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Résumé : 
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Résumé : 

La caractérisation mécanique des matériaux présentant des hétérogénéités dans un contexte de 

chargement multiaxial reste un défi. La difficulté est d’ordre multi-échelle car l’impact de la 

microstructure, des propriétés des composants et de leurs interactions jouent fortement sur les 

propriétés macroscopiques. Dans cette thèse, un matériau dédié à la friction en freinage, élaboré 

à partir d’une vingtaine de composants, est étudié. L’objectif est d’une part de quantifier ses 

propriétés mécaniques, et d’autre part de mieux comprendre les phénomènes microstructuraux 

associés ainsi que le rôle de chaque constituant. Pour ce faire, une démarche basée sur un 

dialogue numérique/expérimental est proposée autour de l’essai d’indentation. Le choix de cet 

essai est motivé par la nature du chargement, en situation de freinage, qui regroupe une 

compression uniaxiale accompagnée d’un cisaillement. L’indenteur sphérique « Brinell » a été 

choisi. Deux types de caractérisation par essai d’indentation sont effectués. Le premier est un 

essai de macro-indentation Brinell à l’échelle globale, qui a pour objectif de caractériser le 

matériau de friction ; le second permet une caractérisation à l’échelle des composants, via un 

essai original d’indentation sous micro-tomographe. Pour conforter les mesures, des essais de 

compression uniaxiale et d’ultrasons ont été effectués. La quantification a été proposée à partir 

d’une méthode de recalage inverse couplée à une méthode de décomposition de loi de 

comportement (en modes de Kelvin). Cette dernière permet de réécrire le problème initial en 

découplant les propriétés sur un certain nombre de modes indépendant permettant ainsi de 

travailler plus aisément dans le cadre des matériaux anisotropes.  
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Abstract : 

 

Key words: 
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Abstract: 

The mechanical characterization of heterogeneous materials in a multiaxial loading context 

remains a challenge. The difficulty is multi-scale because of the impact of the microstructure, 

the property of the components and their interactions that strongly influence the macroscopic 

properties. In this PhD thesis, a material dedicated to braking friction, developed from around 

twenty components with different sizes, is studied. The objective is on the one hand to quantify 

its mechanical properties, and on the other hand to better understand the associated 

microstructural phenomena and the role of each constituent. To do this, an approach based on 

a numerical / experimental dialogue is proposed around the indentation test. The choice of this 

test is motivated by the nature of the loading during the braking, which is manifested by a 

uniaxial compression coupled with shearing. The « Brinell » spherical indenter was chosen to 

perform the tests. Two types of characterization by indentation test are carried out. The first is 

a Brinell macro-indentation test on a global scale, which aims to characterize the friction 

material; the second allows characterization at the component scale, using an innovative 

indentation test under a micro-tomograph. In order to comfort the measurements, uniaxial 

compression and ultrasounds tests were carried out. The quantification was proposed from an 

inverse registration method coupled with the decomposition of the constitutive law (in Kelvin 

modes). This method enables to rewrite the initial problem by uncoupling the properties on a 

certain number of independent modes thus making it possible to work more easily in the context 

of anisotropic materials. 
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Introduction Générale 
 

La caractérisation des matériaux hétérogènes représente l’une des thématiques les plus étudiées 

dans la mécanique des matériaux. En effet, mélanger plusieurs composants avec des propriétés 

différentes devient indispensable pour répondre aux exigences de l’industrie. La caractérisation 

des matériaux hétérogènes se fait généralement par des essais uni-axiaux, à savoir la 

traction/compression pour une large gamme de charges, allant des très faibles aux fortes 

charges, ou par des méthodes non destructives par exemple par ultrasons, essai sans sollicitation 

mécanique qui ne sont pertinents que sur une certaine gamme de matériaux. L’application visée 

dans ce travail concerne le domaine ferroviaire sur les matériaux de friction en freinage [1-8]. 

Cette méthode peut être élargie à d’autres domaines et applications par exemple en aéronautique 

sur les matériaux « abradables » revêtant les carters des turboréacteurs [9,10]. 

Dans le domaine ferroviaire, le freinage est d’abord un élément de sécurité, qui a pour fonction 

d’immobiliser ou de ralentir un véhicule en mouvement. Le freinage est par conséquent soumis 

à des normes très strictes. Parmi ces contraintes le coefficient de frottement disque/garniture 

doit par exemple être constant quelles que soit les conditions d’usage et de stockage : 

l’humidité, l’état neuf et vieillissement, l’oxydation et corrosion… Aussi, l’usure se doit d’être 

limitée. Cela conduit à des matériaux de friction très complexes et hétérogènes, composés de 

20 à 30 composants de différentes tailles et types, principalement métalliques, céramiques et 

graphites dans le cas des applications à haute énergie. Ils doivent présenter des propriétés 

mécaniques et physiques résistantes aux sollicitations constatées lors du freinage : compression 

+ cisaillement, auxquels s’ajoute la diffusion de la chaleur issue du frottement. Ainsi le matériau 

de friction subit des sollicitations multiaxiales, ce qui rend la caractérisation uniaxiale peu 

représentative. On propose dans ce travail de s’appuyer sur un essai multi axial, d’où le choix 

de la macro-indentation, réalisée à l’aide d’un indenteur sphérique « Brinell » choisi pour sa 

capacité à déformer le matériau sans l’agresser fortement. Néanmoins, l’essai d’indentation 

comprend plusieurs difficultés liées aux paramètres à identifier, telles que la détermination de 

l’aire de contact, la complaisance de la machine, la rigidité de la surface, les hypothèses établies 

lors du post-traitement… Des simulations numériques seront ainsi proposées en complétude 

des essais pour quantifier ces paramètres, qui seront validés à l’aide d’un matériau homogène 

de référence.  



9 

 

La modélisation numérique présente également l’intérêt de considérer l’anisotropie de matériau 

et son influence sur l’analyse de l’essai d’indentation. Une difficulté est d’identifier les 

propriétés anisotropes à partir d’un tel essai multiaxial. Pour cela, on pourra s’appuyer sur des 

méthodes d’identifications inverses de type spectrale permettant de décomposer de manière 

indépendante les modes de sollicitation. 

Outre la détermination des propriétés mécaniques, le second objectif est de comprendre le rôle 

de chaque constituant du matériau et de leurs interactions. Pour cela deux approches seront 

mises en place :  

Une première approche à l’échelle macroscopique, où l’essai de macro-indentation sera 

largement exploité. Il sera couplé à des modélisations telles que définies précédemment, pour 

analyser l’influence de chaque composant, avec comme stratégie de réaliser ces mesures sur 

des matériaux de complexité de formulation croissante (ajout progressif des composants), en 

commençant par le matériau le moins complexe avec un comportement isotrope jusqu’au 

matériau complet avec un comportement anisotrope. Cette approche a pour but de lier le 

procédé de fabrication aux propriétés mécaniques.  

Une deuxième approche à l’échelle microscopique concerne l’essai d’indentation sous micro 

tomographe avec une méthode de corrélation d’image volumique, sera développé. Ceci va 

permettre de déterminer l’effet de la morphologie sur les mécanismes de déformation. Le 

traitement des champs de déformations donne des éclairages sur les mécanismes 

microscopiques sous sollicitation et permettent d’extraire des quantités sur les propriétés de 

certains composants.   

Ce mémoire est divisé en trois parties.  

La première partie regroupe une étude bibliographique sur l’indentation instrumentée, donnant 

des outils pour comprendre le mode de sollicitation, les types de pénétrateurs et l’exploitation 

des courbes charges-déplacement pour calculer les différentes propriétés mécaniques des 

matériaux à savoir la dureté et le module d’élasticité, ainsi que l’ensemble des corrections à 

appliquer pour compenser les erreurs de mesure et de traitement. Une application sous macro-

indentation a été réalisée sur un matériau de référence connu, ici le cuivre, dans le but d’établir 

un protocole d’essai qui servira sur le matériau de friction.  

La seconde partie sera consacrée à la caractérisation du matériau de friction avec un essai de 

macro-indentation Brinell, qui sera confronté avec d’autres méthodes d’identification uni-
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axiales : essai de compression avec corrélation d’images et caractérisation par ultrasons. Une 

comparaison avec les résultats de travaux antérieurs sera incluse dans ce chapitre. Pour 

connaître l’influence de chaque composant sur le comportement local et global du matériau de 

friction, une investigation par macro-indentation Brinell, sur un ensemble de matériaux 

simplifiés, dérivés du matériau de friction, de complexité croissante sera réalisée.  

La troisième et dernière partie sera dédiée à la caractérisation multiaxiale du matériau de friction 

par indentation sous micro-tomographe (InSitu). Cette étude a pour objectif visualiser les 

mécanismes de déformations et de quantifier les propriétés mécaniques à l’échelle des 

composants. Une nouvelle méthode d’identification inverse par éléments finis avec 

décomposition spectrale, sera mise en pratique, en utilisant les résultats expérimentaux issus de 

la corrélation d’images DVC comme données d’entrées, afin de déterminer les modules 

caractéristiques à l’échelle des composants du matériau de friction.  
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Chapitre A : Caractérisation d’un matériau homogène 

 

Introduction  

La mesure de dureté est une technique de caractérisation des matériaux utilisée depuis près de 

deux cents ans. Cette méthode, initialement fondée sur l'échelle de dureté de Mohs en 1822, 

mesure la capacité de différents minéraux à entraîner une rayure permanente dans les autres. 

De ce fait, le diamant a été classé comme le matériau le plus dur, puisqu’il détient la valeur 

maximale de l'échelle. Des décennies plus tard, Brinell a développé en 1900, la théorie de la 

dureté et la résistance à la déformation plastique induite par un matériau plus dur de géométrie 

connue. En effet, les tests consistent à indenter une surface plane avec un pénétrateur sphérique 

en acier trempé et à mesurer le diamètre laissé par l'indenteur. En 1908, l’échelle de dureté de 

Meyer a été fondée dans un concept similaire mais en utilisant l’aire de contact projetée. En 

1922, Vickers a développé une nouvelle forme d’indenteur pour déterminer la dureté en utilisant 

un pénétrateur pyramidal à base carrée. En parallèle, l'échelle Rockwell a été établie, à travers 

les mesures d’indentation, sous différentes charges, en utilisant différents pénétrateurs et 

procédés dépendant des matériaux utilisés [1-4]. Ces techniques, appelées « indentations 

classiques », ont été très utiles en ingénierie pour mesurer les propriétés mécaniques. L'une des 

contraintes de l’indentation classique est la mesure de l'empreinte résiduelle par des dispositifs 

optiques, notamment pour caractériser des matériaux à l’échelle microscopique, favorisant le 

développement du test d'indentation instrumenté (IIT). La force (F) et la pénétration (h) sont 

continûment enregistrés ce qui permet de tracer les courbes chargements-déchargements. 

Associé à l’utilisation de modèle de dépouillement cet essai permet d’accéder rapidement aux 

propriétés mécaniques des matériaux comme la dureté H et le module d’Young E.  

Comparée aux méthodes d’essais conventionnelles, telle que la traction ou la compression, 

l’indentation, classique ou instrumentée, prend moins de temps, nécessite des volumes plus 

faibles et ne nécessite pas de forme particulière des échantillons. Elle peut parfois être 

considérée comme une technique non destructive. Plusieurs améliorations ont été apportées à 

cette technique au fil des années, que ce soit sur la conception des instruments pour obtenir des 

résultats fiables avec moins d'incertitude, à travers l'indentation ultra-rapide, les instruments 

couplés avec des microscopes à force atomique (AFM) ou le microscope électronique à 

balayage (SEM) [1,5-9].  
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L'IIT est appliquée à une grande variété de matériaux tels que les métaux, les céramiques, les 

polymères et les composites. Ainsi, les domaines d'application sont larges, y compris la 

microélectronique [10,11], l'aéronautique [12,13], les matériaux dentaires [14,15], les roches 

fracturées [16-17], les revêtements tribologiques [18-21], les matériaux biologiques [22-24], 

produits alimentaires [25,26], etc. 

Les résultats obtenus en IIT, que ce soit à l’échelle micro ou macro, peuvent être comparés aux 

tests de dureté conventionnels tels que Rockwell, Vickers ou encore Brinell. L'étude du 

comportement des matériaux à travers différentes échelles de mesure est devenue un domaine 

de recherche attrayant [27-29]. Des modèles théoriques ont émergé pour décrire le 

comportement des matériaux en utilisant la mécanique quantique, la dynamique moléculaire, la 

dynamique des dislocations et la mécanique du continuum, c'est-à-dire de quelques atomes à 

l'échelle macroscopique [30]. 

En effet, avec une gamme de charge de quelques pico à kilo Newtons, et des profondeurs de 

pénétration de quelques nanomètres à plusieurs centaines de micromètres, l’IIT permet l'étude 

des matériaux à plusieurs niveaux d’échelles.  

L’objectif de ce chapitre est de se familiariser avec le monde de l’indentation, à travers une 

étude bibliographique des principales notions à savoir sur cette technique, et puis, de l’appliquer 

sur un matériau de référence connu pour maîtriser le protocole de l’essai d’indentation et définir 

l’influence de chaque paramètre sur l’exactitude des calculs des modules caractéristiques. En 

effet, cette thèse combine un travail expérimental et numérique. Il est donc impératif de bien 

comprendre le mode de fonctionnement de cet essai, pour pouvoir le reproduire de façon 

analytique afin de retrouver des valeurs proches de l’expérience.  

A.1. Bibliographie  

A.1.1. Environnement et exploitation des résultats 

Dans ce paragraphe seront décrits les différents points auxquels il est important de s’attacher 

pour réaliser un essai d’indentation instrumentée. Les différents types de pénétrateurs seront 

présentés ainsi que la courbe charge-décharge. 

A.1.1.1. Types de pénétrateurs :  

Il existe trois types majeurs d’indenteurs : les sphériques, les coniques et pyramidaux à base 

carrée ou triangulaire. Leurs champs d’application sont très larges et conviennent donc à une 

grande gamme de matériaux.  
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Le pénétrateur sphérique (comme en indentation Brinell par exemple), permet de traiter les 

courbes contrainte-déformation directement en appliquant des équations de Hertz [31,32]. Ces 

pénétrateurs permettent d’étudier la transition du contact élastique au contact plastique. Ils sont 

utilisés de l'échelle nano à l'échelle macro métrique, et peuvent être fabriqués en carbure de 

tungstène, diamant ou acier et avoir un rayon différent. 

Les pénétrateurs pyramidaux Vickers et Berkovich sont les plus utilisés, néanmoins les 

indenteurs tels que Knoop, présentent des applications avantageuses pour la détermination de 

l’adhérence à l’interface entre le substrat et le revêtement par exemple [18,21,33,34].  

Le pénétrateur Vickers est constitué d’une base pyramidale carrée avec un demi-angle entre les 

faces opposées de 𝜓 = 68 ° (Fig. I.1). L'angle a été choisi dans le but de vérifier la condition 

optimale de dureté Brinell (pénétrateur sphérique), qui doit atteindre un rapport entre le 

diamètre de l'empreinte résiduelle et le diamètre du pénétrateur sphérique égal à 0,375, soit 

𝜓=  68 ° [3,35]. Le pénétrateur de Berkovich est une pyramide à base triangulaire fabriquée 

avec un angle de 𝜓 = 65,27 ° qui donne le même rapport surface/projetée (cette surface sera 

détaillée dans le paragraphe A.1.2.1) que la pyramide de Vickers (Fig. I.1). L’indenteur Vickers 

est généralement utilisé à l’échelle macroscopique et microscopique dans le milieu industriel, 

tandis que le pénétrateur Berkovich convient mieux aux échelles nano et micro. Ces deux 

pénétrateurs sont couramment fabriqués en diamant [36].  

Le pénétrateur Knoop est une pyramide à quatre côtés avec deux angles de face 172,5° et 130° 

(Fig. I.1). L'indenteur a une diagonale dont la longueur est environ sept fois la diagonale la plus 

courte. Il est particulièrement utilisé dans l'étude des matériaux rigides, en comparaison avec 

l'indenteur Vickers qui est peut-être utilisé pour l’étude de matériau présentant une anisotropie 

[1,31,37,38].  

 

Fig. I.1. Représentation des géométries des pénétrateurs, a) Vickers, b) Berkovich et c) Knoop, montrant les angles entre les 

faces et les diagonales d1 et d2 [39]. 
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De nos jours, l'indenteur plat est utilisé dans l’étude des tissus biologiques et des aliments, 

permettant d’accéder à l'estimation de la surface de contact lors de la pénétration [40]. 

A.1.1.2. Essais d'indentation instrumentés : courbe charge-déplacement. 

L'indentation instrumentée consiste en l'application d'une gamme de charge avec un pénétrateur 

de propriétés et de géométrie connus dans un matériau de propriétés inconnues. La courbe 

charge-déplacement enregistrée pendant tout le test, permet d'extraire les informations 

nécessaires pour accéder aux propriétés mécaniques (Fig. I.2). 

Les grandeurs les plus importantes extraites de l'essai pour les calculs ultérieurs des propriétés 

mécaniques sont énumérées ci-dessous : 

ℎmax, 𝑃max : déplacement et charge maximales. 

ℎf : profondeur résiduelle obtenue après le retrait du pénétrateur. 

ℎr : profondeur résiduelle qui s’obtient par la tangente à la courbe de déchargement. 

ℎc : profondeur de contact entre l’indenteur et le matériau  

𝑆 : pente de la courbe de déchargement, tangente à ℎmax. 

 

Fig. I.2. Courbe charge-déplacement : principaux paramètres pour calculer le module d'élasticité et la dureté [39]. 

Dans les sections suivantes, les différents éléments qui interviennent dans l’essai sont décrits, 

dans le but de déterminer les paramètres permettant de calculer les propriétés mécaniques des 

matériaux (Module d’Young E, dureté H et coefficient de Poisson 𝜐).  
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A.1.1.3. Courbe de chargement : 

Love [41] et Sneddon [42] ont déterminé une expression, qui donne la relation entre la charge 

P et la profondeur h de pénétration donnée par le contact d'un pénétrateur conique rigide non 

adhésif chargé dans un échantillon plat. C’est une étude valable pour les matériaux ayant un 

comportement élastique. En effet, la charge et la décharge sont proportionnelles au carré de la 

profondeur de pénétration par : 

𝑃 =
2𝐸ℎ2

(1−𝜈2)𝜋
𝑡𝑎𝑛𝜃 = 𝐶𝑒ℎ2     (I.1) 

Où la constante 𝐶𝑒 dépend de l'angle 𝜃 du pénétrateur, et des paramètres du comportement 

élastique 𝐸 et 𝜐 

Pour les solides au comportement plastiques rigides, la courbe de chargement P est également 

proportionnelle au carré du déplacement h (Eq. I.2), l'expression est dérivée de l'analyse de 

Tabor [43], basée sur le principe de similitude géométrique, qui indique que, pour les matériaux 

homogènes, la pression de contact moyenne sur un pénétrateur conique ou pyramidal est 

constante quelle que soit la taille de l'empreinte. Dans le cas de métaux entièrement écrouis, la 

relation de la pression de contact dépend de la géométrie du pénétrateur et de la limite 

d'élasticité du matériau 𝜎𝑦 (Eq. I.3). Elle est indépendante de la profondeur de pénétration, 

conduisant à une relation linéaire entre la charge et le déplacement  

𝑃 = 𝐶𝑝ℎ2      (I.2) 

𝑃 = 𝐶𝜃𝜎𝑦      (I.3) 

Dans le cas des matériaux au comportement élastiques-plastiques, il suffit de remplacer 𝐶𝑝 par 

𝐶𝑒𝑝 dans la même relation donnée par l'Eq. I.2 pour décrire la courbe de chargement. Ce 

coefficient dépend de la géométrie du pénétrateur et des propriétés du matériau et est donné par 

l’Eq. I.4 [1].  

𝐶𝑒𝑝 = [
1

√𝜋𝐻𝑡𝑎𝑛2𝜃
+ (

2(𝜋−2)

𝜋
) ⋅ √

𝜋

4

√𝐻

𝐸𝑅
]

−2

    (I.4) 

Larsson et al. [44] ont trouvé d’autres expressions pour les constantes 𝐶𝑒 et 𝐶𝑒𝑝, basées 

respectivement sur le coefficient de Poisson et la limite d’élasticité. Leurs équations ont été 

dérivées d'une analyse approfondie par éléments finis inspirée du modèle de cavité sphérique. 
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De manière générale, les courbes de chargement peuvent être représentées par la relation de 

Meyer (I.1), où C dépend du comportement du matériau (par exemple élastique, élastique-

plastique), 

𝑃 = 𝐶ℎ𝛼       (I.5) 

Où h est la profondeur durant le chargement, 

Si 𝛼=2 la dureté est constante et 𝛼≠ 2 traduit l’effet de taille 

Zeng et al. [45] ont conclu que l'exposant 𝛼 de l'équation I.5 évolue en fonction de son 

identification sur des courbes de chargement. Dans la partie initiale des courbes, l'exposant 𝛼 

diffère de 2 et s’approche de 2 lorsque la charge augmente.  

Afin de représenter au mieux les courbes de chargement, Gubicza et al. [46] ont proposé un 

polynôme de 2nd degré pour la charge P : 

𝑃 = 𝑎0ℎ + 𝑎1ℎ2      (I.6) 

Où 𝑎0 et 𝑎1 sont des paramètres d'ajustement. 

Hill et al., Sneddon et al. et Tabor et al. [44, 47, 48] ont étudié la relation charge-déplacement, 

conduisant à des expressions différentes en fonction des hypothèses de l'analyse. 

La courbe de chargement permet d’identifier le comportement du matériau, élastique ou 

plastique par exemple. L’analyse dimensionnelle, par simulation numérique en éléments finis 

des matériaux élastiques-plastiques isotropes à comportement d'écrouissage de Cheng et Cheng 

[30], a montré que l'écrouissage a un effet plus important sur la force nécessaire pour déplacer 

le pénétrateur, dans le cas où le rapport de la limite d’élasticité (𝜎𝑦) sur le module élastique (𝐸) 

est petit. Pour un rapport 𝜎𝑦 / 𝐸 grand, le rapport 𝑃/𝐸ℎ2 se rapproche de celui du contact 

élastique pur quel que soit le comportement d'écrouissage. Cependant, même si l’essai 

d’indentation instrumentée permet de connaitre les lois d’écrouissage, en l’absence de méthodes 

normalisées, de nouvelles méthodes de caractérisation mécaniques basées sur l’utilisation des 

déformations représentatives représentent une alternative pour déterminer ces lois quel que soit 

le matériau. [49] 
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A.1.1.4. Courbes de déchargement : 

Le comportement du matériau influence les courbes de déchargement. En effet, les courbes de 

chargement et déchargement sont superposées dans le cas des matériaux solides aux 

comportements élastiques, donnant accès au module d’élasticité du matériau.  

Pour l'analyse des courbes de déchargement, il existe deux approches principales. La première 

approche est celle de Doerner et Nix [50]. Elle est basée sur l'approximation du poinçon plat 

qui suppose qu'au début de la courbe de déchargement, l'aire de contact est constante, en 

considérant que la géométrie pyramidale n’a qu’un petit effet sur le résultat final. Le concept 

de profondeur de contact utilisé comme substitut des longueurs diagonales, de la profondeur 

maximale ou de la profondeur plastique [6], a été utilisé pour modifier la définition de la 

fonction d’aire. La profondeur de contact est obtenue en ajustant le premier tiers de la courbe 

de déchargement par une ligne droite, qui coïncide avec la tangente à l’origine de la courbe de 

déchargement, par conséquent la profondeur de contact, hc, est donnée par l'expression :  

ℎ𝐶 = ℎ𝑚𝑎𝑥 
− Ꜫ.

𝑃𝑚𝑎𝑥

𝑆
     (I.7) 

La relation I.4 de Doerner et Nix [50] est liée à la pente de déchargement :  

ⅆℎ

ⅆ𝑃
= 𝐶𝑓 +

1

2
√

𝜋

𝐴𝑐(ℎ𝑐)
.

1

𝐸𝑅
    (I.8) 

Avec Cf est la complaisance du bâti expliquée en détail dans le paragraphe (§ A.1.3.1) et Ac est l’aire projetée 

détaillée dans le paragraphe (§A.1.2.1) 

Aujourd'hui cette méthode est validée par la norme ISO 14577-2, dénommée méthode 

d'extrapolation linéaire qui implique que la courbe de déchargement est décrite par 

l’équation I.9 : 

𝑃 − 𝑃𝑚𝑎𝑥 = 𝑞 + 𝑚. (ℎ − ℎ𝑚𝑎𝑥)    (I.9) 

Avec q et m qui sont des paramètres de lissage. 

L'approximation du poinçon cylindrique faite par Doerner et Nix est bonne lorsque la réponse 

de déchargement est initialement linéaire. En effet, pour des matériaux qui ne présentent pas de 

reprise élastique significative, le rapport 𝐸 / 𝜎𝑦 est important. 

La seconde approche, utilisée dans l'analyse des courbes de déchargement, a été proposée au 

début des années 90 par Oliver et Pharr [51,52]. Pour eux, la courbe de déchargement obtenue 
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avec un pénétrateur Berkovich est décrite par le non-linéarité de la loi de puissance décrite dans 

l'Eq. I.10. Il ne s’agit pas d’une ligne droite, ce qui implique que l’aire de contact est modifiée 

lors du déchargement. Ils ont constaté que cette méthode pouvait être appliquée à n'importe 

quel pénétrateur axisymétrique. 

