fait
une analyse sur les modes auto-excités du système de forage rotatif par un modèle
avec des équations de propagation d’ondes non-couplées dans les directions axiale
et de torsion. L’interaction outil-roche est décrite par une loi combinant l’action de
coupe pure par les lames du trépan et des contacts à l’interface entre les lames et la
roche. Cette loi est indépendante du taux de pénétration ce qui est confirmé par des
essais de forage en laboratoire. La non-linéarité de vibration du train de tiges avec un
modèle incertain de l’interaction outil-roche est présentée dans [33, 34]. Le modèle
développé dans [30] est utilisé avec le couple à l’outil régularisé avec une fonction
de la vitesse de rotation. L’effet de la longueur du train de tiges sur l’instabilité du
phénomène stick-slip est analysé dans [35]. Le coefficient de frottement à l’outil est
régularisé par une fonction proposée dans [36].

Modèle de couplage axial-flexion

Des instabilités en vibration latérale du train de tiges sous les fluctuations du WOB
sont étudiées dans [37]. La composante dynamique du WOB est provoquée par l’in-
teraction outil-formation. Les vibrations latérales sont déclenchées par l’excitation
axiale qui entraîne la précession de la tige sur la paroi du puits. Un seuil critique
d’instabilité latérale est défini en fonction des fluctuations de la vitesse de rotation
et du WOB. Une plage de vitesse de rotation critique établie permet la prévision
des vibrations dangereuses du système. Berlioz et al.[9] ont étudié les instabilités
latérales d’un tige de forage par des essais expérimentaux prenant en compte la
courbure de la tige, la boue, les stabilisateur et la vitesse de rotation. Une étude
paramétrique des efforts axiaux exercés sur la tige a montré que le couple et la force
de compression diminuent la fréquence latérale de la tige, aussi l’influence de la force
est plus importante que celle du couple, les mêmes observations sont présentées dans
[38]. Les effets de la courbure, de la boue et des stabilisateurs réduisent l’instabilité
latérale de la tige. Avec la méthode de Floquet, Dufour et Berlioz [10] ont com-
plété l’étude [9] en résolvant les équations à excitations paramétrique d’une tige
pour différents cas de conditions aux limites. La validation expérimentale de leur
modèle de type Rayleigh-Ritz ou EF, a confirmé les formules établies par Hsu [39],
ainsi ont été mis en évidence que les instabilités se produisent quand la fréquence
du forçage est proche d’une combinaison de deux fréquences propres du système.
Si ωi et ωj sont deux pulsations propres du système à excitation paramétrique de

pulsation de forçage Ω, alors il y a risque d’instabilité quand Ω ≈ ωi ± ωj

k
, k étant

l’ordre de l’instabilité : k = 1 définit l’instabilité principale, k = 2 la secondaire, etc.
Les combinaisons basées sur une différence de fréquence sont dues aux sollicitations
non conservatives. Christoforou et al.[40] ont développé un modèle dynamique non-
linéaire discret considérant simultanément des excitations paramétriques à l’outil,
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des balourds d’amortissement du fluide dans l’espace annulaire tige-puits par une
traînée hydrodynamique et des interactions tige-puits. Les résultats de simulation
ont montré que la résonance paramétrique et la précession se produisent simulta-
nément dans la plage de conditions de fonctionnement du forage. L’effet de raidis-
sement dû au champ de gravité dans la direction axiale est considéré dans [41]. Le
couplage axial-flexion dû à la variation d’effort axial est pris en compte par la ma-
trice de raideur géométrique en gardant [13, 33, 42] ou non [40, 43] des non-linéarités
géométriques.

Modèle de couplage torsion-flexion

Avec un modèle discret, Yigit et al.[44] ont étudié le couplage entre les vibrations en
torsion et en flexion du train de tige sous des impacts frottants. Le couple à l’outil
est décrit comme une fonction de la vitesse de rotation de l’outil. Les résultats nu-
mériques ont montré que la vitesse de rotation à l’outil peut atteindre trois fois celle
de la table de rotation. Cela amplifie l’effet de balourds le long du train de tiges qui
entraînent une large amplitude de vibration latérale. Les impacts frottants tige-puits
réduisent les vibrations en torsion et l’énergie est transformée en mouvement latéral.
Dans l’extension de l’étude précédente, le contrôle de vibrations du train de tiges est
réalisé en incluant l’effet de table de rotation et du moteur de contrôle. Le couple
à l’outil est décrit en termes de vitesse de rotation et d’angle de rotation régularisé
par une fonction de la vitesse angulaire à l’outil qui prend en compte la transition
de frottement statique à cinétique [45]. Les phénomènes de vibrations auto-excités
peuvent être annulés par un seuil de vitesse de rotation. Pourtant une grande vi-
tesse peut causer des vibrations latérales plus sévères tels que précessions directe ou
indirecte. Les auteurs ont également montré que le contrôle des vibrations permet
de forer avec une vitesse de rotation plus basse. Leine et al.[2] ont développé un
modèle couplé de vibrations en torsion et latérale en combinant deux sous modèles
de stick-slip et de précessions sous l’effet du fluide de forage. Un modèle discret de
trois ddl pour considérer trois mouvements en torsion et latéraux est proposé. La
comparaison entre les résultats numériques et expérimentaux a montré une bonne
concordance sur la coexistence des phénomènes stick-slip et précession pour une
intervalle de vitesse de rotation mais la combinaison entre les deux types de mouve-
ment n’est observée qu’en simulation. Le couplage torsion-flexion est pris en compte
dans [41] par l’effet d’inertie. Une matrice de masse dépendant du temps est inclue
dans la matrice de masse totale du système. Comme dans le cas du couplage axial-
flexion, Dufour et Berlioz [10] ont établi les formules d’instabilité paramétrique dans
le cas d’un couple axial alternatif. Les formules relient la fréquence de forçage d’un
couple alternatif à une combinaison de deux fréquences propres de flexion de la tige.
Il peut être noté qu’un couple axial non conservatif génère des zones d’instabilité
basées sur la différence de fréquences propres.
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1.2.5 Interaction tige-puits

Dans le contexte du forage rotatif, l’ensemble de tiges de forage a pour but de
transmettre le mouvement de rotation de surface à l’outil afin de creuser des roches.
Au cours du forage, les tiges ont le risque d’être en contact avec la surface intérieure
du puits ou avec la formation. En plus de la composante normale, l’effort de contact
tige-puits contient également des composantes de frottement axial et tangentiel.

Modélisation de la force normale de contact

Dans la littérature, il existe de nombreuses méthodes numériques pour gérer le
contact entre deux solides ou entre un solide et une fondation rigide. Dans le do-
maine du forage, le contact tige-puits est modélisé souvent par la méthode de pé-
nalité [2, 13, 15, 33, 46, 46]. Elle permet une pénétration de la tige vers le puits
dans la direction normale de contact et donc évite un contact brusque entre deux
solides qui sont modélisés comme deux corps élastiques ayant une déformation lors
du contact. L’effort normal de contact est défini par une relation linéaire entre la
raideur de contact Kc et la pénétration P , voir la Figure 1.7. Cependant, la méthode

�

���

�

��

Figure 1.7 – Loi de contact de type pénalité

de pénalisation de contact présente aussi des inconvénients. Pour trouver la solution
plus précise, la raideur de contact doit être augmentée à l’infinie, ce qui provoque
une source d’instabilité numérique qui fait divergé le processus itératif de résolution.

Afin d’éviter la singularité de la méthode de pénalisation lors du changement d’état
de contact, la loi de contact de Hertz est utilisée dans [40, 47] :

Fcn = KcP
m. (1.1)

Le réel m est supérieur à 1 et dépend, selon la loi de Hertz, du type de contact. Pour
le contact bille-plan m=3/2, pour le contact cylindre-cylindre m=10/9. Dans le cas
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du contact bille-plan, la raideur de contact est calculée en fonction des propriétés
mécaniques des matériaux constitutifs des solides et de la géométrie de contact :

Kc =
4

3
EcR

1/2
c , (1.2)

avec : Ec le module d’Young équivalent :
1

Ec

=
1 − ν2

1

E1

+
1 − ν2

2

E2

, E1, ν1 et E2, ν2

respectivement le module d’Young et le coefficient de Poisson des solides considérés,

Rc le rayon de contact équivalent. Pour le cas de contact interne
1

Rc

=
1

R1

− 1

R2

avec

R1, R2 les rayons des deux objets en contact. Dans le contexte du forage pétrolier,
la garniture se compose de tiges de sections variables. Les raideurs de contact sont
donc variables le long du train de tiges si la loi de Hertz est utilisée.

Théron et al.[48] ont étudié l’effet des paramètres dynamiques sur la précession
de l’ensemble au fond du puits (BHA) par le modèle discret. Le BHA est modélisé
comme un disque rigide animé d’un mouvement de rotation sur la paroi du puits.
Une loi de contact par pénalité linéaire amortie est proposée :

Fcn = KcP + 2ηṙ
√

MKc, (1.3)

avec M la masse du BHA, η le coefficient d’amortissement et r le déplacement ra-
dial. L’amortissement est inclus dans le modèle pour intégrer l’effet d’un coefficient
de restitution. Un tel modèle de contact a été également utilisé dans [21].

Cunha et al.[34] ont utilisé une force normale de contact non linéaire amortie pour
décrire le contact entre les tiges de forage et les parois du puits horizontal :

Fcn = k1P + k2P
3 − c|P |3Ṗ , (1.4)

avec k1, k2, c les paramètres du modèle de contact. Les deux premiers termes dans
1.4 décrivent la déformation élastique pendant le contact. Le coefficient d’amortis-
sement c a pour but de tenir en compte la perte d’énergie au cours de contact. k1, k2

dépendent des propriétés matériaux/géométriques des corps en contact et c dépend
du coefficient de restitution.

Duran [49] a proposé deux modèles de contact normal correspondant à différentes
situations de contact dans le contexte rotor/stator :

• Loi non-linéaire de pénalité amortie pour le contact joint labyrinthe/revêtement
abradable

{

Fcn = KcP
m

(

1 + mCcṖ
)

m > 1
. (1.5)

• Loi linéaire de pénalité amortie pour le contact aubes/revêtement abradable

Fcn = KcP + CcṖ . (1.6)
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Les paramètres de raideur de contact Kc et d’amortissement Cc de la loi linéaire
sont régularisés par la fonction arc-tangente :















Kc (P ) =
kc

2

[

2

π
arctan (πλ (j0 − P )) + 1

]

Cc (P ) =
cc

2

[

2

π
arctan (πλ (j0 − P )) + 1

] , (1.7)

avec kc, cc les seuils des fonctions de Kc, Cc, λ le paramètre de régularisation. La
régularisation de Kc, Cc est présentée dans la Figure 1.8. Le choix de la valeur de
λ est très important. Plus λ est grand, plus la pénétration est limitée. Pourtant,
cela provoque des instabilités numériques et aussi des difficultés de convergence.
Dans [21], cette loi de contact est utilisée pour étudier l’interaction tige-puits et
l’instabilité en précession indirecte du train de tiges sous l’action de l’effort axial.
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Figure 1.8 – Régularisation de la raideur et de l’amortissement de contact

Modélisation du contact frottant

Dans la plupart des modèles de calcul, le frottement est modélisé par la loi de
Coulomb classique :

Fct = −µFcnsign (vg) , (1.8)

avec Fct l’effort de contact tangentiel, µ le coefficient de frottement, vg la vitesse de
glissement relatif entre deux solides en contact. La loi de frottement de Coulomb
montrée dans la Figure 1.9 peut provoquer des problèmes numériques en simulation
due à la propriété de la fonction sign. Pour la stabilité numérique dans la simulation
de contact, la variation du coefficient de frottement µ en fonction de la vitesse de
glissement vg est régularisée par une fonction continue comme indiqué dans [21] :

µ = µd tanh

(

vg

vref

)

, (1.9)
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Figure 1.9 – Loi de frottement de Coulomb
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Figure 1.10 – Loi de frottement régularisée par la fonction tanh
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avec µd le coefficient de frottement dynamique, vref le paramètre de régularisation.
Le coefficient de frottement régularisé est montré dans la Figure 1.10

Pour prendre en compte la présence du fluide de forage comme une lubrification
tige-puits, Heisig [17] a utilisé le modèle de frottement qui introduit l’effet Stri-
beck. La force de frottement évolue en fonction des forces de frottement statique
F s

ct = µsFcn et dynamique F d
ct = µdFcn et des paramètres du modèle de Stribeck :

Fct = Fcn

[

µd + (µs − µd) e−(|vg |/vS)i
]

sign (vg) + ηvg. (1.10)

Le modèle de frottement Stribeck est présenté dans la Figure 1.11. avec vS la vitesse
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Figure 1.11 – Loi de frottement Stribeck

Stribeck, i un exposant, η le coefficient de frottement visqueux. Dans les contacts
glissants lubrifiés, le frottement diminue avec l’augmentation de la vitesse de glis-
sement jusqu’à atteindre une situation de film de lubrification mixte ou complète,
après cela le frottement peut être constant, augmenté ou diminué légèrement avec
l’augmentation de la vitesse de glissement due aux effets visqueux et thermiques [50].
Le modèle de frottement de Stribeck peut fournir une très bonne représentation du
frottement entre les surfaces de glissement. Il couvre tous les cas, du frottement de
Coulomb au frottement visqueux, en fonction du choix des valeurs de paramètres.
Cependant, le modèle de frottement de Stribeck présente le même problème que le
modèle de frottement de Coulomb en ce qui concerne le changement de direction de
glissement. De plus, il y a plusieurs paramètres à gérer.

Dans le contexte du forage pétrolier, il existe également le frottement dans la direc-
tion axiale. Dans la littérature, celui-ci peut être modélisé par le même coefficient
de frottement tangentiel [34]. Wilson [51] a considéré deux coefficients de frottement
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différents, l’un pour la direction tangentielle µt et l’autre pour la direction axiale
µa :

µt =
vg

√

ẇ2 + v2
g

µ, (1.11)

µa =
ẇ

√

ẇ2 + v2
g

µ, (1.12)

avec ẇ la vitesse axiale du train de tiges.

1.2.6 Interaction fluide-structure

La présence du fluide de forage (boue) influence la dynamique des tiges au cours du
travail. Le fluide à l’intérieur de la tige de forage est considéré comme une masse
supplémentaire, il bouge avec la tige. Au contraire, le mouvement du fluide dans
l’espace annulaire est plus compliqué.

Dans une étude analytique et expérimentale sur la vibration d’une poutre cylin-
drique de diamètre 2d immergée dans le fluide annulaire de diamètre 2D, Chen et
al.[52] ont interprété la force de réaction du fluide sur la structure par une masse
ajoutée et un coefficient d’amortissement pour la réponse dynamique de la poutre,
voir la Figure 1.12. Le fluide est considéré Newtonien linéaire, visqueux, incompres-
sible. La force nécessaire pour déplacer une masse par unité de longueur de la poutre
M = ρfπd2 est :

Ff = MUω [Re (H) sin ωt + Im (H) cos ωt] , (1.13)

avec Ueiωt la vitesse du cylindre dans le plan transversal. La vitesse du cylindre dans
la direction axiale n’est pas considérée. Re (.) , Im (.) sont respectivement les parties
réelle et imaginaire de la grandeur en question. H est une fonction qui dépend des
propriétés du fluide et de la géométrie du système. La force d’inertie qui est en phase
avec l’accélération est traduite par un coefficient de masse ajoutée :

CM = MUωRe (H) . (1.14)

La force d’amortissement visqueux qui s’exerce sur le cylindre dans la direction
opposée à la direction perpendiculaire à son mouvement est traduite par le coefficient
d’amortissement suivant :

Cv = MUωIm (H) . (1.15)

Le modèle proposé par Chen et al.[52] est très utilisé dans la littérature. Shyu [53] a
fourni une approximation des valeurs du coefficient de masse ajoutée pour différentes
boues de forage. Koo et al.[54] ont créé un code de calcul par éléments finis pour
calculer des coefficients CM , Cv pour différentes géométries de la section transversale
de la poutre en fonction du nombre de Reynolds assez élevé. Uchiyama [55] a prédit
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Figure 1.12 – Schéma et système de coordonnées pour une poutre cylindrique immergée
dans un fluide annulaire [52].

numériquement les valeurs des coefficients de masse ajoutée et d’amortissement pour
un cylindre oscillant dans un écoulement mixte de gaz et liquide. Dans l’étude sur les
vibrations du train de tiges dans le puits horizontal, Heisig et al. [17] ont considéré le
fluide non visqueux. Il est possible de ne calculer que le coefficient de masse ajoutée.
Un coefficient CM qui dépend de la masse volumique du fluide et de l’espace annulaire
proposé dans [56] a été utilisé :

CM =
D2

ch + D2
o

D2
ch − D2

o

, (1.16)

avec Do, Dch respectivement le diamètre extérieur de la tige et le diamètre du puits.
Khulief et al.[57] ont développé une formulation des forces élastiques du fluide en se
basant sur le modèle proposé dans [58] pour modéliser l’interaction fluide-structure
dans le forage. Les forces du fluide exercées sur un élément de la tige dans les
directions latérales sont :























F x
f = −ma

(

−ü − Ωv̇ +
Ω2

4
u + ftu̇ + ft

Ω

2
v

)

F y
f = −ma

(

−v̈ + Ωu̇ +
Ω2

4
v + ftv̇ − ft

Ω

2
u

) , (1.17)

avec Ω la vitesse de rotation du train de tiges, ft le facteur de frottement pour l’écou-
lement turbulent selon la loi de Darcy, ma = ρfπCM la masse ajoutée par unité de
longueur du fluide dans l’espace annulaire calculée par l’Eq.1.16. Dans les expres-
sions des forces du fluide 1.17, les trois premiers termes représentent l’effet d’inertie
du fluide tandis que les deux derniers termes représentent le frottement entre la tige
et le fluide. L’effet de l’écoulement axial du fluide n’est pas considéré dans ce modèle.

Dans les années récentes, plusieurs investigations sur l’effet du fluide sur la vibra-
tion du train de tiges de forage [33, 42, 43, 59] ont été réalisées en se basant sur
la formulation de Paidoussis et al.[60]. Celle-ci concerne un modèle d’interaction
fluide-structure d’une configuration de forage vertical. Le fluide circule au sein du
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système de forage. La pression hydrostatique est supposée varier linéairement le
long de la tige et la rotation de la tige n’est pas considérée. Pourtant, les forces
du fluide sont bien appliquées au train de tiges suivant trois directions de coordon-
nées Cartésiennes. L’effet du fluide peut être pris en compte par les matrices de
masse, d’amortissement et de raideur comme montrées dans [33]. Ces dernières sont
établies pour une configuration concentrique tige-puits. La perte de charge dans l’es-
pace annulaire due à l’excentricité tige-puits et à la rotation de la tige, problème très
fréquent dans les puits horizontaux ou fortement inclinés, n’est pas considérée. Plus
récemment, Wilson et al.[61] ont proposé un nouveau modèle d’amortissement lié
au fluide de forage. Ce modèle adapte la formulation de [60] en prenant en compte
la perte de charge dans l’espace annulaire. Celle-ci est caractérisée par le coefficient
d’amortissement visqueux calculé par le modèle proposé dans [62].

1.2.7 Contribution de la thèse par rapport à l’état de l’art

L’objectif principal de la thèse est d’élaborer un modèle EF capable pour tout le train
de tiges de forage de prendre en compte les mouvements dans les trois directions,
les effets non-linéarités par ex. interactions fluide-structure, tige-puits, trajectoire
complexe du puits, vibrations couplées, etc. Compte tenu de l’étude bibliographique
réalisée, les contributions originales de cette thèse dans le cadre du Labcom DrilLab
sont exposés ci-après.