𝑃 = 𝐵′(ℎ − ℎ𝑓)
𝑚

     (I.10) 

Où. B ’et m sont des constantes liées au comportement du matériau m=1 +
1

𝑛
 et 2<n<6 ,  ℎ𝑓 la profondeur 

résiduelle 

Pharr et al. [53] ont constaté lors de l’analyse du rechargement élastique, que l'exposant m est 

lié à la forme de la surface déformée. Cependant, à l’aide d’une analyse dimensionnelle, Cheng 

et Cheng [30] ont identifié que B’ n’est pas une constante matériau car elle dépend de la 

profondeur d’indentation. De ce fait, l’Eq. I.10 est interprétée comme une formule 

d'interpolation pour un hmax spécifique. 

Dans ce cas, la norme ISO 14577 suggère que la courbe de déchargement soit ajustée avec la 

partie supérieure comprise entre 50 à 80% de la courbe. L'exposant m est un indicateur de la 

distribution de pression [54], avec une valeur attendue de 2, ce qui correspond au pénétrateur 

conique axisymétrique équivalent. Néanmoins, la valeur de m varie entre 1,16 et 1,5 pour une 

large gamme de matériaux qui ressemble plus à un paraboloïde de révolution lorsque 𝑚 = 1,5. 

De ce fait, Oliver et Pharr [51,52] ont conclu que le calcul de la profondeur de contact est basé 

sur des modèles d'indentation dans un demi-espace élastique plat par des poinçons rigides de 

géométrie simple [41,42]. Le processus est schématisé dans la Fig.I.3 et l'expression est décrite 

par l’Eq. I.11. 

ℎ𝐶 = ℎ𝑚𝑎𝑥 
− Ꜫ.

𝑃𝑚𝑎𝑥

𝑆
     (I.11) 

Où 𝜀 est une constante liée à la géométrie du pénétrateur, qui prend différentes valeurs (𝜀 = 0,72 pour un 

pénétrateur conique, 𝜀 = 0,75 pour un paraboloïde de révolution, et 𝜀 = 1 pour un poinçon plat). 

A travers l'analyse des courbes expérimentales, l'approche d’un paraboloïde de révolution (𝜀 = 

0,75) semble plus adaptée à la courbe de déchargement réelle, cette valeur est généralement 

utilisée dans la littérature. 
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Fig. I.3. Représentation d'une empreinte après déchargement selon l'Eq. I.11.[41,42]. 

Pour les auteurs, la relation I.8 lie le module élastique réduit et la rigidité de contact : 

𝑆 = (
ⅆ𝑃 

ⅆℎ
)

ℎ𝑚𝑎𝑥

= 𝛽𝐸𝑅
2√𝐴

√𝜋
     (I.12) 

Où S est la dérivée de Eq. I.10 évaluée au déplacement maximal. 

𝐸𝑅  est le module élastique réduit et 𝛽 varie de 1,02 à 1,08. 

Ainsi lors du déchargement, deux simplifications principales ont été apportées. Le 

déchargement est uniquement élastique, aucune plasticité inverse ne se produit et la forme de 

l'empreinte équivaut à un cône tronqué et conduit à une impression de profondeur hf. 

Néanmoins, la reprise élastique lors du déchargement conduit à des écarts importants dans la 

forme attendue de la courbe de déchargement. En effet, une subtile courbure convexe de la 

surface se présente, au lieu d'une forme conique ou pyramidale parfaite. Par conséquent, la 

rigidité mesurée doit être multipliée par un facteur géométrique 1 / 𝛽, avec 𝛽 qui varie entre 

1.02 et 1.08 [55-57]. 

A.1.2. Détermination des propriétés mécaniques 

Dans le cadre d’essais d’indentation instrumentée plusieurs facteurs doivent être pris en compte 

pour la caractérisation de la dureté H et du module d’élasticité E. Pour ce faire, il faut considérer 

la forme de l’indenteur, l’aire de l’empreinte (réelle ou projetée) à prendre en compte pour les 

calculs, et les modes de déformations associés. 

A.1.2.1. Détermination de la dureté par indentation instrumentée IIT :  

La définition la plus simple de la dureté indique la relation entre la force normale appliquée (P) 

et l’aire de l’empreinte (A) : 

𝐻 =
𝑃

𝐴
       (I.13) 
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Cependant, en indentation, en fonction des formules utilisées, l’aire l’empreinte prise en compte 

peut être l’aire réelle, Ar, ou projetée, Ac, comme l’indique les figures I.4-a et b.  

 

  

Fig. I.4 -a Visualisation de l’aire de 

contact réelle Ar d’un indenteur 

pyramidal. 

Fig. I.4 -b Visualisation de l’aire  

de contact projetée Ac d’un 

indenteur pyramidal [58]. 

 

L'aire de l’empreinte peut être déterminée par l'observation de la surface indentée ou par des 

modèles analytiques à partir des courbes charge-déplacement. 

Dans l'indentation instrumentée, il est possible de calculer différentes valeurs de dureté. L’une 

d’entre elles, la dureté Martens (HM) est déterminée à la charge maximale et à la profondeur 

de pénétration atteinte, en utilisant la surface réelle (Tableau I.2). Elle peut également être 

calculée par régression linéaire de la courbe de décharge entre 50% à 80% de Pmax : 

𝐻𝑀𝑆 =
𝑃

𝐴𝑟
       (I.14) 

Où P est la charge appliquée, 𝐻𝑀𝑆  la dureté Martens, Ar la surface réelle. 

La dureté instrumentée HIT désigne la pression de contact moyenne entre la charge et l’aire de 

contact projetée Ac, calculée à hc qui correspond à la profondeur de contact entre l’indenteur et 

le matériau. Les deux définitions de dureté sont résumées dans le Tableau I.1.  

Dureté  (MPa) Commentaires 

𝑯𝑴 =
𝑷

𝑨𝒓
=

𝑷

𝟐𝟔. 𝟒𝟑𝒉𝒎𝒂𝒙²
 

P en N et h en mm, Ar aire de contact réelle 

𝑯𝑰𝑻 =
𝑷

𝑨𝒄
=

𝑷

𝟐𝟒. 𝟓𝒉𝒄²
 

P en N et h en mm, Ac aire de contact projetée 

Tableau I.1. Dureté Martens pour les tests d'indentation classiques instrumentées, en tenant compte de la zone de 

l’aire de contact réelle ou projetée. 
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A.1.2.2. Calcul du module élastique : 

Le module d’Young ou module d’élasticité d’un matériau, est une grandeur intrinsèque, 

directement liée aux liaisons atomiques. Habituellement, on fait appel à des essais de traction 

ou des méthodes ultrasoniques pour déterminer sa valeur. L’utilisation des tests d’indentation 

pour calculer le module d’élasticité permet d’avoir des résultats très comparables à ceux 

obtenus avec les méthodes traditionnelles.  

En indentation instrumentée, l'analyse repose sur l'hypothèse d'un chargement élastique-

plastique et d'un déchargement élastique, sans plasticité inverse. Ainsi, le module d’élasticité 

est lié à la pente initiale de la courbe de déchargement. Le module d’élasticité mesuré serait 

directement lié à la méthodologie utilisée pour l'analyse de la courbe de déchargement, l’aire 

de contact, le mode de déformation, l’hypothèse axisymétrique etc... 

En effet, à partir de la méthode d'Oliver et Pharr [51,52], le module d'élasticité réduit 𝐸𝑅 est 

obtenu par l’Eq. I.15.  

𝐸𝑅 =
𝑆√𝛱

2𝛽√𝐴𝐶
  Avec 𝑆 = (

ⅆ𝑃

ⅆℎ
)

ℎ𝑚𝑎𝑥

    (I.15) 

Lors de la pénétration dans un matériau dur, la déformation devient importante et la rigidité du 

contact diminue. Le module effectif ou réduit ER a été proposé dans le but de corriger cet effet, 

et se calcule selon l’Eq. I.16. 

1

𝐸𝑅
=

1−𝜐𝑖
2

𝐸𝑖
+

1−𝜐2

𝐸
     (I.16) 

Où 𝐸𝑖 : le module d’élasticité du pénétrateur en diamant = 1140 GPa 

𝜈𝑖 : le coefficient de Poisson du pénétrateur en diamant= 0.07 

𝐸 : le module d’élasticité de l’échantillon 

𝜈 : le coefficient de Poisson de l’échantillon. 

 

Dans le cas d’un pénétrateur très rigide, le module réduit s'approche du module d’élasticité de 

l'échantillon. En effet, la différence entre ER et 𝐸 / (1 - 𝜈2) augmente à mesure que le module 

du matériau testé se rapproche de celui du pénétrateur [45, 59]. 

De même, en se basant sur ce principe, Page et al. [60] ont démontré que le rapport entre la 

charge et la rigidité du contact est lié à la dureté H et au module réduit ER qui sont des propriétés 

du matériau [61-64]. Ce rapport s’exprime comme suit :  
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𝑃

𝑆2
=

𝜋𝐻

4𝐸𝑅
2      (I.17) 

Oliver et Pharr [51] ont proposé de lier cette relation au rapport entre le travail plastique et le 

travail total mesuré, sans qu'il soit nécessaire de calculer la surface de contact. 

Zeng et Chiu [45] ont proposé une méthodologie qui permet de calculer le module d’élasticité 

sans avoir à connaître la surface de contact. Cette étude est basée sur des résultats 

expérimentaux et une analyse par éléments finis, qui a été corroborée dans une large gamme de 

matériaux. Les deux principales relations de la méthode sont présentées ci-dessous : 

𝑃 = (1 − 𝜐) 𝑓(𝜈)𝐸ℎ2 + 2𝜐√
24.56

𝜋

𝐸

1−𝜈2 ℎ0(ℎ − ℎ0)    (I.18) 

𝑓(𝜈) =
2.1891(1−0.21𝜐−0.01𝜐2−0.41𝜐3)

1−𝜈²
      (I.19) 

Où le paramètre 𝜐 est le rapport entre la limite d’élasticité et le paramètre 

d’écrouissage, qui vaut 1 pour les matériaux élastiques plastiques parfaits et 0 pour les 

matériaux élastiques. ℎ0 est une constante se référant à la profondeur plastique pour 

une matière élastique plastique parfaite. 

Malzbender et al. [64] proposent une approche pour calculer le rapport de la dureté sur le 

module d’élasticité (Eq. I.20 et I.21) qui utilise la relation entre les pentes des courbes de 

chargement (SL) et de déchargement (S) évaluées au point de charge maximale : 

𝑆𝐿

𝑆
=

𝜋𝑡𝑎𝑛𝜃

𝛽

𝐻

𝐸𝑅

ℎ𝑐

ℎ𝑚𝑎𝑥
 Avec  ℎ𝑐 = ℎ𝑚𝑎𝑥 [1 +

𝜋𝑡𝑎𝑛𝜃

2

𝜀

𝛽

𝐻

𝐸𝑅
]

−1

𝑓(𝑛)   (I.20) 

𝐸𝑅 =
𝑆𝐿𝑆2

2𝑓(𝑛)𝑆−𝜀𝑆𝑙
.

1

2𝛽𝑡𝑎𝑛𝜃𝑃
; 𝑓  (𝑛) ≈ (1.28 − 0.8𝑛)(1 − 14.78 𝜎𝑦 𝐸𝑅⁄ )  (I.21) 

A.1.2.3. L’aire de contact : 

La zone de contact est un élément principal de l'analyse des données d'indentation instrumentée. 

Différentes méthodes de calcul sont proposées en fonction de l'échelle de mesure. Il existe dans 

la littérature différentes approches pour prendre en compte les défauts du pénétrateur, 

notamment l’effet de l’émoussement de la pointe particulièrement visible aux faibles 

profondeurs de pénétration [65-70]. 

L’expression polynomiale déterminée par Oliver et Pharr (Eq. I.22) a été largement utilisée en 

nano indentation depuis le début des années 90.  
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𝐴𝑐 = 𝐶0ℎ𝑐
2 + 𝐶1ℎ𝑐

1+𝐶2ℎ𝑐
1 2⁄

+ 𝐶3ℎ𝑐
1 4⁄

+ ⋯ + 𝐶8ℎ𝑐
1 128⁄

   (I.22) 

Où C0 à C8 sont des constantes déterminées par l'ajustement des courbes. 

Les huit coefficients n’ont pas de signification physique, mais sont simplement utilisés parce 

qu'ils correspondent bien aux données. En effet, cette expression peut être adaptée à différentes 

géométries de pénétrateur. Le premier terme (𝐶0 = 𝜋tan2𝜃, θ angle du pénétrateur) représente la 

pyramide parfaite, le second un paraboloïde de révolution, qui se rapproche de la sphère à de 

petites pénétrations. Le troisième terme pourrait être lié au défaut de la pointe [71]. Les termes 

d'ordre supérieur peuvent décrire des écarts par rapport à la géométrie parfaite et donner une 

fonction qui convient à différents ordres de grandeur du déplacement [51,52]. 

Un étalonnage est généralement effectué dans un matériau de propriétés connues tel que la silice 

fondue en utilisant le mode de mesure continue de la rigidité, dans le but d’obtenir les 

coefficients Cn. La méthode consiste à déterminer les coefficients par ajustement, qui 

permettent d’avoir un module d’élasticité constant sur une certaine plage de profondeur 

prédéterminée [51].  

Herrmann et al. [72] ainsi que Thurn et Cook [66] ont proposé de tracer la racine carrée de l'aire 

de contact théorique comme une fonction linéaire, où pour les premiers, les coefficients sont 

des paramètres d'ajustement, tandis que les deuxièmes attribuent une signification physique aux 

coefficients présentés dans l’Eq. I.23 : 

√𝐴𝐶 =
ℎ𝐶

𝐶1
+

𝐶1

𝐶2
; 𝐶1 =

1

√𝜋𝑡𝑎𝑛𝜃
𝑒𝑡  𝐶2 =

1

2𝜋𝑅
    (I.23) 

Où R est le rayon de la pointe de l’indenteur. 

Troyon et Huang [68] ont proposé une relation (Eq. I.24) pour la micro-indentation en 

considérant simplement le défaut de pointe hb : 

𝐴𝐶 = 𝜋𝑡𝑎𝑛2𝜃(ℎ𝐶 + ℎ𝑏)2     (I.24) 

En s’inspirant des résultats précédents, Chicot et al. [73] ont obtenu une aire de contact 

uniquement dépendante de la hauteur tronquée de la pointe du pénétrateur (hb) déterminée par 

microscopie haute résolution. Ils ont validé un défaut de pointe de 10 nm jusqu'à la plage de 

micro-indentation, en mesurant le module d'élasticité et la dureté dans la caractérisation d'un 

film TiHfCN de 2,6 μm d'épaisseur. 
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𝐴𝐶 = 𝜋𝑡𝑎𝑛2𝜃 (ℎ𝐶 + ℎ𝑏 (1 − 𝑒𝑥𝑝 (
−2ℎ𝐶

ℎ𝑏
))

3 2⁄

)

2

    (I.25) 

A l'échelle macroscopique, Cagliero et al. [36] suggèrent d'ajouter un paramètre supplémentaire 

basé sur la longueur de la ligne de convergence des faces de la pyramide, en considérant que 

les quatre faces s'interceptent dans un segment de longueur t et non en un point unique (Eq. 

I.26). 

𝐴𝐶 = 𝜋𝑡𝑎𝑛2𝜃ℎ𝐶² + 2𝑡𝑎𝑛𝜃  ℎ𝐶𝑡     (I.26) 

Les relations I.20 à I.22 sont valables pour les indenteurs Vickers et Berkovich ayant un demi-

angle du cône axisymétrique équivalent égal à 𝜃=70,3°. 

A.1.2.4. Mode de déformation : 

Lors des essais d’indentation, deux modes de déformation principaux, Sink-in et Pile-up 

peuvent être développés au voisinage de l’empreinte. La Fig I.5 schématise ces deux modes de 

déformation bien qu’ils ne se côtoient jamais au même temps sous la même empreinte. En effet, 

l’enfoncement Sink-in, est le mode de déformation généralement observés pour les matériaux 

élastiques. Il consiste à tirer la surface vers l'intérieur et vers le bas sous le pénétrateur, il est 

aussi appelé écoulement ascendant de la surface du matériau. Le mode Pile-up se traduit par un 

bourrelet. Pour les matériaux élastiques-plastiques, la surface peut se déformer en mode Pile-

up ou Sink-in. En régime de déformation entièrement plastique, le comportement dépend du 

rapport contraint normale sur module d’Young, 𝜎𝑦 / 𝐸, et des propriétés d'écrouissage. 

 

Fig. I.5. Représentation schématique des deux modes de déformation autour d'une empreinte : remontée Pile-up 

et enfoncement Sink-in, 𝒂𝒄 : rayon de contact, hmax : profondeur maximale , hc : profondeur de contact 
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Il existe de nombreux mécanismes de déformation plastique. La relation de Hooke dans le 

domaine élastique et la relation d’Hollomon dans le domaine élasto-plastique (Eq I.27 et I.28) 

sont de bonnes approximations du comportement pour les métaux :  

𝜎 = 𝐸. 𝜀   𝑃𝑜𝑢𝑟   𝜀 ≤
𝜎𝑦

𝐸
    (I.27) 

𝜎 = 𝐶. 𝜀𝑛   𝑃𝑜𝑢𝑟   𝜀 ≥
𝜎𝑦

𝐸
    (I.28) 

Où 𝜎𝑦 est la limite d’élasticité, C le coefficient de résistance et n le coefficient 

d'écrouissage. Pour des solides parfaitement plastiques 𝑛 = 0 et pour la plupart des métaux 

n varie entre 0,1 et 0,5 [35]. 

La formation Pile-up ou Sink-in dépend du rapport 𝜎𝑦 / 𝐸 et du coefficient d'écrouissage n. Lors 

de la prédominance du comportement Pile-up, la profondeur de contact est supérieure à la 

profondeur de pénétration maximale.  

La forme des zones plastiques repose sur les propriétés du matériau. Pour des matériaux sans 

écrouissage et avec un rapport 𝜎𝑦 / 𝐸 élevé la zone plastique a une forme hémisphérique bien 

étendue au-delà du cercle de contact. Ceci conduit à un bourrelet important et à une sous-

estimation des mesures de la profondeur de contact selon la méthodologie d'Oliver et Pharr 

(Eq.I.11) [1,74]. Dans les matériaux de faible rapport 𝜎𝑦 / 𝐸, la zone plastique est limitée à la 

limite du cercle de contact, par conséquent, l’enfoncement Sink-in domine probablement.  

L’estimation correcte de l’aire de contact dépend sensiblement de l’effet du bourrelet ou de 

l'enfoncement, et donc aussi du module d'élasticité et de la dureté. La méthode d'Oliver et Pharr 

pourrait conduire à des sous-estimations jusqu'à 60% de la surface de contact réelle. C’est pour 

cela, que de nombreux auteurs [74, 75, 76-79] ont cherché à y remédier, en prenant en compte 

l’effet d’empilement, ce qui s’avère difficile à faire. En effet, la norme ISO 14577 ne prend pas 

en compte ce mode de déformation. Souvent, les auteurs suggèrent que la meilleure façon 

d'envisager le bourrelet est de prendre en compte les empreintes résiduelles [30, 75, 76, 80]. 

Les travaux de Loubet et al. [71] et Hochstetter et al. [81] ont porté sur le développement de la 

relation I.29 pour estimer la hauteur de contact (hc) pour la déformation Pile-up ou Sink-in du 

matériau. La relation considère une profondeur plastique ajoutée au défaut de pointe du 

pénétrateur multipliée par un facteur 𝛼 = 1,2 pour un indenteur Brinell : 

ℎ𝑐 = 𝛼 (ℎ𝑚𝑎𝑥 −
𝑃𝑚𝑎𝑥

𝑆
+ ℎ𝑏)     (I.29) 
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D’autres rapports tels que ℎ𝑓 / ℎ𝑚𝑎𝑥 ou 𝑊𝑒 / 𝑊𝑡 sont utilisés comme indicateurs du mode de 

déformation préférentiel, où We est le travail élastique et Wt le travail total. Oliver et Pharr [51] 

ont identifié que généralement pour ℎ𝑓 / ℎ𝑚𝑎𝑥> 0,7, le matériau présente des déformations de 

type Pile-up. Yetna et al. [82] ont démontré que pour un grand nombre de matériaux, cette 

limite était plus élevée ℎ𝑓 / ℎ𝑚𝑎𝑥> 0,83. Choi et al. [77] ont constaté que le matériau s'enfonce 

(Sink-in) de préférence lorsque 𝑊e / 𝑊𝑡 <0,15. 

A.1.3. Correction des données d’indentation  

Les données force-déplacement issues des essais d'indentation instrumentée permettent 

d'estimer les propriétés mécaniques des matériaux. Cependant, les données enregistrées sont 

affectées par plusieurs erreurs qui se répercutent sur le calcul des propriétés souhaitées. Les 

erreurs les plus importantes sont liées à la mesure du déplacement du pénétrateur dans le 

matériau, aux changements environnementaux et à la forme non idéale du pénétrateur. Selon 

l’échelle de mesure, du macroscopique au nanoscopique, les résultats finaux sont plus ou moins 

sensibles à ces erreurs. Dans cette section, nous décrivons les principales corrections des 

données expérimentales afin d'obtenir des résultats fiables. 

A.1.3.1 Complaisance du bâti 

La complaisance du bâti, Cf, est un paramètre inconnu du système que l’on peut déterminer à 

travers l’étalonnage de la machine. Cette valeur diffère à chaque campagne d’essai, elle est 

donc recalculée pour chaque triplet machine/indenteur/matériau. 

L’Eq I.30 indique que la complaisance totale mesurée Ct est la somme de la complaisance de 

contact Cc de l'échantillon (l’inverse de la rigidité), et de la complaisance du bâti Cf. Ct est 

généralement représentée par deux ressorts en série dont on peut additionner les inverses des 

raideurs [51,83] : 

   𝐶𝑡 = 𝐶𝑓 + 𝐶𝑐 = 𝐶𝑓 +
√𝜋

2𝐸𝑅√𝐴𝐶
                (I.30) 

Où Ac est la surface de contact projetée et 𝐸𝑅  le module d’élasticité réduit. 

Dans l’équation I.31, l'hypothèse est un module d'élasticité constant et une fonction d'aire 

connue. Cette relation est donnée si la dureté instrumentée est considérée comme une constante 

quelle que soit la charge, qui conduit à une relation constante de √𝐻𝐼𝑇 / 𝐸𝑅: 
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       𝐶𝑡 = 𝐶𝑓 + 𝐶𝑐 = 𝐶𝑓 +
√𝜋√𝐻𝐼𝑇

2𝐸𝑅√𝑃𝑚𝑎𝑥
    (I.31) 

Dans l’Eq I.32, le déplacement mesuré h * est directement affecté par la complaisance Cf. Ainsi 

la profondeur de pénétration mesurée est généralement plus élevée que la valeur réelle car elle 

inclut la déformation du bâti. Par conséquent, la rigidité de contact S diminue et conduit à une 

sous-estimation du module d'élasticité. La correction des données de déplacement est donnée 

par l'Eq. I.32: 

    ℎ = ℎ∗ − 𝐶𝑓𝑃    (I.32) 

Où h est le déplacement réel du pénétrateur dans l'échantillon. 

Dans la littérature, il existe de nombreuses méthodes pour prendre en compte la correction de 

la complaisance du bâti [36, 84-86], impliquant généralement l'utilisation d’échantillons 

homogènes et isotropes. Le Tableau I.2 résume trois méthodes fréquemment utilisées pour 

effectuer cette procédure d'étalonnage, incluses dans l'ISO 14577-4. 

 

Méthode Hypothèse/Test Tracer Détermination de Cf 

1 ER et HIT = constante à différentes charges du test 

multicyclique 

Ct vs 1/√𝑃𝑚𝑎𝑥  

(Eq.I.31) 

Interception avec l'axe des y 

(extrapolation) Cf = 

constante 

2 ER = constante. 

Fonction de surface (A) connue ou déterminée par des 

techniques d'imagerie à haute résolution/standard à 

différentes charges ou tests multicycliques 

Ct vs 1/√𝐴𝐶  

(Eq.I.30) 

Interception avec l'axe des y 

(extrapolation) Cf = 

constante 

3 ER et HIT = constante . 

Méthode de mesure de la rigidité 

P/S² vs h 

(Eq.I.17) 

Itération jusqu'à l'obtention 

d'une courbe plate à forte 

pénétration 

Tableau I.2. Trois méthodes pour calculer le Cf [39]. 

Les deux premières méthodes présentées dans le Tableau I.2 sont les plus utilisées pour 

l’indentation instrumentée et le protocole d’étalonnage peut être trouvé dans certains logiciels 

associés aux instruments (par exemple, Zwick Universal Hardness Machine). Les deux 

méthodes sont faciles à mettre en œuvre car les données sont directement extraites des résultats 

sans aucune procédure d'itération. Cependant, il est fortement recommandé d'utiliser les 

données les plus élevées pour les charges ou déplacements pour éviter les imperfections du 

pénétrateur, une existence possible de l'effet de taille d'indentation avec une variation de dureté 

avec la profondeur de pénétration, le bruit et les vibrations affectant les données de déplacement 

à faibles charges. Malheureusement, ce sont les données à faibles charges (et faibles 
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pénétrations) qui conditionnent le plus la valeur de Cf, car on représente des inverses de la 

charge ou de l’aire de contact. 

Pour améliorer leur précédente procédure d’étalonnage, Oliver et Pharr [51] ont suggéré la 

méthode 3, basée sur une procédure itérative (Eq.I.17), qui consiste à calibrer la fonction d'aire 

et la complaisance à partir d’un ensemble de données provenant d'un seul échantillon de 

référence. Néanmoins, la méthode est limitée en raison du temps nécessaire à son 

aboutissement.       

La complaisance du bâti est un paramètre très critique pour déterminer correctement les 

propriétés mécaniques par des tests d'indentation instrumentée. En effet, si Cf est plus petit que 

la valeur réelle, alors le déplacement corrigé sera supérieur au déplacement réel. De ce fait, le 

module élastique et la dureté seront sous-estimés.  

Dans le cas des charges et déplacements élevés, la détermination précise de la complaisance du 

bâti devient plus importante, puisque le facteur dominant Cf a le même ordre de grandeur que 

la complaisance de contact, Cs [51, 83, 87]. De même, Cf affecte de manière significative la 

détermination du module élastique plus que la dureté, puisque pour la détermination du module, 

la correction concerne la rigidité et l’aire de contact. 

A.1.4. Indentation de matériaux hétérogènes 

A la différence des matériaux homogènes, les propriétés mécaniques des phases d’un matériau 

hétérogène ne peuvent pas être déterminées par un seul essai d’indentation si l’on ne connaît 

pas la phase exacte sur laquelle on indente. De plus, dans le cas où l’indenteur pénètre dans une 

zone à l’interface entre plusieurs phases, le résultat ne permet pas de caractériser une phase 

unique. Dans ce contexte, il est exigé d’effectuer un grand nombre d’essais d’indentation sur 

une zone quelconque de la surface de l’échantillon. Ces essais peuvent alors être représentés 

sous la forme de cartographie de propriétés [29]. Cette partie sera développée dans le 

chapitre B. 
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A.1.5. Conclusion  

Cette partie bibliographique a permis de définir l’indentation, de décrire le protocole 

expérimental et de développer le mode de calcul utilisé pour extraire les résultats nécessaires 

pour caractériser les matériaux. 

L’indentation instrumentée permet de déterminer des propriétés mécaniques. Dans un premier 

temps, la démarche sera adoptée pour un matériau homogène de référence, le cuivre. Dans un 

second temps, cette démarche sera élargie au matériau hétérogène de notre étude.  En effet, 

suite à la courbe charge-décharge, qui représente l’évolution de la charge en fonction du 

déplacement, il est possible d’extraire la valeur du module d’Young E, en le calculant à partir 

de la pente à la décharge S, et l’aire de contact projetée Ac. De même, des critères pour 

déterminer le mode de déformation : Sink-in ou Pile-up ont été présentés, et à travers ceux-ci, 

la hauteur de contact hc est déterminée. Afin d’éviter toute erreur lors des essais en faible charge, 

une correction avec une complaisance de la machine Cf sera proposée. Cette dernière est 

l’ordonnée à l’origine obtenue graphiquement en traçant l’évolution de 1/S en fonction de 

1/√𝐴𝐶 . 

Cependant, même si cet essai semble donner des résultats précis, et permet une caractérisation 

à plusieurs échelles, les erreurs détectées sur les valeurs obtenues avec la macro-indentation 

sont bien présentes. En effet, le fait de devoir déterminer plusieurs paramètres de façon 

expérimentale induit des erreurs cumulées importantes, que ce soit lors de la détermination du 

mode de déformation ou du calcul de l’aire de contact, de la raideur, de la hauteur de contact hc 

et surtout du facteur de correction sur les faibles charges Cf, qui reste une ‘’boîte noire’’ liée à 

la machine, aux capteurs, aux jeux, et aux supports. C’est pour cela qu’une investigation plus 

profonde sera menée, dans le but d’éclaircir l’influence de chaque paramètre sur la précision 

des résultats obtenus par macro-indentation, puis validée avec un modèle numérique en 

éléments finis sur un matériau de référence. Nous verrons par la suite que ces corrections 

proposées dans la littérature ne sont pas toujours suffisantes pour obtenir des valeurs exemptes 

d’artefacts de mesure. En particulier, en macro indentation, nous verrons l’influence de chacune 

de ces corrections sur le résultat final. Un modèle numérique sera mis en œuvre pour étayer ces 

conclusions. 
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A.2. Validation de la démarche expérimentale   

A.2.1. Macro-indentation (Machine ZHU 2.5) 

La machine d'essai de dureté universelle ZHU 2.5 de Zwick Roell Group fonctionne dans la 

plage de charges entre 5 N et 2,5 kN. La tête de mesure contient une cellule de pesée, un système 

de mesure de déplacement à haute résolution, un pied de capteur conforme au principe de 

mesure d'Abbe [130] et un pénétrateur qui peut être facilement interchangé. Une représentation 

schématique détaillée du système est présentée à la Fig. I.16. La précision de la cellule de pesée 

est de grade 1 (norme DIN EN ISO 7500-1) et la résolution de déplacement est de 0,02 μm. Les 

vitesses de chargement et de déchargement peuvent être contrôlées en force ou en déplacement, 

tout comme pour le maintien en fin de chargement. La machine est couplée à un microscope 

optique et à une table motorisée. La table permet de changer la position de l'échantillon (x et y) 

et de déplacer l’échantillon jusqu’à la tête de l’indenteur.  Le schéma de principe de l’indenteur 

Zwick ZHU2.5 est schématisé sur la Fig. I.6. 

 

Fig. I.6 Macro indenteur Zwick ZHU 2.5 et schéma de principe du système. 

A.2.2. Résultats de la Macro-indentation Brinell sur le Cuivre  

Afin de s’affranchir des résultats trouvés pour le matériau de friction étudié au chapitre B, le 

cuivre, qui est un matériau homogène, est pris comme référence, dans tout ce chapitre. Le 

matériau est fourni par MDS (Métaux Détail Services) [88] sous l’appellation CuAg, répondant 

à la norme ISO Cu Ag 0,1 

L’échantillon est indenté par un indenteur sphérique Brinell en carbure de tungstène de rayon 

R=5mm. 
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Afin de poursuivre les travaux réalisés par Kossman [95] la même démarche expérimentale a 

été adoptée, à savoir des tests multi-cycliques pour évaluer les propriétés mécaniques (E et H) 

en utilisant les conditions suivantes :  

- Pour les faibles charges : 5 cycles de 50 à 250 N avec un pas croissant de 50 N ; temps 

de maintien de 15 s à charge maximale (Pmax) ; décharge partielle jusqu'à 10 N ; l’Eq 

I.33 permet de déterminer l’espace, Δe, entre les empreintes. Il est équivalent à 30 fois 

la profondeur de pénétration maximale ; la vitesse de chargement et de déchargement 

est de 300 N/min quelle que soit la charge maximale. 

𝛥𝑒 = √ℎ𝑚𝑎𝑥 × 𝑅 × 2 × 3      (I.33) 

Avec hmax le déplacement maximal.  

- Pour les fortes charges : 8 cycles de 50 à 1450 N avec un pas croissant de 200 N ; temps 

de maintien de 15 s à charge maximale (Pmax) ; décharge partielle jusqu'à 10 N ; espace 

entre les empreintes équivalent à 30 fois la profondeur de pénétration maximale ; la 

vitesse de chargement et de déchargement de 1500 N/min. Afin d’écarter l’hypothèse 

du fluage lors de l’essai, différents essais expérimentaux à 15s, 30s, 60s, 120s, ont été 

conduits pour définir un temps optimal de 15s de pause. 

La Fig.I.7 présente les courbes charge-déplacement à faibles et fortes charges. 

 

 

Fig. I.7 Courbes charge-déplacement pour le cuivre à faibles et fortes charges. 
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La figure I.7 montre que la réponse du matériau est homogène, car les courbes charge-

déplacement sont similaires d’un essai à l’autre.  

La détermination du module d’Young est réalisée sur la partie de déchargement de la courbe 

charge-décharge en se basant sur la méthode développée par Olivier et Pharr [51, 52] tout en 

appliquant les équations de contact élastique établies par Sneddon (Eq. I.15), le calcul de l’aire 

de contact sera fait en appliquant des équations de Hertz [31,32] (Eq. I.34).  

𝐴𝑐𝑝 = 𝜋(2 ∗ ℎ𝐶 ∗ 𝑅 − ℎ𝑐²)     (Eq. I.34) 

La complaisance du bâti Cf utilisée dans cette étude est considérée comme constante, calculée 

à partir de l’équation I.26, quel que soit la charge appliquée. Sans la prise en compte de la 

complaisance du bâti, le module a une valeur moyenne de 48,6𝐺𝑃𝑎 ± 3,9 pour toutes les 

charges (50 à 1450 N), comme indiqué sur l’histogramme Fig I.8.  

 

Fig. I.8 Histogramme du module d'élasticité pour toutes les charges de 50 à 1450 N avec un Cf constant. 

Cependant dans l’annexe 1, différents calculs ont été investis pour le calcul du coefficient Cf à 

différents niveaux de charges. Il en ressort que les valeurs du module d’élasticité obtenues sans 

correction du Cf pour les très fortes charges (supérieures à 1050 N), donnent des résultats 

proches de la valeur de référence connue du cuivre, à savoir E = 117 GPa [88]. Une question se 

pose donc sur la nécessité ou pas de cette correction pour les niveaux de charges très élevés.  

 

 

E= 48,6 GPa 
Ecart-type = 3,9 
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Comme vue précédemment dans l’étude bibliographique, cette différence peut être due :  

- à la rigidité du bâti,  

- au choix de l’indenteur,  

- à un problème de la machine.  

Ce sont tous ces questionnements qui sont abordés dans les prochains paragraphes. 

A.2.3. Investigation sur l’influence des paramètres sur la valeur du module dans le cas d’un Cf 

constant  

A.2.3.1. Influence de la rigidité de la machine  

Oliver et Pharr [51] (cf. § A-1-3-1) ont mis en avant que la rigidité de la machine joue un rôle 

important dans la mesure des résultats. Pour identifier la complaisance liée à la machine 

ZWICK, Kossman [39] a démontré dans sa thèse que la table sur laquelle est positionné 

l’échantillon joue un rôle important dans les résultats car celle-ci se déforme sous fortes 

charges. Pour s’affranchir de cette déformation, un bloc rigide en acier (80mm*40mm*20mm) 

est positionné entre l’échantillon et le support de la machine (Fig. I.9) tout en gardant le même 

protocole d’essai défini au § A.2.2. 

 

Fig. I.9 Essai de Macro-indentation Brinell a- sans bloc et b- avec bloc. 

Les courbes de charge-déplacement I.10-a et b, à faibles et fortes charges montrent que l’ajout 

du bloc rigide ne change pas significativement les valeurs des déplacements maximum. Cette 

variation est respectivement de 5,8% et 1,6% pour les faibles et fortes charges, ce qui peut être 

associée à une dispersion expérimentale.  
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1 Sans bloc rigide 

 

                            2 Avec bloc rigide 

Fig. I.10-a Courbes charge-déplacement pour le cuivre à faibles charges (1) sans et (2) avec bloc rigide. 

 

  

1. Sans bloc rigide 2. Avec bloc rigide 

Fig. I.10-b Courbes charge-déplacement pour le cuivre à fortes charges (1) sans et (2) avec bloc rigide. 

En supprimant les points les plus dispersés, c’est-à-dire, le « Point_1 » en faible et forte charge, 

avec bloc et sans bloc rigide, les valeurs relatives passent de 5,8% à 2,5% pour les faibles 

charges et de 1,6% à 1,2% pour les fortes charges.    
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1. Sans bloc rigide 2. Avec bloc rigide 

Fig. I.11 Histogramme du module d’élasticité pour toutes les charges (1) sans et (2) avec bloc rigide. 

Les histogrammes I.11 1. et 2. montrent l’évolution du module d’Young, pour tous les niveaux 

de charges étudiés. Le module d’élasticité moyen avec le bloc rigide est de 58,1±2,8 GPa contre 

48,6 ± 3,9 GPa en l’absence de celui-ci. Cependant, même si cela induit une augmentation de 

la complaisance Cf de -0,007709 à -0,004504 µm/N, l’insertion du bloc entre la table et 

l’échantillon indenté ne permet pas d’atteindre le module d’Young de 117 GPa du Cuivre [88]. 

Il est important de noter que la valeur négative du Cf est une valeur relative par rapport 

à celle qui existe sur la machine (Cf= +0,034 µm/N) et qui est définie par le constructeur. 

La valeur du Cf calculé vient donc corriger celle du constructeur, supposée très raide.  

Enseignement tiré : Par la suite, les essais seront réalisés sans bloc rigide. 

A.2.3.2. Influence du mode de calcul 

Nix et Gao [89] ont démontré que la forme de l’indenteur joue un rôle sur la valeur de la dureté, 

et sur la valeur du module d’Young. Afin de s’affranchir de cela, des essais aux mêmes charges 

mais avec un indenteur Vickers ont été réalisés et comparés à ceux obtenus avec l’indenteur 

Brinell. La Fig I.12-a montre qu’une plus grande dispersion des résultats est observée pour les 

faibles charges dans le cas de l’essai Brinell sans bloc comparativement aux essais Vickers sans 

bloc. Il est à noter que pour tous les paliers de chargement, l’indenteur Vickers, en faibles et 

fortes charges, montre des résultats très faiblement dispersés.  

E= 48,6 GPa 
Ecart-type = 3,9 

E= 58,1 GPa 
Ecart-type = 2,8 
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1. Indenteur Brinell 2. Indenteur Vickers 

Fig. I.12-a Courbes charge-déplacement pour faibles charges sans bloc rigide pour (1) un indenteur Brinell et 

(2) un indenteur Vickers. 

 

  

1. Indenteur Brinell 2. Indenteur Vickers 

Fig. I.12-b Courbes charge-déplacement pour fortes charges sans bloc rigide pour (1) un indenteur Brinell et 

(2) un indenteur Vickers. 

Même si les courbes charges-décharges Fig.I.12-a et b, montrent un comportement homogène 

entre les deux indenteurs. En appliquant l’Eq I.8 définie par Oliver et Pharr [51,52], c’est-à-

dire le tracé de l’inverse de la raideur en fonction l’inverse de la racine de l’aire de contact (Fig 

I.13), cela montre que la complaisance de la machine Cf vaut -0,007709 µm/N pour Brinell et -

0,002057 µm/N pour Vickers. Au travers des deux histogrammes (Fig. I.14) on constate que le 

module d’Young réalisé avec Brinell (48 ±3.9 GPa) est plus faible que celui trouvé avec Vickers 
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(108.9 ±5.2 GPa). Ces résultats sont cohérents car pour les fortes charges, le déplacement 

maximal obtenu par Brinell est de 65 µm contre 225 µm pour Vickers. Cela corrobore bien que 

dans le cas de l’indenteur Vickers, la surface indentée sera plus importante, conduisant à une 

aire de contact supérieure à celle obtenue avec l’indenteur Brinell.   

 

1. Indenteur Brinell 2. Indenteur Vickers 

Fig. I.13 Courbes d’évolution de 1/S en fonction de 1/√𝐴𝑐 pour (1) un indenteur Brinell et (2) un indenteur 

Vickers. 

  

1. Indenteur Brinell 2. Indenteur Vickers 

Fig. I.14 Histogrammes de la comparaison du module d'élasticité pour toutes les charges de 50 à 1450 N pour 

(1) un indenteur Brinell et (2) un indenteur Vickers. 

Cette étude permet d’identifier que le problème de la mesure ne provient pas de la méthode de 

calcul du module d’élasticité mais qu’il est influencé par la géométrie de l’indenteur de la 

machine d’indentation ZWICK ZHU 2.5 en macro-indentation, avec une profondeur de 
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pénétration qui est nettement plus importante pour l’indenteur pyramidal Vickers, comparé aux 

Brinell.  

Enseignement tiré : Pour la machine ZWICK, l’indenteur Vickers donne de bonnes valeurs du 

module d’élasticité alors que pour l’indenteur Brinell le module d’Young n’est pas correct.   

A.2.3.3. Influence du couple machine/indenteur Brinell  

Afin d’identifier l’origine des écarts à la valeur de référence E dans le cas d’indentation 

sphérique en macro-indentation, il est proposé dans cette partie de réaliser des tests multi-

cycliques en micro-indentation (CSM MICRO-HARDNESS TESTER), avec une bille Brinell 

de rayon R=0.1mm, suivant les conditions :  

- 20 cycles avec une charge variant de 0.5 à 15 N, 

- temps de maintien de 15 s à la charge maximale (Pmax),  

- décharge partielle jusqu'à 0.2 N avec une vitesse de chargement et de déchargement 

constante égale à 15 N/min.  

Les exemples de courbes charge-déplacement sont présentés sur la Fig.I.15. 

 
 

Fig. I.15 Courbes charge-déplacement. Fig. I.16 Histogramme du module d’Young. 

La bonne reproductibilité des courbes de charge-déplacement confirme une réponse homogène 

du matériau.  

La valeur moyenne du module d’Young déterminée depuis l’histogramme sur la Fig I.16 est 

estimée à 114,8 ± 5,1 GPa. Cette valeur est en adéquation avec la valeur de référence du cuivre 

de 117 GPa [88].  

E= 114,8 GPa 
Ecart-type = 5,1 
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Enseignement tiré : Pour le module d’Young du cuivre, la machine de micro-indentation CSM, 

donne de bons résultats avec l’indenteur Brinell. Donc le problème vient du couple 

machine/indenteur en macro-indentation  

Conclusion intermédiaire : 

Les essais en micro-indentation avec indenteur Brinell ont permis d’identifier un module 

d’Young pour le cuivre de 114.8 GPa. Cela confirme que le protocole de calcul est correct et 

que le problème vient du couple machine/indenteur Brinell en macro-indentation. Celui-ci peut 

être lié à une incertitude de déplacement dont son pourcentage est plus important avec un 

indenteur Brinell. En effet, pour une même charge (§A.2.3.2.), la pénétration dans la matière 

est plus importante pour l’indenteur Vickers donc une erreur relative plus faible au niveau du 

déplacement, qui se traduit par un module d’élasticité de 108 GPa, voisine de la valeur de 

référence 117 GPa. Pour l’indenteur sphérique le module de Young est plus faible (48 GPa), 

cela peut s’expliquer par un mauvais sertissage de la bille en carbure de tungstène dans un corps 

en acier. 

Dans le paragraphe A.2.3.4., pour s’affranchir du problème du couple indenteur/machine en 

macro-indentation, une méthode de correction sera proposée pour l’indenteur Brinell. Le choix 

de cet indenteur est justifié par la similitude de contact (plan-plan) par rapport à l’essai de 

compression, qui simule le contact du matériau de friction lors du freinage et par l’étendue de 

la surface de contact face au matériau hétérogène. L’approche expérimentale proposée concerne 

l’étude de l’évolution de la complaisance de la machine Cf en fonction de la charge, qui sera 

réalisée de façon à harmoniser les valeurs obtenues du module d’élasticité pour chaque niveau 

de charge, en corrigeant uniquement les résultats à faibles charges responsables de la chute du 

module d’élasticité moyen.  

A.2.3.4. Complaisance de la machine en fonction du niveau de charge  

Depuis le début des traitements expérimentaux en indentation instrumentée, la complaisance 

du bâti Cf a toujours été considérée comme constante avec la charge. Sa détermination a 

longtemps été calculée à partir des résultats obtenus lors des essais à fortes charges [36, 84-86]. 

En effet, l’équation permettant le calcul de cette complaisance se base sur la formule (I.30) [91], 

où les paramètres qui rentrent dans ce calcul sont la complaisance Ct égale à 1/S, le module 

réduit ER, et l’aire de contact Ac qui sont tous connus pour chaque niveau de charge.  

𝐶𝑡 = 𝐶𝑓 + 𝐶𝑐 = 𝐶𝑓 +
√𝜋

2𝐸𝑅√𝐴𝐶
     (I.30) 
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Comme le montre la Fig I.17, cette méthode est valable pour un essai où l’évolution de 1/S en 

fonction de 1/√𝐴𝐶 est linéaire comme cela est le cas pour la micro-indentation Brinell sur cuivre 

(§A.2.3.3.). En effet, le Cf représente l’ordonnée à l’origine de la courbe 1/S = f(1/√𝐴𝐶  ). Pour 

la Fig I.17 Cf= -0.019 µm/N. Cette valeur négative du Cf correspond à la valeur obtenue après 

comparaison du Cf de notre essai avec le Cf du constructeur qui est entrée dans le logiciel de la 

machine de micro-indentation. 

 

 Fig. I.17 Evolution de 1/S en fonction de 1/√𝐴𝐶  pour la micro-indentation Brinell. 

Dans le cas des essais en macro-indentation sur le cuivre, l’évolution de 1/S en fonction de 

1/√𝐴𝐶   a montré un comportement non linéaire représenté dans la Fig I.13.a, où on voit une 

dispersion des points, en particulier aux faibles charges ou aux faibles profondeurs.  

La Fig I.18 qui représente l’évolution du Cf en fonction de la charge, obtenu à partir de 

l’équation (I.30), en considérant ER connu et le Ac et 1/S connus pour chaque niveau de charge, 

montre un comportement non linéaire de la fonction I.30 où la variation de la complaisance du 

bâti Cf dépend de la charge F(N). 

L’évolution de Cf en fonction de la charge appliquée F est ici décrite par deux lois : une loi 

exponentielle (Eq I.35) et une loi de puissance (Eq I.36). Les équations I.35 et I.36 expriment 

les valeurs des paramètres  et  déterminés pour les deux lois. Cependant la loi puissance 

représente mieux l’évolution de la complaisance du bâti Cf en fonction de la charge tant sur la 

représentativité des points expérimentaux que sur la valeur du coefficient de régression R. De 

Cf= - 0.019
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plus, sur les fortes charges, le Cf tend vers 0, ce qui signifie qu’il n’est pas nécessaire d’ajouter 

une correction de la complaisance du bâti sur les résultats des essais expérimentaux.  

 

Fig. I.18 Courbe d’évolution de la complaisance de la machine Cf en fonction de la charge F. 

𝐶𝑓1(𝐹) = 𝛼𝑒𝜆𝐹 = 0,0231𝑒−9×10−04𝐹    (I.35) 

𝐶𝑓2(𝐹) = 𝛼𝐹𝜆 = 0,1269𝐹−0,375     (I.36) 

La loi puissance Cf2(F) (I.36) est retenue pour corriger les résultats de la macro-indentation 

Brinell sur le cuivre, car c’est celle qui prend mieux en compte le comportement expérimental 

de l’essai avec un coefficient de régression de 0,9682.  On remarque cependant qu’à très faible 

charge, pour une force F inférieure à 50N, les valeurs de Cf trouvées ne suivent pas l’évolution 

de la loi en puissance, ce qui aura une conséquence pour la valeur du module calculé pour ces 

faibles charges. 

L’histogramme (Fig. I.19) donne une comparaison entre les anciens résultats du cuivre avec un 

Cf constant pour tous les niveaux de charges, et le nouveau Cf2(F) qui dépend de la charge. Une 

augmentation du module d’élasticité est observée qui passe de 48,6 ± 3,9 GPa à 104,6 ± 6,2 GPa, 

permettant ainsi de valider la démarche pour le calcul de Cf(F), puisque le nouveau module se 

rapproche de celui des valeurs de référence. 
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1. 𝐶𝑓 Constant 2. 𝐶𝑓2(𝐹) = 𝛼𝐹𝜆 

Fig. I.19 Histogrammes de la comparaison du module d'élasticité Brinell en macro-

indentation avec (1) Cf constant et (2) Cf2(F) pour toutes les charges de 50 à 1450N. 

La prise en compte des très faibles charges (inférieures à 50N) à tendance à sous-estimer la 

valeur du module d’Young, car la médiane ne se situe pas dans le centre du nuage des points 

de l’histogramme. Ceci peut s’expliquer par des non-linéarités de contact à ces faibles niveaux 

de charge. Ainsi, en choisissant d’écarter les valeurs obtenues pour de faibles charges (Fig I.19), 

le module l’élasticité moyen obtenu passe de 104,6 ± 6,2 GPa à 108,3 ± 3,8 GPa (Fig I.20), qui 

est une valeur similaire à celle de référence.  

 

Fig. I.20 Histogramme du module d'élasticité sans les faibles charges pour 𝐶𝑓2(𝐹) = 𝛼𝐹𝜆 en macro-

indentation avec indenteur Brinell. 

 

E= 48,6 GPa 
Ecart-type = 3,9 

E= 104,6 GPa 
Ecart-type = 6,2 

E= 108,3 GPa 
Ecart-type = 3,8 
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Conclusion intermédiaire : 

La complaisance permet de corriger la mesure de déplacement afin d’évaluer l’enfoncement 

réel. Elle est rendue nécessaire par la déformation de la machine sous sa propre charge qui 

introduit un déplacement qui n’est pas lié à la pénétration de l’indenteur dans le matériau. Les 

méthodes de calculs qui considèrent le Cf constant, exploitent principalement les résultats 

obtenus en fortes charges. Cependant, nous avons pu démontrer que la complaisance de la 

machine dépend de la charge appliquée. Nos résultats sont cohérents avec la littérature : la 

complaisance varie de moins en moins avec la charge, ce qui peut expliquer, parfois, 

l’hypothèse d’une complaisance constante.  