Pris en compte de l’état de précontrainte du train de tiges dans un puits
de trajectoire complexe

L’introduction d’une structure de forme rectiligne dans un puits de trajectoire cur-
viligne 3D provoque des efforts internes dans la structure. La prise en compte de
déformations initiales du train de tiges est donc indispensable dans la modélisation
du forage directionnel. Dans [63, 64, 65] les efforts internes initiaux ne sont pris
en compte que par la résultante de moments internes en négligeant la déformation
longitudinale, les efforts tranchants et tout vrillage éventuel supplémentaire entre
l’état de référence (structure sur la ligne neutre du puits) et l’état déformé final. Le
grand déplacement survenant lors du forage directionnel est pris en considération
dans [26] par un vecteur de force équivalent dont les efforts tranchants sont mis
également à zéros pour éliminer l’énergie de contrainte associée. Dans cette thèse,
l’effet des efforts internes dus aux déplacements initiaux du train de tiges est consi-
déré par un processus du calcul de trajectoire qui ramène le train de tiges de la
position rectiligne verticale à la ligne neutre du puits. Les efforts internes extraits
de ce calcul sont utilisés dans le calcul de la position d’équilibre statique du trains
de tiges dans le puits et ensuite dans le calcul du comportement dynamique.
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Modèle de contact tige-puits

Dans cette thèse, pour modéliser l’effort normal de contact, une loi linéaire amortie
régularisée par la fonction arc-tangente est appliquée afin d’éviter des instabilités
numériques dans la simulation. Le coefficient de frottement lors du contact dépend
de la vitesse de glissement relative tige-paroi du puits. La courbe frottement-vitesse
est lissée par une fonction de fraction rationnelle comme montrée dans [66].

Modèle d’interaction fluide-structure

Dans la plupart des modèles de la littérature sur la dynamique de train de tiges,
l’effet du fluide de forage est négligé. Il existe des modèles avec l’hypothèse que le
fluide est supposé au repos [9, 47, 53, 57]. L’écoulement axial du fluide est considéré
dans [33, 42, 43, 59] en se basant sur le modèle proposé dans [60]. Pourtant ces
modèles sont dédiés à un puits vertical. Selon Mitchell [67], même pour une courbure
faible du puits, par.ex 20/100ft, les pressions du fluide peuvent être du même ordre
que le poids de la tige. Un nouveau modèle d’interaction fluide-structure proposé
dans [61] est capable de prendre en compte de l’excentricité et la rotation du train
de tiges dans un puits à portée étendue. Le comportement du fluide dans ce modèle
est de type plastique de Bingham. Dans cette thèse, des écoulements du fluide à
l’intérieur de la tige et dans l’espace annulaire tige-puits sont considérés pour un
puits de trajectoire complexe. Le comportement non Newtonien du fluide est pris
en compte par le calcul de coefficient d’amortissement visqueux et de la viscosité
cinématique caractérisant la perte de charge dans l’espace annulaire tige-puits. Le
fluide considéré conforme à la loi de puissance à limite d’élasticité (Yield-Power-Law
en anglais).

Réduction du modèle

La simulation du comportement dynamique du système de forage de quelques ki-
lomètres de long demande un temps de calcul très couteux. La méthode de réduc-
tion modale est assez répandue dans le domaine du forage pour avoir un rapport
précision-temps de calcul raisonnable [33, 34, 59]. Cependant, la méthode de réduc-
tion modale ne marche bien que dans le cas où l’effet de non-linéarité est faible
(moins de points de contact ou contact permanent). En pratique, des contacts in-
termittents tiges-puits sont inévitables étant donné la vibration du train de tiges
dans un puits 3D. Cela augmente la difficulté pour que le modèle réduit par la base
modale linéaire puisse capter des résultats du modèle complet. Dans la thèse, la
méthode de réduction se basant sur la condensation Craig-Bampton est mise en
œuvre pour construire des modes statiques et dynamiques du système considéré. Le
choix raisonnable du nombre de modes dynamiques en gardant le nombre de modes
statiques dans la base CB assure la capacité d’avoir de bon résultat.
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Chapitre 2

Modélisation EF de tiges de forage
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Le premier chapitre a démontré la complexité de la dynamique d’un train de tige.
Prévoir la dynamique de ce rotor particulier requiert d’établir un modèle qui intègre
notamment la trajectoire 3D du puits, les couplages entre les trois mouvements
(flexion, longitudinal, torsion), les touches tige-puits, l’interaction tige-fluide de fo-
rage. Construit sur la théorie de la dynamique des rotors, le modèle proposé utilise
la méthode des éléments finis basée sur l’approche globale (bilan des énergies) pour
la tige et sur l’approche locale (bilan des forces) pour déterminer les efforts produits
par les fluides interne et annulaire.

2.1 Définition des repères

La formulation EF du modèle dynamique de tiges de forage est réalisée pour un
puits de trajectoire 3D. Le repère de référence R0(OXY Z) est Galiléen, et R(Axyz)
est le repère local lié à la ligne neutre du puits, voir la Figure 2.1. L’accélération
de la gravité est portée par l’axe Z. La matrice de rotation du repère global vers le
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Figure 2.1 – Transformation du repère global vers repère local

repère local est établie à l’aide des angles d’Euler : la précession ψ autour de X, la
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nutation θ autour de Y1 et la rotation φ autour de Z2.








−→
I−→
J−→
K









=







cos θ cos φ − cos θ sin φ sin θ
sin ψ sin θ cos φ + cos ψ sin φ − sin ψ sin θ sin φ + cos ψ cos φ − sin ψ cos φ

− cos ψ sin θ cos φ + sin ψ sin φ cos ψ sin θ sin φ + sin ψ cos φ cos ψ cos θ















−→
i−→
j−→
k









,

(2.1)
où (

−→
I ,

−→
J ,

−→
K ) et (

−→
i ,

−→
j ,

−→
k ) sont respectivement les vecteurs unitaires des repères

R0 et R. Après cette transformation, la tige se trouve déformée sur la ligne neutre
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Figure 2.2 – Transformation de l’état non-déformé à l’état déformé

du puits qui a le repère (R)Axyz. Le repère R1(Ax1y1z1) est lié à la ligne neutre de
l’équilibre statique de la tige. La transformation de R vers R1 s’effectue par trois
angles de rotation : θx, θy, Φ autour respectivement des axes x, y′ et z1, voir la Figure
2.2. Le vecteur de rotation instantanée dans R1 est alors :

ωR1

R1/R = θ̇x
−→x + θ̇y

−→
y′ + Φ̇−→z1 , (2.2)

où :














−→x = cos θy
−→x2 + sin θy

−→z2−→
y′ = cos Φ−→y1 + sin Φ−→x1−→
x′ = cos Φ−→x1 − sin Φ−→y1

. (2.3)

Comme le train de tiges est confiné au sein du puits, les angles de flexions θx et θy

sont petits, et il est retenu les approximations sin θ ≈ θ et cos θ ≈ 1. Les Eq.2.3 et
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2.2 donnent alors :

ωR1

R1/R =







ωx

ωy

ωz





 =







θ̇x cos Φ + θ̇y sin Φ

−θ̇x sin Φ + θ̇y cos Φ

Φ̇ + θ̇xθy





 , (2.4)

avec Φ = Ω (t) t + θz, Ω (t) la vitesse de rotation imposée au sommet du train de
tiges, θz l’angle de torsion.

2.2 Modélisation du train de tiges par la MEF.

Les tiges sont modélisées par des éléments de poutre Euler-Bernoulli à deux nœuds
(Fig.2.3), chaque nœud contient six degrés de liberté (ddl) à savoir trois translations
et trois rotations. Les éléments de poutre sont uniformes et homogènes. Soit l’élé-
ment i du train de tiges contenant deux nœuds i et i+1, de coordonnées (Xi, Yi, Zi)
et (Xi+1, Yi+1, Zi+1) dans le repère R0(OXY Z) montré sur la Figure 2.3. Les dépla-
cements élémentaires δe

i = [u, v, w, θx, θy, θz]T sont discrétisés par 12 ddl de ces deux
nœuds exprimés dans le repère élémentaire (R1)Axyz.

δe
i = Nδn

i , (2.5)

avec δn
i =

[

ui, vi, wi, θxi, θyi, θzi, ui+1, vi+1, wi+1, θx(i+1), θy(i+1), θz(i+1)

]T
. Le repère

élémentaire est défini par les trois étapes suivantes :

1. Le vecteur unitaire axial d’élément i constituant de deux nœuds i et i + 1 est
défini par :

ei
z =







W1

W2

W3





 =
1

li
e







Xi+1 − Xi

Yi+1 − Yi

Zi+1 − Zi





 . (2.6)

2. Le vecteur unitaire suivant l’axe y est défini par :

• Si W2 = 0 ⇒ ei
y =

(

0 1 0
)T

.

• Sinon ei
y =

(

V1 V2 0
)T

.

ei
y doit être perpendiculaire à ei

z, ce qui conduit à V1W1 + V2W2 = 0 soit
V2 = −V1W1/W2.

ei
y doit être normé à 1 donc V 2

1 + V 2
2 = 1 ⇒ V1 = ± 1

√

1 +
(

W1

W2

)2
. Le

signe est choisi tel que la direction −→y soit la plus proche possible de la
direction

−→
Y du repère R0, c.à.d. V2 ≥ 0.

3. Le vecteur unitaire suivant l’axe x est le produit vectoriel de deux vecteurs ei
y

et ei
z : ei

x = ei
y ∧ ei

z.
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Par convention, le repère du nœud i est celui de l’élément précédent, voir la Figure
2.3. La matrice des fonctions de forme est :

N =





























N1 0 0 0 N2 0 N3 0 0 0 N4 0
0 N1 0 −N2 0 0 0 N3 0 −N4 0 0
0 0 N5 0 0 0 0 0 N6 0 0 0

0 −dN1

dz
0

dN2

dz
0 0 0 −dN3

dz
0

dN4

dz
0 0

dN1

dz
0 0 0

dN2

dz
0

dN3

dz
0 0 0

dN4

dz
0

0 0 0 0 0 N5 0 0 0 0 0 N6





























,

(2.7)
où :

N1 = 1 − 3z2

l2
e

+
2z3

l3
e

N2 = z − 2z2

le
+

z3

l2
e

N3 =
3z2

l2
e

− 2z3

l3
e

N4 = −z2

le
+

z3

l2
e

N5 = 1 − z

le
N6 =

z

le

, (2.8)

avec le, la longueur d’un EF de poutre. Les équations de mouvement de la tige
de forage sont établies par l’approche énergétique. L’application des équations de
Lagrange nécessite les calculs des énergies cinétique, de déformation ainsi que les
travaux virtuels des forces extérieures pour chaque élément.

2.2.1 Énergie cinétique élémentaire

L’énergie cinétique est calculée en utilisant le repère (R1) :

T =
1

2

∫ le

0

(

ρeSeV
T V + ρe

(

ωR1

R1/R

)T
I inωR1

R1/R

)

dz, (2.9)

avec :
V =

(

u̇ v̇ ẇ
)T

. (2.10)

le vecteur de vitesse de translation de la section droite. La matrice d’inertie I in

contient dans sa diagonale des moments d’inertie en flexion Ie et polaire Ip :

I in =







Ie 0 0
0 Ie 0
0 0 Ie

p





 , (2.11)

Ie =
∫

Se

x2dSe =
∫

Se

y2dSe

Ie
p =

∫

Se

(x2 + y2) dSe = 2I
. (2.12)
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En prenant en compte les Eqs.2.4, 2.10 et 2.11 à 2.9, l’énergie cinétique élémentaire
prend la forme suivante :

T =
1

2
ρeSe

∫ le
0 (u̇2 + v̇2 + ẇ2) dz +

ρeIe

2

∫ le
0

(

ω2
x + ω2

y

)

dz +
ρeI

e
p

2

∫ le
0 ω2

zdz

=
1

2
ρeSe

∫ le
0 (u̇2 + v̇2 + ẇ2) dz +

ρeIe

2

∫ le
0

(

θ̇2
x + θ̇2

y

)

dz +
ρeI

e
p

2

∫ le
0 θ̇2

zdz

+ρeI
e
p

∫ le
0

(

Ω (t) θ̇xθy + θ̇z θ̇xθy

)

dz + ρeI
e
p

∫ le
0 Ω (t) θ̇zdz + ρeI

e
p leΩ

2 (t)

,

(2.13)
où les trois premières intégrales contribuent à établir respectivement la matrice
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Figure 2.3 – Élément fini de poutre à deux nœuds avec six ddl par nœud

de masse d’inertie de rotation et de torsion. Dans la quatrième intégrale, le pre-
mier terme représente l’effet gyroscopique [68] tandis que le terme cubique porte la
non-linéarité. La contribution de ce terme d’ordre supérieur n’est pas considérée.
L’application des équations de Lagrange à la cinquième intégrale donne le couple
induit par la vitesse de rotation du train de tiges. Le dernier terme est éliminé car
ce n’est pas une fonction ni du déplacement ni de sa vitesse.

2.2.2 Énergie élémentaire de déformation

Soit une section droite d’abscisse z dans le repère local, voir la Figure 2.4. Le point
A(0, 0, z) est situé sur la ligne neutre de l’élément. Le point P (x, y, z) est un point
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Figure 2.4 – Déplacement d’un point quelconque sur la section droite d’un élément de
poutre

quelconque de cette section. Le déplacement du point P s’exprime par :

−→u (P ) =















u − yθz = uP

v + xθz = vP

w − y
∂v

∂z
− x

∂u

∂z
= wP















, (2.14)

avec (u, v, w)T les déplacements locaux du point A. Pour une poutre, la dimension
suivant l’axe z est beaucoup plus importante que les dimensions suivantes les axes
x et y. Le champ de déformation est donc :

ǫ =



















ǫxz =
∂uP

∂z
+

∂wP

∂x
= −y

∂θz

∂z

ǫyz =
∂vP

∂z
+

∂wP

∂y
= x

∂θz

∂z

ǫzz =
∂w

∂z
− y

∂2v

∂z2
− x

∂2u

∂z2



















. (2.15)

Le champ de contrainte est alors :

σ =











σxz = Ge2ǫxz

σyz = Ge2ǫyz

σzz = Eeǫzz











. (2.16)
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L’énergie de déformation s’écrit donc :

U =
1

2

∫

V

ǫT σdV. (2.17)

Le remplacement des Eq. 2.15 et 2.16 dans l’Eq. 2.17 donne :

U =
1

2

∫

V

Ee

(

w − y
∂2v

∂z2
− x

∂2u

∂z2

)2

dV +
1

2

∫

V



Ge

(

−y
∂θz

∂z

)2

+

(

x
∂θz

∂z

)2


 dV,

(2.18)
x et y sont les axes principaux de la section droite symétrique (forme circulaire),
donc :

∫

Se

xdSe = 0
∫

Se

ydSe = 0
∫

Se

xydSe = 0 . (2.19)

L’énergie de déformation élémentaire U s’exprime finalement sous la forme :

U =
1

2
EeSe

∫ le

0

(

∂w

∂z

)2

dz+
1

2
GeI

e
p

∫ le

0

(

∂θz

∂z

)2

dz+
1

2
EeIe

∫ le

0





(

∂2u

∂z2

)2

+

(

∂2v

∂z2

)2


 dz,

(2.20)
avec Ee, Ge modules d’Young et de cisaillement. La première intégrale représente

l’énergie élémentaire de déformation en traction/compression, la deuxième celle de
la torsion et la dernière celle de la flexion. L’application des équations de Lagrange
à l’Eq.2.20 produit la matrice de rigidité élémentaire du train de tiges de forage.
L’effet de cisaillement est ajouté à la matrice de rigidité en flexion par la quantité
[68] :

a =
12EeIe

GeSe
r l2

e

, (2.21)

avec Se
r = Secr, la surface réduite de la section droite calculée en utilisant le coeffi-

cient de cisaillement cr indiqué dans [69] :

cr =
6 (R2

i + R2
e)

2
(1 + ν)2

7R4
i + 34R2

i R2
e + 7R4

e + ν (12R4
i + 48R2

i R2
e + 12R4

e) + ν2 (4R4
i + 16R2

i R2
e + 4R4

e)
.

(2.22)

2.2.3 Couplage axial - flexion

Une force axiale F e
0 induit une modification de raideur en flexion de la structure.

Cet effet a un rôle primordial pour la structure élancée. Il est obtenu en conservant
les termes non linéaires du champ de déformation longitudinale :

ǫzz =
∂wP

∂z
+

1

2





(

∂uP

∂z

)2

+

(

∂vP

∂z

)2

+

(

∂wP

∂z

)2


 = ǫl
zz + ǫnl

zz, (2.23)
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avec :

ǫl
zz =

∂w

∂z
− y

∂2v

∂z2
− x

∂2u

∂z2
, (2.24)

ǫnl
zz =

1

2





(

∂u

∂z
− y

∂θz

∂z

)2

+

(

∂v

∂z
+

∂θz

∂z

)2

+

(

∂w

∂z
− y

∂2v

∂z2
− x

∂2u

∂z2

)2


 . (2.25)

En ne considérant que les termes d’ordre un pour les ddl axiaux et d’ordre deux
pour les ddl en flexion, le terme non-linéaire de la déformation axiale devient :

ǫnl
zz =

1

2





(

∂u

∂z

)2

+

(

∂v

∂z

)2


 . (2.26)

La contribution de la force axiale F e
0 se traduit par une énergie de déformation :

UF e
0

=
F e

0

2

∫ le

0





(

∂u

∂z

)2

+

(

∂v

∂z

)2


 dz. (2.27)

Cette énergie conduit à la matrice de raideur géométrique associée à la force axiale.

2.2.4 Couplage torsion - flexion

Un couple axial élémentaire Ce
0 induit l’assouplissement de raideur de flexion de la

tige quelque soit la direction d’application [9, 10]. Comme par nature le couple axial
est non conservatif, l’énergie de déformation ne peut pas être établie [70]. Son travail
virtuel doit être calculé avec les projections dans deux plans de flexion et avec les
courbures virtuelles. Le vecteur du couple axial est exprimé dans la direction du
vecteur unitaire −→z 1 du repère déformé avec l’hypothèse de petits angles de rotation
en flexion : −→

C e
0 = Ce

0
−→z 1 (θy

−→x − θx
−→y + −→z ) . (2.28)

L’application du couple axial génère deux moments de flexion agissant sur un élément
de la tige dans les deux plans de flexion. Le travail virtuel de ces deux moments
s’exprime à l’aide des courbures virtuelles :

δW = Ce
0

∫ le
0

[

−θxδ

(

∂θy

∂z

)

+ θyδ

(

∂θx

∂z

)]

dz

= Ce
0

∫ le
0

[

∂v

∂z
δ

(

∂2u

∂z2

)

− ∂u

∂z
δ

(

∂2v

∂z2

)]

dz

. (2.29)

La discrétisation EF de ce travail virtuel conduit à la matrice de raideur géométrique
associée au couple axial.
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2.3 Forces dynamiques extérieures

2.3.1 Forces de contact

Sous l’effet de la gravité et des forces extérieures, les interactions entre le train
de tiges et le trou de forage sont nombreuses. De plus, la rotation et la vibration
axiale du train de tiges entraînent les contacts frottants tige-puits. Ainsi, la force de
contact Fc s’exprime selon différentes composantes : les forces de contact normale,
tangentielle et axiale, le couple de frottement axial et le moment de flexion provoqués
par la force de frottement axial, voir la Figure 2.5. L’expression de la composante
normale est donnée par exemple dans [66, 71] :

−→
Fcn =







−
(

Kc (P ) P + Cc (P ) Ṗ
) −→n si P > 0

−→
0 si P ≤ 0

, (2.30)

avec P = r−j0, r =
√

u2 + v2, j0 le jeu entre la tige et le puits, −→n = [u/r, v/r, 0]T
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Figure 2.5 – Interaction de contact entre la tige et le puits.

le vecteur unité normal dans le repère local. La rigidité de contact et l’amortissement
sont régularisés avec la fonction arctan telle que celle utilisée dans [66] :

Kc (P ) =
kc

2

[

2

π
arctan (πλkP ) + 1

]

; Cc (P ) =
cc

2

[

2

π
arctan (πλcP ) + 1

]

, (2.31)

avec kc et cc valeurs maximales de rigidité de contact et d’amortissement, λk et λc les
paramètres régularisés. La force de contact de frottement et le couple sont calculés
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en utilisant la loi de Coulomb :

−→
Fct = −µr|

−→
Fcn|−→t , (2.32)

−→
Tf = −µr|

−→
Fcn|Re

−→z , (2.33)

−→
Fca = −µa|−→Fcn|−→z , (2.34)

−−→
Mfa = |−→Fca|Re

−→
t , (2.35)

avec
−→
t = [−v/r, u/r, 0]T le vecteur tangent unitaire dans le repère local, Re le rayon

extérieur du train de tiges, µa, µr les coefficients de frottement dans les directions
axiale et tangentielle. Ces deux derniers sont calculés en fonction de la vitesse de
rotation tangentielle vg et de la vitesse de vibration axiale va du train de tiges :

µa =
va

vg

µ (vg) , (2.36)

µr =
vr

vg

µ (vg) . (2.37)

La vitesse de glissement totale de la structure vg est calculée de la manière suivante :

vg =
√

v2
a + v2

r , (2.38)

où :
va = ẇ, (2.39)

vr =
uv̇ − vu̇

r
+

(

Ω + θ̇z

)

. (2.40)

Le coefficient de frottement absolu du système est régularisé en fonction de la vitesse
de glissement total vg du train de tiges sur le trou de forage [66, 71] :

µ (vg) =
vg

2vref















1 − ξ

1 +
(1 − ξ)

2vrefµd

|vg|
+

1 + ξ
(

1 +
(1 − ξ)

2vrefµd

|vg|
)2















, (2.41)

avec ξ =

√

1 − µd

µs

, µs et µd les coefficients de frottement statique et dynamique.