Une loi en puissance a été identifiée pour apporter une correction aux résultats expérimentaux 

trouvés par la macro-indentation Brinell sur le cuivre, en considérant la complaisance de la 

machine Cf (F) non linéaire. Ainsi, le module d’élasticité a été corrigé et la valeur trouvée est 

du même ordre de grandeur que celle de référence. Cette correction Cf sera exploitée dans 

l’étude du matériau de friction hétérogène dans les prochains chapitres.  

A.2.3.5. Simulation numérique avec un modèle élastoplastique : 

Dans cette partie, la modélisation porte sur un échantillon cubique de 20 mm de côté (Fig I.21), 

ayant un comportement isotrope élastique, avec des propriétés mécaniques équivalentes au 

cuivre (E = 117 GPa et 𝜐 = 0.33). Le modèle numérique est composé de 200.000 éléments, avec 

un maillage quadratique, plus fin au niveau du point d’indentation, et des conditions aux limites 

similaires à l’essai de la macro-indentation, qui se traduisent par un appui plan sur la surface 

inférieure et un encastrement du nœud au centre de cette surface. Les quatre faces latérales sont 

supposées numériquement libres. Un indenteur sphérique du type Brinell de 10 mm de diamètre 

a été ajouté au modèle avec une surface rigide non maillée, afin d’éviter le chevauchement des 

éléments maillés. Le contact est considéré sans frottement. Une charge maximale de 1450 N, a 

été appliquée sur l’indenteur, suivant le même protocole (charge-décharge) utilisé dans la partie 

expérimentale (§A.2.2).  
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Fig I.21 : Modèle numérique par éléments finis : cube-indenteur Brinell. 

Une première simulation numérique a permis de mettre en évidence une différence de 

déplacement pouvant aller jusqu’à 40 µm (soit 65% de hmax) pour les fortes charges entre les 

résultats trouvés analytiquement et expérimentalement. En effet, sur la fig I.22, la courbe orange 

montre un comportement mécanique élastique du modèle numérique, alors qu’en réalité un 

comportement plastique est observé expérimentalement comme le montre la courbe bleue en 

pointillée. De ce fait, le phénomène de plasticité doit impérativement être pris en compte lors 

de la simulation numérique. Comme l’ont suggéré Banerjje et al. [92] pour l’étude de la 

pénétration et en se basant sur les travaux de Remach et al. [93], le modèle de Johnson-Cook a 

été appliqué pour la modélisation de l’essai de macro-indentation sur le cuivre. 

L’équation I.37 prend en compte la plasticité au travers 𝜀𝑝
𝑛 . 

 

Avec 

 

(I.37) 

Où A est la limite d’élasticité, B et n sont respectivement le module et le coefficient d’écrouissage, C et m 

sont les constantes matériaux, εp est l’équivalent de la déformation plastique, 𝜀 et 𝜀0 sont respectivement 

la vitesse de déformation plastique et la vitesse de référence de déformation plastique (c’est-à-dire qui 

correspond au test quasi-statique). 

𝑇∗ est la température normalisée, 𝑇0 est une référence (ou transition) c’est-à-dire la température ambiante 

dans un environnement de simulation quasi-statique, et Tm est la température de fusion.  

Les expressions dans le second et le troisième ensemble de parenthèses représentent 

respectivement les effets des taux de déformation et de la température. L’essai d’indentation est 

un essai quasi-statique avec une vitesse v = 1500 N/min, ainsi il peut être admis qu’il n’y a pas 

d’évolution thermique au cours de l’essai. De ce fait, le second et le troisième facteur de la 

relation constitutive ont été négligés. L’expression dans le premier ensemble de parenthèses 

𝜎 = [𝐴 + 𝐵𝜀𝑝
𝑛] [1 + 𝐶𝑙𝑛 (

𝜀 

𝜀0
)] [1 − 𝑇𝑚] 𝑇∗ =

𝑇 − 𝑇0

𝑇𝑚 − 𝑇0
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donne la contrainte sous forme de fonction de déformation pour 𝜀 = 𝜀0 et 𝑇∗ = 0 . Par 

conséquent, seules les constantes A, B et n ont dû être déterminées. La simulation numérique a 

été utilisée en conjonction avec un modèle de matériau élastique linéaire.  

Les constantes A, B et 𝑛 évoluent suivant la nature et la composition du matériau. Ainsi pour 

le cuivre, deux lois ont été utilisées comme l’indique le tableau I.3. Ces valeurs sont extraites 

de la bibliographie [94].  

 Limite d’élasticité 

A (MPa) 

Module 

d’écrouissage 

B (MPa) 

Coefficient 

d’écrouissage 

𝒏 

1er jeu de paramètres 

(courbe rouge) 
95 280 0,35 

2sd jeu de paramètres 

(courbe verte) 
100 263 0,23 

Tableau I.3 : Valeurs de la limite d’élasticité A, du module et coefficient d’écrouissage, B et n, 

pour le cuivre dans le modèle de Johnson-Cook [94]. 

 

 

Fig. I.22 Comparaison pour les fortes charges des courbes charge-déplacement expérimentale/numérique : sans 

et avec plasticité suivant les deux jeux de paramètres de Johnson-Cook. 
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Sur la Fig I.22, le premier jeu de paramètres, en rouge, montre une bonne corrélation des 

courbes de décharge entre le modèle analytique et les résultats expérimentaux, contrairement 

au modèle purement élastique (en orange). Cependant, on constate une différence de 

déplacement maximal de 28%. Le deuxième jeu de paramètres, en vert donne une meilleure 

corrélation, à la fois sur les pentes à la décharge et sur les déplacements. Il donne un faible 

écart, moins de 6%, entre les déplacements expérimentaux et numériques, et une pente à la 

décharge quasi-identique à l’expérience. Il faut néanmoins nuancer ce résultat puisque plusieurs 

jeux de paramètres peuvent conduire au même résultat. Une identification de ces paramètres 

par des essais appropriés, normalisés, serait nécessaire, mais sort du cadre de cette étude.  

A.3. Bilan et conclusion  

Un ensemble d’essai de macro-indentation utilisant un indenteur Brinell a été effectué sur le 

cuivre qui est un matériau homogène et dont les propriétés mécaniques sont connues. Le cuivre 

a été choisi comme référence. Les résultats expérimentaux ont montré un faible module 

comparé aux valeurs de référence. Suite à cela, 3 hypothèses se sont établies :  

- Influence de la rigidité du support.  

- Influence du mode de calcul. 

- Influence de la rigidité de la machine.  

Une investigation a été faite pour identifier la nature du problème, qui a montré que la 

défaillance venait de la rigidité de la machine qui donne des mesures de déplacement erronées. 

Afin de corriger ces erreurs, une complaisance de la machine Cf non constante a été proposée. 

Cette correction s’avère non nécessaire à forte charge mais très sensible à faible charge. Ainsi 

pour les prochains chapitres, qui portent sur le matériau hétérogène de friction, cette correction 

sera appliquée lors du post-traitement des essais de macro-indentation Brinell. 
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Chapitre B : Caractérisation macroscopique du matériau de friction  

 

 B.1. Les matériaux de friction pour les applications ferroviaires  

Les besoins croissants dans le domaine du transport ferroviaire entraînent des améliorations sur 

les organes de frottement comme les matériaux de friction. Ces derniers doivent satisfaire 

certaines performances (durabilité, taux d’usure, un certain niveau de coefficient de frottement 

stable quel que soit le niveau de température atteint, non agressivité vis-à-vis du disque, coût et 

disponibilité de la matière première sur le marché mondial etc.). Pour répondre à ces différents 

besoins, les constructeurs ont recours à des matériaux composites dont les formulations 

contiennent une trentaine de composants. Leur composition conduit donc à une forte 

hétérogénéité du matériau du fait notamment de la forte diversité de taille, morphologie et 

composition chimique des composants. Une difficulté supplémentaire se situe au niveau du 

procédé de fabrication qui consiste en un frittage compressif qui a pour conséquence de rendre 

le matériau globalement isotrope transverse suite à l’alignement des composants non sphériques 

orthogonalement à la direction de frittage. A ce jour, le développement de ces matériaux de 

friction est toujours réalisé par des méthodes de type « Essai-erreur » rendant la compréhension 

et donc l’optimisation difficile à établir. Pour simplifier l’interprétation des mécanismes mis en 

jeux au sein du matériau, une version simplifiée du matériau standard sera utilisée au sein de 

cette thèse au sens où seule une dizaine de composants sera présente [1,2]. 

Lors de travaux précédents menés au laboratoire, des analyses microstructurales de ces 

matériaux ont été menés, par micrographie en coupe et tomographie, ainsi que différents tests 

de compression uniaxiale [3, 4, 5] et d’indentation nano, micro et macro [6, 7] afin d’identifier 

leurs propriétés mécaniques. Les essais d’indentation multi-échelle ont révélé, à l’échelle 

macro, un module élastique proche de celui obtenu en compression uniaxiale et à l’échelle nano, 

des propriétés élastiques d’amplitude très variables, correspondantes aux différents composants 

du matériau (céramiques, graphites, différentes phases métalliques…). Le module élastique 

macroscopique est très faible par rapport à ceux de la majorité des composants. Il a été montré 

également, grâce à des mesures menées dans différentes directions, que le matériau présente 

une forte anisotropie. 

L’origine du faible module d’élasticité ainsi que l’anisotropie sont mal comprises, même si 

respectivement la présence d’une porosité élevée (supérieure à 10%) et le procédé de frittage 

sous compression uniaxiale ont été respectivement incriminés. 
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Dans ce chapitre, on propose de mener une investigation détaillée sur la nature de l’anisotropie 

du matériau de friction G36 en utilisant la méthodologie d’indentation macro validée dans le 

chapitre précédent. Les résultats de cette mesure seront confrontés à d’autres mesures obtenues 

par compression uniaxiale (avec mesures de champs) et méthode ultrason (sous-traitance). En 

raison de la complexité des matériaux de friction, qui possède plus de 10 constituants, 

l’identification du rôle de ces constituants est très complexe. Pour cela nous avons choisi de 

travailler sur différentes formulations de complexité croissante, en commençant par la matrice 

métallique seule, puis de plus en plus chargée (ces différentes versions de matériaux sont 

fournies par le partenaire industriel et sont élaborées à iso-procédé). Nous nommerons cette 

méthodologie « matériaux simplifiés ». Le matériau de friction complet, c’est-à-dire le plus 

complexe, sera nommé MmCG1G2. Il s’agit en fait d’une version légèrement simplifiée du 

matériau industriel G36 (amputé de quelques composants de taille réduite). 

Dans la première partie, une caractérisation mécanique du matériau de friction MmCG1G2 sera 

effectuée, à travers la réalisation d’un ensemble d’essais uniaxiaux (compression avec 

corrélation d’image), et multiaxiaux (macro-indentation Brinell). Une comparaison avec les 

résultats obtenus pour l’ancien lot (2015), validera la composition du nouvel arrivage du 

MmCG1G2 (2017). Une caractérisation par ultrasons sera effectuée, dans le but de déterminer 

les modules d’élasticité et les coefficients de Poisson, pour pouvoir ensuite les comparer avec 

les modules obtenus en macro-indentation à faibles charges.  

Dans l’intérêt de cibler l’influence de chaque composant du matériau de friction, une étude 

globale sur les matériaux simplifiés, puis une étude locale à l’échelle des composants seront 

réalisées.  

B.2. Elaboration du matériau simplifié de friction  

La formulation des matériaux de friction a évolué avec le temps. En effet, la formulation 

traditionnelle, appelée G35 [1], est composée de 77% de matrice métallique fer-cuivre, dont 

54.5% de cuivre (Tableau II.1). Cette formulation a largement fait ses preuves dans le système 

de freinage des trains à grande vitesse. 

Cu Fe Sn Mn C Si Al O W Mo Cr Zn 

54,5% 19,92% 2,70% 0,08% 7,70% 3,30% 2,30% 5,61% 2,78% 0,56% 0,42% 0,10% 

Tableau II.1 : Composition massique du G35 [1] 
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Suite aux nouvelles réglementations de certains pays, qui imposent une réduction de la teneur 

en cuivre et aussi les nouvelles conditions d’utilisation (augmentation de vitesse et de capacité 

avec par exemple des TGV à deux niveaux), la formulation du matériau fritté a évolué, d’où la 

nouvelle composition G36, réduite en cuivre, avec 70% de matrice métallique, 10% de graphite 

et 20% du reste à majorité constitué de céramiques. 

Le tableau II.2 indique les pourcentages massique et volumique ainsi que la taille des particules 

pour chaque composant du matériau de friction G36S (ou MmCG1G2). Le G36S est le matériau 

simplifié du G36 et développé spécialement par le partenaire industriel. Ce matériau 

MmCG1G2 (ou G36S), est constitué d’une matrice métallique à base de fer-cuivre (Mm) 

incluant des graphites (G1 et G2) de forme allongés et alignés perpendiculairement à la 

direction d’application de la charge pendant le frittage, et des particules céramiques (C) 

sphériques. 

Composants Pourcentage 

massique (%) 

Pourcentage 

volumique (%) 

Taille (µm) 

Matrice métallique Mm : 

Composants métalliques (Fe+Cu) + 

Liants (Sn + MnS2 ) + Fibres 

(Laine d’acier) 

70 62,9  

Graphite G1 

Graphite G2 

7 

13 

11,2 

20,9 

G1 : 100-600 

G2 : 400-1100 

Céramique C 10 5 C : 100-250 

Tableau II.2 : Composition de base de matériau fritté MmCG1G2 

Avec : 

- G1 : graphite chargé en résine  

- G2 : graphite avec porosité 

La Fig II.1 représente l’observation MEB des graphites G1 et G2 :  le graphite 1 est sous forme 

de particule (Fig II.1.a) avec une taille inférieure à 600 μm et le graphite G2 est sous forme de 

particule (Fig II.1.b) non sphérique de taille supérieure à 1000 μm. 
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Fig II.1 : Observations MEB : a- Graphite 1 (x25 et x100), b- Graphite 2 (x30 et x70) [8] 

 

Le matériau de friction MmCG1G2 (ou G36S) est obtenu par un procédé de frittage en 3 étapes : 

mélange de poudre, pression à froid, suivi d’un frittage à chaud sous contrainte et à une 

température de 1100°C durant 8 heures comme présenté dans la Fig II.2.  

 

 

a- 
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Fig II.2 : Procédé de fabrication des plaquettes de frein [3] 

La microstructure du matériau de friction est très complexe, avec un haut degré d’hétérogénéité, 

et des composants avec des longueurs caractéristiques différentes. La Fig II.3 présente une 

observation du matériau obtenue en tomographie, issue des travaux de Dufrenoy et al. [4], avec 

σ qui est la charge appliquée pendant le frittage.  

 

 

 

Fig. II.3 : Micro-tomographie X de la MmCG1G2 (ou G36S) Direction transverse [4] 
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Fig. II.4 : Image micro-tomographique de la MmCG1G2 (ou G36S) :  a- zoom sur la zone des porosités autour 

du graphite G2, b-les vides interfaces, c- extraction et orientation des graphite [4] 

En effet, les observations (Fig II.4- a) font apparaître des macroporosités autour du Graphite 2 

et (b) montrent l’existence d’interfaces discontinues entres les principaux composants du G36S. 

Ce sont donc forcément des zones de faible cohésion. De même, le graphite montre une 

orientation d’allongement perpendiculaire à la charge de frittage (c), dû au procédé de frittage 

sous charge [4].  

B.3 Caractérisation mécanique du matériau MmCG1G2 

La caractérisation mécanique du matériau de friction MmCG1G2 permet de bien comprendre 

son comportement face aux sollicitations que ce soit en sollicitation « uni axiale » ou en 

sollicitation multiaxiale. Dans cette partie, le but est de dresser l’ensemble des caractérisations 

déjà effectuées sur ce matériau et de vérifier notre protocole d’essais expérimental. Des essais 

de compressibilité et d’indentation ainsi que des caractérisations ultrasonores seront proposés. 

Par la suite, un modèle numérique représentant la microstructure réelle, servira de base afin de 

reproduire les essais. Les résultats numériques sont comparés avec ceux obtenus 

expérimentalement, dans le but de valider le modèle.  

 

a

- 
b

- 

c

- 
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B.3.1. Travaux antérieurs 

B.3.1.1. Sollicitation uniaxiale : compression avec corrélation d’images 2D DIC  

Pendant le freinage, le matériau de friction est soumis à une charge de compression par le 

disque. Une technique pour caractériser son comportement est de passer des échantillons 

cubiques extraits des plaquettes de frein en compression. Mann [3] a réalisé ce type d’essais en 

plaçant un échantillon entre deux plaques rigides et le soumettant à une charge de compression 

sous une vitesse de déformation lente (0,01 mm/s). La déformation est mesurée par corrélation 

d’images. Une illustration de l'essai est présentée à la Fig II.5. L’essai, son protocole et 

différents résultats sont détaillés dans la suite car ils vont être déclinés dans ce travail sur nos 

échantillons de matériaux. 

Le dispositif de l’essai est composé de : 

- Un capteur de force pour mesurer la charge appliquée sur l’échantillon cubique,  

- Une lumière à fibre optique donnant une projection constante sur la face avant,  

- Une caméra Ximea (4millions de pixels) pour prendre des photos pendant le test.  

 

Fig II.5 : Dispositif de l’essai de compression suivant Mann et al. [3] 

Pour déterminer l’évolution des propriétés mécaniques, le principe est de se baser sur les photos 

prises par la caméra pour identifier le champ de déplacement avec le DIC (Digital Image 

Correlation) [9, 10]. C’est une méthode qui permet de trouver la transformation entre une image 

de référence et une image déformée, en analysant le déplacement en pixel d’un modèle de 

surface. Le logiciel YaDICs est utilisé (YetAnother Digital Image Correlation Software) [11]. 

La Fig II.6 représente un exemple de l’évolution de la charge en fonction du temps pour un 

essai cyclique, avec l’ensemble des points utilisés pour la corrélation d’images. 

Une lumière à fibre optique 
donnant une projection constante 

Une caméra Ximea (4 millions de pixels)  

Un capteur de force 
pour mesurer la 
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Fig II.6 : Exemple de cycle de chargement utilisé pour la caractérisation en compression, avec les instants de 

prise d’image pour la corrélation 

Afin d'évaluer l'effet de l'historique de chargement, une procédure d'essai a été établie avec 

différents niveaux de charge appliqués au même échantillon. Les niveaux de charge de 

compression sont donnés dans le Tableau II.3. Plusieurs cycles ont été appliqués à chaque 

niveau de charge. Une précharge de 0,3 MPa a été appliquée avant chaque niveau de charge 

pour empêcher l’échantillon de tourner.  

Avant de commencer l’essai, il est indispensable de respecter toutes les étapes de préparation 

de l’échantillon, à savoir, dimensionnement et tolérance, prélèvement, réalisation de 

parallélisme, contrôle de l’échantillon, contrôle de la machine de compression, mise en place 

des plateaux, de l’éclairage, de la caméra et du mouchetis pour déterminer les déplacements 

afin de calculer la déformation élastique. 

Précharge (MPa) 0,3 0,3 0,3 0,3 0,3 

Charge (MPa) 3 5 10 15 20 

Nombre de cycles  4 4 10 10 10 

Tableau II.3 : Procédure de l’essai de compression 

La déformation élastique peut être déterminée pendant le déchargement pour chaque niveau de 

charge par une corrélation entre les images 1 et 2 (illustrée sur la Fig II.6). Ces images 

correspondent au dernier cycle d'un niveau de charge.  

Les Fig II.7-a et -b. présentent le résultat obtenu pour la dernière décharge du dernier cycle de 

l’essai à 20 MPa. La Fig II.7-a permet de vérifier que l’échantillon n’a pas subi une rotation à 

l’aide du champ de déplacement, et la Fig II.7-b présente le champ de déformation 

verticale (Ꜫyy). 
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Fig II.7-a : Champ de déplacement vertical  

pour 20 MPa                 

Fig II.7-b : Champ de déformation verticale Ꜫyy  

pour 20 MPa 

La Fig II.8 présente les résultats de la corrélation pour le champ de déformation verticale avec 

une charge croissante. 

 

Fig II.8 : Champs de déformation verticale pour chaque niveau de chargement [3] 

On remarque l’apparition des bandes qui correspondent à de fortes concentrations de 

déformations dans le matériau, ces zones coïncident avec les emplacements des particules de 

graphite, qui se visualisent sur la Fig II.8 par les lignes horizontales rouges.  

Afin d’évaluer d’évolution du module d’élasticité du matériau deux méthodes ont été utilisées 

par Mann : la première à l’aide des jauges de déformations collées sur les faces latérales du 

cube comprimé (Fig II.9-a), la deuxième à partir des valeurs moyennes des champs de 

déformation verticale pour chaque niveau de chargement (Fig II.9-b) 
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Fig II.9-a : Courbe contrainte-déformation                     Fig II.9-b : Evolution du module d’élasticité pour 

à partir des jauges de déformation [3]                                 une charge croissante résultats DIC [3] 

A partir des courbes contrainte-déformation on peut remarquer que pour chaque nouveau niveau 

de charge maximal, un comportement non linéaire a été observé pour le premier cycle lorsque 

la pression appliquée était plus élevée que le niveau de charge précédent. Cette modification du 

comportement peut s'expliquer par une plasticité, car cette non-linéarité apparaît seulement 

pendant le premier cycle et au-dessus du seuil de la pression précédemment appliquée. On 

remarque aussi la modification de la pente des courbes de charge avec une charge croissante, 

une diminution de la pente qui traduit une diminution du module d'élasticité lors de 

l'augmentation de la charge et une stabilisation du module d'élasticité pendant chaque charge 

cyclique. Cette évolution coïncide avec la baisse du module élastique présentée dans la Fig II.9-

b. La figure confirme la diminution du module d’élasticité lorsque la charge augmente. Les 

valeurs obtenues à l’aide des jauges et par corrélation d’images sont proches. Cette baisse du 

module élastique est associée à un mécanisme d’endommagement progressif du matériau [5]. 

Dans le but de mieux comprendre la localisation des bandes de déformation, et l’évolution du 

module d’élasticité global en fonction de la charge, une étude de compression plus poussée sous 

micro-tomographe a été réalisée, à travers la corrélation d’images en 3D DVC.  

B.3.1.2. Sollicitation uniaxiale InSitu : compression avec corrélation d’images 3D DVC 

Cette partie détaille les travaux menés au laboratoire, précédant les miens, et dont le protocole 

sera repris pour mes investigations en tomographie. La Fig II.10-a représente le dispositif de 

l’essai [12], la Fig II.10-b la radiographie de l’échantillon et la Fig II.10-c le protocole suivi 

lors de cet essai. 
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Fig II.10 : a-Dispositif de l’essai      b-Image radiographique de l’échantillon          c-Protocole de l’essai 

L’expérience de compression InSitu monotone est composée de trois étapes différentes : 

1) Une analyse tomographique est effectuée avant l'application de la compression sur 

l'échantillon. 

2) Une contrainte de compression de 30 MPa est appliquée à l'aide d'une machine Instron-4500. 

Un niveau de contrainte aussi élevé est nécessaire pour induire une déformation résiduelle dans 

l'échantillon. 

3) Après compression, une autre tomographie est réalisée sur l'échantillon déchargé. 

Le logiciel de corrélation YaDICs [11] est le même que celui utilisé pour la corrélation 2D. 

Contrairement à la corrélation 2D où un mouchetis est appliqué sur la surface étudiée, les 

couleurs obtenues à partir des niveaux de gris lors de la corrélation 3D sont naturelles. Les 

résultats de corrélation 3D sont représentés sur la Fig II.11 qui représente la microstructure en 

3D et le résultat de la DVC en 3D et sur le plan YZ. 

 

Fig II.11 : Microstructure et résultats de la DVC en 3D du matériau fritté G36S [4] 

a

) 

b

) 

c

) 
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Similaire aux résultats de corrélation 2D, la déformation est localisée autour des particules de 

graphite. Bien que cela ne soit pas montré ici, il a été observé que la localisation est plus 

importante lorsque certaines particules de graphite sont proches les unes des autres. Cet 

agglomérat forme des grappes où la présence de la porosité est plus importante, entraînant une 

influence moins importante des autres composants au voisinage des graphites. De plus la 

rigidité des graphites est bien inférieure à celle des autres composants. C'est la raison pour 

laquelle certaines particules de graphite de la Fig II.11 présentent des valeurs de déformation 

plus importantes. A partir du champ de déformation moyen, un module d’Young équivalent de 

5,6 GPa a été calculé.  