La pente de la fonction (2.41) est réglée à l’aide d’un paramètre vref .
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2.3.2 Force de gravité

Dans la Figure 2.1, le vecteur de gravité −→g est dirigé suivant OZ. La force de gravité
correspondante à une longueur dz de la poutre est :

F e
g = ρeSegdz. (2.42)

Les trois composantes de cette force dans le repère local R1 sont [fxfyfz]T . La
construction des forces nodales équivalentes est réalisée grâce au travail virtuel :

δW =
∫ le

0

[

δu δv δw
]







fx

fy

fz





 dz, (2.43)

où les déplacements virtuels sont à discrétiser avec la relation (2.5).

2.3.3 Force de balourd

La présence de défauts de rectitude due à la fabrication, la manutention, l’usure et
l’assemblage du train de tiges ainsi qu’à l’usure des outils de mesure en cours de
forage (MWD) [4] apportent des balourds distribués. Un balourd est modélisé par
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Figure 2.6 – Schéma du balourd

une masse discrète mu et d le rayon de giration [68]. La masse est toujours dans le
plan x−y et sa position angulaire initiale par rapport à l’axe x est αu et son abscisse
est constante, voir la Figure 2.6. La phase du balourd à l’instant t est :

pu =
∫ tn=t

t0=0
Ω (t) dt + αu. (2.44)

La vitesse du balourd à l’instant t est :

−→
V u =

d
−−→
AD

dt
=







u̇ − dΩ (t) sin (pu)
v̇ + dΩ (t) cos (pu)

0





 . (2.45)
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L’énergie cinétique d’un balourd à un nœud en régime permanent est :

Tu =
mu

2

[

u̇2 + v̇2 + (dΩ (t))2 − 2du̇Ω (t) sin (pu) + 2dv̇Ω (t) cos (pu)
]

. (2.46)

Les deux premiers termes de translation de l’énergie cinétique ne sont pas pris
en compte car la masse du balourd est trop petite par rapport à celle de la struc-
ture. Compte tenu de son indépendance par rapport aux ddl, le troisième terme
n’a pas de contribution dans l’équation de mouvement. L’application des équa-
tions de Lagrange aux deux derniers termes donne le vecteur de force centrifuge
F u (t) = [F x

u , F y
u , 0, 0, 0, 0]T , où :











F x
u = mud

[

Ω̇ (t) sin (pu) + Ω2 (t) cos (pu)
]

F y
u = mud

[

−Ω̇ (t) cos (pu) + Ω2 (t) sin (pu)
] . (2.47)

2.4 Interaction fluide-tige

Cette section est dédiée au modèle d’interaction fluide-tige de forage. Les effets des
écoulements de fluide sont interprétés par les forces agissant sur le train de tiges
dans trois directions locales. Les ajustements de modèles développés en [33, 60] sont
effectués afin de prendre en compte la trajectoire courbe du puits, l’excentricité de
l’espace annulaire due à la déflection du train de tiges à l’intérieur du trou de forage,
la vitesse de rotation de la tige.

2.4.1 Équation de mouvement

Au cours du forage, le fluide (boue) filtré est injecté au sein des tiges (qui sont
des tubes) avec la vitesse constante Ui et remonte dans l’espace annulaire tige-
puits avec la vitesse Uo chargé de débris de la roche, de calories. Les pressions du
fluide à l’intérieur et à l’extérieur de la tige sont respectivement pi, po. Elles varient
linéairement le long du train de tiges. La tige se situe sur la ligne neutre du puits.
Soit dz la longueur d’un élément de la tige de masse par unité de longueur Mt.
Cet élément est soumis aux efforts de la structure et du fluide, voir la Figure 2.7.
L’élément considéré se déforme dans le plan r − z avec r le déplacement radial. Le
bilan des forces dans les directions z et r donne :































0 =
∂Faxial

∂z
+ Fit − Fet − (Fin + Fen) γ − ∂Qγ

∂z
+ Mtg cos ψ cos θ

0 =
∂Q

∂z
+ (Fit − Fet) γ + Fin + Fen − ∂Faxialγ

∂z
− Mtat

−Mtg
√

(− cos ψ sin θ cos φ + sin ψ sin φ)2 + (cos ψ sin θ sin φ + sin ψ cos φ)2

,

(2.48)
avec Faxial la force axiale, Q l’effort tranchant. Les écoulements interne et annulaire

créent les forces tangentielles Fit, Fet et les forces normales Fin, Fen. L’angle γ est
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formé par les vecteurs tangentiels au centre de l’élément dans les configurations
statique et dynamique de la tige.
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Figure 2.7 – Forces et moments exercés sur un élément infinitésimal de la tige

2.4.2 Forces du fluide dues à l’écoulement interne

Soit un élément du fluide d’écoulement interne montré dans la Figure 2.8. Le bilan
des forces dans les directions z et r donne :






























Fit − Finγ = −Ai
∂pi

∂z
+ Mfg cos ψ cos θ

Fitγ + Fin = −Ai
∂ (piγ)

∂z
− Mfaf

−Mfg
√

(− cos ψ sin θ cos φ + sin ψ sin φ)2 + (cos ψ sin θ sin φ + sin ψ cos φ)2

.

(2.49)
Les accélérations suivantes dans les directions x, y, z du fluide sont calculées en
supposant que la tige est inextensible sous l’effet du fluide et que le rayon de courbure
du puits est très important par rapport au rayon de la section droite du puits [72, 73] :































afx =
∂2u

∂z2
+ 2Ui

∂2u

∂t∂z
+ U2

i

∂2u

∂z

afy =
∂2v

∂z2
+ 2Ui

∂2v

∂t∂z
+ U2

i

∂2v

∂z
afz = 0

. (2.50)
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Figure 2.8 – Forces exercées sur un élément du fluide d’écoulement interne

2.4.3 Forces du fluide dues à l’écoulement annulaire

Comme montré dans la Figure 2.9, l’élément de la tige est soumis aux forces du
fluide d’écoulement dans l’espace annulaire tige-puits. Le bilan des forces suivant les
directions z et r donne :
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Figure 2.9 – Forces dues à l’écoulement annulaire
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





−Fet − Fenγ = −FL + Fpz

−Fetγ + Fen = −FLγ − (FA + FN) + Fpr

, (2.51)

où les forces dues aux pressions hydrostatiques dans les directions longitudinale et
radiale Fpz et Fpr sont calculées par les relations suivantes [74] :

Fpz = FpX sin θ − FpY sin ψ cos θ − FpZ cos ψ cos θ, (2.52)

Fpr =

√

√

√

√

√

√

√

√

√

√

(

FpX cos θ cos φ + FpY (sin ψ sin θ cos φ + cos ψ sin φ)
−FpZ (− cos ψ sin θ cos φ + sin ψ sin ψ)

)2

+

(

−FpX cos θ sin φ + FpY (− sin ψ sin θ sin φ + cos ψ cos φ)
−FpZ (cos ψ sin θ sin φ + sin ψ cos φ)

)2 , (2.53)

où FA est la force hydrodynamique non-visqueuse par unité de longueur. FN , FL

sont respectivement les forces de frottement par unité de longueur dues au fluide
annulaire dans les directions longitudinale et normale.

FL =
1

2
CfρfDoU

2
o . (2.54)

Comme les forces FA et FN sont appliquées sur l’élément de la tige dans la direction
radiale, ses projections sur les axes locaux x et y donnent :

F x
A = χ

(

∂

∂t
− Uo

∂

∂z

) [

ρfAo

(

∂u

∂t
− Uo

∂u

∂z

)]

, (2.55)

F y
A = χ

(

∂

∂t
− Uo

∂

∂z

) [

ρfAo

(

∂v

∂t
− Uo

∂v

∂z

)]

, (2.56)

F x
N =

1

2
CNρfDoUo

(

∂u

∂t
− Uo

∂u

∂z

)

+ k
∂u

∂t
, (2.57)

F y
N =

1

2
CNρfDoUo

(

∂v

∂t
− Uo

∂v

∂z

)

+ k
∂v

∂t
, (2.58)

avec Ao section droite de la tige, Do le diamètre extérieur de la tige, ρf la densité du
fluide. Cf , CN , k sont les coefficients d’amortissement du fluide. Les deux premiers
coefficients sont utilisés pour prendre en compte le frottement entre le fluide et la
structure dans les directions longitudinale et latérale, tandis que le dernier coefficient
est lié à l’amortissement du fluide dû à la rotation de la tige. Les valeurs de Cf et
CN sont extraites de [60]. χ est le coefficient de masse ajoutée du fluide annulaire :

χ =
D2

ch + D2
o

D2
ch − D2

o

, (2.59)
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avec Dch, le diamètre intérieur du puits de forage. Le coefficient d’amortissement
visqueux k est une fonction de la géométrie tige-puits, des propriétés du fluide et de
la vitesse de rotation du train de tiges :

k =
2
√

2√
S











1 +
(

Do

Dch

)3

(

1 −
(

Do

Dch

)2
)2











ρfAoΩ, (2.60)

avec S = ΩD2
o/4νf le nombre de Stokes, Ω la vitesse de rotation du train de tiges.

Afin de prendre en compte le comportement non-Newtonnien du fluide, le coefficient
d’amortissment Cf est calculé en se basant sur [75]. Les pertes de charges dans
l’espace annulaire sont estimées en prenant en compte l’excentricité, la vitesse de
rotation du train de tiges et le régime d’écoulement du fluide (Yield-Power-Law) dans
le système de forage. La viscosité dans l’Eq.(2.60) est estimée par la combinaison
des taux de cisaillement du fluide dans les directions longitudinale et tangentielle
[76]. La résultante des forces appliquées sur l’élément de la tige est égale à la poussée
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Figure 2.10 – Bilan des forces dues à la gravité et la pression hydrostatique.

d’Archimède dans la direction −−→
K [74], voir la Figure 2.10.

Σ
(−→
Fi +

−→
Fr

)

= −Ao
∂po

∂z

−→
K, (2.61)

où :
−→
Fi ,

−→
Fr sont respectivement les forces résultantes dans les directions longitudinale

et latérale de la tige. La résolution de Eq.2.61 donne les forces hydrostatiques :

Fpz = Ao
∂po

∂z
(1 − cos ψ cos θ) , (2.62)
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Fpr = Ao
∂ (poγ)

∂z
− Ao

∂po

∂z

√

√

√

√

(− cos ψ sin θ cos φ + sin ψ sin φ)2

+ (cos ψ sin θ sin φ + sin ψ cos φ)2 . (2.63)

2.4.4 Discrétisation des forces du fluide

Combiner les Equations (2.49) et (2.51) avec l’Equation (2.48) et ne considérer que
les termes associés au fluide, donne les forces du fluide exercées sur un élément de
la tige :



















Ffz = −Ai
∂pi

∂z
+ Mfg cos ψ cos θ − FL + Fpz

Ffr = Ai
∂ (piγ)

∂z
+ Mfaf + FLγ + (FA + FN) − Fpr

. (2.64)

La prise en compte des Equations (2.50), (2.54)-(2.58), (2.62), (2.63) et Equation
(2.64) avec des projections de la force radiale du fluide suivant x et y donne les forces
du fluide exercées sur un élément de la tige dans le repère local R(Axyz) :


















































































































Ffx = (Mf + χρfAo)
∂2u

∂t2
+

(

1

2
CfρfDoUo + k

)

∂u

∂t
+ (2MfUi − 2χρfAoUo)

∂2u

∂t∂z

+ (MfU2
i + χρfAoU

2
o + Aipi − Aopo)

∂2u

∂z2
+

(

Ai
∂pi

∂z
− Ao

∂po

∂z

)

∂u

∂z

−Mfg (− cos ψ sin θ cos φ + sinψ sin φ) + Ao
∂po

∂z
(−cosψ sin θ cos φ + sin ψ sin φ)

Ffy = (Mf + χρfAo)
∂2v

∂t2
+

(

1

2
CfρfDoUo + k

)

∂v

∂t
+ (2MfUi − 2χρfAoUo)

∂2v

∂t∂z

+ (MfU2
i + χρfAoU

2
o + Aipi − Aopo)

∂2v

∂z2
+

(

Ai
∂pi

∂z
− Ao

∂po

∂z

)

∂v

∂z

−Mfg (cos ψ sin θ sin φ + sinψ cos φ) + Ao
∂po

∂z
(cosψ sin θ sin φ + sin ψ cos φ)

Ffz = −Ai
∂pi

∂z
+ Mfg cos ψ cos θ − 1

2
CfρfDoU

2
o − Ao

∂po

∂z
(1 − cos ψ cos θ)

.

(2.65)
La discrétisation de l’Eqation (2.65) avec les fonctions de formes fournies par l’Equa-
tion (2.8) donne les matrices élémentaires de masse, d’amortissement, de raideur et
les vecteurs élémentaire des forces associées au fluide :

[Me]f =
∫ 1

0 (Mf + χρfAo)
(

NT
u (ξ) Nu (ξ) + NT

v (ξ) Nv (ξ)
)

ledξ , (2.66)

[Ce]f =
∫ 1

0

((

1

2
CfρfDoUo + k

)

(

NT
u (ξ) Nu (ξ) + NT

v (ξ) Nv (ξ)
)

le

)

dξ

+
∫ 1

0 (2MfUi − 2χρfAoUo)





[

∂Nu (ξ)

∂ξ

]T

Nu (ξ) +

[

∂Nv (ξ)

∂ξ

]T

Nv (ξ)



 dξ
,

(2.67)
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[Ke]f =
∫ 1

0























(MfU2
i + χρfAoU

2
o + Aipi − Aopo)





[

∂2Nu (ξ)

∂ξ2

]T

Nu (ξ) +

[

∂2Nv (ξ)

∂ξ2

]T

Nv (ξ)





1

le

+

(

Ai
∂pi

∂z
− Ao

∂po

∂z

)





[

∂Nu (ξ)

∂ξ

]T

Nu (ξ) +

[

∂Nv (ξ)

∂ξ

]T

Nv (ξ)



























dξ,

(2.68)

F x
f =

∫ 1

0







Mfg (− cos ψ sin θ cos φ + sin ψ sin φ)

−Ao
∂po

∂z
(− cos ψ sin θ cos φ + sin ψ sin φ)





 NT
u (ξ) ledξ, (2.69)

F
y
f =

∫ 1

0







Mfg (cos ψ sin θ sin φ + sin ψ cos φ)

−Ao
∂po

∂z
(cos ψ sin θ sin φ + sin ψ cos φ)





 NT
v (ξ) ledξ, (2.70)

F z
f =

∫ 1

0









Mfg cos ψ cos θ − Ai
∂pi

∂z
− 1

2
CfρfDoU

2
o

+Ao
∂po

∂z
(1 − cos ψ cos θ)









NT
w (ξ) ledξ, (2.71)

avec ξ = z/le.

Synthèse

Ce chapitre a présenté la modélisation du train de tiges immergé dans un puits de
trajectoire 3D par la méthode des éléments finis. Les tiges sont modélisées par des
éléments de poutre en utilisant l’approche globale. Les matrices liées à la tige sont
obtenues par l’application des équations de Lagrange pour les expressions d’énergie
cinétique et de déformation. Les efforts du fluide sont établis par l’approche locale.
Les matrices correspondantes sont obtenues par le principe des travaux virtuels.
L’assemblage EF aboutit au système d’équations du mouvement du train de tiges :

(M t + M f ) δ̈+(Ct + CRay + Cf ) δ̇+(Kt + Kf + Kgpo) δ = F g+F u+F c+W OB+T OB,
(2.72)

qui comporte :

• les couplages des trois mouvements (flexion, longitudinal, torsion) traduits par
les matrices de raideur géométriques dues aux efforts axiaux à l’outil.

• les termes de sollicitation paramétrique (W OB, T OB)
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• les termes non linéaires dûs aux touches tige-puits

• l’effet gyroscopique du train de tiges

• les amortissements structurel et du fluide

• les excitations du fluide, des balourds

Le comportement dynamique du train de tige est obtenu par la résolution des Equa-
tions 2.72. La position d’équilibre statique est calculée en ne considérant que les ma-
trices de rigidité et les termes des forces statiques au seconde membre des Equations
2.72. Pour cela, il convient de mettre en œuvre différentes techniques numériques de
résolution. L’état de précontrainte du train de tiges dû à la trajectoire gauche du
puits peut être pris en compte en amont des calculs statique et dynamiques.
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Chapitre 3

Calcul des comportements
statiques et dynamiques
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Ce chapitre est dédié au calcul des comportements du train de tiges de forage. Ini-
tialement, un calcul de la trajectoire ramène le train de tige de la position rectiligne,
soit verticale soit horizontale vers la ligne neutre du puits. Le chargement intérieur
déduit de cet étape prend en compte l’état de précontrainte du train de tige. En-
suite, la position d’équilibre quasi-statique de la tige au sein du puits est calculée
sous l’action de la gravité, des forces du fluide, des efforts à l’outil, de l’effort dû
à l’état précontrainte de la tige par la méthode itérative de Newton-Raphson. Le
comportement vibratoire du train de tiges de forage peut alors être analysé par la
dynamique linéaire (analyse modale, diagramme de Campbell) ou par la dynamique
non linéaire : calcul transitoire avec un modèle EF complet ou réduit.

3.1 Comportement quasi-statique

3.1.1 Calcul de la trajectoire par la méthode co-rotationnelle

En réalité, la trajectoire d’un puits de forage est rarement rectiligne. Le train de tige
est donc pré-chargé par son confinement au sein du puits de trajectoire 3D. Afin de
prendre en compte cet état de précontrainte pour le calcul de sa position d’équilibre
quasi-statique, un calcul de la trajectoire est requis. La Figure 3.1 représente la
démarche incrémentale de la position initiale P

0 à la position finale P
N de la tige.