Sur ce même travail, Serrano [4], a utilisé le logiciel Avizo [13] pour générer une surface de 

maillage à partir d’images segmentées qui décrivent le contour de chaque composant. Ensuite, 

un maillage volumique a été généré par GMSH [14] dans le but d’avoir une optimisation du 

nombre et de la qualité des éléments de maillage, allant jusqu’à 3*106 tétraèdres. Ainsi, un 

maillage de la microstructure du matériau fritté a été réalisé, ce qui a permis d’avoir un modèle 

numérique biphasé, composé de deux phases : Phase 1 matrice et phase 2 graphite 2. Ce dernier 

sera utilisé comme modèle numérique pour les calculs en éléments finis par la suite (§B.4.2).  

B.3.1.3. Sollicitation multiaxiale macro-indentation Brinell 

Cette partie est basée sur les résultats de Kossman [6], obtenus par sollicitation multiaxiale à 

travers la macro-indentation Brinell, avec une complaisance de machine Cf constante.  

Les courbes charge-déplacement (Fig II.12 a et b) montrent une différence importante entre les 

courbes dues au comportement hétérogène du matériau fritté lors de l’indentation, que ce soit 

en fortes ou faibles charges. 
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Fig II.12 Effort-déplacement par macro-indentation Brinell sur le MmCG1G2 :  

a-faibles charges, b- fortes charges [6] 

L’ensemble des modules d’élasticité trouvés est listé dans un histogramme (Fig II.13), qui 

montre une valeur moyenne de 9.6 GPa pour les travaux de Kossman [6]. Ces résultats sont très 

proches de ceux de l’essai de compression de Mann [3], pour rappel, le module d’élasticité vaut 

9 GPa pour une contrainte de 3 MPa. 

 

Fig II.13 Histogramme faibles et fortes charges [6] 
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B.3.2. Travaux actuels 

L’ensemble des essais décrits précédemment ont été reproduits sur des échantillons d’un 

nouveau lot du matériau de friction élaboré en 2017.  Le but est de comparer les propriétés du 

MmCG1G2 du lot de 2015 à celui de 2017. En effet, une simple modification lors du procédé 

de fabrication, comme par exemple l’impact du mélange, étudié dans le travail de Makni et al. 

[15], pourrait éventuellement induire des différences notables au niveau de la réponse 

mécanique du matériau.  Ainsi, des essais uniaxiaux de compression et multiaxiaux de macro-

indentation Brinell ont été réalisés. Les résultats obtenus sont décrits dans la partie suivante.  

B.3.2.1. Sollicitation uniaxiale : compression avec corrélation d’images 2D DIC  

Les travaux réalisés pour cette partie expérimentale sont des essais de compression sur le 

matériau MmCG1G2, en suivant le même protocole que celui des travaux de thèse de Mann 

[3].  

Les Fig II.14-a et -b. présentent le résultat obtenu pour la dernière décharge du dernier cycle de 

l’essai à 20 MPa (entre l’image 1 et l’image 2 de la Fig II.6). La fig II.14-a permet de vérifier 

que l’échantillon n’a pas subi une rotation à l’aide du champ de déplacement, et la Fig II.14-b 

présente le champ de déformation verticale (Ꜫyy). 

     

 

 

 

Fig II.14- b : Champ de déformation verticale, 

yy, pour l’essai de compression uniaxiale sur 

le MmCG1G2 pour une charge de 20MPa 

Fig II.14- a : Champ de déplacement vertical 

pour l’essai de compression uniaxiale sur le 

MmCG1G2 pour une charge de 20MPa 
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La Fig II.15 présente les résultats de la corrélation pour le champ de déformation verticale avec 

une charge croissante allant de 3 MPa à 20 MPa. 

 

Fig II.15: Champs de déformation verticale pour chaque niveau de chargement pour l’essai de compression 

uniaxiale sur le MmCG1G2 

La comparaison entre les résultats obtenus lors de l’essai de compression et ceux présents dans 

le travail de Mann [3] (Fig II.8) montre des valeurs de déformation moyenne proches pour 

chaque niveau de charge. Ainsi, le protocole a été bien respecté et le lot 2017 montre une 

réponse quasi identique à celui de 2015 utilisé dans les travaux antérieurs.   

La comparaison des images obtenues par le champ de déformation Fig II.16-a et celles de la 

microstructure Fig II.16-b, montre l’apparition des bandes de déformations en rouge Fig II.16.a, 

qui correspondent à de fortes concentrations de déformation dans le matériau. Ces zones 

coïncident avec les zones d’emplacements des particules de graphite, comme constaté sur la 

Fig II.16-b. 

 

Fig II.16 : Champ de déformation obtenu par essai de compression uniaxiale sur le MmCG1G2 à une charge de 

20 MPa composé avec l’image de la microstructure 

Afin d’avoir l’évolution du module d’élasticité, les courbes contrainte – déformation moyenne 

ont été tracées pour tous les cycles de niveau de charge croissante 5-10-20 MPa. Pour des 

a) 

) 

b) 
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raisons de lisibilité, la contrainte tracée est positive même si en réalité la sollicitation est de 

compression. 

 

Fig II.17 : Courbe contrainte – déformation moyenne pour un essai de compression uniaxiale sur le MmCG1G2 

pour des charges de 5, 10 et 20 MPa 

A partir des courbes contrainte-déformation de la Fig II.17, un comportement non linéaire pour 

le premier cycle a été remarqué pour chaque nouveau niveau de charge maximale. Cela 

correspond à la pression appliquée, qui est plus élevée que le niveau de charge précédent. 

Comme la non-linéarité n’apparait que pendant le premier cycle au-dessus du seuil de la 

pression appliquée, ceci peut être liée à la plastification du matériau. De même, le module 

d’élasticité se voit diminuer à l’augmentation de la charge, avant de se stabiliser.   

 

Fig II.18 :  Evolution du module d'élasticité pour un essai de compression uniaxiale sur le MmCG1G2 en 

fonction de la contrainte appliquée  
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Cette évolution est présentée aussi dans la Fig II.18, qui confirme la diminution du module 

d'élasticité lorsque la charge a été augmentée. Ces résultats sont en accord global avec ceux de 

Mann [3,5]. 

B.3.2.2. Sollicitation multiaxiale macro-indentation Brinell 

Le même protocole de macro-indentation que celui utilisé par Kossman [6], décrit sur le 

paragraphe B.3.3 a été suivi, à l’exception de la complaisance de la machine Cf qui ici, varie 

en fonction de la charge appliquée, tel que cela a été mis en évidence dans le chapitre précédent 

(Eq I.36, §A.2.3.4).  

Les courbes charge-déplacement (Fig II.19) montrent une différence importante entre les 

courbes due à l’hétérogénéité du matériau fritté. De plus, les résultats obtenus lors de ce travail 

correspondent bien à ceux des travaux antérieurs de Kossman [6]. Puisqu’on observe des pentes 

similaires que ce soit en charge ou en décharge, et des déplacements très proches pour les 

différents niveaux de charges que ce soit en fortes ou en faibles charges.  

 

  

Fig II.19 Effort-déplacement par macro-indentation Brinell sur le MmCG1G2 :  

a- faibles charges, b- fortes charges  

L’ensemble des modules d’élasticité obtenus a été listé dans un histogramme (Fig II.20), qui 

montre une valeur moyenne de 9,8 GPa pour ce travail comparé à 9,6 GPa pour les travaux de 

Kossman [6] (Fig II.13).  

a- Faibles charges  b- Fortes charges 



71 

 

 

Fig II.20 : Histogramme du module d’élasticité du MmCG1G2 obtenu par essai multiaxial de macro-indentation 

Brinell à faibles et fortes charges       

En distinguant les résultats du module obtenu par macro-indentation Brinell en fonction à 

faibles et fortes charges (Fig II.21), il est constaté une diminution de celui-ci. Il est intéressant 

de noter que le même comportement a été constaté pour les essais uniaxiaux de compression 

(Fig II.18). 

  

Fig II.21 Evolution du module d’Young obtenu par macro-indentation Brinell sur le MmCG1G2 en fonction de 

la charge avec Cf(F) corrigé : a- faibles charges, b- fortes charges  

B.3.2.3. Caractérisation par Ultrasons  

La SAE (Society of Automotive Engineers) [16] a déterminé une norme qui spécifie une 

méthode pour tester et mesurer les constantes élastiques des matériaux de friction par des 

mesures de vitesse ultrasonore. Cette spécification a été modifiée pour inclure la mesure du 

module hors plan en fonction de la précharge ainsi que la mesure des constantes techniques en 

a- Faibles charges b- Fortes charges 
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fonction de la température. Enfin, des formules déterminent les constantes d'ingénierie en 

fonction de la précharge et de la température. Cette étude a été réalisée en collaboration avec 

D. Yuhas de Industrial Measurement Systems, INC [17]. 

B.3.2.3.1. Principe de l’essai 

Dans cet essai, les constantes élastiques des matériaux de friction sont déterminées en mesurant 

les vitesses des ondes longitudinales et de cisaillement se propageant dans différentes directions 

dans le matériau de friction. Il est important d'enregistrer et de maintenir la relation entre la 

direction de la propagation des ultrasons, la polarisation des ondes et les principaux axes du 

matériau de friction. À partir des vitesses ultrasonores mesurées et de la symétrie du matériau 

de friction, on peut calculer les constantes élastiques ainsi que les constantes d'ingénierie, c'est-

à-dire les modules d’Young, les modules de cisaillement et les coefficients de Poisson. Plus de 

détails sur le protocole de cet essai sont donnés par SAE [17] et Ledbetter [16-18]. 

B.3.2.3.2. Application de la caractérisation par ultrasons sur le MmCG1G2 

Les vitesses ultrasonores ont été mesurées, pour un échantillon MmCG1G2 de dimensions 

(20,3mm x20,3mm x19,9mm), pour un cisaillement à la fois longitudinal et linéairement 

polarisé des modes d'ondes utilisant des capteurs dans la gamme de fréquences de 1 MHz à 2,25 

MHz. Les mesures ont été effectuées par propagation des ultrasons le long des 3 axes 

principaux.  

La Fig II.22 montre la définition du système de coordonnées adopté pour l’analyse. 

La terminologie est différente de la terminologie standard de l'IMS [17]. Le tableau II.4 indique 

les dimensions de l'échantillon et la densité (masse volumique) du matériau. 

 

Fig II.22 : Échantillon du matériau de friction MmCG1G2 et les directions de normale et transverses 

(3) 
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Echantillon 

Direction X 

Transverse 1 

(mm) 

Direction Y 

Transverse 2 

(mm) 

Direction Z 

Normale 3 

(mm) 

Masse 

(g) 

Densité 

(g/cc) 

MmCG1G2 20,30 20,30 19,90 32,70 3,99 

Tableau II.4 : Echantillon MmCG1G2 : dimensions, masse et densité. 

Le travail initial s'est concentré sur des expériences visant à déterminer l’isotropie de 

l’échantillon en mesurant la vitesse de propagation des ultrasons le long des différents axes 

principaux. Pour identifier les différents modes de vitesse, une notation conventionnelle du 

tenseur, Vij, est utilisée, où "i" indique la direction de la propagation et "j" la polarisation du 

mode ultrasonore. 

V33 - Propagation du mode longitudinal dans la direction "3" avec polarisation le long de "3" 

V11 - Propagation du mode longitudinal dans la direction "1" avec polarisation le long de "1" 

V22 - Propagation du mode longitudinal dans la direction "2" avec polarisation le long de "2" 

V31 - Mode de cisaillement se propageant dans la direction "3" polarisé dans la direction "1" 

V32 - Mode de cisaillement se propageant dans la direction "3" polarisé dans la direction "2" 

V21 - Mode de cisaillement se propageant dans la direction "2" polarisé dans la direction "1" 

V12 - Mode de cisaillement se propageant dans la direction "1" polarisé dans la direction "2" 

Les données relatives à la vitesse sont présentées dans le tableau II.6. Les mesures ont été 

effectuées à l'aide de capteurs d'un diamètre de 15 mm, ce qui est comparable aux dimensions 

de la section transversale des échantillons. Les capteurs d'ondes longitudinales ont une 

fréquence centrale de 1 MHz tandis que les capteurs de cisaillement ont une fréquence centrale 

de 2,25 MHz. Quatre mesures répétées ont été effectuées sur chaque mode. Les constantes 

élastiques résultantes sont données dans le tableau II.7. Certaines combinaisons des modes de 

vitesse suivantes sont utilisées dans le calcul des constantes élastiques. 

V21= Moyenne (V12, V21) 

V31= Moyenne (V31, V32) 

V11=V22= Moyenne (V11, V22) 
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Le calcul des constantes élastiques sont extraites du SAE J2725 [17]. 

C33 = ρ V33² 

C11= C22 = ρ(<V11 , V22>)² 

C66 = ρ(<V21 , V12>)² 

C44 = C55 = ρ(<V31 , V32 , V13 , V23>)² 

C12 = C11 – 2C66 

C13 = √[(2𝜌𝑉12
2 − 0,5(𝐶33 + 𝐶22 + 2𝐶44))

2
− 0,25(𝐶33 − 𝐶22)2] − 𝐶44 

Echantillon Résultat Cisaillement 

V12 (km/s) 

Cisaillement 

V21 (km/s) 

Cisaillement 

V31 (km/s) 

Cisaillement 

V32 (km/s) 

Longitudinal 

V11 (km/s) 

Longitudinal 

V22 (km/s) 

Longitudinal 

V33 (km/s)  

MmCG1G2 

Moyenne 1,802 1,738 1,339 1,308 2,887 2,820 1,658 

Ecart type 0,005 0,008 0,003 0,003 0,004 0,004 0,002 

Tableau II.5 : Vitesse des ultrasons pour les modes de cisaillement et longitudinal le long des axes principaux. 

Echantillon C11 

(GPa) 

C22 

(GPa) 

C33 

(GPa) 

C44 

(GPa) 

C55 

(GPa) 

C66 

(GPa) 

C12 

(GPa) 

C13 

(GPa) 

MmCG1G2 32,5 32,5 11,0 7,0 7,0 12,5 7,5 4,7 

Tableau II.6 : Constantes élastiques calculées à partir de la symétrie isotrope transversale. 

Pour les matériaux isotropes : 

V11=V22=V33 et V31=V32=V21=V12 

Pour les matériaux transversaux isotropes avec l'axe (N=Z=3) comme axe unique. Ainsi, les 

vitesses peuvent avoir les équivalences suivantes : 

V11~V22 et V32~V31 et V21~V12 

Le tableau II.5 permet de valider les conditions d’isotropie transverse pour l’échantillon du 

matériau fritté MmCG1G2. Dans ce cas, les modules de cisaillement dans les directions dans 

le plan G12 et hors plan G13 = G23 peuvent être calculés, ainsi que les modules d’Young (E1 = 

E2 et E3). Le tableau II.7 donne les constantes d'ingénierie. 
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Échantillon E1=E2 

(GPa) 

E3 

(GPa) 

G13=G23 

(GPa) 

G12  

(GPa) 

ν12=ν21 ν31=ν32 ν23=ν13 

MmCG1G2 29,3 9,9 7,0 12,5 0,18 0,12 0,35 

Tableau II.7 : Constantes d'ingénierie calculées à partir des essais ultrasons pour le MmCG1G2  

Conclusion intermédiaire : 

Les mesures à Ultrason permettent une caractérisation sans sollicitation mécanique. En effet, il 

est judicieux de comparer ses résultats avec ceux des essais à faibles charges. De ce fait, les 

résultats de l’essai ultrason dans la direction normale (10 GPa) sont en concordance avec ceux 

des essais précédents de compression et d’indentation.  Pour l’essai de compression à 3 MPa, 

le module obtenu est de 8,2 GPa et pour la macro-indentation Brinell à 50 N, le module calculé 

est de 11 GPa. De même, cette méthode permet aussi de calculer les modules transverses. Ainsi, 

le matériau fritté montre un comportement isotrope transverse, avec des modules d’Young de 

l’ordre de 10 GPa en direction normale et 30 GPa en directions transverses.  
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B.3.2.5. Discussion  

Un ensemble d’essais a été appliqué au matériau de friction MmCG1G2, dans le but de bien 

maîtriser le protocole expérimental. La Fig II.23 donne une comparaison entre les résultats 

obtenus lors de ces travaux, qui ont montré des valeurs très proches de celles trouvées 

antérieurement, que ce soit en compression uniaxiale (Mann [3], Serrano [4]), ou en macro-

indentation Brinell (Kossman [6]).  

 

Fig II.23 : Comparaison des modules d’élasticité du MmCG1G2 des travaux antérieurs (en haut) et travaux de 

ma thèse (en bas) 

Deux aspects sont à prendre en compte lors des comparaisons à fortes et à faibles charges.  

A faibles charges, les résultats de l’ultrason ont donné des valeurs de modules d’Young dans la 

direction normale de 9,9 GPa, qui sont comparables aux valeurs obtenues expérimentalement 

en compression et macro-indentation à faibles charges, proches de 10 et 12 GPa (pour des 

charges respectives de 3 MPa et 50 N). Le comportement isotrope transverse du matériau de 

friction MmCG1G2 a été mis en avant par les mesures ultrasons.  

A fortes charges, les résultats les modules d’élasticité obtenus en compression à 20 MPa (6 

GPa) et en macro-indentation Brinell à 1450 N (9,1 GPa) sont inférieurs à ceux à faible charge 

en raison d’un endommagement du matériau.  
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Cependant, même si l’ensemble des résultats obtenus par les différents essais montre des 

valeurs de l’ordre de 10 GPa, celle-ci reste très faible au regard des composants du matériau de 

friction MmCG1G2, qui est principalement composé d’une matrice métallique Fer-Cuivre avec 

un pourcentage de 70%. Pour comprendre le phénomène physique, une étude de caractérisation 

de matériaux simplifiés a été entreprise. Dans un premier temps, la matrice métallique seule 

Mm est étudiée, puis est ajouté graduellement les composants céramiques (C), et graphites (G1 

et G2), pour détecter l’influence de chaque composant sur le comportement mécanique global 

et local des matériaux simplifiés.  

B.4. Caractérisation mécanique des matériaux simplifiés 

B.4.1. Comportement global 

B.4.1.1. Les matériaux simplifiés 

Le matériau de friction MmCG1G2 est un mélange composé d’une matrice métallique Fer-

Cuivre (Mm), deux types de graphite (G1 et G2) et des céramiques (C). Afin de comprendre 

l’influence des différents composants sur le comportement mécanique, plusieurs échantillons 

ont été élaborés en réalisant des compositions différentes à partir de la matrice de métallique en 

ajoutant ou supprimant les céramiques et les graphites. Le récapitulatif des notations adoptées 

par la suite est présenté dans le tableau II.8.  

 Pourcentage volumique (%) 

Dénomination 

du matériau 

étudié 

Matrice 

métallique  

(Mm) 

Céramiques  

(C) 

Graphite 1  

(G1) 

Graphite 2  

(G2) 

Mm  100,0    

MmC 92,6 7,4   

MmCG1 79,6 6,3  14,2  

MmCG2 70,8 5,6  23,5 

MmG1G2 66,2  11,8 22,0 

Tableau II.8 : Composition et pourcentage volumique des matériaux simplifiés étudiés. 

Ces matériaux ont été fabriqués par la société Alstom-Flertex utilisant le même protocole que 

le matériau de friction MmCG1G2.  

L’élaboration des matériaux simplifiés est faite sur le principe suivant : quand un ou plusieurs 

composants est absent de la formulation son pourcentage volumique est réparti dans les 
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composants restants au prorata de leurs pourcentage volumique respectif. Par exemple, pour le 

MmG1G2 les 5% de céramique (C) sont répartis en augmentant le pourcentage volumique de 

matrice métallique (Mm), de graphites G1 et G2. 

Cependant, bien que les matériaux simplifiés soient élaborés avec les mêmes paramètres, la 

différence de formulation peut impacter le matériau final en termes de microstructure. En effet, 

une variation de formulation va impacter le mélange et la manière dont les composants vont 

s’arranger au sein de la microstructure, cela peut se traduire par des différences en termes de 

porosité.  

B.4.1.2. Méthodologie 

Cinq échantillons de taille moyenne de 20mm*20mm*20mm de l’ensemble des matériaux 

simplifiés ont subi des caractérisations en ultrasons, puis en macro-indentation Brinell dans les 

directions normale et transverses, dans le but de déterminer le comportement mécanique afin 

d’en ressortir les propriétés mécaniques (module d’Young) en suivant l’hypothèse d’Oliver & 

Pharr [19, 20]. L’idée est de comparer les 2 modules d’élasticité trouvés et de vérifier le 

comportement mécanique global. Le schéma de la Fig II.24, résume cette méthodologie.  

 

 Fig II.24 : Méthodologie de la caractérisation et la comparaison des modules d’élasticité obtenus par les trois 

méthodes 
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B.4.1.3. Résultats 

B.4.1.3.1. Mesures ultrasons 

Le principe est le même que celui détaillé précédemment dans le paragraphe B.3.4. En 

l’appliquant sur 4 des 5 échantillons des matériaux simplifiés (le MmCG1 n’a pas été étudié en 

ultrasons suite à un problème de logistique dû à la crise sanitaire), le tableau II.9 regroupe 

l’ensemble des informations sur les 4 échantillons.  

 

 

Direction X 

Transverse 1 

(mm) 

Direction Y 

Transverse 2 

(mm) 

Direction Z 

Normale 

(mm) 

Masse 

(g) 

Densité 

(g/cc) 

Mm 20,25 20,87 17,30 52,89 7,25 

MmC 14,92 16,22 19,65 28,80 6,06 

MmCG2 18,45 22,25 25,00 39,37 3,84 

MmG1G2 17,05 18,50 20,50 26,13 4,04 

Tableau II.9 : Matériaux simplifiés : dimensions, masses et densités. 

Le tableau II.10 indique les vitesses des ultrasons pour toutes les directions et le tableau II.11 

récapitule le calcul des constantes élastiques qui sont extraites du SAE J2725 [17].  

Echantillon Résultat Cisaillement 

V12(km/s) 

Cisaillement 

V21 (km/s) 

Cisaillement 

V31 (km/s) 

Cisaillement 

V32 (km/s) 

Longitudinal 

V11 (km/s) 

Longitudinal 

V22 (km/s) 

Longitudinal 

V33 (km/s) 

Mm Moyenne 2,519 2,523 2,483 2,485 4,358 4,422 4,254 

 Ecart type 0,000 0,003 0,002 0,003 0,027 0,032 0,023 

MmC Moyenne 2,389 2,384 2,314 2,322 3,822 3,888 3,763 

 Ecart type 0,007 0,012 0,002 0,003 0,049 0,038 0,004 

MmCG2 Moyenne 1,578 1,568 1,059 1,119 2,508 2,595 1,331 

 Ecart type 0,004 0,006 0,008 0,005 0,012 0,014 0,005 

MmG1G2 Moyenne 1,728 1,649 1,326 1,326 2,732 2,737 1,730 

 Ecart type 0,006 0,074 0,003 0,001 0,014 0,010 0,003 

Tableau II.10 :  Vitesse des ultrasons le long des axes principaux pour les modes de cisaillement et longitudinal 

 

. 
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Echantillon C11 

(GPa) 

C22 

(GPa) 

C33 

(GPa) 

C44 

(GPa) 

C55 

(GPa) 

C66 

(GPa) 

C12 

(GPa) 

C13 

(GPa) 

Mm 139,7 139,7 131,1 44,7 44,7 46,0 47,6 47,6 

MmC 90,0 90,0 85,8 32,5 32,5 34,5 21,0 21,0 

MmCG2 25,0 25,0 6,8 4,6 4,6 9,5 6,0 2,8 

MmG1G2 30,2 30,2 12,1 7,1 7,1 11,5 7,2 4,5 

Tableau II.11 : Constantes élastiques calculées à partir de la symétrie isotrope transversale. 

Pour les matériaux simplifiés Mm et MmC, les vitesses sont identiques pour V11=V22=V33 et 

V31=V32=V21=V12 permettant de conclure à un comportement isotrope, avec un module 

d’élasticité de l’ordre de 100 GPa (113 GPa pour Mm et 80 GPa pour MmC). 

Alors que, pour les autres compositions, MmCG2 et MmG1G2, les vitesses indiquent un 

comportement isotrope transverse (V11~V22 et V32~V31 et V21~V12). Dans ce cas, les modules 

de cisaillement dans les directions dans le plan G12 et hors plan G13 = G23 peuvent être calculés, 

ainsi que les modules d’Young (E1 = E2 et E3). Les modules d’Young sont de l’ordre de 10 GPa 

(6,3 GPa pour MmCG2 et 11,1 GPa pour MmG1G2) en direction normale et de 25 GPa en 

direction transverse (22,9 GPa pour le MmCG2 et 27,5 GPa pour le MmG1G2).  Le tableau 

II.12 donne les constantes d'ingénierie. 