Pour le calcul de la trajectoire, toutes les matrices et forces sont écrites dans le repère
de référence R0. Les forces extérieures ne sont pas considérées. Des déplacements

�� �� �� ��
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Figure 3.1 – Démarche incrémentale du calcul de la trajectoire

et rotations sont imposés en quelques nœuds. L’algorithme du calcul est détaillé
dans [77] en se basant sur la formulation co-rotationnelle [78] à cause de grands
déplacements et rotations. Les déplacements et rotations imposés sont divisés en N
incréments. Le calcul de la trajectoire commence à l’incrément k = 1 correspondant à
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la position initiale du train de tige. La position du train de tige à la fin de l’incrément
k est déterminée par la résolution de l’équation d’équilibre statique non linéaire
suivante :

[

Kt + Kgpa

(

D
k
)]

D
k = −Rint

(

D
k
)

, (3.1)

avec D
k le vecteur de déplacement total du train de tiges à l’incrément k ; Rint

(

D
k
)

le chargement intérieur calculé en fonction de déplacements à l’incrément k ; Kgpa

la raideur géométrique liée aux chargements axiaux générés pendant le calcul de la
trajectoire. En générale, la raideur géométrique due à la trajectoire du puits contient
deux composantes :

Kgpa = KgpaF + KgpaC , (3.2)

avec KgpaF , KgpaC les raideurs géométriques liées à la force et au couple axiaux,
respectivement. La position P k du train de tiges à l’incrément k est obtenue en
rajoutant le déplacement D

k à la position précédente P k−1 :

P
k = P

k−1 + D
k. (3.3)

Pourtant, dans le cas de grands déplacements et rotations, le signe "+" dans (3.3)
n’est valable que pour les ddl de déplacements. Pour les ddl de rotation, la somme
est obtenue par la formulation co-rotationnelle utilisant la théorie des quaternions.
Le détail du calcul des quaternions est présenté dans Annexe A1. La résolution de
(3.1) est réalisée par une méthode itérative de quatre étapes :

1. Initialisation des déplacements : D
k
0 = 0.

2. Calcul de la correction du vecteur D
k
i à la ième itération par :

dD
k
i =

[

Kt + Kgpa

(

D
k
i

)

+ Kp

(

D
k
i

)]−1 [

−Rint

(

D
k
i

)

+ Rp

(

D
k
i

)]

. (3.4)

La matrice Kp et le vecteur Rp de pénalisation sont appliquées à la relation
(3.4) pour prendre en compte des déplacements et rotations imposées :

Kp

(

D
k
i

)

= 106cpAp; Rp = 106cpApD
k
imp,i, (3.5)

avec cp la valeur absolue maximale des termes dans Kp + Kgpa

(

D
k
i

)

; Ap la
matrice dont sa diagonale contient des termes égaux à 1 pour les ddl imposés
et à 0 pour les autres ; D

k
imp,i, le vecteur de déplacement contient des valeurs

imposées pour les ddl correspondants et 0 pour les autres ddl.

La matrice de raideur géométrique due au calcul de la trajectoire Kgpa et
le chargement intérieur Rint dépendent de la partie déformante du vecteur
de déplacement élémentaire D

k,e
i d’incrément k. Pour un élément, le vecteur

déplacement déformant s’écrit :

D
e,k
d,i = [0, 0, 0, θd,x1, θd,y1, θd,z1, 0, 0, wd,2, θd,x2, θd,y2, θd,z2]

T , (3.6)
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avec wd,2 = lk
e − lk−1

e l’allongement d’un élément. Les déformations des angles
de rotation (θd,x, θd,y, θd,z) sont calculées par la formulation co-rotationnelle
utilisant le produit des quaternions [78]. La procédure du calcul de vecteur de
rotation déformante est présentée dans l’Annexe A1.1. Le chargement intérieur
élémentaire à l’incrément k et à l’itération i est :

R
e
int

(

D
e,k
i

)

=
[

K
e
t + K

e
gpa

(

D
e,k
i

)]

D
e,k
d,i . (3.7)

L’assemblage des vecteurs de chargement intérieur élémentaire donne le vec-
teur de chargement intérieur total Rint. La force axiale et le couple axial
élémentaires à l’itération i sont déterminés en cumulant ceux des itérations et
des incréments précédents :

F e,k
apa = EeSe

lk−1
e − l0

e

l0
e

+ EeSe
wd,2

lk−1
e

; Ce,k
apa =

k−1
∑

j=1

2GeIe

lj−1
e

∆θj
d,z +

2GeIe

lk−1
e

∆θk
d,z, (3.8)

avec lj
e la longueur d’un élément à l’incrément j, ∆θd,z la déformation

en torsion calculée par le produit des quaternions des angles de rotation de
deux nœuds d’élément dans (3.6). Les matrices géométriques dues au calcul
de la trajectoire sont obtenues par l’assemblage des matrices géométriques
élémentaires données par les relations (2.27) et (2.29).

3. Application des corrections :

D
k
i+1 = D

k
i + dD

k
i ; D

k
imp,i+1 = D

k
imp,i + ApdD

k
i . (3.9)

Les translations sont rajoutées terme à terme. Les rotations sont mises à jour
par le produit des quaternions.

4. Critère d’arrêt de la boucle itérative : quand la valeur absolue du déplacement
déformant dD

k
i est plus petite que le critère d’arrêt du calcul de la trajectoire

ǫpa, la boucle itérative est arrêtée et la position du train de tige à l’incrément
k est obtenue. Le processus est répété pour l’incrément k + 1, et ainsi de suite
jusqu’à l’incrément N . Le nombre total d’incréments est choisi pour que les
rotations à chaque incrément soient inférieures à 300 [78].

3.1.2 Calcul de la position d’équilibre quasi-statique

Comme le vecteur des forces de contact est défini dans les repères locaux, pour la
convenance du calcul, dans les chapitres ultérieurs, tous les matrices et vecteurs sont
exprimés dans les repères locaux au lieu du repère de référence R0 afin d’éviter la
transformation entre ces deux repères à chaque itération.

Le calcul de la trajectoire donne le vecteur de chargement intérieur et les efforts

62

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2019LYSEI082/these.pdf 

© [Q. T. Tran], [2019], INSA de Lyon, tous droits réservés



axiaux internes qui fournissent les matrices de raideur géométrique comme indi-
quées dans les relations (3.7) et (3.8). L’assemblage et ensuite la projection de ces
vecteurs et matrices dans les repères nodaux donnent respectivement les forces et
matrices totales liées au calcul de la trajectoire Kgpa et F pa qui servent au calcul
de la position quasi-statique du train de tiges pour prendre en compte son état de
précontrainte due à la courbure du puits. La matrice Kgpa et la force F pa sont ra-
joutées respectivement à la raideur du train de tiges et au vecteur de force statique
extérieure. La position quasi-statique du train de tiges est obtenue par la résolution
de l’équation d’équilibre suivante :

[K + Kgpo (δ)] δ = F s + F qs
c (δ) , (3.10)

avec K la matrice de raideur du train de tiges prenant en compte les effets du
fluide et de la trajectoire :

K = Kt + Kgpa + Kf , (3.11)

avec Kgpo la raideur géométrique due aux efforts axiaux pendant le calcul quasi-
statique. La force statique F s cumule les forces de gravité, du fluide et le chargement
intérieur :

F s = F g + F f + F pa. (3.12)

Les forces de contact quasi-statiques sont les simplifications des équations de (2.30)
à (2.35) :

−→
F qs

cn =







−Kc (P ) P−→n si P > 0
−→
0 si P ≤ 0

,

−→
F qs

ct = −µqs
r

−→
F qs

cn

−→
t ,

−→
T qs

f = −µqs
r

−→
F qs

cnRe
−→z ,

−→
F qs

ca = −µqs
a

−→
F qs

cn
−→z ,

−→
M qs

fa =
−→
F qs

caRe
−→
t .

(3.13)

Les coefficients de frottement radial et axial quasi-statiques sont calculés en utilisant
le coefficient de frottement µs, la vitesse de rotation nominale du train de tiges Ω et
le taux de pénétration du train de tiges à la formation ROP. La vitesse d’avancement
est considérée homogène le long du train de tiges. Les coefficients de frottement axial
et radial quasi-statique à chaque nœud sont donnés par :

µqs
a =

ROP
√

ROP 2 + (ReΩ)2
µs,

µqs
r =

ReΩ
√

ROP 2 + (ReΩ)2
µs.

(3.14)

La résolution de (3.10) est réalisée par la méthode itérative de Newton-Raphson
selon quatre étapes :
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1. Initialisation de la solution δ1 de (3.10) sans l’effet de matrice géométrique
par la résolution d’équation suivante :

Kδ = F s + F qs
c (δ) . (3.15)

La résolution de (3.15) est présentée en détail dans l’Annexe A2.

2. La correction pour le déplacement de l’itération i δi est :

dδi = −


K − ∂F qs
c

∂δ

∣

∣

∣

∣

∣

δ=δi

+
∂ (Kgpo (δ) δ)

∂δ

∣

∣

∣

∣

∣

δ=δi





−1

[(K + Kgpo (δi)) δi − F s − F qs
c (δi)] ,

(3.16)
avec Kgpo la matrice de raideur géométrique donnée par le calcul de la position
d’équilibre quasi-statique comprenant deux composantes KgpoF et KgpoC liées
aux efforts axiaux et construites à l’aide de (2.27) et (2.29). Si la solution
initiale δ1 est proche de la solution finale de (3.10), la variation de Kgpo en
fonction du vecteur de déplacement est négligeable, et la matrice Jacobienne
de la contrainte géométrique est approximée par :

∂ (Kgpo (δ) δ)

∂δ

∣

∣

∣

∣

∣

δ=δi

≃ Kgpo (δi) . (3.17)

3. Application de la correction :

δi+1 = δi + dδi. (3.18)

4. Critère d’arrêt : Si
||dδi||2
||δi+1||2

< ǫ0 la boucle est arrêtée, sinon le processus revient

à l’étape 2. L’algorithme itératif converge à la position quasi-statique du train
de tiges de forage δs

3.2 Comportement dynamique linéaire

3.2.1 Analyse modale. Méthode pseudo modale

Les premières valeurs propres et vecteurs propres Φ du train de tiges de forage sont
calculées par :

M totδ̈ + K∗δ = 0, (3.19)

avec M tot la matrice de masse totale du système prenant en compte l’effet du fluide :

M tot = M t + M f . (3.20)

Les mêmes conditions aux limites utilisées pour le calcul d’équilibre statique sont
reprises pour le calcul de la base modale. La matrice de raideur totale du système
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de forage Ktot prenant en compte les raideurs apportées par le calcul quasi-statique
devient :

Ktot = K + Kgpo. (3.21)

Pour réduire le temps de calcul, la méthode pseudo-modale [68] est mise en oeuvre.
La matrice Ktot comprenant le Jacobien de la force de contact normal [79] symétrisée
est alors :

K∗ =
1

2



Ktot − ∂Fcn

∂δ
+

(

Ktot − ∂Fcn

∂δ

)T


 . (3.22)

3.2.2 Diagramme de Campbell

Le calcul des fréquences et modes du système en rotation est réalisé avec l’équation
homogène :

M totδ̈ + Ctotδ̇ + K∗δ = 0, (3.23)

avec Ctot la matrice comprenant l’effet gyroscopique Ct, l’amortissement structurel
CRay et du fluide Cf :

Ctot = Ct + CRay + Cf . (3.24)

La matrice d’amortissement structurel de Rayleigh est définie par :

CRay = αM t + β (Kt + Kgpa + Kgpo) , (3.25)

avec α, β les coefficients de Rayleigh. La résolution de (3.23) est réalisée par la
méthode soit directe soit pseudo-modale.

Méthode directe

Dans ce cas, l’Equation 3.23 est résolue avec tous les ddl du système. La solution
est choisie sous forme :

δ = Xeλt, (3.26)

qui introduit dans l’Eq.3.23 donne :
(

λ2M tot + λCtot + K∗
)

X = 0 (3.27)

Le système (3.27) en considérant le vecteur d’état
(

δ̇, δ
)T

s’écrit :

λ

[

0 M tot

M tot Ctot

] (

λX

X

)

+

[

−M tot 0

0 K∗

] (

λX

X

)

= 0. (3.28)

Les valeurs propres λ obtenues sont complexes à cause de Ctot. D’autre part, comme
Ctot dépend de la vitesse de rotation, l’équation (3.28) doit être résolue pour chaque
vitesse de rotation. La représentation de la partie imaginaire des valeurs propres en
fonction de la vitesse de rotation donne le diagramme de Campbell [68], alors que
la partie réelle indique l’instabilité du mode quand elle devient positive.
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Méthode de réduction pseudo-modale

La résolution de (3.23) est réalisée par une réduction de nombre de ddl en utilisant la
base pseudo-modale obtenue par (3.19). Dans la base Φ, l’Equation (3.28) devient :

r

[

0 m

m c

] (

rq

q

)

+

[

−m 0

0 k∗

] (

rq

q

)

= 0, (3.29)

avec q, le vecteur des variables modales,

m = Φ
T M totΦ; c = Φ

T CtotΦ; k∗ = Φ
T K∗

Φ; X = Φq . (3.30)

Le calcul du diagramme de Campbell avec le système (3.30) présente une grande
réduction du temps de calcul par rapport à celui de la méthode directe. Les modes
ciblés avec la méthode pseudo-modale sont fort proches de ceux obtenus avec la
méthode directe.

Classification des modes du diagramme de Campbell

Pour bien distinguer la nature des vibrations du train de tiges de forage en utilisant
le diagramme de Campbell, les modes en rotation qui mobilisent tous les ddl sont
toutefois classifiés en trois catégories : (F) "flexion", (T) "torsion" et (L) "longitudi-
nal". Le critère de classification se base sur les trois indicateurs suivants :

Si =

∑

e T e
i

∑

e,i T e
e,i

+

∑

e U e
i

∑

e,i U e
e,i

; i = F, T, L, (3.31)

où :

T e
i =

1

2
| (λXe

i )
H

M e
tii (λXe

i ) |, U e
i =

1

2
| (λXe

i )
H

Ke
tii (λXe

i ) | , (3.32)

avec ()H l’opération de transposée conjuguée ; Xe
i , M e

tii, Ke
tii les sous-vecteurs et

matrices élémentaires de Xe, M e
t , Ke

t correspondant aux mouvements en flexion,
torsion et longitudinal, respectivement. Les deux termes de Si correspondent res-
pectivement à la contribution des énergies cinétique et de déformation. La valeur
maximale de chaque terme dans Si est égale à 1, il prend pour valeur maximale 2.
Un mode est considéré comme : (F) si SF > ST , SL ; (T) si ST > SF , SL, (L) si
SL > SF , ST .

Critère de suivi des modes du diagramme de Campbell

Pour chaque pas de vitesse de rotation, les modes propres du système sont numérotés
dans l’ordre croissant de la partie imaginaire de la valeur propre. Pourtant, la forme
modale associée à la kème valeur propre à une vitesse de rotation peut ne pas cor-
respondre à kème valeur propre de la vitesse suivante. Cela provoque des difficultés
pour relier des fréquences en fonction de la vitesse de rotation dans le diagramme
de Campbell lorsqu’il y a des croisements potentiels de modes. Il existe différents
critères de corrélation des modes propres du système dans la littérature :
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• MAC (Modal Assurance Criterion) La matrice de corrélation est déterminée
par la relation suivante :

MACi,j =

(

Φ
H
i W Φj

)2

(

Φ
H
i W Φi

) (

Φ
H
j W Φj

) , (3.33)

avec Φi le mode ièm de la première base, Φj le mode jèm de la deuxième base,
W la matrice de pondération.

• IERI (Indicateur Énergétique de Régularité d’Interface) L’indicateur énergé-
tique est définie par la relation suivante :

IERI i,j =

[

(Φi − Φj)
H

W (Φi − Φj)
H

]2

(

Φ
H
i W Φi

)2
+

(

Φ
H
j W Φj

)2 . (3.34)

La matrice de pondération peut prendre différentes formes : matrice d’identité, de
masse ou de rigidité de la structure considérée. Pourtant, les critères MAC et IERI
n’assurent pas la propriété d’orthogonalité des modes propres par rapport à la ma-
trice de pondération. Mogenier et al. [80] ont proposé un nouveau critère de corré-
lation NC2O (Normalized Cross Complex Orthogonality) qui présente plus d’avan-
tages que les classiques critères de la littérature pour le processus d’appariement des
formes modales appartenant à deux bases différentes en considérant la propriété de
bi-orthogonalité des vecteurs propres complexes gauches et droits. Pour à cela, le
critère NC2O est utilisé pour suivre l’évolution des modes du diagramme de Camp-
bell.

La matrice NC2O pour les vecteurs propres gauches des modes i et j : g
Φ

k
i ,g Φ

k+1
i ,g Φ

k
j ,g Φ

k+1
j

et droits : d
Φ

k
i ,d Φ

k+1
i ,d Φ

k
j ,d Φ

k+1
j pour deux vitesses de rotation k et k+1 est définie

par la relation suivante :

NC2O
k,k+1
i,j =

|
(

g
Φ

k+1
j

)T
W

k,k+1
i,j

(

d
Φi

)k |2
[

(

gΦ
k+1
j

)T
W

k+1,k+1
j,j (dΦj)

k+1
] [

(

gΦ
k
i

)T
W

k,k
i,i (dΦi)

k
] , (3.35)

où la matrice de pondération est définie par :

W
k,k+1
i,j = λk

i λk+1
j M tot − Ktot, (3.36)

avec λk
i la valeur propre i associée au vecteur propre complexe gauche g

Φ
k
i et droit

d
Φ

k
i calculée à la vitesse k, λk+1

j la valeur propre j associée au vecteur propre com-
plexe gauche g

Φ
k+1
j et droit d

Φ
k+1
j calculée à la vitesse k + 1.
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3.3 Comportement dynamique non-linéaire

Après le calcul quasi-statique, la position d’équilibre statique du train de tiges de
forage δs est utilisée comme la solution initiale du calcul du comportement dyna-
mique. La vibration du train de tiges est donnée par rapport à la ligne neutre du
puits.

3.3.1 Réponses temporelles

La réponse dynamique du train de tige de forage aux sollicitations est obtenue par
la résolution dans le temps du système de n équations différentielles suivant :

M totδ̈ + Ctotδ̇ + Ktotδ = F s + F c

(

δ, δ̇
)

+ F u (t) , (3.37)

qui est résolu à l’aide d’un schéma d’intégration temporelle.

3.3.2 Schémas d’intégration temporelle

Il existe différentes méthodes d’intégration temporelle pas-à-pas développées dans
la littérature, par exemple Newmark (NM) [81] et Runge-Kutta (RK) [82, 83, 84].
Elles sont utilisées largement pour le calcul des réponses dynamiques non-linéaires
de systèmes mécaniques. Chaque méthode présente des avantages et également des
inconvénients en fonction du domaine d’application. La méthode NM à accéléra-
tion constante est inconditionnellement stable pour un problème de dynamique li-
néaire [85]. La convergence du résultat peut être atteinte avec un pas de temps
assez grand. Pourtant, la stabilité de cette méthode est inversement proportionnelle
à la non-linéarité du problème qui demande d’introduire la procédure itérative de
Newton-Raphson (NR) à chaque pas de temps du calcul [86]. Le schéma d’intégra-
tion temporelle de Runge-Kutta à l’ordre 4 (RK4) est implémenté régulièrement
dans les codes de calcul dynamique non-linéaire grâce à sa facilité de mise en œuvre.
Néanmoins, la taille du système à résoudre est doublée. De plus, pour assurer la
stabilité, RK4 demande un pas de temps suffisamment petit (inférieur au 1/20 de
la plus petite période du système et des excitations). Pour renforcer l’efficacité des
schémas numériques susmentionnés, des techniques de contrôle du pas de temps sont
développées dans [84, 87, 88].

La dynamique du train de tiges de forage est un problème très complexe à cause
de la taille du système d’équations à résoudre et des multi-contacts tige-puits pro-
duits par les amplitudes de vibrations latérales. Le choix d’un schéma numérique
avec un temps de calcul raisonnable est donc primordial. Des comparaisons entre
différents schémas de NM et RK4 ont été réalisées dans [89]. La méthode RK4 à pas
de temps adaptatif a montré une bonne performance de calcul avec une précision
acceptable. Elle est choisie finalement pour résoudre le système d’équations mon-
tré dans (3.37). La méthode RK4 est utilisée pour résoudre l’équation différentielle
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d’ordre 1 : ẋ = f (x (t) , t). Pour un problème dynamique, l’Equation (3.37) prenant

en compte la variable d’état x =
(

δ, δ̇
)T

, devient :

[

I 0

0 M tot

] (

δ̇

δ̈

)

+

[

0 −I

Ktot Ctot

] (

δ

δ̇

)

=

(

0

F
(

δ̈, δ̇, t
)

)

. (3.38)

La technique de contrôle du pas de temps de calcul de la méthode RK4 par des
facteurs constants est constituée de 4 étapes :

1. Solutions du système à l’instant t : x (t).

2. Calcul des solutions à l’instant t + dt : x(1) (t + dt) et de deux fois à l’instant
t + dt/2 : x(2) (t + dt/2).

3. Calcul de l’erreur de troncature [84] : e = max
(

|x(1) (t + dt) − x(2) (t + dt/2) |
)

/15.

4. Si e ≤ ǫ0 ⇒ dtnew = b × dtold, x (t + dt) et t = t + dtnew. Si non :

• Si ǫ0/100 < e ≤ ǫ0 ⇒ x (t + dt) et t = t + dtold,

• Si non, dtnew = dtold/a, retour à l’étape 2.

a, b, ǫ0 sont les paramètres de contrôle choisis par l’utilisateur. Il faut bien noter que
plus ǫ0 est petit, plus le résultat est précis et plus le temps de calcul devient impor-
tant. Les valeurs de 1.1, 1.01 et 1E-2 pour les paramètres a, b, ǫ0 sont choisies pour
avoir la convergence des résultats dynamiques avec un temps de calcul raisonnable.

3.3.3 Réduction du modèle de calcul par la méthode Craig-
Bampton

Le modèle d’EF du train de tiges de forage contient un grand nombre de ddl qui
prennent une large mémoire de stockage et induisent un grand temps de calcul.
Différentes méthodes de réduction de la taille du modèle EF sont développées dans
la littérature [90, 91, 92, 93, 94], elles se différencient par la façon de calculer et
d’utiliser la base modale pour décrire les déplacements de la structure considérée. En
pratique, les méthodes de réduction sont classées en quatre catégories d’interface :
libre, fixe, mixte et chargée [95]. Des comparaisons sur la performance de calcul
entre deux méthodes de réduction modale à l’interface fixe Craig-Bampton (CB)
et à l’interface libre Craig-Martinez (CM), les plus utilisées dans la littérature et
également dans les codes industriels sont réalisées dans [95] pour des modèles simples,
2D et 3D. Selon l’auteur, la méthode CB présente plusieurs avantages pour un
problème 3D complexe non-linéaire que la méthode CM. De plus, sa mise en œuvre
est plus simple. Conformément aux raisons mentionnées ci-dessus, la méthode de
condensation dynamique de CB est choisie pour réduire la taille du modèle EF du
train de tiges de forage dans ce travail. Des grandes lignes de la méthode CB sont
citées ci-après.
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Modes statiques et modes dynamiques

Les ddl du train de tiges sont partitionnés d’une part en ddl de frontière δf aptes
à porter les forces nodales équivalentes et les forces de contact déterminées par le
calcul de la position statique, et d’autre part en ddl internes, les ddl restants.

δ =

(

δf

δi

)

. (3.39)

La base modale de CB comprend des modes statiques et des modes dynamiques. Les
modes statiques sont les déformées statiques de la structure obtenues en imposant
successivement un déplacement ou une rotation unitaire à un ddl de frontière. Tous
les autres ddl de frontière sont bloqués. Par conséquence, le nombre de modes sta-
tiques est égale au nombre de ddl de frontière. La matrice Φf des modes statiques
est définie par la relation suivante [96] :

Φf =

[

Iff

−K−1
tot,iiKtot,if

]

=

[

Iff

ϕf

]

. (3.40)

Les modes dynamiques mobilisent les ddl intérieurs, les ddl de frontière étant blo-
qués. Pour réduire la taille du modèle EF, seuls les η premiers modes dynamiques
sont retenus dans la base de CB, ce qui affecte la précision de la solution finale du
problème. La matrice des modes de la structure avec δf bloqués est définie par la
relation suivante :

Φd =

[

0fd

ϕd

]

, (3.41)

où d désigne l’ensemble des indices de η premiers modes dynamiques. Chaque colonne
ϕdj de ϕd est la solution du problème de valeur propre ci-dessous :

ω2
j M tot,iiϕdj = K∗

tot,iiϕdj, (3.42)

avec K∗
tot =

(

Ktot + KT
tot

)

/2. Les modes statiques et dynamiques forment la ma-

trice de réduction CB ΦCB =
[

Φf Φd

]

. Le vecteur de déplacement du système δ

est approximé par le changement de variables réduit :

δ ≃ ΦCBq, ∀t ≥ 0, (3.43)

avec :

ΦCB =

[

Iff 0fd

ϕf ϕd

]

, qCB =

[

qCB
f

qCB
d

]

. (3.44)
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Équation de mouvement du modèle réduit CB

L’équation (3.43) à l’instant t = 0 s’écrit :

ϕfqCB
f (0) + ϕdqCB

d (0) = δi (0) ,

qCB
f (0) = δf (0) .

(3.45)

Donc : ϕdqCB
d (0) = δi (0) − ϕfqCB

f (0). Comme le nombre de modes dynamiques
retenus est inférieur au nombre de ddl internes du système, la matrice ΦCB n’est plus
carrée. Par conséquence, en connaissant le vecteur de déplacement initial δ (0), le
vecteur de déplacement réduit qCB

d (0) est la solution du problème de minimisation
suivante :

min
∥

∥

∥ϕdqCB
d (0) − δi (0) + ϕfδf (0)

∥

∥

∥

2

2
. (3.46)

Donc :
qCB

d (0) =
(

ϕT
d ϕd

)−1
ϕT

d

[

δi (0) − ϕfδf (0)
]

. (3.47)

La même procédure est appliquée pour le vecteur réduit de vitesse :

q̇CB
d (0) =

(

ϕT
d ϕd

)−1
ϕT

d

[

δ̇i (0) − ϕf δ̇f (0)
]

. (3.48)

Finalement, les conditions initiales du système réduit sont :

qCB (0) =





δf (0)
(

ϕT
d ϕd

)−1
ϕT

d

[

δi (0) − ϕfδf (0)
]



 ,

q̇CB (0) =





δ̇f (0)
(

ϕT
d ϕd

)−1
ϕT

d

[

δ̇i (0) − ϕf δ̇f (0)
]



 .

(3.49)

L’équation de mouvement du système réduit issu de la projection du système complet
(3.37) dans la base de CB s’écrit :

mCBq̈CB + cCBq̇CB + kCBqCB = f
(

t, ΦCBqCB, ΦCBq̇CB
)

, (3.50)

avec mCB = Φ
T
CBM totΦCB, cCB = Φ

T
CBCtotΦCB, kCB = Φ

T
CBKtotΦCB.

L’équation (3.50) est résolue par un schéma d’intégration temporelle RK4 à pas
adaptatif décrit dans le paragraphe 3.3.2.

Synthèse

Ce chapitre a présenté les techniques numériques pour calculer le comportement
statique puis dynamique du train de tiges. Les choix effectués ont pour but de prévoir
le comportement global de toute la structure. Ainsi, il a été nécessaire de prendre
des hypothèses et des options pour réduire les temps de calcul des simulations à
réaliser au code de calcul présenté par le chapitre suivant.
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Ce chapitre présente le code de calcul développé dans le cadre du projet LabCom
DrilLab qui est implémenté dans un logiciel appelé DrillSim (Drilling Simulation)
dédié à la simulation de différents comportements mécaniques du train de tiges de
forage. Il met en œuvre les méthodes et techniques présentées au chapitre 3.

4.1 Introduction sur le logiciel DrillSim

DrillSim est un logiciel de calcul par la méthode des éléments finis développé sous
Matlab. Il comprend six modules de calcul, voir la Figure 4.1.

Figure 4.1 – Organigramme du logiciel DrillSim.

1. PARC : calcul du parcours qui ramène la tige à la ligne neutre du puits à
partir de sa position initiale droite selon l’axe OZ de R0.

• Hypothèse : ce calcul ne considère pas les effets du fluide, les efforts
extérieurs, la gravité et le contact tige-puits.

• Objectifs : calcul des efforts axiaux et des chargements intérieurs de
chaque élément dûs au parcours 3D.

• Méthodes :

∗ Formulation co-rotationnelle.
∗ Algorithme incrémental.

2. POSI : calcul de la position statique du train de tiges dans le puits.
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• Hypothèses : les effets du fluide, les efforts statiques extérieurs, la gravité
et les contacts tige-puits avec ou sans frottement tangentiel (position
statique ou quasi-statique) sont pris en compte.

• Objectifs :

∗ Calcul des déplacements et des rotations, des efforts axiaux de chaque
élément pour prendre en compte les précontraintes dans les étapes
suivantes.

∗ Identifier des nœuds de contact pour les étapes suivantes.

• Méthodes : la méthode principale est la méthode de Newton-Raphson.

3. BASE : calcul de la base modale linéaire en prenant en compte les forces de
contact normales linéarisées.

• Hypothèse :

∗ Aucun amortissement n’est considéré.
∗ Les effets du fluide et les précontraintes dues au calcul statique sont

pris en compte.
∗ Les nœuds de contact en statique sont supposés rester en contact

pendant la dynamique : la matrice Jacobienne de la force de contact
normale par rapport au déplacement est ajoutée à la matrice de rai-
deur du système [79].

∗ La vitesse de rotation est constante par rapport au temps et homo-
gène le long de la tige.

• Objectifs : obtenir les valeurs propres et les vecteurs propres pour réduire
le système du calcul du diagramme de Campbell.

• Méthodes : fonction eigs de Matlab.

4. CAMP : calcul du diagramme de Campbell (modes en rotation).

• Hypothèses :

∗ Ce calcul considère les effets du fluide, les forces statiques extérieures,
l’amortissement et les précontraintes dues au calcul statique.

∗ Les nœuds de contact en statique sont supposés rester en contact
pendant la dynamique.

∗ La vitesse de rotation est constante par rapport au temps et homo-
gène le long de la tige.

• Objectifs :

∗ Calcul du diagramme de Campbell qui représente l’évolution des va-
leurs propres du système en fonction de la vitesse de rotation.

∗ Identifier les vitesses de rotation qui risquent d’induire les instabilités
ou les résonances dangereuses de la vibration (vitesses critiques).
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• Méthodes :

∗ Calcul avec le système complet ou avec la méthode de réduction
modale en utilisant la base obtenue par BASE et la fonction eigs de
Matlab.

∗ Des modes sont classifiés en 3 types : F « quasi-Flexion », T « quasi-
Torsion », L « quasi-traction/compression ».

∗ Tris des modes [80] : le suivi de la forme des modes est effectué par
les critères MAC et NC2O, NC2O étant plus efficace que MAC.

5. CB : calcul de la base de Craig-Bampton [95, 96].

• Hypothèses :

∗ Aucun amortissement est considéré.
∗ Ce calcul considère les effets du fluide, les efforts extérieurs, la gravité

et les précontraintes dues au calcul statique.
∗ La vitesse de rotation est constante par rapport au temps et homo-

gène le long de la tige.

• Objectifs : calcul de la base de réduction la plus adaptée pour la dyna-
mique non-linéaire due aux contacts tige-puits dans DYN.

• Méthodes :

∗ Choix des degrés de liberté (ddl) de contour :
· Déplacements latéraux des nœuds en contact de la position sta-

tique.
· ddl soumis aux efforts nodaux.

∗ Calcul des vecteurs des modes statiques.
∗ Calcul des valeurs propres et vecteurs propres des modes dynamiques.
∗ Base de CB : modes statiques + modes dynamiques.

6. DYN : calcul de la dynamique non-linéaire du train de tiges dans un puits.

• Hypothèses :

∗ Ce calcul considère les effets du fluide, les forces statiques extérieures,
la gravité, l’amortissement et les précontraintes dues au calcul sta-
tique.

∗ La vitesse de rotation peut être imposée à plusieurs nœuds. Tous les
nœuds doivent suivre la même loi de vitesse de rotation.

∗ Plusieurs lois de vitesses de rotation sont considérées. Le calcul ne
considère qu’une seule loi à la fois.

• Objectifs : calcul des déplacements et des vitesses de la tige en fonction
du temps.
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• Méthodes :

∗ Calcul avec le système complet ou avec la méthode de réduction
dynamique avec la base de CB.

∗ Le déplacement initial est obtenu par la position statique.

Le calcul n’utilise pas forcément tous les 6 modules. La relation entre ces modules
pour différentes situations du calcul est représentée par Fig.4.1.

4.2 Fonctionnement de DrillSim

DrillSim comprend 2 parties : le calcul et le post-processeur. Avant de lancer le
calcul avec logiciel DrillSim, un fichier de données (.dat) doit être établi. Ce fichier
contient des informations sur :

• Les coordonnées des nœuds discrétisés sur la ligne neutre du train de tiges.

• Des descriptions sur des propriétés géométriques du train de tiges et du puits
de forage : Les tiges sont modélisées par des tubes ayant des diamètres intérieur
et extérieur. Le puits modélisé par l’ensemble des butées radiales prenant en
compte le jeu tige-puits. Chaque butée est assignée par des paramètres de la
loi de contact. Le fluide circule à l’intérieur de la tige et dans l’espace annulaire
tige-puits.

• La description des éléments, le maillage du modèle contient principalement
des éléments de poutre (tiges), de fluide et des butées.

• Des propriétés de matériaux de la tige (masse volumique, module d’Young,
coefficient de Poisson, coefficients d’amortissement structuraux) et du fluide
(densité, coefficient de frottement fluide-structure, viscosité, paramètres rhéo-
logiques, débit).

• Des modules à calculer (mentionnés dans paragraphe précédent).

Une fois que le fichier de données est prêt, les calculs peuvent être lancés dans la
fenêtre principale du logiciel DrillSim montrée sur la Figure 4.2. La possibilité d’exé-
cuter le calcul sans passer par l’interface a également été implémentée dans DrillSim
batch, qui permet d’utiliser le cluster de calcul du LaMCoS.

Le post-processeur permet de visualiser sous forme graphique les résultats des cal-
culs, voir la Figure 4.3 :

• Tracé des résultats du calcul de parcours.

• Tracé des résultats de la position statique.

• Tracé des résultats du calcul de la base modale et la forme modale 3D.
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• Tracé du diagramme de Campbell et des modes en rotation.

• En réponse non linéaires, tracé des évolutions temporelles, de l’animation, de
l’analyse spectrale et de spectrogramme.

• Tracé du maillage et du puits.

Figure 4.2 – Fenêtre principale du logiciel DrillSim.
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4.3 Simulation avec DrillSim

Afin de valider les différents modules de calcul de DrillSim, une batterie de tests est
effectuée en s’appuyant sur les résultats de la littérature et sur ceux de logiciels déjà
existants dans le métier.

4.3.1 Calcul de parcours

Les résultats extraits du module de calcul de parcours (PARC) sont comparés avec
les résultats analytiques pour un cas test simple. Soit un problème de flexion pure
d’un train de tiges homogène de longueur totale Ltot = 157.08 m, de rayon intérieur
Ri = 0.04 m, de rayon extérieur Re = 0.06 m. La tige est en acier avec des carac-
téristiques classiques : E = 2.03 e11 N/m, coefficient de Poisson ν = 0.3, masse
volumique ρ = 7900 kg/m3. La tige est fléchie en formant un quart de cercle de
rayon R = 100 m, voir la Figure 4.4. La courbure est homogène le long de la tige et
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Figure 4.4 – Cas test Quart de cercle

vaut c = 1/R = 0.01m−1. Pour un problème de flexion pure, le moment de flexion
suivant y pour ramener la tige de la position verticale à la position finale est :

Mfy = EIc = Eπ
(

R4
e − R4

i

)

c/4 = 1.6581e4 N.m (4.1)

La tige est discrétisée par 100 éléments équidistants. Le processus du calcul de
parcours est réalisé par 10 incréments indiqués sur la Figure 4.5. La tige est fléchie
dans le plan XZ, donc les efforts axiaux sont nuls comme montrés sur la partie à
droite de la Figure 4.5. La comparaison du moment de flexion suivant Y montre une
bonne cohérence entre le calcul analytique et le calcul du parcours, voir la Figure
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Figure 4.5 – Calcul de parcours et efforts axiaux pour le cas test Quart de cercle

4.6. Les pics sur la courbe obtenue par DrillSim correspondent aux points auxquels
les pentes sont imposées.

Figure 4.6 – Comparaison du moment de flexion pour le cas test Quart de cercle
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4.3.2 Calcul de positions quasi-statiques

Dans ce paragraphe, le calcul de la position d’équilibre quasi-statique du train de
tiges est réalisé pour différentes trajectoires du puits de forage. Les résultats du
modèle développé dans notre étude sont comparés à ceux obtenus par le logiciel de
DrillScan basé sur une approche de type équilibre [63, 64, 65].

Pour montrer le rôle de la précontrainte imposée par le parcours (la trajectoire),
le maillage du train de tiges est dans un premier temps construit directement sur la
ligne neutre du puits. Les déflexions obtenues sans l’action de la gravité et du fluide
sont alors comparées à celles obtenues en prenant en compte le calcul du parcours.

Comme le logiciel de DrillScan ne considère pas des écoulements du fluide interne
et annulaire pour le calcul de la position quasi-statique, il n’y a donc que l’effet
d’inertie du fluide et la poussée d’Archimède qui sont retenus dans DrillSim.

Descriptions des trajectoires du puits et du train de tiges de forage

Deux trajectoires différentes du puits de forage sont considérées, voir la Figure 4.7.

(a) (b)

Figure 4.7 – Puits rectiligne incliné (a), puits 3D (b).

Le vecteur de gravité est selon la direction positive de Z. Le premier cas test concerne
le puits rectiligne d’inclinaison 45o et le deuxième puits possède une trajectoire 3D
complexe. Ces deux puits ont la même longueur de 500 m et confinent des trains
de tiges identiques, voir le Tableau tab :1. Les détails des dimensions de la tige de
forage (drill-pipe) sont décrites dans le Tableau 4.2 et la Figure 4.8. Les parois du
puits sont constituées de deux parties : la première partie est le cuvelage (casing)
et la dernière partie est le trou découvert (open-hole). Les Tableaux 4.3, 4.4 et 4.5
présentent respectivement la constitution des parois des deux puits, les propriétés
des matériaux des trains de tiges et celles du fluide, les paramètres du modèle de
contact tige-puits.
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Tableau 4.1 – Composition du train de tiges de forage.

Composante Longueur Diamètre intérieur Diamètre extérieur Longueur totale
(m) (DI)(m) (DE)(m) (m)

Outil PDC 0.5 0.071 0.159 0.5
Masse tige 30 0.071 0.159 30.5

Stabilisateur 5 0.071 0.159 35.5
Masse tige 40 0.071 0.159 75.5

Stabilisateur 5 0.071 0.159 80.5
Masse tige 30 0.071 0.159 110.5

Tiges 9.5 0.108 0.127 120

Tableau 4.2 – Description d’une tige de forage.

Longueur totale DI DE Longueur tool-joint DE tool-joint DI tool-joint
(m) (m) (m) (m) (m) (m)

9.5 0.108 0.127 0.3 0.1619 0.0953

Figure 4.8 – Tige de forage (drill-pipe)

Tableau 4.3 – Description de la parois du puits.