Echantillon E1=E2 

(GPa) 

E3 

(GPa) 

G13 = G23 

(GPa) 

G12 

(GPa) 

ν12 = ν21 ν31 = ν32 ν23 = ν13 

Mm 113,6 113,6 45,4 45,4 0,25 0,25 0,25 

MmC 80,1 80,1 33,5 33,5 0,20 0,20 0,20 

MmCG2 22,9 6,3 4,6 9,5 0,20 0,09 0,33 

MmG1G2 27,5 11,1 7,1 12,5 0,19 0,12 0,30 

Tableau II.12 : Constantes d'ingénierie calculées à partir des essais ultrasons  
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Conclusion intermédiaire : 

Les matériaux Mm et MmC ont un comportement isotrope, les compositions MmCG2 et 

MmG1G2 ont un comportement isotrope transverse, à l’image du matériau complet 

MmCG1G2. En effet la matrice élaborée seule est isotrope, l’ajout de la céramique ne modifie 

pas cette anisotropie parce que les céramiques sont de petites taille (100-250µm) et plutôt 

sphériques, entraînant une répartition plus homogène dans le matériau. Cependant l’ajout du 

graphite G2 induit une anisotropie reliée à l’anisotropie de la microstructure comme vue 

précédemment au paragraphe B.2, la combinaison des graphites G1 et G2 induit une 

anisotropie. Les matériaux incluant des graphites ont montré des modules d’élasticité faibles 

par rapport aux matériaux sans graphite, de comportement isotrope. De ce fait, l’ajout du 

graphite rend le matériau isotrope transverse et fait chuter le module d’élasticité.  

 B.4.1.3.2. Mesures par macro-indentation Brinell 

Ces mesures ont été réalisées sur l’ensemble des échantillons de matériaux simplifiés. Le 

protocole suivi est celui appliqué sur le matériau de référence le cuivre dans le chapitre A, et 

pour le matériau de friction MmCG1G2 dans le paragraphe B.3.3. Pour une raison de clarté, la 

méthodologie sera expliquée uniquement sur l’échantillon du MmG1G2. 

a- Méthodologie 

Le protocole de l’essai de la macro-indentation est le même que celui détaillé dans le chapitre 

A [19, 20]. Cependant, l’indentation se fera sur les 3 directions à savoir, normale et transverses, 

dans le but d’observer l’anisotropie du matériau. La Fig II.25, montre les positions des points 

d’indentation, sur les 6 faces indentées, que ce soit en fortes (250-1450N) ou faibles charges 

(50-250N). Par exemple, pour la direction normale, la face supérieure sera indentée en faibles 

charges, et la face inférieure en fortes charges, dans le but de ne pas avoir d'interaction des 

zones de plasticités résiduelles sous chaque point d’indentation.  
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Fig II.25 : Positions des points d’indentation lors de l’essai de macro-indentation Brinell sur le MmG1G2 à 

fortes et faibles charges 

b- Résultats 

Les résultats sont présentés dans les 3 directions, pour les 6 faces indentées, que ce soit en 

faibles ou fortes charges (Fig II.26 à II.28). Les résultats de la macro-indentation dans les 3 

directions montrent un comportement hétérogène, représenté par la non-superposition des 

courbes que ce soit à fortes ou à faibles charges. Cependant, cet effet d’hétérogénéité est plus 

marquant sur les indentations à faibles charges. Ainsi, les résultats dépendent fortement du 

composant présent sous l’indenteur, en particulier le début de courbe. De même, les 

déplacements en direction normale sont plus importants que dans les directions transverses, que 

ce soit en fortes ou faibles charges. Ceci montre que le matériau est plus raide dans les directions 

transverses. Les déplacements et les pentes, dans les deux directions transverses sont identiques 

que ce soit en fortes ou faibles charges. De ce fait, le matériau montre un comportement 

isotrope-transverse.  



83 

 

 

Fig II.26 :  Matériau MmG1G2 : courbe charges-déplacement direction normale : 

a- faibles charges , b- fortes charges 

 

 

Fig II.27 :  Matériau MmG1G2 : courbe charges-déplacement direction transverse 1 : 

a- faibles charges, b-fortes charges 

a- 

a-  

b- 

b- 
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Fig II.28 :  Matériau MmG1G2 ; courbe charges-déplacement direction transverse 2 : 

 a- faibles charges, b- fortes charges 

La détermination du module d’Young a été faite depuis les courbes charges-déplacement, en se 

basant sur la méthode d’Oliver et Pharr [19, 20]. L’histogramme obtenu par macro-indentation 

dans la direction normale (Fig II.29) donne une valeur moyenne de module Emoy = 6,3 GPa avec 

un écart type de 0,9 GPa. De même pour les histogrammes des deux directions transverses 

(Fig II.30), qui donnent des modules moyens Emoy= 12,1 ± 2,2 GPa pour la direction 1 contre, 

11,7 ±2,0 GPa pour la deuxième direction. Les modules d’élasticité, confirment ce qui a été 

déduit des courbes de charge-déplacement : dans les directions transverses les modules 

d’Young sont très proches. Leur valeur est nettement supérieure à celle obtenue en direction 

normale. Le matériau MmG1G2 montre un comportement isotrope-transverse, plus raide dans 

les directions transverses.  

 

a- b- 
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Fig II.29 : Matériau MmG1G2 : histogramme du module élastique pour toutes 

les charges dans la direction normale  

 

Fig II.30 : Matériau MmG1G2 : histogramme du module élastique pour toutes les charges : 

a- direction transverse 1, b- direction transverse 2  

 

c- Extension des résultats aux échantillons de formulations simplifiées 

Le tableau II.13 résume l’ensemble des résultats des matériaux simplifiés. Les modules obtenus 

montrent que la matrice métallique (Mm) ainsi que la matrice métallique + céramique (MmC) 

ont un comportement isotrope, car le module d’Young est quasiment identique dans les 3 

directions. Cependant on constate une baisse de l’ordre de 10% du module d’élasticité malgré 

le fait que les céramiques soient des composants durs. Ceci peut s’expliquer par la non cohésion 

10-1450N 

E=6,3GPa 
Ecart-type=0.9 GPa 

10-1450N 

E=12,1 GPa 
Ecart-type= 2,2 GPa  

10-1450N 
E=11,7GPa 
Ecart-type=2,0GPa 

a- b- 
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aux interfaces. En effet la matrice seule Mm à un module de 105 GPa, le module théorique de 

la céramique est de Eth = 300 GPa [6, 21-28] donc on pourrait s’attendre à une augmentation 

du module pour le MmC. Cependant le module trouvé pour le MmC est de 88 GPa inférieur au 

module de Mm. Deux hypothèses peuvent expliquer cette diminution :  

- La première est liée aux interfaces discontinues entres les principaux composants. Ce 

sont donc forcément des zones de faible cohésion.  

- La deuxième est liée au fait qu’entre les deux matériaux Mm et MmC, la matrice n’est 

pas tout à fait la même. En effet, bien que les matériaux simplifiés soient élaborés avec 

les mêmes paramètres, la différence de formulation peut impacter le matériau final en 

termes de microstructure. C’est-à-dire qu’on n’obtient pas forcément la même matrice 

en termes de porosité par exemple.  

Par ailleurs, l’ajout de graphite à ces matrices, rend le matériau anisotrope. Le module 

d’Young, dans la direction normale, passe de l’ordre de 100 GPa pour le Mm et le MmC, à 

des valeurs proches de 10 GPa pour les matériaux incluant le graphite. En effet pour ces 

matériaux incluant du graphite (G1 ou G2), le module théorique de ces deux graphites varie 

de 4 à 17 GPa [6, 29]. Ce qui explique la diminution des modules et leurs valeurs proches 

de 10 GPa pour les matériaux incluant le graphite. 

Echantillons Direction normale 

(GPa) 

Direction transverse 1 

 (GPa) 

Direction transverse 2 

(GPa) 

Mm 106,3 ± 3,4 104,2 ± 2,6 103,6 ± 3,1 

MmC 89,4 ± 2,8 86,9 ± 3,3 87,5 ± 4,2 

MmCG1 15,5 ± 1,4 30,9 ± 3,2 31,5 ± 3,6 

MmCG2 5,7 ± 1,1 12,4 ± 2,5 13,8 ± 2,6 

MmG1G2 6,3 ± 0,9 12,1 ±2,2 11,7 ± 2,0 

Tableau II.13 : Modules d’élasticités des matériaux simplifiés 

Conclusion intermédiaire : 

Les mesures de macro-indentation dans les trois directions sur les 6 faces en fortes et faibles 

charges, sur les matériaux simplifiés, ont montré un comportement isotrope des matériaux Mm 

et MmC, contre un comportement isotrope transverse pour les matériaux MmCG1, MmCG2 et 

MmG1G2. Ceci confirme la tendance retrouvée par les essais ultrasons précédents. Ainsi, 

l’ajout du graphite a encore une fois montré une chute importante de la valeur des modules, et 
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a ajouté un aspect d’isotropie transverse aux matériaux le comprenant. Cependant, les valeurs 

des modules d’élasticité trouvées par les deux méthodes (ultrasons et macro-indentation 

Brinell) peuvent différer. Cela peut être dû au fait que l’ultrason est une mesure qui se fait sans 

sollicitation, alors que les résultats de la macro-indentation se basent sur une large gamme de 

charges (faibles et fortes charges, entre 50 et 1450N). Une vérification a été faite en calculant 

les modules d’élasticité moyens en utilisant uniquement les très faibles charges (50N), et les 

résultats ont montré des modules proches de l’ultrason. Par ailleurs, l’hypothèse d’isotropie 

dans le traitement des données de la macro-indentation Brinell, peuvent aussi avoir un impact 

sur la sensibilité des résultats (annexe 2).  

Le fait d’ajouter du graphite aux matériaux, le rend isotrope transverse, et fait aussi chuter le 

module d’Young vers une valeur moyenne de 10 GPa, au lieu de 100 GPa. Il est donc important 

de faire une investigation détaillée pour comprendre l’influence du graphite à l’échelle locale.  

Conclusion intermédiaire :   

Le tableau II.14 regroupe l’ensemble des résultats obtenus en GPa avec les différents essais 

réalisés.  

 

Tableau II.14 : Comparaison des modules d’élasticité obtenus par les trois méthodes de caractérisation pour les 

différents matériaux  

D’après le tableau II.14, on remarque que pour les matériaux isotropes, les modules obtenus 

par les différentes méthodes ont des valeurs plutôt proches, alors que pour les matériaux 

isotropes transverses, les différences de modules sont plus importantes. Ces écarts s’expliquent 

par deux hypothèses : 
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- Le fait que les mesures ultrasons se font sans sollicitation, et donc ne sont comparables 

qu’avec les essais de macro-indentation à faibles charges, alors que les valeurs de 

modules obtenues par indentation sont calculées via une moyenne regroupant 

l’ensemble des paliers de charges.   

- Le fait que l’essai de macro-indentation se fait suivant l’hypothèse d’Oliver & Pharr 

[19, 20], considérant le matériau comme isotrope. Or, nos matériaux ont des 

comportements isotropes transverses, et ceci influence donc les résultats. Afin 

d’éclaircir ce point, une étude numérique sur l’influence du comportement mécanique 

du matériau sur le calcul des modules d’élasticité par macro-indentation Brinell, en 

utilisant l’hypothèse d’Oliver & Pharr, a été réalisée. Cette étude est détaillée en 

annexe 2.  

B.4.2. Comportement local  

Dans cette partie, une investigation détaillée sur l’influence de l’anisotropie du graphite G2 et 

de la matrice MmCG1, sur le comportement global du matériau de friction MmCG1G2 a été 

effectuée. Pour ceci, une simulation numérique par éléments finis d’un essai de compression et 

d’indentation suivant les trois directions a été réalisée, en intégrant cette fois-ci une description 

hétérogène du matériau. Le modèle cubique (20mm*20mm*20mm) du matériau fritté 

MmCG1G2 est issu d’une analyse en tomographie, tel que représenté sur la Fig II.31-a, la 

microstructure maillée est visualisée en Fig II.31-b. En raison de la complexité du matériau, on 

considère que la microstructure est constituée de deux éléments : le graphite 2 en bleu et la 

matrice en grise, et sera appelé par la suite matériau biphasé. Ce modèle est basé sur le travail 

de Serrano [4], comme détaillé précédemment dans le paragraphe B.3.1.2.  

 

Fig II.31 : Microstructure : a- issue de la Tomographie b- maillée 

Deux types de simulation numérique ont été appliqués sur la microstructure : un test de 

compression et un test d’indentation Brinell. Ces deux simulations seront appliquées dans les 3 

directions, afin de déterminer les modules d’élasticité.  

a

- 

b

- 
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a- Compression  

La simulation sur Abaqus [30] se fait suivant les 3 directions, avec des conditions aux limites : 

appui plan sur toute la face inférieure, avec un nœud bloqué au centre. Le pilotage de l’essai de 

simulation se fait en effort avec une force F = 8000N équivalente à 20 MPa, en créant un point 

de référence couplé avec tous les nœuds de la surface supérieure (Fig II.32).  

 

Fig II.32 : Conditions aux limites appliquées au modèle biphasé pour la simulation numérique de compression 

En première approche, le module équivalent Eéq du matériau dans l’axe de la sollicitation est 

déterminé via une équation en raideur (II.1). Le module équivalent Eéq dépend de : la force 

appliquée F = 8000N, la surface S = 400 mm², du champ de déplacement Umoy et de la longueur 

initiale lo = 20 mm. 

𝐸é𝑞 =
𝐹 𝑆⁄

𝑈𝑚𝑜𝑦 𝑙𝑜⁄
     (II.1) 

b- Indentation Brinell 

Un modèle par élément fini d’une simulation numérique de l’essai d’indentation Brinell 

(Fig II.33) a été déterminé avec ajout d’un indenteur sphérique au modèle précédent. 

L’indentation se fait suivant les 3 directions, avec les mêmes conditions aux limites utilisées 

pour la compression. Dans cette simulation, le pilotage se fait par déplacement directionnel de 

l’indenteur U = 0,5mm conformément aux données expérimentales.  
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Fig II.33 : Modèle numérique de la microstructure du MmCG1G2 avec indenteur Brinell 

Le modèle numérique permet de déterminer l’aire de contact numérique Acp et la profondeur 

de pénétration hmax. L’identification de la raideur de contact S se fait à partir de la pente de la 

courbe charge-déplacement P=f(h). Le module réduit ER peut être calculé avec la relation : 

𝐸𝑅 =
𝑆

2 √
𝜋

𝐴𝑐𝑝
      (II.2) 

Le module d’élasticité du matériau est donc déduit, à partir du module réduit, en utilisant 

l’équation suivante :  

1

𝐸𝑅
=

(1−𝜈2)

𝐸
+

(1−𝜈𝑖𝑛𝑑²)

𝐸𝑖𝑛𝑑
             (II.3) 

Avec :  Eind = 1140 GPa, νind = 0,07 et ν = 0,22 

Le coefficient de Poisson du matériau MmCG1G2, fixé à ν = 0,22 est une hypothèse faite à 

partir de la moyenne des trois coefficients de Poisson obtenus en ultrasons au paragraphe 

B.3.2.3.2. 
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La Fig II.34 résume le principe de la simulation.  

 

Fig II.34 : Méthodologie d’identification du module d’élasticité par indentation 

L’étude est ici limitée au cas élastique car d’une part le comportement inélastique n’est pas 

connu et d’autre part il ne s’agit pas d’une étude quantitative mais qualitative d’identification 

des paramètres influents sur l’anisotropie. 

c- Paramètres de comportement  

Quatre cas seront étudiés :  

• Cas 1 : Effet de la morphologie des graphites : Graphite G2 isotrope et Matrice MmCG1 

isotrope  

• Cas 2 : Effet de l’anisotropie des graphites : Graphite G2 isotrope transverse et matrice 

MmCG1 isotrope  

• Cas 3 : Effet de l’anisotropie de la matrice : Graphite G2 isotrope et matrice MmCG1 

isotrope transverse  

• Cas 4 : Effet de l’anisotropie des deux : Graphite G2 isotrope transverse et matrice 

MmCG1 isotrope transverse  

Pour le graphite G2, la valeur du module dans la direction normale En = 2500MPa, ainsi que le 

coefficient de Poisson 𝜐 = 0,1, sont issus des résultats des travaux de Serrano de la compression 

sous micro-tomographe [4]. Le module transverse quant à lui, est défini suivant une hypothèse 

basée sur le fait que l’ultrason du matériau fritté complet MmCG1G2 a donné un module 

transverse 3 fois plus grand que celui en direction normale.  



92 

 

Concernant la matrice MmCG1, les valeurs des modules sont celles trouvées ultérieurement en 

macro-indentation Brinell comme indiqué dans le paragraphe B.4.1.3.2. 

Les propriétés mécaniques des quatre cas sont résumées dans le tableau II.15. 

  Cas 1 Cas 2 Cas 3 Cas 4 

Graphite G2 E = 2500 MPa 

𝜐 = 0,1 

En = 2500 MPa 

Et = 7500 MPa 

𝜐 = 0,1 

E = 2500 MPa 

𝜐 = 0,1 

En = 2500 MPa 

Et = 7500 MPa 

𝜐 = 0,1 

Matrice 

MmCG1 

E = 15000 MPa 

𝜐 = 0,3 

E = 15000 MPa 

𝜐 = 0,3 

En = 15000 MPa 

Et = 30000 MPa 

𝜐 = 0,3 

En = 15000 MPa 

Et = 30000 MPa 

𝜐 = 0,3 

Tableau II.15 : Propriétés mécaniques des deux phases du matériau de friction MmCG1G2 selon les 4 cas d’étude 

B.4.2.1. Cas 1 : Effet de la morphologie des graphites 

a- Compression 

La Fig II.35 montre la cartographie du champ de déplacement pour la compression suivant : la 

direction normale (Fig II.35-a), la première direction transverse 1 = x (Fig II.35-b) et la 

deuxième direction transverse 2 = y (Fig II.35-c). 

 

Fig II.35: Champ de déplacement a- direction normale b- transverse 1 et c- transverse 2 

A partir de ces trois champs de déplacement moyen sur la surface supérieure Umoy, on procède 

au calcul des modules équivalents Eéq qui donne les modules équivalents suivants : 

• Pour la compression suivant la direction normale (3 = z) : Eéq,n = 10,59 GPa 

• Pour la compression suivant la 1ère direction transverse (1 = x) : Eéq, t1 = 11,40 GPa 

• Pour la compression suivant la 2ème direction transverse (2 = y) : Eéq, t2 = 11,39 GPa 

Le même module équivalent pour les trois directions est du même ordre de grandeur, ce qui 

montre que la morphologie du graphite G2, orientés préférentiellement dans le plan X-Y à cause 

a

- 

b

- 

c

- 
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du process, n’a pas d’influence sur le comportement anisotrope du matériau fritté MmCG1G2. 

Par contre, ces résultats sont en contradiction avec les résultats expérimentaux de ce matériau 

qui est plus raide dans la direction transverse par rapport à la direction normale. (§B.3.4.1). 

b- Indentation 

Dans le cas de l’indentation, les courbes efforts déplacement des 3 directions (Fig II.36) 

montrent un comportement isotrope du matériau biphasé.  

 

Fig II.36 : Courbes charges déplacements a- direction normale b- transverse 1 et c- transverse 2 

Le tableau II.16 regroupe l’ensemble des paramètres déterminés pour calculer le module 

d’élasticité, qui converge vers 11GPa. 

 Direction normale 

z = 3 

Direction transverse 

1 = x 

Direction transverse 

2 = y 

S (N/µm) 32,57 34,87 31,45 

Acp (mm²) 5,849 5,845 5,738 

ER (GPa) 11,43 12,25 11,15 

E (GPa) 11,18 11,99 10,89 

Tableau II.16 : Valeurs de : raideur, aire de contact, module réduit et module d’élasticité, obtenues par 

simulation numérique de l’essai d’indentation pour les trois directions pour le cas 1 

Les résultats de l’indentation sont en adéquation avec ceux de la compression. Ainsi, la 

morphologie du graphite n’a pas d’influence sur l’anisotropie du matériau fritté MmCG1G2.  

 

 

a

- 

 

b

- 

 

c

- 
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B.4.2.2. Cas 2 : Effet de l’anisotropie des graphites  

a- Compression 

La Fig II.37 représente la cartographie des déplacements suivant les 3 directions, normale : z, 

et transverses : x et y.  

 

Fig II.37 Champ de déplacement a- direction normale b- transverse 1 et c- transverse 2 

Les modules équivalents Eéq sont calculés à partir des champs de déplacements. Ainsi pour la 

compression dans :  

• La direction normale z : Eéq,n = 10,76 GPa 

• La direction transverse 1 = x : Eeq, t1 = 13,11 GPa 

• La direction transverse 2 = y :  Eq, t2 = 13,11 GPa 

Les valeurs des modules d’élasticité équivalents trouvés montrent une légère anisotropie. 

b-Indentation 

Les courbes d’effort-déplacement (Fig II.38) confirment le comportement légèrement 

anisotrope du matériau biphasé.  

 

Fig II.38 Courbes charges déplacements a- direction normale b- transverse 1 et c- transverse 2 

Le tableau II.17 regroupe l’ensemble des paramètres permettant de calculer les modules 

d’élasticité.  

a- b- c- 

a

- 

 

b

- 

 

c

- 
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 Direction normale 

z = 3 

Direction transverse 

1 = x 

Direction transverse 

2 = y 

S (N/µm) 33,13 38,80 35,96 

Acp (mm²) 5,859 5,924 5,839 

Er (GPa) 11,62 13,53 12,64 

E (GPa) 11,36 13,27 12,38 

Tableau II.17 : Valeurs de : raideur, aire de contact, module réduit et module d’élasticité, obtenues par 

simulation numérique de l’essai d’indentation pour les trois directions pour le cas 2 

Les modules retrouvés avec indentation Brinell sont proches de ceux trouvés par compression. 

En effet, pour la direction normale le module converge vers 11 GPa et pour les directions 

transverses 1 et 2, convergent vers 13 GPa, que ce soit par compression ou par macro-

indentation Brinell.  

B.4.2.3. Cas 3 : Effet de l’anisotropie de la matrice  

a-Compression  

Les résultats trouvés montrent un comportement isotrope transverse du matériau fritté, puisque 

les déplacements U1 et U2 sont quasi-identiques dans les directions transverses 1 et 2. 

Cependant, dans la direction normale z, le déplacement U3 est 3 fois plus important (Fig II.39).  

 

Fig II.39 Champ de déplacement a- direction normale b- transverse 1 et c- transverse 2 

Les modules équivalents suivants sont obtenus pour la compression : 

• La direction normale (z) : Eéq,n = 10,57 GPa 

• La 1ère direction transverse (x) : Eéq,t1 = 21,34 GPa 

• La 2ème direction transverse (y) : Eéq,t2 = 21,31 GPa 

Les modules équivalents pour les deux directions transverses sont supérieurs à celui de la 

direction normale et avec un coefficient de 2. Ainsi, le comportement anisotrope est clairement 

détecté et il ne s’agit pas d’un effet géométrique. De ce fait, l’anisotropie de la matrice influence 

a- b- c- 
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directement le comportement global du matériau fritté, qui reprend le comportement mécanique 

de la matrice et devient donc isotrope transverse.  

b-Indentation  

Les courbes effort-déplacement (Fig II.40) montrent un comportement isotrope transverse du 

matériau biphasé, plus raide dans les directions transverses.  

 

Fig II.40 Courbes charges déplacements a- direction normale b- transverse 1 et c- transverse 2 

Le tableau II.18 regroupe les paramètres de calculs des modules d’élasticité : 

 Direction normale  

z = 3 

Direction transverse 

 1 = x 

Direction transverse  

2 = y 

S (N/µm) 32,79 60,59 54,40 

Acp (mm²) 5,853 6,169 6,062 

ER (GPa) 11,51 20,69 18,75 

E (GPa) 11,26 20,53 18,55 

Tableau II.18 : Valeurs de : raideur, aire de contact, module réduit et module d’élasticité, obtenues par 

simulation numérique de l’essai d’indentation pour les trois directions pour le cas 3 

Les modules d’élasticité trouvés par indentation Brinell confirment le comportement anisotrope 

du matériau biphasé. De plus, les modules d’Young trouvés par indentation dans les 3 directions 

convergent vers des valeurs proches de celles trouvées par compression. Ainsi, l’anisotropie du 

matériau fritté est liée au comportement isotrope transverse de la matrice.  

 

 

a

- 

 

b

- 

 

c

- 
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B.4.2.4. Cas 4 : Effet de l’anisotropie du graphite et de la matrice  

a-Compression  

Les champs de déplacement obtenus dans les 3 directions (Fig II.41), permettent de calculer les 

modules élastiques équivalents.  

Fig II.41 Champ de déplacement a- direction normale b- transverse 1 et c- transverse 2 

Suivant chaque direction, les modules équivalents sont pour la compression suivant :  

• La direction normale (z) : Eéq,n = 10,62 GPa 

• La 1ère direction transverse (x) : Eéq,t1 = 23,57 GPa 

• La 2ème direction transverse (y) : Eéq,t2 = 23,57 GPa 

Les modules équivalents retrouvés sont proches des valeurs trouvées dans le cas précédent à 

savoir une matrice anisotrope et un graphite isotrope. Ainsi, l’hypothèse que l’anisotropie du 

matériau fritté est liée au comportement isotrope transverse de la matrice, et que l’effet de 

l’anisotropie du graphite peut parfaitement être négligé, est confirmée.  

b-Indentation 

Les courbes d’effort-déplacement (Fig II.42) montrent encore une fois un comportement 

isotrope transverse plus rigide dans les directions transverses.  

 

Fig II.42 Courbes charges déplacements a- direction normale b- transverse 1 et c- transverse 2 

a- b- c- 

a

- 

 

b

- 

 

c

- 
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Le tableau II.19 regroupe les valeurs des différents paramètres de calculs des modules élastiques 

dans les 3 directions, après indentation.  

 Direction normale 

z = 3 

Direction transverse 

1 = x 

Direction transverse 

2 = y 

S (N/µm) 33,05 65,13 59,68 

Acp (mm²) 5,858 6,218 6,128 

ER (GPa) 11,59 22,15 20,45 

E (GPa) 11,34 22,03 20,29 

Tableau II.19 : Valeurs de : raideur, aire de contact, module réduit et module d’élasticité, obtenues par 

simulation numérique de l’essai d’indentation pour les trois directions pour le cas 4 

Les valeurs des modules dans la direction normale convergent vers 11 GPa contre 22 GPa pour 

les directions transverses, que ce soit en compression ou en indentation. Ainsi, les deux 

méthodes de simulation donnent des résultats équivalents et très proches. Ceci confirme le 

comportement anisotrope du matériau biphasé qui induit l’anisotropie du matériau fritté 

MmCG1G2.  
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Conclusion intermédiaire 

L’ensemble des études qui ont été faites sur les matériaux simplifiés (§ B.4.1) ont montré 

qu’effectivement, la variation du module d’Young provient du graphite. Cependant, une 

investigation plus profonde a montré que cette particularité est plutôt liée à l’anisotropie de la 

matrice MmCG1, et non à la morphologie ou l’anisotropie du graphite G2 comme cela peut être 

vu dans le tableau II.20 (cas 3 avec anisotropie matrice par rapport au cas 2 avec anisotropie 

graphite). Ces résultats ont été confirmés dans le cas de sollicitations uniaxiales à savoir la 

compression, et multiaxiales avec la simulation de l’essai d’indentation. Même si ces calculs 

sont en nombre réduits, l’ensemble des résultats a permis d’associer l’anisotropie globale du 

matériau à l’anisotropie de la matrice MmCG1, malgré le choix arbitraire des valeurs d’entrée, 

surtout pour le graphite G2. Ce constat peut sembler surprenant si l’on considère la nature 

généralement anisotrope des graphites en raison de leur structure lamellaire. Cependant les 

graphites peuvent être complexes et eux-mêmes chargés d’autres composants. Ainsi Itziar, dans 

[4] souligne que pour les matériaux étudiés ici, le graphite G1 est notamment chargé en résine 

et que le graphite G2 présente une porosité élevée et des sous-structures lamellaires 

d’orientations aléatoires (cf. Fig. 2.4). Sans pouvoir avoir plus d’information sur sa composition 

il apparaît que ce graphite possède une structure complexe qui pourrait effectivement conduire 

à un comportement potentiellement proche de l’isotropie.  

Par la suite, une caractérisation multiaxiale sous micro-tomographe sera effectuée, et permettra 

de déterminer les valeurs exactes des modules pour les différents composants du matériau de 

friction.  

Tableau II.20 : Résultats des modules obtenus par simulation de compression et indentation MmCG1 + G2 dans 

les 4 cas d’étude suivant les trois directions 
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B-4. Conclusion 

Dans ce chapitre, un ensemble d’essais a été réalisé pour caractériser le comportement du 

matériau fritté MmCG1G2. En effet, des essais de compression, d’ultrasons et de macro-

indentation Brinell ont été menés. Les résultats de ces expérimentations ont permis de valider 

les protocoles suivis et de vérifier la conformité du nouveau lot de 2017 comparé à celui de 

2015, puisque les valeurs obtenues s’approchent de celles des travaux antérieurs. De même, les 

résultats des essais de compression et macro-indentation à faibles charges (respectivement 

3MPa et 50N) sont proches des résultats de l’ultrason, qui est une mesure sans sollicitation.  

Cependant, ces valeurs de modules obtenues sont plutôt faibles comparées à la nature de la 

composition du matériau de friction MmCG1G2. En effet, le module moyen calculé pour le 

matériau fritté est de l’ordre de 10 GPa, alors que ce dernier est composé de 70% de matière 

métallique (Fer-Cuivre). De même, le matériau complet a montré un comportement isotrope 

transverse, alors que 70% de ses composants sont isotropes. Pour comprendre ce changement 

de comportement, une proposition d’étudier l’anisotropie et la variation du module en fonction 

des composants introduits au fur et à mesure, permet de répondre à cette interrogation.  

En effet, une étude globale du comportement mécanique du matériau fritté, à travers l’étude de 

matériaux simplifiés, garnis de façon progressive, en ajoutant des composants au fur et à 

mesure : Mm, MmC, MmCG1, MmCG2, MmG1G2, a montré une réponse isotrope avec un 

module de l’ordre des 100 GPa pour les matériaux n’incluant pas le graphite et isotrope 

transverse avec un faible module d’élasticité, de l’ordre de 10 GPa, dans le cas de l’ajout du 

graphite. 

Une autre investigation a été réalisée, à travers une étude locale du matériau hétérogène biphasé 

(Phase 1 : MmCG1, phase 2 : Graphite G2), cette démarche avec une modélisation numérique 

a permis de tester des hypothèses pour déterminer l’origine de cette anisotropie. L’étude de 4 

cas a été réalisée : 

• Effet de la morphologie des graphites G2 

• Effet de l’anisotropie des graphites G2 

• Effet de l’anisotropie de la matrice MmCG1  

• Effet de l’anisotropie des deux  

Cette étude a permis de conclure que ceci vient plutôt du comportement isotrope transverse de 

la matrice MmCG1 et non de la morphologie ou de l’anisotropie du graphite G2. En effet la 
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présence du graphite crée une anisotropie dans la matrice elle-même et rend son comportement 

isotrope transverse. Et c’est ce dernier qui induit un comportement isotrope transverse global 

du matériau de friction. Ainsi, le fait d’introduire un élément change la morphologie du 

matériau et induit un changement de comportements mécaniques des autres composants, ce qui 

rend le matériau encore plus complexe à caractériser.  

Dans le chapitre C, une caractérisation multiaxiale sous micro-tomographe permettra 

d’appréhender les mécanismes associés à ce comportement à l’échelle des composants de plus 

grande taille du matériau fritté MmCG1G2.  
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Chapitre C : Caractérisation Multiaxiale sous micro-tomographe In-

Situ de matériaux hétérogènes  

 

Introduction : 

Le matériau fritté est composé d’un ensemble de composants diversifiés entre une matrice 

métallique à 70%, de la céramique à 10%, et du graphite à 20%. Malgré l’imposante quantité 

d’éléments métalliques dans le mélange, les propriétés mécaniques du matériau fritté 

s’approchent plus des modules du graphite G2 de l’ordre de 10 GPa. De plus, l’étude globale 

et locale du matériau biphasé (Phase 1 : matrice MmCG1 et phase 2 : graphite G2) a montré 

l’influence de l’anisotropie de la matrice céramo-métallique sur l’anisotropie générale du 

matériau de friction. Ainsi, un modèle biphasé a été créé en tenant compte des effets des 

composants les plus influents sur le comportement général du matériau MmCG1G2, à savoir la 

matrice MmCG1 et le graphite G2. Cependant, ce type de caractérisation (compression, 

indentation macroscopique) ne permet pas une compréhension in-situ lors des essais.  

Au cours des dernières décennies, différents types de techniques non destructives ont été 

développés pour la caractérisation des déformations non uniformes et l'évolution 

microstructurale. Par exemple, la microscopie optique, la microscopie électronique à balayage 

et d'autres techniques ont été utilisées pour étudier les évolutions micro-structurelles sur des 

coupes bidimensionnelles sélectionnées [1–5]. Afin d'obtenir les évolutions tridimensionnelles 

de la microstructure, la micro-tomographie aux rayons X est de plus en plus utilisée dans une 

très large gamme de matériaux [6-10]. D'autre part, afin de calculer quantitativement les champs 

de déformation locaux provenant d'images obtenues à partir des différents types de techniques 

d'observation, la méthode de corrélation d'images numériques (DIC) [11] a été développée pour 

les images bidimensionnelles [12]. DIC a été étendue à la corrélation de volume numérique 

(DVC) [13,14] pour traiter des processus de déformation tridimensionnelle [6,15]. 

Dans les travaux de Serrano [16], une étude de caractérisation uni-axiale sous micro-

tomographe a été réalisée et a permis d’identifier les modules d’élasticité des deux phases 

composant le matériau fritté, à savoir Egraphite2 = 2500 MPa et Ematrice = 10000 MPa. Cependant, 

cette étude a considéré que les deux matériaux étaient parfaitement isotropes. Dans le chapitre 

B, lors des études globales et locales du matériau biphasé, il a été démontré qu’un 

comportement isotrope transverse global est bien présent dans le matériau. 
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Dans un souci de meilleure compréhension et donc d’optimisation de la composition des 

garnitures pour les industriels, il est indispensable dans un premier temps de connaître les 

propriétés des principaux composants et dans un second temps d’identifier les différents 

mécanismes de déformation liés aux différents composants. 

La détermination d’une caractérisation multiaxiale, avec l’essai d’indentation Brinell, sous 

micro-tomographe, permettra de : 

• Visualiser les déformations en profondeur et à la surface de contact lors de l’essai 

d’indentation Brinell sous micro-tomographe. 

• Créer un modèle numérique qui prenne en compte l’anisotropie du matériau biphasé. 

• Coupler une méthode d’identification inverse FEMU et de décomposition en mode de 

Kelvin. 

• Identifier les propriétés anisotropes, voire isotrope transverse, des deux phases du 

matériau biphasé.  

• Identifier les mécanismes des matériaux à l’origine du comportement linéaire et non 

linéaire et le rôle majeur de chaque composant.  

Cette démarche permettra d’identifier l’ensemble des paramètres anisotropes du matériau 

étudié en n’utilisant qu’un seul essai.  

C.1. Dispositif des essais In-Situ sous micro-tomographe :  

C.1.1. Micro-tomographe sous rayons X :  

La micro-tomographie sous rayons X est un outil d'imagerie polyvalent et non destructif qui 

vise à obtenir une carte tridimensionnelle du coefficient d'absorption des rayons X des 

composants matériels. Fondamentalement, l'échantillon est irradié par un faisceau provenant 

d'une source de rayons X. Un détecteur généralement plan mesure l’intensité transmise. Une 

projection 2D (radiographie) de l'échantillon est obtenue, contenant les informations sur les 

atténuations moyennes le long des différents trajets de la source au détecteur à travers le 

matériau. Cette acquisition est effectuée pour différents angles de balayage. Habituellement, 

l'échantillon est tourné d’une fraction de degré le long de son axe vertical jusqu'à atteindre une 

rotation de 180 ou 360 degrés. La série des acquisitions 2D des radiographies permet une 

reconstruction 3D grâce à différentes méthodes de calcul existantes telles que les algorithmes 

de rétroprojection filtrées [17]. La résolution de cette carte en 3D dépend fortement de la 

configuration de l'acquisition réalisée : taille de l'échantillon, taille de la tâche focale, taille du 
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détecteur, grossissement utilisé (rapport entre les distances échantillon-détecteur et échantillon-

source)... Tous ces paramètres jouent une importance sur le contraste d’atténuation. De plus, 

l'atténuation des rayons X d'un constituant donné est liée à ses propriétés chimiques comme son 

nombre atomes et sa densité, et, à l'énergie des rayons X [18]. Le contraste d'atténuation entre 

les constituants doit être suffisamment élevé pour pouvoir identifier la microstructure. Les 

acquisitions ont été effectuées en In Situ, en utilisant un système de tomographie Ultra TomR 

de RX Solutions.  

C.1.2. Dispositif de l’essai de traction/compression sous micro-tomographe 

La plateforme ISIS4D [19] a été essentiellement utilisée que ce soit pour des essais de traction 

[20] ou de compression [16] (Fig.III.1). Cet appareil permet de scanner une large gamme de 

matériaux et tailles d’échantillons (de la centaine de micromètres à plusieurs dizaines de 

centimètres) sous diverses conditions de charge grâce aux différents générateurs de rayons X, 

détecteurs, dispositifs in situ et paramètres d'acquisition. Pour cette étude, la source de rayons 

X est un tube à rayons X nanofocus de Hamamatsu. La tension de fonctionnement a été fixée à 

100 kV afin de discerner les constituants du matériau de friction. Le grossissement géométrique 

est un compromis entre le diamètre de l’échantillon et la durée de chaque acquisition. 

L'échantillon est placé au plus près de la source. Celle-ci irradie sur un diamètre limité de 5 mm. 

Un détecteur à écran plat (1874 1496 pixels, taille de pixel 127 µm) a été sélectionné et 1440 

radiographies ont été prises lors d'une rotation de l’échantillon à 360 degrés. 

 

Fig.III.1. Dispositif de l’essai de compression sous micro-tomographe   

C.1.3. Dispositif pour l’essai d’indentation sous micro-tomographe  

Les dispositifs de traction et compression sous tomographie ne répondaient pas aux attentes de 

ce travail à savoir, la caractérisation avec un essai multiaxial. Dans cet esprit, la conception 

d’un nouveau support adapté pour l’essai d’indentation capable d’accueillir un indenteur 

sphérique Brinell de diamètre 10mm, a été réalisée.  

b) 
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C.1.2.1. Conception du support de l’indenteur  

La conception du support d’indenteur s’est basée sur le fait de garder au maximum les pièces 

de l’ancien dispositif, pour éviter tout surcoût. Pour cela, le plateau inférieur de l’essai de 

compression a été gardé. Un premier travail de conception sur CATIA [21] de la pièce 

supérieure du support a été réalisé. 

La conception du support de la bille Brinell pour réaliser l’essai d’indentation est conçue en 

trois parties (Fig.III.2.a). La partie bleue est une pièce universelle liée au tomographe, ce qui 

lui permet une utilisation pour tous les diamètres de billes d’indenteur Brinell. Les pièces jaune 

et orange dépendent du diamètre de l’indenteur. Le fait de les séparer a pour but de pouvoir 

adapter ce support à tout essai d’indentation. L’ensemble des pièces est fabriqué en aluminium 

car le numéro atomique ne correspond pas au matériau étudié, de plus le grippage entre les 

pièces peut être évité lors du serrage des pièces. La Fig.III.2-b montre le montage de ce 

dispositif in-situ. Le plan d’ensemble est disponible en annexe 3.  

 

 

Fig.III.2. Support de l’indenteur :  a- Plan d’ensemble de l’indenteur, b- Montage du dispositif 

C.1.2.2. Conception du pénétrateur  

Le choix des matériaux utilisés lors de la conception du nouveau dispositif (support + indenteur) 

doit avoir des matériaux de nature différente de celle du matériau fritté en termes de numéros 

atomiques, d’absorbance et donc de contraste. En raison de sa structure amorphe, les verres 

produisent, en diffraction des Rayons X (DRX), un halo de diffusion, contrairement aux 

a 

- 

b- 
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structures cristallines qui donnent des pics étroits et intenses. La bille de l’indenteur est choisie 

en verre, ainsi il n’y aura pas d’interférence avec le matériau étudié. La bille en diamant permet 

d’éviter le halo de diffusion mais son coût très onéreux nous l’a écarté de ce choix. Un essai de 

compression a été réalisé sur la bille en verre, qui sert d’indenteur, dans le but de déterminer la 

charge maximale qu’elle peut supporter. En effet, la bille doit être plus rigide que le matériau à 

étudier afin que celle-ci ne se déforme pas pendant l’essai d’indentation. La Fig.III.3, montre 

les résultats de cet essai. Plus la surface de contact appliquée est grande, moins l’effet 

d’hétérogénéité est apparent dans les résultats. En se basant sur les études faites dans les 

chapitres A et B, le choix du diamètre de l’indenteur est fixé à 10 mm.  

D’après le graphe effort-déplacement (Fig III.3), la bille arrive à rupture au bout de 9 000N. 

Les niveaux de charges appliqués lors de cette étude sont compris entre 10 et 1450 N, ce qui 

rentre parfaitement dans le domaine élastique de la bille. De ce fait, le choix du verre pour 

l’indenteur est validé.  

 

Fig.III.3 : Graphe effort-déplacement de l’essai de compression de la bille en verre 

Le choix d’un échantillon cubique a été évincé dès le début, à cause de la perpendicularité des 

arêtes qui induisent une réflexion des rayons X, ce qui trouble l’image à la sortie. Le choix s’est 

orienté vers un échantillon cylindrique. 

Un premier scan a été réalisé sur un échantillon cylindrique de diamètre 20 mm et une hauteur 

de 20 mm du matériau MmCG1G2. Ces dimensions géométriques n’ont pas été concluantes. 

Plusieurs essais à différentes épaisseurs ont permis de conclure que ce matériau empêche le 

passage des rayons X pour des épaisseurs supérieures à 15 mm. La solution retenue pour 
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l’échantillon cylindrique est un diamètre de 13 mm et une hauteur de 11 mm (Fig.III.4). La 

réduction de la hauteur a le double avantage de réduire la taille des fichiers générés lors des 

scans, et de diminuer le temps de la reconstitution 3D.  L’image obtenue du 1er scan démontre 

que le choix des matériaux pour le support et l’indenteur sont bien définis, puisque la distinction 

entre les différents éléments : support en aluminium, bille en verre et matériau de friction 

MmCG1G2, se réalise clairement.  

 

Fig.III.4 :  Reconstitution 3D des images tomographiques 2D de l’essai d’indentation 

La fig.III.5 montre l’échantillon et l’indenteur en position sous le tomographe. 

 

Fig.III.5 : Dispositif de l’essai d’indentation sous micro-tomographe – Zoom sur 

l’ensemble montage+ échantillon 

 

 

 

b) 
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C.1.3. Niveau de chargement  

L’essai se fait sur 13 scans se visualisant par ce pictogramme  sur la fig.III.6. Ces scans sont 

répartis entre trois grandes parties : 

• L’état zéro : où une précharge de 10N est appliquée pour éviter que l’échantillon ne 

bouge. 

• L’état sous contrainte : six paliers de charges sont appliqués : 50 N, 100 N, 200 N, 

650 N, 1050 N et 1450 N. Les mêmes niveaux de chargement sont appliqués pour les 

essais de macro-indentation Brinell dans le chapitre B). 

• L’état à la décharge : où l’échantillon est de nouveau soumis à la précharge de 10 N.  

Lorsque le dispositif est positionné, le temps total nécessaire pour réaliser un essai sous 

tomographie in-situ est d’environ 1 heure. Sur la Fig.III.6 le temps de stabilisation de 

chargement ou déchargement ne sont pas pris en compte.  

 

Fig.III.6 : Niveaux de chargement de l’essai d’indentation sous micro-tomographe en fonction du temps 

C.1.4. Corrélation d’image DVC   

La construction de l’image 3D de la microstructure du matériau fritté MmCG1G2, se fait à 

travers les images obtenues des 13 scans en utilisant le logiciel AVIZO [22]. Le réglage avec 

la machine in situ détermine une taille de voxel de 22,7µm3. De ce fait, la matrice en grise, et 

le graphite 2 en noir peuvent être facilement distingués. (Fig.III.7). 
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Fig.III.7 : Micro-tomographie X du matériau de friction MmCG1G2 – Matrice (grise) et Graphite 2 (noir) 

L'approche de la corrélation de volume numérique (DVC) correspond à l'extension de la 

méthode DIC bidimensionnelle en trois dimensions [23]. Dans cette étude, la DVC a été réalisée 

avec Logiciel YaDICs, développé au Laboratoire [24]. La plate-forme était écrite sur C++, et 

optimisée pour traiter des volumes 3D en un temps réduit. Pour identifier les déplacements, 

plusieurs paramètres doivent être définis : une métrique, un échantillonnage, un interpolateur, 

une transformation, un optimiseur et enfin une méthode de régularisation (Fig.III.8). Plus de 

détails peuvent être trouvés dans [24]. 

 

Fig III.8 Différentes étapes du processus de corrélation de volume numérique (DVC) avec le logiciel YaDICs [25] 
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Contrairement à ce qui se fait pour les images 2D, où l’on a besoin d’un mouchetis artificiel 

pour déterminer les déplacements et calculer la déformation élastique, dans le cas de la DVC 

(Digital Volume Correlation), le contraste entre le graphite (en noir) et la matrice (en gris) forme 

un mouchetis naturel. Ainsi, la déformation peut être déterminée pendant le déchargement pour 

chaque niveau de charge par une corrélation entre les images à l’état sous contrainte et à la 

décharge.  

C.2. Résultats expérimentaux pour une charge donnée  

Dans un premier temps, une simulation numérique sous ABAQUS, dans le cas homogène, a été 

entreprise pour rappeler la forme des champs de déformation attendue. Dans le cas d’un essai 

de compression uniaxiale le champ de déformation forme des lignes horizontales. En revanche, 

pour un essai d’indentation Brinell, l’évolution dégressive de l’intensité de la déformation 

forme une « goutte » qui s’éloigne du point d’application de la charge. La Fig.III.9 représente 

le champ de déformation suivant la direction d’indentation (zz) pour une simulation numérique 

d’un essai d’indentation Brinell sur un matériau homogène. 

 

Fig III.9 : Champ de déformation suivant la direction d’indentation Ꜫzz pour une simulation numérique d’un 

essai d’indentation Brinell sur un matériau homogène 

Une première corrélation d’images volumique DVC a été réalisée entre l’image déformée à 

1450 N et l’image de référence à 10 N pendant la décharge pour être plus aux moins dans la 

partie élastique. Les Fig III.10.a et III.11.a représentent respectivement la déformation 

volumique équivalente de Von Mises, εVM, et la déformation volumique suivant la direction 

d’indentation, εzz. Sur les deux images, apparait une forte hétérogénéité des champs de 

déformations, liée à la microstructure complexe et hétérogène du matériau de friction. Ceci se 

caractérise par une déformée sous forme de « goutte » près du point d’indentation et d’autres 

bandes horizontales plus en profondeur de la microstructure, qui peuvent correspondre aux 

positions de graphite.  
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Les Fig III.10.b et 11.b mettent en évidence le projeté des deux déformations sur le plan xz, qui 

coupe la microstructure en deux. Les déformations suivant le plan xz, sont en concordance avec 

celles en volume, montrant des zones de fortes déformations sous formes de bandes, à 

l’exception de celles présentes à la surface de contact, qui n’est autre que la réflexion de la 

lumière sur la surface du matériau.  

 

 

 

 

 

a- b- 

a- b- 

Fig.III.10. a- Déformation volumique de Von 

Mises εVM 

Fig.III.10. b-  Projetée de la déformation de Von 

Mises εVM  sur le plan xz 

Fig.III.11. a- Déformation volumique suivant la 

direction d’indentation εzz 

Fig.III.11. b-  Projetée de la déformation suivant 

la direction d’indentation εzz  sur le plan xz 
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Une investigation a été faite dans le but de voir à quoi correspondent ces zones de hautes 

déformations. Ainsi, en utilisant la microstructure identifiée sur la Fig III.7 (matrice en grise et 

le graphite 2 en noir), et en appliquant une pigmentation dessus les faces, les différents 

composants du matériau étudié pour mettre en évidence.  La Fig.III.12 montre l’image obtenue 

à la suite d’une superposition de la microstructure avec l’image de la déformation εzz à 1450N. 

Cette superposition montre que les zones les plus déformées correspondent a priori à 

l’emplacement des graphites. En effet, les déformations autour de la zone de contact, forment 

une « goutte » de déformée dégressive en s’éloignant du point d’indentation.  Une seconde zone 

de déformation élevée apparait aussi au milieu de l’échantillon, à cause de la présence de 

porosités provenant de chaînes de graphites (§B.3.1.2). Les résultats obtenus par indentation 

sous micro-tomographe, concordent avec ceux de la compression avec corrélation d’image 2D. 

Il est alors important de voir si les bandes de déformations suivent les positions de graphite en 

volume.  

 

Fig.III.12 : Superposition du champ de déformation εzz avec la microstructure 

Une double coupe sur les plans de cisaillement (XZ) et (YZ) (Figure 13-a) a été réalisée.  La 

Fig.III.13-b montre une rotation de 90° autour de l’axe z de cette double coupe.  Les 

déformations les plus élevées se localisent près de la zone sollicitée dans l’échantillon du 

matériau fritté, qui correspondent aux graphites. Ceci s’explique par le fait que le graphite est 

un matériau avec un module d’élasticité faible estimé proche de 2,5 GPa [16], comparé à la 

matrice MmC, qui regroupe la partie métallique et céramique du matériau de friction, qui a un 

module aux alentours de 100 GPa.  
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Fig.III.13 : Superposition du champ de déformation εzz avec la microstructure : a- double coupe des 

plans (xz) et (yz), b- rotation de 90° autour de l’axe z 

Afin de mieux comprendre le mécanisme de déformation, une visualisation des champs de 

déformations sur l’ensemble des directions sollicitées est nécessaire. Sur la Fig.III.14, est 

indiqué sous chaque image le pourcentage de déformation maximale admis dans l’échantillon. 