Description Diamètre foré DI DE Longueur initiale Longueur finale
(m) (m) (m) (m) (m)

Cuvelage 0.3112 0.2223 0.2445 0 300
Trou découvert 0.2159 0.2159 - 300 500

Tableau 4.4 – Propriétés des matériaux

Module d’Young Ee (N/m2) 2.03E11
Densité de la tige ρe (kg/m3) 7900

Coeff. Poisson ν 0.3
Densité du fluide ρf (kg/m3) 1200
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Tableau 4.5 – Paramètres du modèle de contact

Raideur de contact kc (N/m) 1E7
Coeff. régularisé λk (m−1) 7E7

Coeff. frot. tige-tubage µ1
s 0.2

Coeff. frot. tige-puits µ2
s 0.3

Le modèle EF du train de tiges pour les deux cas tests contient 1263 nœuds, donc
7578 ddls. Concernant les conditions aux limites, le premier nœud à la surface de
forage est encastré. Au dernier nœud, au fond du puits (outil de forage), les efforts
axiaux sont appliqués : WOB = -98100 N, TOB = -4905 Nm. Le signe négatif du
TOB signifie que sa direction d’application est opposée au couple moteur à la surface
de forage. Au centre des stabilisateurs et à l’outil, un jeu de valeur 10−4 m est mis
en œuvre afin de limiter les déplacements latéraux.

Effet du calcul de parcours à la position d’équilibre statique du train de
tiges

L’importance de l’état pré-chargé du train de tiges sur sa position d’équilibre sta-
tique est mise en évidence par le calcul pour différentes trajectoires du puits. La
Figure 4.9 représente les efforts axiaux déduits par le calcul du parcours pour les
deux trajectoires de puits. Le vecteur de déplacement imposé ne contient que des
termes liés aux angles de rotation autour des axes X, Y, Z. Les termes de dépla-
cements imposés sont nuls. Par conséquence, les valeurs de forces axiales le long
de train de tiges sont numériquement nulles pour les deux trajectoires. Comme le
puits rectiligne incliné reste toujours dans le plan X − Z, le train de tige ne subit
pas la déformation en torsion après le calcul du parcours. Au contraire, le puits de
trajectoire 3D provoque des déformations hors plan du train de tiges. Les valeurs
importantes du couple axial sont bien marquées. En effet, l’influence de la force
axiale sur la dynamique en flexion de la tige est plus importante que celle du couple
axial [9]. De petites incertitudes imposées aux valeurs de déplacements dans le calcul
de parcours peuvent provoquer des instabilités numériques pour les calculs statique
et dynamique. Pour cette raison, la construction du maillage sur la ligne neutre du
puits n’est réalisée qu’en imposant les pentes (rotations), voir l’Annexe A3.

La Figure 4.10 montre les comparaisons des résultats de calcul d’équilibre statique
du train de tiges pour les deux trajectoires avec et sans considération du calcul de
parcours. Pour les deux trajectoires du puits, les positions des stabilisateurs et de
l’outil sont identifiées par des vallées montrées par le déplacement radial. La discon-
tinuité de la courbe de la force axiale se situe à la position de changement de section
entre la tige et la masse-tige. Des effets "escaliers" sont trouvés sur les courbes de
couple de frottement cumulé représentant des contacts tige-puits. S’il n’y a pas de
contact, le couple de frottement est constant. Lors du contact, un saut de couple
apparait dont l’amplitude est égale à la valeur du couple de contact frottant.
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Dans le cas du puits rectiligne, aucune différence significative n’est remarquée en
comparant les résultats avec ou sans chargement dû au calcul de parcours pour le
déplacement et également pour les efforts. Les courbes sont bien superposées. Cela
veut dire que la prise en compte du calcul de parcours n’est pas nécessaire pour
le calcul d’équilibre statique du train de tiges immergé dans un puits rectiligne ou
quasi-rectiligne, même si il est incliné. En revanche, pour le puits de trajectoire com-

(a)

(b)

Figure 4.9 – Efforts axiaux dus au calcul de parcours : (a) puits rectiligne incliné, (b)
puits 3D
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(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)

Figure 4.10 – Influence du calcul de parcours sur les résultats de calcul d’équilibre statique
du train de tiges pour le puits rectiligne incliné (a, c, e) et le puits 3D (b, d, f) : déplacement
radial (a, b), force axiale (c, d), couple de contact frottement cumulé (e, f)
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plexe comme le puits 3D montré dans cette étude, le calcul du parcours joue un rôle
notable. Il affecte directement la position finale du train de tiges dans le puits, voir
la Figure 4.9 (b). Des différences substantielles sont observées pour le déplacement
radial. La prise en compte des efforts liés à la courbure initiale provoque plus de
déformation du train de tiges. Comme la tige ne subit pas beaucoup d’allongement
après le calcul du parcours, les tensions dans la structure sans ou avec parcours sont
assez identiques. Tandis que les couples de frottement axiaux cumulés sont légère-
ment différents à cause de la trajectoire gauche du puits. La déformation initiale
du train de tiges est donc à prendre en considération dans le cas de puits avec des
parcours complexes.

Comparaison DrillSim-logiciel de DrillScan

Pour la validation du calcul de la position d’équilibre statique, les résultats obtenus
par le modèle proposé (DrillSim) sont comparés à ceux obtenus avec le logiciel de
DrillScan.
La Figure 4.11 montre une bonne cohérence entre les résultats calculés par Drill-
Sim et par le logiciel de DrillScan. Les légères différences sont dues aux approches
de recherche de la position d’équilibre et de la gestion du contact. DrillSim utilise
l’approche cinématique et la méthode des éléments finis. Les contacts sont gérés par
une loi arc-tangente régularisée qui permet la pénétration de la tige dans le puits
alors que le logiciel de DrillScan utilise une méthode semi-analytique par l’approche
de type équilibre local. Son algorithme de contact interdit la pénétration tige-puits.
Malgré ces différences, les résultats obtenus par les deux logiciels sont assez sem-
blables.
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(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)

Figure 4.11 – Comparaisons du calcul d’équilibre statique DrillSim-logiciel de DrillScan
pour le puits rectiligne incliné (a, c, e) et le puits 3D (b, d, f) : déplacement radial (a, b),
force axiale (c, d), couple de contact frottement cumulé (e, f)
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4.3.3 Comparaison des modes propres avec les résultats ana-
lytiques dans [17]

Dans la recherche sur la vibration du train de tiges pour puits à long déport, Heisig
[17] a fourni un modèle analytique pour calculer des fréquences propres de la tige
en flexion. Des résultats analytiques sont validés par un modèle EF linéarisé. Pour
valider le module d’analyse modale de DrillSim, le train de tiges dans un puits
horizontal décrit dans [17] a été modélisé par EF. Les points de contact tige-puits
sont déterminés par le calcul quasi-statique non-linéaire avant la linéarisation pour
le calcul de la vibration libre. Les efforts de frottement ne sont pas considérés et pour
le fluide, seule sa matrice de masse ajoutée est retenue. Concernant les conditions
aux limites, l’outil au fond est considéré comme un appui simple et le point à l’autre
extrémité est forcé à coïncider avec la ligne neutre du puits. Conformément aux
hypothèses mentionnées ci-dessus, les dix premières fréquences propres en flexion
obtenues par DrillSim sont comparées à celles analytiques et celles calculées avec le
modèle EF, voir [17] et la Figure 4.12. DrillSim retrouve non seulement de bonnes
valeurs de fréquences propres mais également les formes modales publiées dans [17],
voir les Figures 4.13-4.14.

Figure 4.12 – Comparaison du calcul de modes propres entre le modèle analytique, le
modèle EF dans [17] et DrillSim.
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Figure 4.13 – Formes modales de 3 premiers modes calculées par EF [17].

Figure 4.14 – Formes modales de 3 premiers modes en flexion calculées avec DrillSim.
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4.3.4 Diagramme de Campbell du train de tiges de longueur
2000 m immergé dans un puits de trajectoire 3D com-
plexe

Dans le contexte de la dynamique des rotors, l’analyse modale se base sur le cal-
cul du diagramme de Campbell et a pour but de déterminer des vitesses critiques
potentielles du système. Le train de tiges, rotor fort élancé, est sujet à des phéno-
mènes dynamiques complexes dus notamment aux couplages des trois mouvements
(longitudinal, latéral, torsion). Dans le domaine du forage, il y a très peu de travaux
consacrés au diagramme de Campbell et les cas test concernent toujours des puits
de trajectoire rectiligne, soit verticale, soit horizontale. Le calcul du diagramme de
Campbell est réalisé pour un puits de trajectoire 3D complexe afin de fournir une
étude plus complète sur les phénomènes de couplage de vibrations du train de tiges.

Le train de tiges étudié a une longueur 2000 m et est immergé dans le puits de
trajectoire 3D comme indiqué sur la Figure 4.15.

Figure 4.15 – Trajectoire 3D du puits.

La Figure 4.16 représente toutes les composantes du train de tiges de longueur 2000
m : une série de tiges de la surface de forage aux masse-tiges, les masse-tiges, deux
stabilisateurs et l’outil de forage au fond du puits, voir les Tableaux 4.1 et 4.2 pour
leurs caractéristiques.

Trois jauges sont appliquées au centre des stabilisateurs et de l’outil pour centrer la
tige et régler la direction du forage. La longueur des masse-tiges est de 110.5 m et
le reste sont des tiges assemblées jusqu’à la surface de forage. Le puits est constitué
de trois parties : deux de tubage et une de trou découvert, voir le Tableau 4.6 et la
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Figure 4.16 – Composant du train de tiges de forage.

Figure 4.17.

Tableau 4.6 – Description de la paroi du puits.

Description Diamètre foré DI DE Longueur initiale Longueur finale
(m) (m) (m) (m) (m)

Cuvelage 1 0.6604 0.4509 0.4731 0 300
Cuvelage 2 0.3112 0.2223 0.2445 300 1300

Trou découvert 0.2159 0.2159 - 1300 2000

Figure 4.17 – Tubage du puits.

Le coefficient de frottement tige-tubage, c’est à dire acier-acier est choisi à 0.2 alors
que celui pour les contacts tige-roche est estimé à 0.3. Une raideur de contact de 107

N/m et un coefficient de régularisation de 7×107 m−1 sont utilisés pour modéliser
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l’ensemble des butées. Le train de tiges tourne à la vitesse de 120 tr/min avec la
pénétration constante homogène de 10 m/h. Des efforts WOB = -49005 N et TOB
= -4905 Nm sont appliqués sur l’outil.

Le fluide utilisé dans [58] est considéré pour la prise en compte de l’interaction
fluide-structure. Les fluides intérieur et annulaire ont la densité de 1200 kgm−3, le
coefficient de frottement circonférentiel de 0.013 et le coefficient de viscosité ciné-
matique de 10−6 m2s−1. Le train de tiges est discrétisé par 1811 éléments. Afin de
limiter le déplacement radial des stabilisateurs et de l’outil, des jeux très petits de
10−4 m sont affectés au centre de ces éléments.

Figure 4.18 – Déplacement radial du train de tiges dans le puits 3D de longueur 2000 m.

Le déplacement radial du train de tiges au sein du puits 3D est représenté dans
la Figure 4.18, qui magnifie aussi trois régions situées respectivement aux tubages
1, 2 et au trou découvert. Les contacts se trouvent non seulement aux raccords des
tiges mais également au corps de tiges pour la première partie du tubage. Dans
la deuxième partie du tubage, les contacts se produisent essentiellement au niveau
des raccords (tool-joints). Pour la partie du trou découvert, plusieurs contacts sont
continus dus au poids lourd de la garniture de forage. Après avoir déterminé les
points de contact par le calcul d’équilibre statique, des raideurs de contact normales
sont affectées en fonction de la direction de contact comme montrées dans l’Eq.3.22
pour le calcul des modes propres et du diagramme de Campbell.
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Figure 4.19 – Diagramme de Campbell calculé pour les 20 premiers modes du train de
tiges dans le puits 3D de longueur 2000 m (a), zoom [0-120] tr/min (b).
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La Figure 4.19 représente le diagramme de Campbell calculé pour les 20 premiers
modes. L’élancement très important du train de tiges induit des modes de basses
fréquences. Les points correspondent aux fréquences propres pour chaque vitesse de
rotation du train de tiges. La classification des modes est réalisée grâce au critère
d’énergie établie dans l’Equation 3.31. Tous les modes sont en flexion et des plages
de vitesses instables existent pour quelques modes à partir de 200 tr/min. Le suivi
des modes représenté par les lignes grises continues est obtenu par le critère NC2O.
Les intersections entre l’ordre 1 de la vitesse de rotation (ligne pointillée) et les fré-
quences des modes en rotation donnent les vitesses critiques potentielles du train de
tiges (environ 20.8 tr/min, 26.5 tr/min, 52.2 tr/min, 58.8 tr/min, etc) qui peuvent
déclencher des phénomènes de résonance dus par exemple aux balourds [68]. L’effet
de frottement du fluide de forage fait chuter les fréquences propres de tous les modes,
conformément aux résultats montrés dans [97].

La Figure 4.20 représente les formes modales pour les premier et troisième modes
de flexion sur la diagramme de Campbell. Pour le premier mode, des vibrations se
trouvent tout le long du train de tiges et surtout à la profondeur de 500 m. Quant au
troisième mode, les ventres de vibrations se localisent dans la région près de surface
de forage. Les deux modes sont classifiés comme modes de flexion, pourtant il existe
toujours des couplages entre vibrations axiale, latérale et en torsion.

Tableau 4.7 – Indicateurs de classification pour les premier et troisième modes à la vitesse
de 100 tr/min sur le diagramme de Campbell.

Ω (tr/min) Mode f (Hz) SF ST SL

100 1 0.34 1.003 0.996 0.001
100 3 0.72 1.99 3e-5 0.01

Le Tableau 4.7 affiche les indicateurs de classification pour les premier et troisième
modes à la vitesse de 100 tr/min. Un couplage fort flexion-torsion est noté pour le
premier mode car le coefficient SL est proche de zéro tandis que les coefficients SF

et ST sont équivalents (≈ 1). Le troisième mode montre un couplage faible entre
vibrations axial-torsion-flexion dû à une valeur presque maximale c.-à.-d. 2 de SF

et des valeurs quasi-nulles de ST et SL.

Synthèse

Ce chapitre a donc présenté l’outil de calcul des comportements linéaires et non-
linéaires du train de tiges. Il a en outre avec quelques illustrations démontré la
pertinence des modules de calcul de parcours, de position statique et d’analyse
modale. Le calcul de la réponse dynamique non-linéaire est réalisé au chapitre suivant
sur un puits quasi-réel.
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(a)

(b)

Figure 4.20 – Les formes modales liées aux premier et troisième modes de flexion à la
vitesse de rotation 100 tr/min : (a) premier mode, (b) troisième mode.
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Chapitre 5

Simulations d’un puits quasi-réel

Sommaire
5.1 Réponses aux balourds avec le modèle EF complet . . . 97

5.1.1 Effet du fluide sur la dynamique du train de tiges . . . . . 100

5.1.2 Étude paramétrique pour le modèle d’interaction fluide-
structure . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 105

5.2 Réponses aux balourds avec un modèle réduit Craig-
Bampton . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 113
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Ce chapitre s’intéresse à la prévision de la réponse dynamique d’un train de tiges de
forage pétrolier, rendue fortement non linéaire par les interactions avec le puits, et
le fluide de forage. Seuls les 200 premiers mètres de forage sont considérés, voir la
trajectoire 3D tracée sur la Figure 5.1. Comme il est crucial de diminuer les temps
de calcul pour disposer de plus en plus de simulations en temps réel, il est proposé
un calcul tout d’abord avec le système complet comprenant tous les ddl, puis avec
le système réduit par la méthode de Craig-Bampton pour évaluer le gain de temps
de calcul.

La composition du train de tiges, les propriétés du matériau de la tige et les para-
mètres pour le calcul de la position quasi-statique sont les mêmes que ceux présentés
dans le paragraphe 4.3.2. Le trou de forage a un diamètre uniforme de 0.2159 m.
Le modèle d’EF contient 297 nœuds. Le vecteur de gravité suit toujours le vecteur−→
Z . Le premier nœud est encastré sauf le ddl en rotation où une vitesse angulaire
de 120 tr/min est imposée. Pour prendre en compte le frottement axial, un taux de
pénétration constant de 10 m/h est appliqué pour tous les nœuds du train de tiges.
Au dernier nœud, le WOB = -105 N et le TOB = -5000 Nm sont appliqués. Le fluide
non-Newtonien s’écoule dans le système de forage avec les propriétés rhéologiques
présentées dans le Tableau 5.1.

5.1 Réponses aux balourds avec le modèle EF com-
plet

Tableau 5.1 – Propriétés rhéologiques du fluide YPL

Densité du fluide ρf (kg/m3) 1200
Contrainte seuil τy (Pa) 0.29

Coefficient K (Pa.sn) 0.07
Exposant n 0.55

Débit Q (m3/s) 1E-2

Premièrement, les résultats du calcul de la position quasi-statique sont montrés dans
la Figure 5.2. A l’état d’équilibre, la plupart du train de tiges est en contact avec
le puits. Dans la partie des tiges (drill-pipes), les contacts se situent aux nœuds de
raccords (tool-joints). Il existe quelques contacts sur le corps des tiges dans la zone
[50 m - 60 m] et autour de 90 m. Les forces de contact sont plus importantes au
virage du puits où se trouvent des contacts sur le corps de la tige et aux positions
de stabilisateurs où le jeu prend une valeur très faible 10−4 m. Il y a trois zones
de contact continu situées aux masse-tiges (drill-collars). Comme le train de tiges
fléchit au sein du puits, l’espace annulaire tige-puits n’est plus concentrique. Cela
modifie les pertes de charges dans le système de forage qui sont caractérisées par
le coefficient d’amortissement visqueux Cf et la viscosité cinématique apparente νf .
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Figure 5.1 – Trajectoire du puits de 200 m et de géométrie-3D.

Tableau 5.2 – Description des balourds

Position mu (kg) d (m) αu (deg)
raccords 1.6 0.064 0

masse-tiges 1.8 0.058 0

Le coefficient Cf basé sur la procédure décrite dans [75] est montré sur la Figure
5.2 (c). En se basant sur [76], une viscosité cinématique apparente νf qui combine
les écoulements du fluide dans les directions longitudinale et circonférentielle est
appliquée. Ainsi, la viscosité du fluide a une valeur non constante le long du puits,
voir la Figure 5.2 (d).

Après le calcul quasi-statique, la réponse aux balourds du train de tiges est cal-
culée par rapport à la ligne neutre du puits sous l’excitation des balourds est réalisé.
Les balourds sont distribués le long du train de tiges, sur les raccords et les masse-
tiges. Les caractéristiques du balourd sont calculées en se basant sur la norme API
1995 comme indiqué dans [68]. La description des balourds est présentée dans le
Tableau 5.2. Les réponses aux balourds du train de tiges sont simulées sur une durée
de 60 s avec et sans fluide. Une étude paramétrique aide à comprendre l’influence
de différents paramètres du fluide sur le comportement dynamique du système de
forage.
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(a) (b)

(c) (d)

Figure 5.2 – Résultats du calcul de la position quasi-statique : déplacement radial (a),
forces de contact (b), coefficient d’amortissement visqueux Cf (c), viscosité cinématique
apparente (d).
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5.1.1 Effet du fluide sur la dynamique du train de tiges

Afin d’avoir une bonne compréhension des influences du fluide sur la dynamique du
train de tiges de forage, la réponse aux balourds du train de tiges est calculée sans
et avec le fluide.

Figure 5.3 – Positions et repères locaux des nœuds considérés pour les calculs de réponse
aux balourds sans et avec fluide.
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(a) (b) (c) (d)

(e) (f) (g) (h)

Figure 5.4 – Orbites des différents nœuds le long de train de tiges : nœud 12 (a, e), nœud 49 (b, f), nœud 150 (c, g), nœud 282 (d,
h) pour les deux cas : sans fluide (a, b, c, d) et avec fluide (e, f, g, h).
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La Figure 5.3 indique la position et le numéro des nœuds où est observée la réponse
simulée. Les nœuds 12 et 49 appartiennent aux tiges et les nœuds 150 et 282 aux
masse-tiges. La Figure 5.4 montre les orbites calculées de ces quatre nœuds sans et
avec fluide. Le choix de ces quatre nœuds donne une vue générale du comportement
dynamique le long du train de tiges. Les orbites sont tracées pour une durée de 60
s. Les mouvements de chaque nœud sont représentés par le trait gris. Le cercle noir
représente le jeu tige-puits à la position du nœud considéré.

Avec le fluide, le nœud 12 (s = 13.5 m) se trouve près de la surface de forage
et n’a pas de contact avec la paroi du puits après le calcul d’équilibre statique. Le
nœud 49 (s = 57.73 m) fait partie au corps de la tige où il y a contact avec le puits.
Les nœuds 150 (s = 126.5 m) et 282 (s = 192.5 m) se situent aux masse-tiges et
aucun contact après le calcul d’équilibre quasi-statique est observé pour ces deux
nœuds.

La rotation de la tige sans fluide crée des vibrations importantes pour tous les
nœuds, surtout le nœud 282 au fond du puits. Sous l’effet de la gravité, les orbites
des nœuds 49 et 282 sont polarisées vers la paroi du puits. Bien que l’état initial sans
contact, le nœud 282 présente des contacts avec des pénétrations très importantes
dans le puits durant la simulation temporelle. De plus, les rebonds à ce nœud sont
beaucoup plus importants que ceux du nœud 49. Il en résulte des contacts plus nom-
breux au nœud 49 qu’au nœud 282 où les contacts se produisent plus fréquemment
à partir de 36 s. Cependant les forces de contact sont plus importantes au nœud
282, voir la Figure 5.5. Les nœuds 12 et 150 bien qu’ayant des orbites larges sont
libres de contact.

La présence du fluide apporte des effets d’amortissement qui sont montrés très clai-
rement sur la Figure 5.4 (e, f, g, h). Le fluide amortit le mouvement de tous les
nœuds considérés. Le nœud 49 reste toujours en contact mais sans rebond. Il roule
sur la paroi avec une orbite très étroite. Des petites vibrations sont également ob-
servées pour les nœuds 12, 150 et 282. Le nœud 282 n’a plus de contact avec le puits.

Pour une compréhension plus profonde des orbites tracées Figure 5.4, une analyse
spectrale a été réalisée en se basant sur [98]. La Figure 5.6 représente les spectres
complets de la réponse du nœud 282 dans l’intervalle [36 s - 60 s] de simulation sans
et avec fluide. Comme le pas de temps est 10−3 s, le fréquence d’échantillonnage est
de 1000 Hz. Une fenêtre d’observation [-20Hz - 20Hz] assure une plage de fréquence
concernant la dynamique du forage.

Sans fluide, le spectre complet du nœud 282 présente plusieurs pics d’amplitude
importante : 0 Hz, ±1.5 Hz, ±3 Hz. En pratique, l’amplitude du pic à 0 Hz re-
présente l’excentricité du centre moyen d’orbite du nœud considéré par rapport au
centre du puits. Concrètement, il est égal à deux fois la distance entre le centre du
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(a)

(b)

Figure 5.5 – Force de contact normale au nœud 49 (a) et au nœud 282 (b) dans le cas
sans fluide.
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(a)

(b)

Figure 5.6 – Analyse en spectre complet au nœud 282 : sans fluide (a), avec fluide (b).
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puits et le centre orbital. Les pics à +1.5 Hz et +3 Hz sont plus faibles que les pics
à -1.5 Hz et -3 Hz. Cela signifie que le mouvement orbital du nœud 282 combine
successivement des précessions directe et inverse, mais que globalement il adopte
majoritairement une précession inverse dans l’intervalle [36 s - 60 s]. Les pics à ±1.5
Hz sont dus aux oscillations du nœud 282 selon y, voir la Figure 5.7, qui effectue
3 périodes en 1 seconde. Comme la vitesse de rotation est de 120 tr/min, ou 2 Hz,
une révolution dure 0.5 s. Par voie de conséquence il y a 1.5 période du nœud 282
pendant 1 révolution, qui procure 1.5 contact pendant 1 seconde, voir la Figure 5.8
qui dénombre 15 contacts principaux en 5 s.

Avec la présence du fluide, le spectre complet du nœud 282 est dominé par le pic à
0 Hz qui a la valeur 0.048 m, le double de l’excentricité radial de centre de l’orbite,
voir la Figure 5.4 (h). Les pics apparaissant dans le spectre sans fluide sont tous
amortis. Aucun pic à Ω n’émerge car l’orbite du nœud 282 est totalement déportée,
voir la Figure 5.6 (b).

Les résultats présentés montrent l’influence importante du fluide de forage sur le
comportement dynamique du train de tiges. La circulation du fluide au sein du sys-
tème de forage contribue à amortir les vibrations de la tiges sous l’excitation des
balourds et réduit donc le nombre et la durée des contacts. L’étude paramétrique
suivante détaille l’influence des autres caractéristiques du fluide sur la dynamique
du train de tiges.

5.1.2 Étude paramétrique pour le modèle d’interaction fluide-
structure

Le modèle d’interaction fluide-structure présenté dans le paragraphe 2.4 exprime la
dépendance des forces dues aux écoulements du fluide aux paramètres rhéologiques
et aux propriétés du fluide. Le fluide est supposé avoir un comportement élastique
en loi de puissance (Yield-Power-Law fluid) caractérisée par l’indice de consistance
K, par l’indice de loi de puissance n et par la limite élastique τy. En dehors de ces
paramètres rhéologiques qui sont fixés pour un fluide donné, le débit et la densité
affectent la dynamique du train de tiges. Dans ce paragraphe, l’étude paramétrique
porte sur leurs influences.

Pendant le forage, la partie de tiges travaille en tension afin d’éviter le flambage. Le
poids sur l’outil est assuré par les masse-tiges, ainsi cette partie travaille toujours
en compression. La surveillance du comportement dynamique de la partie au fond
est cruciale pour améliorer la qualité du trou de forage. Pour cette raison, seules les
réponses dynamiques du nœud 282 sont considérées dans cet étude paramétrique.

105

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2019LYSEI082/these.pdf 

© [Q. T. Tran], [2019], INSA de Lyon, tous droits réservés



(a)

(b)

Figure 5.7 – Déplacement suivant l’axe y du nœud 282 (a), zoom [48 s - 51 s](b).
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Figure 5.8 – Force de contact normale au nœud 282 sans fluide pour une simulation de
[40 s - 45 s].

Figure 5.9 – Effets du débit du fluide sur le coefficient de frottement Cf .
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Figure 5.10 – Déplacements radial r du Nœud 282 pour différents débits du fluide.

Effet du débit du fluide

Le débit du fluide varie dans la plage [0.01 kg/m3 - 0.06 kg/m3], valeurs réelles
pour le forage. Les effets du débit du fluide sur le coefficient de frottement Cf sont
représentés Figure 5.9. Pour un fluide élastique en loi de puissance, le nombre de
Reynolds est proportionnel à la vitesse axiale. L’augmentation du débit entraine
donc l’augmentation du nombre de Reynolds. La plage du débit considérée garde le
régime laminaire. Une relation inverse entre le nombre de Reynolds et le coefficient
de frottement est indiquée dans [75]. Une augmentation du débit diminue le coeffi-
cient de frottement Cf et réduit la force dans la direction axiale et l’amortissement
du fluide. Des déplacements radiaux du nœud 282 sont tracés Fig.5.10 pour diffé-
rents débits du fluide.

Les résultats montrent que l’effet du débit de fluide sur la réponse dynamique du
train de tiges est très faible. Aucune différence considérable est observée en com-
parant des déplacements radiaux pour différents débits. Les spectres complets, voir
la Figure 5.11, montrent qu’augmenter le débit diminue légèrement l’excentricité de
l’orbite du nœud 282, qui est la conséquence de la diminution de la force axiale du
fluide.

108

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2019LYSEI082/these.pdf 

© [Q. T. Tran], [2019], INSA de Lyon, tous droits réservés



(a) (b)

(c) (d)

(e) (f)

Figure 5.11 – Spectres complets du Nœud 282 pour différents débits du fluide : Q = 0.01
m3/s (a), Q = 0.02 m3/s (b), Q = 0.03 m3/s (c), Q = 0.04 m3/s (d), Q = 0.05 m3/s (e),
Q = 0.06 m3/s (f).
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Effet de la densité du fluide

La Figure 5.12 montre que le coefficient de frottement Cf diminue globalement avec
la densité du fluide qui varie de 1200 kg/m3 à 2100 kg/m3. Sur la Figure 5.13, sont
tracées les orbites du nœud 282. Comme la densité rajoute plus d’inertie au système,
il en résulte que les amplitudes des orbites augmentent avec la densité, voir aussi les
spectres complets affichés par la Figure 5.14. Avec la densité, les spectres complets
s’enrichissent de raies spectrales liées au comportement du train de tiges qui devient
de plus en plus non linéaire.

Figure 5.12 – Effet de la densité du fluide sur le coefficient de frottement Cf .

L’étude paramétrique réalisée ici, a montré l’influence du fluide sur le comporte-
ment dynamique du train de tiges. Premièrement, l’augmentation du débit, de la
densité du fluide entraine une diminution du coefficient de frottement Cf qui dimi-
nue l’amortissement et la force axiale des écoulements du fluide. Par conséquence,
l’excentricité tige-puits devient de plus en plus importante. Ensuite, l’augmentation
du débit montre des effets beaucoup plus faibles que ceux de la densification du
fluide. Et enfin, la circulation du fluide plus lourd excite la structure sur ses modes
de flexion de fréquences plus basses.
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(a) (b)

(c) (d)

Figure 5.13 – Orbites du Nœud 282 pour différentes densités du fluide : ρf = 1200 kg/m3

(a), ρf = 1500 kg/m3 (b), ρf = 1800 kg/m3 (c), ρf = 2100 kg/m3 (d).
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(a) (b)

(c) (d)

Figure 5.14 – Spectres complets du Nœud 282 pour différentes densités du fluide : ρf =
1200 kg/m3 (a), ρf = 1500 kg/m3 (b), ρf = 1800 kg/m3 (c), ρf = 2100 kg/m3 (d).
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5.2 Réponses aux balourds avec un modèle réduit
Craig-Bampton

Les simulations précédentes consomment un temps de calcul très important : pour
une durée de simulation de 60 s pour le train de tiges comportant 1782 ddl, 43.8
heures sont requises. En réalité, la longueur du puits réel peut atteindre quelques
kilomètres avec une trajectoire fort complexe. Les points de contact sont donc nom-
breux ce qui implique un temps de calcul et une mémoire de stockage gigantesques.
La technique de décomposition de la matrice de masse permet de réduire le temps
pour résoudre de l’Equation 3.37 par le schéma RK4 en utilisant la fonction ’de-
composition’ de Matlab. Grâce à cette technique, le temps de calcul pour le système
complet est diminué de 43.8 h à 4.15 h. Afin de gagner encore plus le temps de calcul,
la réponse aux balourds du train de tiges est calculée par un modèle de condensation
dynamique de Craig-Bampton afin de réduire le temps de calcul tout en espérant
garder la précision des résultats par rapport à ceux obtenus avec le modèle complet.

Le cas test présenté dans le paragraphe 5.1 est considéré pour le calcul avec mo-
dèle réduit CB. Le train de tiges tourne à 120 tr/min. Le résultat du calcul de la
position d’équilibre statique représenté Figure 5.2 montre qu’il y a 115 nœuds sur
297 en contact, sauf le premier nœud encastré pour le calcul statique. Ce résultat
est utilisé pour déterminer le nombre de modes statiques qui comprennent des ddl
de déplacements latéraux pour les nœuds en contact et des ddl sujets aux poids
et couple sur l’outil. Il y a donc au total 232 modes statiques du modèle CB. Le
nombre de modes statiques et de modes dynamiques constituent la base de CB. La
réponse aux balourds du train de tiges dans le puits 3D de 200 m est calculée pour
une durée de fonctionnement de 60 s. Le Tableau 5.3 compare les temps de calcul
obtenus par le modèle complet et par le modèle réduit avec différents nombres de
modes dynamiques.

Les résultats montrent un grand intérêt du modèle réduit par rapport au modèle
complet lorsque la technique de décomposition de matrice n’est pas appliquée. En
retenant environs 25% du nombre de modes physiques du système (432 sur 1744
modes), le temps de calcul est diminué presque 11 fois. Pourtant, par rapport au
modèle complet utilisant la technique de décomposition de Matlab, les temps de
calcul du modèle complet et réduit sont équivalents. L’augmentation de nombre de
modes dynamiques entraine une croissance significative du temps de calcul. Celui-ci
est deux fois plus long que pour le modèle complet si 632 modes de la base CB sont
retenus. La proportion entre le temps de calcul et le nombre de modes retenus de la
base CB est due à l’interaction à chaque pas de temps entre des ddl de la base CB
et des ddl physiques comme indiqué par l’Equation 3.50 pour le calcul des forces de
contact non-linéaires entre les ddl de frontière.

Afin de déterminer le nombre de modes dynamiques suffisants pour assurer la pré-
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Tableau 5.3 – Comparaison du temps de calcul pour différents nombres de modes dy-
namiques. Le nombre total de modes physiques est de 1774 et le temps de calcul pour
le modèle complet est 157941 s. Celui-ci pour le modèle complet avec la technique de
décomposition de matrice est 14929 s.

Nb. modes Nb. modes Nb. modes Temps Ratio temps
dynamiques η statiques retenus cal. CB(s) cal. CB/14929

50 232 282 9141 0.61
100 232 332 11360 0.76
150 232 382 13741 0.92
200 232 432 14622 0.98
250 232 482 16916 1.13
300 232 532 18136 1.21
350 232 582 20053 1.34
400 232 632 27223 1.82

cision des résultats obtenus par le modèle, deux critères de convergence de CB sont
calculés :
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∑
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et
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(5.2)

avec (ucb, vcb, wcb) et (uref , vref , wref ) désignent respectivement trois déplacements
obtenus par la méthode CB et par le système complet. Le premier critère ǫt re-
présente l’erreur relative de trois déplacements de l’ensemble de tous les nœuds
du train de tiges à chaque pas de temps et le deuxième ǫn montre l’erreur relative
de trois déplacements de chaque nœud pour toute la durée de simulation [0 s - 60 s].

La Figure 5.15 représente les variations de ǫt en fonction du temps de simulation
et de ǫn en fonction de la position curviligne pour différents nombres de modes dy-
namiques. La réponse dynamique du train de tiges calculée par le système réduit
avec plus de 100 modes dynamiques converge vers la réponse obtenue par le sys-
tème complet avec l’erreur relative d’environ 3% en se référant à ǫt. Des erreurs non
nulles existent pour le critère ǫt à l’instant t = 0 même pour un nombre important
de modes dynamiques retenus pour le système réduit, voir la Figure 5.15 (a). Ces
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(a)

(b)

Figure 5.15 – Deux indices de convergence : ǫt (Eq.5.1), ǫn (Eq.5.2) dans le temps et
selon l’abscisse curviligne pour différents nombres de modes dynamiques η.
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(a)

(b)

Figure 5.16 – Deux indices de convergence : ǫt (Eq.5.1), ǫn (Eq.5.2) pour différents
nombres de modes dynamiques η, instants t et nœuds considérés. Les axes sont en échelle
logarithmique.
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erreurs se cumulent à chaque instant de calcul et finalement, une augmentation de
ǫt en fonction du temps de simulation est observée. En ce qui concerne le critère ǫn,
des erreurs importantes sont trouvées au niveau de l’outil, de stabilisateurs où les
très faibles jeux tige-puits peuvent provoquer des erreurs numériques, voir la Figure
5.15 (b). En outre, des valeurs importantes de ǫn sont remarquées également aux
nœuds ayant des contacts intermittents dus à une grande déflexion après le calcul
d’équilibre statique et la présence des balourds. Mais, les résultats de CB convergent
globalement vers une erreur d’environ 7%.

La Figure 5.16 représente les deux indices ǫt et ǫn en fonction du nombre de modes
dynamiques pour différents instants t et pour différents nœuds du train de tiges. Les
résultats montrent un taux de convergence très important entre 50 et 100 modes.
Au dessus de 100 modes dynamiques retenus, la vitesse de convergence évolue très
lentement.

Comme le résultat dynamique obtenu par la méthode CB avec 100 modes dyna-
miques donne une bonne convergence au résultat de référence, il est considéré pour
la comparaison des déplacements radiaux du nœud 282, voir la Figure 5.17.

Pour ce nombre de modes dynamiques, le modèle réduit CB est capable de capturer
des résultats du modèle complet, surtout dans des premières secondes de simulation.
Mais des erreurs sont amplifiées au cours du temps de calcul. Cependant, le modèle
CB peut reproduire globalement la réponse dynamique du train de tiges en compa-
raison avec le modèle complet. Dans le cas test du puits 3D de 200 m, malgré la
forte non-linéarité de la dynamique due au nombre de contacts et de la complexité
de trajectoire du puits, le modèle CB avec 100 modes dynamiques restitue un résul-
tat cohérent avec celui obtenu avec le modèle complet de référence et de gagner un
peu plus le temps de calcul.

Synthèse

Malgré le temps de calcul important, le modèle complet aide à avoir des connais-
sances sur le comportement dynamique du train de tiges sans et avec la présence du
fluide. La mise en œuvre de la technique de réduction de Craig-Bampton restitue
globalement la dynamique du train de tiges avec un gain du temps de calcul notable.
Ces gains seraient plus importants avec l’hypothèse que les contacts ne peuvent avoir
lieu qu’aux ddl de frontière, qui auraient pu être, par exemple les ddl de translation
des raccords (tool-joints).
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Figure 5.17 – Comparaison des déplacements radiaux obtenus par le modèle complet et
par le modèle réduit avec 100 modes dynamiques retenus.
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Chapitre 6

Conclusions et perspectives
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6.1 Conclusions

La présentation générale du contexte et des équipements de forage est réalisée dans
le chapitre 1. Les nombreuses publications parues ces dernières années sur la dyna-
mique des trains de tiges de forage mobilisent de nombreux chercheurs et démontrent
que ce domaine de recherche est actualité. Il convient de surligner que l’expérience
du forage pétrolier sert au forage géothermique qui s’effectue à de grande profon-
deur. En dehors des modèles EF de poutre droite qui sont très répandus dans la
littérature, des modèles de poutre courbe proposés récemment dans [27, 51] ont
montré des intérêts pour la simulation du comportement dynamique non-linéaire
du train de tiges. De plus, les méthodes combinées : EF+segments finis et matrices
de transfert+EF ont montré également des gains au niveau du temps de calcul. Les
contributions originales de cette thèse par rapport à la littérature sont les suivantes :

• La prise en compte de l’état pré-chargé du train de tiges du à la trajectoire
courbe du puits.

• La modélisation de l’interaction tige-puits par une loi de contact régularisée
amortie autorisant la pénétration tige-puits afin d’éviter des instabilités nu-
mériques.

• La prise en compte de l’interaction fluide-tige par un modèle de fluide non-
Newtonien en considérant l’excentricité du fluide annulaire et la vitesse de
rotation du train de tiges.

• L’application de la méthode de la condensation Craig-Bampton comme la tech-
nique de réduction du modèle EF pour réduire le temps de calcul.

Dans le chapitre 2, des modèles EF développés sont consacrés à la simulation du
comportement dynamique non linéaire du train de tiges de forage. Celui-ci est mo-
délisé par des éléments de poutre à deux nœuds, chaque nœud contient six degrés
de liberté, trois translations et trois rotations en utilisant l’approche énergétique.
La prise en compte des couplages axial-torsion/flexion introduisent des sollicitations
paramétriques dans la dynamique en flexion. Le modèle du fluide est établi en utili-
sant l’approche de type équilibre. Les efforts du fluide exercés sur la structure sont
discrétisés pour obtenir des matrices de masse, d’amortissement, de raideur et des
vecteurs de force associés au fluide de forage.

Dans le chapitre 3, des calculs de différents comportements du train de tiges de
forage sont présentés. Sous l’effet de la gravité, la plupart du train de tiges est en
contact avec la paroi du puits. La réponse aux balourds induits par les défauts de
fabrication, l’usure au cours du fonctionnement et les équipements de mesure est
calculée dans cette thèse.

Avant de d’entreprendre l’analyse modale (base modale, diagramme de Campbell)
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puis la réponse non linéaire notamment aux balourds, le calcul de sa position s’équi-
libre statique du train de tiges dans le puits doit être réalisé. L’état de précontrainte
initiale de la tige dû à la courbure du puits est pris en compte à l’aide du calcul de
parcours qui ramène le train de tiges de la position verticale vers la ligne neutre du
puits. La position d’équilibre statique du train de tiges sous des actions de la gravité,
de pulsation du fluide, d’interaction tige-puits et des efforts à l’outil est calculée par
la méthode itérative classique de Newton-Raphson.

La base modale du train de tiges est établie en prenant en compte les raideurs
de contact normal linéarisées après le calcul d’équilibre statique. Le diagramme de
Campbell identifie les vitesses critiques potentielles du train de tiges et indique la
stabilité des modes de vibration en fonction de la vitesse de rotation. La classification
des modes basée sur des indicateurs liés aux énergies cinétique et de déformation est
proposée. Le suivi des modes est réalisé à l’aide du critère NC2O proposé dans [80].

La réponse aux balourds est obtenue par la résolution des équations du mouvement
en utilisant un schéma numérique Runge-Kutta d’ordre 4 à pas de temps adaptatif
ce qui permet de réduire le temps de calcul. La technique de réduction du modèle
physique complet par la méthode de Craig-Bampton est mise en œuvre afin d’avoir
un gain de temps de calcul.

Le chapitre 4 présente l’outil de simulation DrillSim (Drilling Simulation) développé
dans le cadre de DrilLab et dans lequel ont été implémentés les modèles décrits
précédemment. Des cas test et des résultats de calcul vérifient les modèles proposés
et montrent la capacité du logiciel.

La position d’équilibre statique est calculée pour deux trajectoires du puits : rec-
tiligne inclinée et 3D. Les comparaisons entre les résultats obtenus avec DrillSim
et avec le logiciel de DrillScan ont montré l’influence non-négligeable de l’état de
précontrainte du train de tiges sur sa position d’équilibre statique dans un puits de
trajectoire complexe.

La base modale calculée pour un puits horizontal a montré une bonne cohérence
avec la formule analytique et le modèle EF proposés dans [17].

Le calcul du diagramme de Campbell est réalisé pour un puits 3D de longueur
de 2000 m avec le modèle de fluide utilisé dans [58]. Tous les modes du train de
tiges évoluent avec la vitesse de rotation comme indiqué dans [97]. Il n’existe plus
des modes purs (flexion, axial, torsion) car il y a toujours des couplages entre les
différents types de vibration. Les indicateurs se basant sur le calcul des énergies
cinétique et de déformation donnent une estimation qualitative sur le couplage (fort
ou faible) entre les modes de vibration. Le suivi des formes modales est bien assuré
par le critère de corrélation NC2O.
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Le chapitre 5 présente des simulations sur la réponse au balourd du train de tiges
immergé dans un puits quasi-réel de longueur de 200 m avec les modèles complet et
réduit de Craig-Bampton. Les résultats montrent que la présence du fluide réduit
considérablement les déplacements latéraux du train de tiges. Le nombre, la durée
de contact et l’amplitude des forces de contact sont également diminués grâce à la
circulation du fluide dans le système de forage. Une étude paramétrique sur le débit
et la densité du fluide a mis en évidence des influences de ces paramètres sur la dyna-
mique du train de tiges. L’augmentation du débit et de la densité du fluide diminue
le frottement fluide-structure ce qui entraine une diminution de l’amortissement du
fluide. L’effet du débit sur la dynamique du train de tiges est plus faible que l’effet
de la densité. Le calcul par le modèle réduit montre son intérêt sur la simulation
dynamique de la structure au niveau du temps de calcul. Des gains du temps de
calcul pourraient être plus importants sans la recherche des contacts entre les ddl
de frontière. Il suffirait de travailler sous l’hypothèse que les lieux de contact soient
préalablement estimés et que des ddl de frontière leurs soient affectés.

6.2 Perspectives

Dans ce travail, la simulation de dynamique du train de tiges est réalisée par des
modèles numériques prenant en compte plusieurs phénomènes physiques dans le do-
maine de forage et ouvre des perspectives.

Pour améliorer et compléter le modèle actuel proposé dans cette thèse, plusieurs
pistes sont à envisager :

• La prise en compte d’un modèle d’interaction outil-formation par une loi re-
présentant la relation entre WOB et TOB afin de simuler la dynamique du
train de tiges avec un comportement réel d’outil de forage.

• L’étude paramétrique sur le coefficient de frottement, les efforts à l’outil afin
d’établir une carte d’instabilité du système dans les conditions de travail
réelles.

• La simulation des réponses dynamiques avec une loi de vitesse de rotation
variable en temps et en espace afin d’étudier l’effet gyroscopique sur la dyna-
mique du train de tiges.

• L’utilisation des éléments de poutre courbe pour décrire la courbure du puits
plus naturellement.

• Sous l’hypothèse de régimes stationnaires établis, utilisation de la méthode de
balance harmonique pour gagner du temps de calcul mais avec une efficacité à
prouver à cause de la multiplicité du nombre de contacts et donc de coefficients
de Fourier à calculer.
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• L’application de la technique de calcul parallèle pour viser des calculs en temps
réel.

• La comparaison des résultats dynamiques simulés avec des données chantiers
pour la validation des modèles dynamiques non linéaires développés.

• L’amélioration de la méconnaissance des modèles induite par l’incertitude de
paramètres sur la dynamique du train de tiges en utilisant l’intelligence aug-
mentée (deep learning + big data).

Les premiers centaines de mètres de forage voient le taux de pénétration ROP at-
teindre 10 à 20 m/h. Mais à partir de 2 km de profondeur, le ROP peut chuter à 0.1
m/h. Il est donc nécessaire de faire appel à de nouvelles technologies de forage pour
améliorer la vitesse de pénétration afin de réduire le coût et le temps non productif
du forage. Il peut être cité, la fracturation et les combinaisons outil-laser, outil-
torche plasma, outil-jet d’eau. La prise en compte des phénomènes multi-champs de
la physique de ces nouvelles techniques dans la simulation dynamique du train de
tiges constitue un réel défi scientifique.
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A1. Algèbre des quaternions

A1.1 Vecteur de rotation déformant

Dans (3.6), la translation déformante n’est calculée que par l’allongement de l’élé-
ment porté par son axe. Dans le cas de grandes rotations, elle est extraite du champ

de rotation total en utilisant l’algèbre de quaternion. Soit θk
i =

(

θk
xi, θk

yi, θk
zi

)T
le

champ de rotation total du nœud i à l’incrément k. Le quaternion unitaire associé
à ce vecteur s’écrit :

q̂ =

(

q0

q

)

=













cos

(

θk
i

2

)

sin

(

θk
i

2

)

θk
i

θk
i













, (A1.1)

avec θk
i =

√

(

θk
xi

)2
+

(

θk
yi

)2
+

(

θk
zi

)2
, q0 = cos

(

θk
i /2

)

la partie scalaire du quaternion,

q = (q1, q2, q3)
T la partie vectorielle du quaternion. La matrice de rotation calculée

dans le repère global pour le nœud i à l’incrément k est définie par :

Rk
i =

(

q
2
0 − q

T
q

)

I + 2qT
q + 2q0S

k
i (q) , (A1.2)

avec I la matrice d’identité et :

Sk
i (q) =







0 −q3 q2

q3 0 −q1

−q2 q1 0





 . (A1.3)

La matrice de rotation déformante dans le repère local du nœud i à l’incrément k
est calculée par :

Dk
i =

(

Ek−1
)T

Rk
i Ek, (A1.4)

avec Ek−1, Ek les repères élémentaires à l’incrément k − 1 et k, voir Fig.A1.1. Le
repère élémentaire à l’incrément (k −1)èm, Ek−1, est défini par le processus présenté
dans la section 2.2. Le calcul du repère Ek est réalisé également avec trois étapes
ci-dessous :

• Le vecteur unitaire axial est défini en fonction des coordonnées de deux nœuds
i, j dans le repère global :

ek
z =

1

lk
e







Xk
j − Xk

i

Y k
j − Y k

i

Zk
j − Zk

i





 . (A1.5)

• Le vecteur ek
y est calculé en utilisant la matrice de rotation entre les incréments

k − 1 et k :

ek
y =

ek
z ∧

(

Rk
i ek−1

y

)

||ek
z ∧

(

Rk
i ek−1

y

)

||
. (A1.6)
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• Le vecteur ek
x est calculé par : ek

x = ek
y ∧ ek

z .

�

�

�
���

�
�

�

�

�

�	
���

�	
�

Figure A1.1 – Repère local élémentaire et rotation déformante nodale

Les composantes du quaternion (qd0, qd1, qd2, qd3)
T correspondant à la rotation dé-

formante dans le repère local sont extraites de la matrice de rotation déformante Rk
i

de la manière suivante :

• Soit b = max
(

Tr
(

Dk
i

)

, Dk
i,11, Dk

i,22, Dk
i,33

)

.

• Si b = Tr
(

Dk
i

)

= Dk
i,11 + Dk

i,22 + Dk
i,33 :

qd0 =
1

2

√
1 + b, qdm =

Dk
no − Dk

on

4qd0

, m = 1, 3, (A1.7)

avec m, n, o une combinaison circulaire de 1, 2, 3.

• Si b = Dk
mm, b Ó= Tr

(

Dk
i

)

:

qdm =

√

1

2
a +

1

4

(

1 − Tr
(

Dk
i

))

, qd0 =
Dk

no − Dk
on

4qdm

, qd0 =
Dk

lm + Dk
ml

4qdm

, l = m, n.

(A1.8)
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Le vecteur de rotation déformant est défini en fonction des composantes du quater-
nion associé :



























































































θk
i = 2 arccos (qd0)

θk
xi =

θk
i qd1

sin

(

θk
i

2

)

θk
yi =

θk
i qd2

sin

(

θk
i

2

)

θk
zi =

θk
i qd3

sin

(

θk
i

2

)

. (A1.9)

A1.2 Mise à jour du vecteur de rotation

Soit θk
i =

(

θk
xi, θk

yi, θk
zi

)T
le champ de rotation total de l’itération i à l’incrément k

et dθk
i =

(

dθk
xi, dθk

yi, dθk
zi

)T
l’incrément de cette rotation. Les quaternions associés à

ces deux vecteurs de rotation sont :

q̂ =

(

q0

q

)

=













cos

(

θk
i

2

)

sin

(

θk
i

2

)

θk
i

θk
i













, dq̂ =

(

dq0

dq

)

=













cos

(

dθk
i

2

)

sin

(

dθk
i

2

)

dθk
i

dθk
i













. (A1.10)

La mise à jour de la rotation à l’itération i par l’incrément de rotation est réalisée
par le produit des quaternions associés à ces deux vecteurs de rotation. Le vecteur
de rotation de l’itération i + 1 à l’incrément k est :

θk
i+1 =

(

θk
xi+1, θk

yi+1, θk
zi+1

)T
, (A1.11)

avec
(

θk
xi+1, θk

yi+1, θk
zi+1

)T
les rotations extraites du produit des quaternions ci-dessous :

q̂dq̂ =







































q0dq0 − q
T dq + dq0q + q0dq − q ∧ dq













cos

(

θk
i+1

2

)

sin

(

θk
i+1

2

)

θk
i+1

θk
i+1













. (A1.12)

Cette méthode n’est valable que pour des rotations inférieures à 30o [78]. Il faut
donc bien choisir le nombre d’incrément pour que l’angle de rotation ne dépasse pas
30o.
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A2. Calcul de la position quasi-statique sans rai-
deur géométrique

La position quasi-statique du train de tiges de forage sans raideur géométrique est
obtenue par la résolution du système d’équations suivant :

Kδ = F s + F qs
c (δ) . (A2.1)

La méthode de Newton-Raphson est implémentée avec une boucle itérative compor-
tant quatre étapes :

• La solution initiale δ0 est donnée par :

δ0 = K−1F s. (A2.2)

• Le vecteur de déplacement δk à l’itération k est supposé déjà connu. La cor-
rection est définie par :

dδk = −


K − ∂F qs
c

∂δ

∣

∣

∣

∣

∣

δ=δk





−1

[Kδk − F s − F qs
c (δk)] , (A2.3)

où
∂F qs

c

∂δ
est la matrice Jacobienne de F qs

c par rapport à δ :

∂F qs
c

∂δ
=



















J1 0 · · · 0 0

0 J2 · · · 0 0

...
...

. . .
...

...
0 0 · · · JN−1 0

0 0 · · · 0 JN



















. (A2.4)

N est le nombre de nœuds, Jn,n=1...N est la matrice Jacobienne nodale.

Jn =



















































∂F qs
cn,u

∂u
+

∂F qs
ct,u

∂u

∂F qs
cn,u

∂v
+

∂F qs
ct,u

∂v
0 0 0 0

∂F qs
cn,v

∂u
+

∂F qs
ct,v

∂u

∂F qs
cn,v

∂v
+

∂F qs
ct,v

∂v
0 0 0 0

∂F qs
ca

∂u

∂F qs
ca

∂v
0 0 0 0

∂M qs
fa,u

∂u

∂M qs
fa,u

∂v
0 0 0 0

∂M qs
fa,v

∂u

∂M qs
fa,v

∂v
0 0 0 0

∂T qs
f

∂u

∂T qs
f

∂v
0 0 0 0



















































, (A2.5)

136

Cette thèse est accessible à l'adresse : http://theses.insa-lyon.fr/publication/2019LYSEI082/these.pdf 

© [Q. T. Tran], [2019], INSA de Lyon, tous droits réservés



où :

∂F qs
cn,u

∂u
= −

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
) ∂P

∂u

u

r
+ Kc (P ) P

1

r2

∂P

∂u
u − Kc (P ) P

r
,

∂F qs
cn,u

∂v
= −

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
) ∂P

∂v

u

r
+ Kc (P ) P

1

r2

∂P

∂v
u,

∂F qs
cn,v

∂u
= −

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
) ∂P

∂v

v

r
+ Kc (P ) P

1

r2

∂P

∂u
v,

∂F qs
cn,v

∂v
= −

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
) ∂P

∂v

v

r
+ Kc (P ) P

1

r2

∂P

∂v
v − Kc (P ) P

r
,

∂F qs
ct,u

∂u
= µqs

r

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
) ∂P

∂u

v

r
− µqs

r Kc (P ) P
1

r2

∂P

∂u
v,

∂F qs
ct,u

∂v
= µqs

r

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
) ∂P

∂v

v

r
− µqs

r Kc (P ) P
1

r2

∂P

∂v
v + µs

Kc (P ) P

r
,

∂F qs
ct,v

∂u
= −µqs

r

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
) ∂P

∂u

u

r
+ µqs

r Kc (P ) P
1

r2

∂P

∂u
u − µs

Kc (P ) P

r
,

∂F qs
ct,v

∂u
= −µqs

r

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
) ∂P

∂v

u

r
+ µqs

r Kc (P ) P
1

r2

∂P

∂v
u,

∂F qs
ca

∂u
= −µqs

a

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
) u

r
,

∂F qs
ca

∂v
= −µqs

a

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
) v

r
,

∂M qs
fa,u

∂u
= −µqs

a Re
uv

r2

[

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
)

− Kc (P )
P

r

]

,

∂M qs
fa,u

∂v
= −µqs

a Re

[

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
) ∂P

∂v

v

r
+ Kc (P ) P

(

1

r
− v

r3

)

]

,

∂M qs
fa,v

∂u
= µqs

a Re

[

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
) ∂P

∂u

u

r
+ Kc (P ) P

(

1

r
− u

r3

)

]

,

∂M qs
fa,v

∂v
= µqs

a Re
uv

r2

[

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
)

− Kc (P )
P

r

]

,

∂T qs
f

∂u
= −µqs

r

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
)

Re
∂P

∂u
,

∂T qs
f

∂v
= −µqs

r

(

K
′

c (P ) P + Kc (P )
)

Re
∂P

∂v
.

(A2.6)

avec K
′

c (P ) =
kcλk

1 + (πλkP )2 ,
∂P

∂u
=

u

r
,
∂P

∂v
=

v

r
.

• Application de la correction : δk+1 = δk + dδk.
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• Si l’erreur relative
||dδk||2
||δk+1||2

est plus petite que le critère ǫ0, la boucle itérative

est arrêtée. Sinon, la processus revient à l’étape 2.
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A3. Détermination des pentes à imposer pour le
calcul du parcours

Figure A3.1 – Transformation du vecteur tangent de la position rectiligne à la position
finale (ligne neutre du puits).

Figure A3.2 – Rotation en trois dimensions [78] : (a) rotation autour d’OC, (b) détail.
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La Figure A3.1 représente la transformation du vecteur tangent d’un point quel-
conque sur la fibre neutre de la tige en position verticale ro à sa position sur la ligne
neutre du puits rn. Le vecteur de rotation θ autour d’OC procurant cette transfor-
mation est représenté sur la Figure A3.2(a) et le détail est schématisé sur la Figure
A3.2(b).
Le vecteur ro tourne dans le plan OPQ pour devenir rn par ∆r :

∆r = rn − ro =
(

r1 r2 r3 − 1
)T

, (A3.1)

avec R = ||ro|| sin α = sin α. La valeur de θ est obtenue par :

θ = arccos

(

2R2 − ||∆r||2
2R2

)

= arccos

(

2R2 − r2
1 − r2

2 − (r3 − 1)2

2R2

)

. (A3.2)

Grâce à la Fig.A3.2(b), on a la relation ci-dessous :

∆r = ∆a + ∆b, (A3.3)

où ∆b est orthogonal à ∆a. Le module de ∆b est donné par :

∆b = R sin θ. (A3.4)

Donc :

∆b =
∆b

||ro × e|| (e × ro) =
R sin θ

||ro × e|| (e × ro) . (A3.5)

Mais ||ro ×e|| = ro sin α = R. Donc, l’équation A3.5 peut être exprimée sous forme :

∆b =
sin θ

θ
(θ × ro) . (A3.6)

La Figure A3.2 montre que le vecteur ∆a est perpendiculaire aux deux vecteurs e

et ∆b. Donc :

∆a =
∆a

||ro × e|| (e × (e × ro)) =
∆a

R
(e × (e × ro)) . (A3.7)

Mais en considérant la Fig.A3.2(b), on a :

∆a = R (1 − cos θ) . (A3.8)

La relation A3.7 devient alors :

∆a = (1 − cos θ) (e × (e × ro)) =
(1 − cos θ)

θ2
(θ × (θ × ro)) . (A3.9)

Par conséquent, en introduisant A3.6 et A3.9 dans A3.3, il vient :

rn = ro +
sin θ

θ
(θ × ro) +

(1 − cos θ)

θ2
(θ × (θ × ro)) , (A3.10)
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où
θ =

(

θ1 θ2 θ3

)T
. (A3.11)

Les trois composantes de vecteur θ correspondent respectivement aux trois angles
de rotation autour des trois axes X, Y, Z. La relation A3.10 peut être exprimée sous
la forme ci-dessous :











































r1 =
sin θ

θ
θ2 +

(

1 − cos θ

θ2

)

θ3θ1

r2 = −sin θ

θ
θ1 +

(

1 − cos θ

θ2

)

θ3θ2

r3 = 1 −
(

1 − cos θ

θ2

)

(θ2
1 + θ2

2)

. (A3.12)

La résolution du système d’équations non linéaires A3.12 donne les valeurs des angles
de rotation à imposer pour chaque nœud du modèle EF.
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