Une différence importante au niveau des déformations est constatée entre les différentes 

directions. En effet, les déformations εxx, εyy et εxy sont faibles (0,25%) comparé aux 

déformations εzz (1,6%), εxz et εyz (0,75%). Ceci montre que lors de l’indentation, le matériau se 

déforme suivant la direction de pénétration et induit aussi des déformations dans les plans de 

cisaillement (XZ) et (YZ). L’essai d’indentation est effectivement un essai multiaxial. De 

même, la superposition avec la microstructure montre que contrairement à la déformation axiale 

εzz qui sollicite principalement le graphite, dans les plans de cisaillement εxz et εyz, c’est la 

matrice métallique qui est sollicitée en priorité.   

b- a- 



116 

 

 

Fig.III.14 : Ensemble des champs de déformation dans le plan xz pour une charge de 1450 N 

C.3 Résultats expérimentaux pour une charge croissante 

La Fig.III.15, représente l’évolution de la déformation εzz pour tous les niveaux de charges, avec 

une représentation volumique en 3D, ainsi qu’une coupe dans le plan (XZ). Cela valide ce qui 

a été dit au paragraphe B.3.2.1. Effectivement, plus la charge est importante, plus les bandes de 

déformation sont prononcées, et plus l’échantillon se déforme en profondeur. Cependant, la 

déformation dans l’ensemble de l’échantillon ne montre pas d’homogénéité, puisque les zones 

de déformations élevées se forment autours des positions de graphites.   

Les bandes rouges sur la surface de contact représentent le reflet de l’éclairage lors du scan. 

Dans ce cas-ci, il ne s’agit pas de déformation.  
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Fig.III.15 : Déformation εzz suivant la direction de l’indentation pour six niveaux de charges 

La Fig.III.16 montre les résultats de la compression obtenus dans le chapitre B, avec une 

corrélation d’images 2D (DIC). En comparant les déformations εzz en 2D et 3D, le même type 

d’informations sur le comportement du graphite au cours du chargement est obtenu. En effet, 

le fait que des bandes horizontales apparaissent traduit l’orientation horizontale privilégiée des 

graphites, qui se « couchent » lors du procédé de mise sous pression (§B.2). C’est d’ailleurs 

l’origine principale de l’anisotropie du matériau de friction MmCG1G2. 

 

Fig.III.16 : Déformation εzz suivant la direction de la compression en 2 D 

En compression la déformation est uniforme pour un matériau homogène, alors qu’en 

indentation c’est un peu plus complexe, puisque la déformation dans le cas d’un matériau 

homogène n’est pas uniforme (formation de « gouttes », Fig III.9). Dans le cas du matériau de 

friction, qui est de nature hétérogène, les champs de déformation des essais d’indentation 

laissent apparaitre des « gouttes » accompagnées d’un effet horizontal du fait de l’orientation 

horizontale privilégiée des graphites.  

Puisque la zone en contact est un paramètre sensible et important dans le calcul du module 

d’Young dans un essai d’indentation, il est important d’identifier l’évolution de l’aire de contact 

en fonction de la charge appliquée, en se basant sur l’empreinte de la déformation nulle. Cette 
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méthode basée sur les résultats de la corrélation d’image DVC sera comparée avec celle 

proposée par Oliver & Pharr [26,27] (§A.1.2.3.). La Fig.III.17 montre logiquement que plus la 

charge est importante, plus le diamètre de l’empreinte est grand, avec une aire de contact plus 

importante pour les fortes charges. L’empreinte obtenue a une géométrie circulaire bien définie. 

Cette observation permet de ne pas prendre en compte les défauts d’ovalisation des indenteurs 

sphériques, contrairement aux travaux développés par Brammer et al. [28, 29]. 

 

Fig.III.17 : Evolution de la déformation εzz à la zone de contact en fonction de la charge appliquée 

La Fig III.18 est la comparaison de l’évolution de l’aire de contact Ac en fonction de la charge, 

entre les résultats obtenus en tomographie, en vert, et ceux du contact de Hertz classique en 

orange (équation III.1), pour un module E* = 10 GPa. Les courbes montrent une tendance 

croissante de l’aire de contact en augmentant la charge, cependant, la pente d’évolution des 

deux courbes est très différente, puisque le contact de Hertz ne fonctionne que pour les très 

faibles charges (< 5 N) et dans le domaine élastique, contrairement à notre cas d’étude.  

𝑃 =
4𝑎 3𝐸∗

3𝑅
      (III.1) 

Avec a = √𝑅ℎ , h la profondeur et P la charge appliquée en N et  𝐸∗ =
𝐸

1−𝜐
 

Comme le calcul du contact de Hertz diverge avec celui obtenu en tomographie, une deuxième 

comparaison de ces résultats avec l’aire de contact obtenue par la méthode d’Oliver et Pharr 

(§A-1-3-1) en macro-indentation a été réalisée. La Fig III.18 montre l’évolution de la charge 

appliquée en fonction de l’aire de contact. La courbe verte représente celle obtenue en 

tomographie, la bleue pour la macro-indentation. Ces deux courbes sont très proches en termes 

de valeurs et de tendance. Ainsi, les aires de contact obtenues par tomographie sont en 

concordance avec celles de la macro-indentation. Il est important de noté ici que la 

complaisance de machine n’est pas prise en compte pour l’essai d’indentation sous micro-

tomographe.  
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Fig.III.18 : Comparaison des aires de contacts issues de la tomographie et de la macro-indentation Brinell et du 

contact de Hertz 

Conclusion intermédiaire : 

L’indentation sous micro-tomographe avec six niveaux de charges a été réalisée. La corrélation 

en 3D DVC des scans obtenus montre des « gouttes » accompagnées d’un effet horizontal dû à 

l’orientation horizontale privilégiée des graphites qui se « couchent » lors du procédé de mise 

sous pression. C’est d’ailleurs l’origine principale de l’anisotropie du matériau de friction 

MmCG1G2.  Plus la charge appliquée est grande, plus les bandes de déformations suivant la 

direction d’indentation εzz sont importantes. Ces résultats sont en concordance avec ceux 

trouvés par compression avec une corrélation d’image 2D. De même, une investigation 2D et 

3D a montré que les déformations axiales sollicitent les graphites, alors qu’en cisaillement, c’est 

la matrice métallique MmCG1 qui est principalement sollicitée.  

La comparaison entre l’évolution de l’aire de contact obtenue par indentation sous micro-

tomographe et celle calculée suivant l’hypothèse d’Oliver & Pharr, montre une différence des 

résultats malgré le fait que les deux courbes soient très proches en termes de valeurs et de 

tendance.  
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C.4. Simulation numérique  

C.4.1. Procédure de maillage  

Afin de reproduire numériquement l’essai d’indentation sous micro-tomographe, un modèle 

numérique, basé sur la microstructure trouvée, a été réalisé, suivant plusieurs étapes : 

• La diminution de la taille de l’image 3D : une image 3D a une taille après reconstruction 

d’environ 10 Go, pour un encodage fait sur 32 bits. Dans le but de résoudre les 

problèmes liés à la mémoire et au temps nécessaire à l’analyse des images, il est donc 

impératif d’appliquer un filtre médian qui servira à diviser la taille de l’image par 4. La 

fig III.19 montre la différence entre la 1ère image à l’état brut et la 2ème après diminution 

de la taille. Le filtre médian augmente les incertitudes de mesure dans la corrélation des 

images tout en maintenant les discontinuités [30]. 

 

Fig III.19 : Image de la microstructure : a- à l’état brut, b- après application du filtre médian 

 

• La segmentation : c’est un protocole qui permet de générer des volumes contenant les 

surfaces externes de l’échantillon, en fonction de la porosité des composants. Pour le 

matériau de friction MmCG1G2, seulement deux phases ont été générées qui sont la 

matrice MmCG1 et le graphite G2. Le graphite G2 est considéré comme poreux du fait 

de son regroupement sous forme de grappe (§B.3.1.2). Un nettoyage est effectué dans 

le but de retirer les derniers artefacts (sous forme d’anneaux) restants. Ces artefacts ne 

peuvent pas être supprimés lors de la reconstruction. Ceci nécessite une suppression soit 

par filtre gaussien, soit de façon manuelle. La Fig III.20 met en avant la méthode de 

segmentation (en gris le graphite G2 et en violet la matrice MmCG1, en rouge les 

interfaces entre les deux phases).  

a- b- 
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Fig III.20 : Microstructure du matériau de friction : a- après diminution de la taille, 

b- avec segmentation, c- interfaces en rouge 

• Le maillage : il concerne un maillage surfacique puis volumique. Le maillage surfacique 

est généré à partir des deux phases obtenues par segmentation. Ceci permet d’avoir un 

maillage de la surface extérieure de l’échantillon ainsi qu’un maillage surfacique des 

pores internes restants. A l’aide de l’algorithme « Marching Cube » les deux surfaces 

sont mises en évidence. Le maillage sera donc composé de triangles de tailles de l’ordre 

de grandeur du voxel. En utilisant le logiciel Avizo [22], un remaillage avec une faible 

taille d’éléments a été réalisé afin de mieux représenter la morphologie des pores 

internes. Ce même logiciel est utilisé pour le remaillage de la surface extérieure, avec 

une taille d’éléments différente. Le maillage volumique permet d’assembler les deux 

maillages surfaciques obtenus pour former un élément volumique par remplissage avec 

des éléments tétraédriques, à l’aide du logiciel Gmsh [31].  

C.4.2. Choix de la zone maillée  

La zone maillée doit permettre d’avoir le plus d’informations possible, il est donc intéressant 

de se focaliser sur la zone la plus sollicitée de la structure. Lors des scans, la surface de contact 

peut refléter de la lumière provenant du halo de diffusion de la bille en verre. Afin d’éviter toute 

confusion liée à cela, un éloignement de 2mm de la surface du contact est recommandé 

(Fig.III.21). De même, comme c’est un modèle réduit, la vérification des pourcentages 

volumiques des composants est indispensable (20% de graphite G2 et 80% de matrice MmCG1) 

pour s’assurer que l’échantillon observé rend compte de la réalité de la composition du matériau 

de friction. Finalement, la zone à mailler se restreint à un cube de 6,5mm de côté. 

a- b- c- 
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Fig.III.21 :  Aperçu de la zone à mailler : a- sur la microstructure du matériau de friction : b- Superposition avec 

le champ de déformation suivant la direction d’indentation. 

Une segmentation sur AVIZO [22] (§C.4.1) a été réalisée pour générer un maillage de la surface 

à partir des images segmentées obtenues par scan, ce qui permet d’avoir un modèle biphasé 

(Graphite 2 + Matrice). Le pourcentage volumique est de nouveau contrôlé car la segmentation 

ne permet pas toujours de tomber exactement sur du graphite G2, puisqu’il n’est pas totalement 

distinct du reste des composants. En effet l’existence de graphite G1 chargé en résine entraine 

une approximation de ce pourcentage volumique. Du fait qu’il existe aussi du graphite G1 

chargé en résine. Il se peut aussi, que d’autres composants aient une nuance de gris proche à 

celle du Graphite G2, qui pourra donc être confondue avec celui-ci. Ainsi, un maillage 

volumique tétraédrique a été généré par GMSH [31], ce qui donne un cube maillé de 78x78x78 

Voxel, équivalent à 6,5mm de côté, avec un nombre d’éléments de 2742950 (Fig.III.22). 

 

Fig.III.22 :  Maillage obtenu sur une structure réduite du modèle biphasé du matériau de friction 

a-

©

◊

© 

b- 
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C.4.3. Conditions aux limites  

Les conditions aux limites sont déterminées à partir des déplacements issus de la DVC dans les 

3 directions pour les 6 faces (Fig.III.23). La DVC est réalisée entre l’image déformée à 1450 N 

et l’image de référence à 10 N pendant la décharge afin de prendre en compte la plasticité déjà 

incluse dans le champ de déplacement. La face supérieure n’inclue pas l’indenteur pour 

simplifier le problème de contact, de plus le but ici est de déterminer le rôle des différents 

composants lors d’un déplacement vertical. C’est pour cela qu’un choix de pilotage en 

déplacement est imposé. Comme le contact indenteur–surface n’est plus pris en compte, et que 

la complaisance n’intervient pas en tomographie, la déformation est régulière sur toute la 

surface supérieure.  

Fig.III.23 : Conditions aux limites sur les six faces 

Afin de pouvoir appliquer les bonnes valeurs de déplacements suivant les axes x, y et z, il est 

important de créer une connectivité entre chaque nœud des 6 faces, et d’obtenir l’équivalent de 

ses coordonnées sur les champs de déplacements obtenus par DVC. Ces déplacements sont 

notés Ux, Uy et Uz.  

C.5. Méthode d’identification inverse : FEMU 

L’identification des propriétés mécaniques d’un matériau nécessite d’effectuer autant de tests 

et/ou des mesures que de paramètres inconnus dans le modèle. A titre d’exemple, pour un 

matériau se trouvant dans la classe des matériaux isotrope transverse, on compte 5 paramètres 

élastiques indépendants que l’on identifie classiquement avec des essais de compression (ou de 

traction) dans différentes directions et un essai de cisaillement. Plusieurs études sont menées 
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afin de développer des méthodes de caractérisations des propriétés mécaniques des matériaux, 

avec des protocoles qui se composent d’une méthode d’essai uni-axial (compression ou traction 

par exemple [32, 33, 34]), instrumentée par une mesure optique [35] et d’une étape de post-

traitement couplant la simulation numérique de l’essai avec les techniques de corrélation 

d’images numériques [36]. Parmi ces outils puissants qui offrent une description quantitative 

des propriétés du matériau on trouve la méthode de recalage inverse par Éléments Finis (EF). 

Cette approche permet d’être représentatif de l’essai tout en respectant le protocole (la 

géométrie de l’échantillon, les conditions aux limites, le maillage …). Le principe fondamental 

de cette approche est présenté en 1971 par Kavanagh et Clough [37]. Il consiste à établir une 

fonction objective de type moindres carrés entre mesures expérimentales et valeurs simulées 

numériquement. L’optimisation des paramètres identifiés est basée sur l’algorithme de type 

Levenberg-Marquardt [38]. Les paramètres recherchés sont obtenus par la minimisation de la 

fonction objective. Il existe différentes approches basées soit sur la comparaison entre les efforts 

mesurés et calculés (FEMF), ou entre les champs de déplacement mesurés et issus du calcul 

éléments finis numérique (FEMU). Cette approche FEMU a permis d’identifier des lois en 

élasticité linéaire [36,39], en hyper-élasticité [40] et aussi en élasto-plasticité [41]. Cette 

méthode est fiable si on souhaite déterminer un seul paramètre. En effet pour le cas isotrope 

transverse, on est dans l’obligation d’effectuer autant de tests et/ou des mesures que de 

paramètres inconnus, sachant que ce surnombre d’essai est chronophage et donc coûteux. Ainsi 

une solution idéale consisterait à identifier des paramètres via un seul essai avec un chargement 

multiaxial : essai d’indentation ou essai combiné compression-cisaillement par exemple. Mais 

les difficultés se trouvent dans le recalage inverse où l’unicité de la solution n’est pas assurée, 

car cette méthode repose sur l’optimisation d’une seule fonction coût. Pour résoudre ce 

problème, nous proposons une méthode permettant d’identifier chacun des paramètres 

élastiques via le couplage entre la méthode de l’identification inverse et la décomposition en 

Mode de Kelvin. Cette décomposition a comme avantages la possibilité de travailler avec des 

modes orthonormés ([42], [43] et [44]), et surtout l’utilisation de cette base nous permet d’avoir 

une certaine bi-univocité entre le champ de contrainte et le champ de déformation par mode, 

qui est un vrai atout pour les essais expérimentaux. Ce couplage va donc nous permettre d’avoir 

autant de fonction coût à minimiser que de paramètres à identifier, conduisant à la bonne 

solution du problème et l’identification de toutes les inconnues avec un seul essai, à condition 

que chaque mode soit activé. La validation de cette nouvelle méthode a été réalisée sur un essai 

d’indentation Brinell purement numérique dans les deux cas : isotrope et isotrope transverse. 
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C.5.1. Décomposition en mode de Kelvin  

La loi de comportement d’un matériau élastique linéaire, qui établit une relation linéaire 

réversible entre le tenseur de contrainte σ et le tenseur de déformation Ꜫ, en condition isotherme, 

s’écrit de façon générale sous les deux formes équivalentes suivantes :  

     σ = C : Ꜫ ,  Ꜫ= S : σ    (III.2) 

Dans l’équation (III.2), 𝐶 représente le tenseur de rigidité du solide élastique tandis que 𝑆 

représente le tenseur souplesse élastique. Ce sont des tenseurs du 4ème ordre, possédant la 

symétrie majeure et mineure ( 𝐶𝑖𝑗𝑘𝑙 = 𝐶𝑗𝑖𝑙𝑘 = 𝐶𝑖𝑗𝑙𝑘 = 𝐶𝑘𝑙𝑖𝑗). 

La décomposition en mode de Kelvin consiste à exprimer que pour toute symétrie élastique, il 

existe des états de sollicitations du matériau tel que l’état de contrainte soit strictement 

proportionnel à l’état de déformation [45,46].  

      σ = λꜪ     (III.3) 

Les tenseurs de contraintes et de déformations vérifiant les relations de la forme (III.3) sont 

appelés états propres de contrainte et états propres de déformation. A chaque état propre de 

contrainte correspond un module λ, respectivement à chaque état propre de déformation lui 

correspond un module. Ce module peut être appelé module propre, module de rigidité ou 

module de Kelvin. L’ensemble des couples état propre/module propre forme l’ensemble des 

modes de Kelvin d’un solide élastique linéaire.  

La représentation de la relation (III.2), de l’espace vectoriel tridimensionnel 𝑅3vers l’espace 

vectoriel 𝑅6 des tenseurs du second ordre, permet de préciser le nombre des modules de Kelvin 

pour tout solide élastique linéaire. En effet dans 𝑅6, les tenseurs du 4ème ordre 𝐶 et 𝑆 sont 

représentés par des tenseurs du second ordre ĉ et ŝ, tandis que les tenseurs de contraintes et de 

déformation dans l’espace tridimensionnel sont maintenant représentés par des vecteurs. 

La loi de comportement (III.2) s’écrit alors dans 𝑅6: 

     σ= ĉ : Ꜫ  , Ꜫ = ŝ : σ     (III.4) 

La détermination des modules de Kelvin, vérifiant σ = λꜪ, revient à résoudre le problème aux 

valeurs propres définit sur 𝑅6par le système ĉ-λÎ =0. Au final, six modules de Kelvin 𝜆𝑖 

(respectivement 1/𝜆𝑖) sont obtenus auxquels correspondent six états propres de déformations  

Ꜫ𝑖 (respectivement six états propres de contraintes 𝜎𝑖). En normalisant les états propres de 
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déformations ou les états propres de contraintes, il est possible d’exprimer les tenseurs 

d’élasticité en termes de modes de Kelvin : 

ĉ= 𝜆1𝑁1⨂𝑁1 + ⋯ + 𝜆6𝑁6⨂𝑁6 , ŝ= 
1

𝜆1
. 𝑁1⨂𝑁1 + ⋯ +

1

𝜆6
. 𝑁6⨂𝑁6   (III.5) 

Pour un solide élastique isotrope les modules de Kelvin sont : 

𝜆1 =
𝐸

1−2𝜐
𝑒𝑡𝜆2 = 𝜆3 = 𝜆4 = 𝜆5 = 𝜆6 =

𝐸

1+𝜐
   (III.6) 

Et les modes orthogonaux de Kelvin 𝑁𝑖 s’écrivent (sont identifiés) sous les formes suivantes : 

𝑁1 =
1

√3
(1,1,1,0,0,0) , 𝑁2 =

1

√6
(−1, −1,1,0,0,0), 𝑁3 =

1

√2
(−1,1,0,0,0,0) 

𝑁4 = (0,0,0,1,0,0), 𝑁5 = (0,0,0,0,1,0), 𝑁6 = (0,0,0,0,0,1)   (III.7) 

Dans le cas d’un solide élastique isotrope transverse [39] de direction z, les modules de Kelvin 

𝜆𝑖 s’écrivent : 

 

𝜆1 = 𝐶11 + 𝐶12+𝐶33 +
√(𝐶|11 + 𝐶12 − 𝐶33)² + 8. 𝐶13²

2
 

𝜆2 = 𝐶11 + 𝐶12+𝐶33 −
√(𝐶|11 + 𝐶12 − 𝐶33)² + 8. 𝐶13²

2
 

𝜆3 = 𝜆6 = 𝐶11 − 𝐶12 

                                                            𝜆4 = 𝜆5 = 2 ∗ 𝐶44         (III.8) 

Et les modes orthogonaux de Kelvin 𝑁𝑖 sont : 

𝑁1 =
1

√𝑀1
(

−𝐴1

2
, −

𝐴1

2
, 1,0,0,0) , 𝑁2 =

1

√𝑀2
(

1

𝐴1
,

1

𝐴1
, 1,0,0,0), 𝑁3 =

1

√2
(−1,1,0,0,0,0) 

𝑁4 = (0,0,0,1,0,0), 𝑁5 = (0,0,0,0,1,0), 𝑁6 = (0,0,0,0,0,1)   

 (III.9) 

Avec 𝐴1 = −
𝐶11+𝐶12−𝐶33+√(𝐶11+𝐶12−𝐶33)²+8.𝐶13²

2 𝐶13
    Et 𝑀1 (resp. 𝑀2) les normes de 𝑁1 (resp. 𝑁2) 
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C.5.2. Identification des propriétés  

C.5.2.1. Recalage inverse par éléments finis (FEMU) 

Une nouvelle méthode est proposée permettant d’identifier chacun des paramètres élastiques 

dans une classe donnée, avec seulement un seul essai. L’idée consiste à identifier les modules 

de Kelvin 𝜆𝑖 sur chacun des modes via la méthode FEMU. Ainsi, il conviendra à minimiser sur 

chacun des modes une fonction coût 

𝐽𝑖(𝜆𝑖) = ‖𝜀𝑒𝑥𝑝
𝑖 − 𝜀𝑛𝑢𝑚

𝑖 ‖²      (III.10) 

où i est l’indice correspond au mode de Kelvin actif. 

La fig III.24 montre les étapes clés de la méthode. Les données d’entrée sont des champs de 

déformations par mode. La méthode sera validée au travers d’un essai multiaxial d’indentation 

Brinell de référence purement numérique avec des propriétés mécaniques connues que l’on va 

essayer de retrouver. Les résultats de cette simulation de référence serviront comme point 

d’entrée au recalage inverse et se substitueront aux données expérimentales afin de valider la 

méthode.   

La différence entre cette méthode et la méthode classique est que la boucle consiste à minimiser 

des fonctions 𝐽𝑖(𝜆𝑖) = ‖𝜀𝑒𝑥𝑝
𝑖 − 𝜀𝑛𝑢𝑚

𝑖 ‖²  (i indice correspond au mode de Kelvin actif) et non 

pas une seule fonction ‖𝜀𝑒𝑥𝑝
 − 𝜀𝑛𝑢𝑚

 ‖². L’idée est de comparer pour chaque mode de Kelvin i 

les champs de déformations (expérimental et numérique) afin de minimiser la fonction 

moindres carrés où l’algorithme d’optimisation à chaque itération est celui proposé par 

Levenberg-Marquardt [38]. Cette simulation en éléments finis est réalisée avec le logiciel 

ABAQUS [47]. Enfin, les résultats en sortie correspondent aux modules de Kelvin 𝜆𝑖. En effet 

chaque fonction de minimisation permet de déduire le module de Kelvin 𝜆𝑖qui correspond au 

mode i actif, et à partir des 𝜆𝑖 et des équations (III.8), on peut déduire toutes les inconnues du 

problème (les modules élastiques et les coefficients de Poisson). 
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Fig.III.24 :  Méthode de recalage inverse des éléments finis appliquée à la décomposition en modes de Kelvin 

Cette méthode permet de découpler les calculs en utilisant la particularité de la décomposition 

en modes de Kelvin (les modes sont toujours orthogonaux et orthonormés). Ainsi, grâce à cette 

méthode, il est possible d’avoir autant de fonctions coûts à minimiser que de paramètres à 

identifier, ce qui conduit à une résolution complète du problème.   

L’objectif de cette modélisation (décomposition en mode de Kelvin) est d’utiliser la nouvelle 

identification inverse pour déterminer ces propriétés mécaniques dans le cas isotrope et isotrope 

transverse.   

C.5.2.2. Validation de la méthode pour un cas homogène purement numérique 

C.5.2.2.1. Cas isotrope  

Une simulation numérique d’un essai multiaxial d’indentation Brinell est réalisée sur un cube 

de dimensions (5mm*5mm*5mm), indenté avec un indenteur sphérique Brinell de diamètre 5 

mm (Fig. III.25), en respectant les conditions aux limites de l’essai d’indentation (appui plan 

sur la face inférieure et encastrement d’un nœud central).  

 

 

Fig.III.25 : Modélisation de l’essai Brinell 
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Pour les propriétés du matériau, le module d’Young référence 𝐸𝑟𝑒𝑓= 7500 MPa et le coefficient 

de Poisson 𝜐𝑟𝑒𝑓=0,2 sont choisis ce qui donne les modules de Kelvin 𝜆1.𝑟𝑒𝑓= 12500 MPa et 

𝜆2.𝑟𝑒𝑓= 𝜆3.𝑟𝑒𝑓= 𝜆4.𝑟𝑒𝑓= 𝜆5.𝑟𝑒𝑓 = 𝜆6.𝑟𝑒𝑓=6250 MPa. 

Le modèle est composé d’une demi-sphère rigide, en contact avec un cube maillé (10000 

éléments). Un déplacement de la demi-sphère d’intensité Uz = - 0.5 mm est appliqué sur 

l’indenteur. Le calcul EF de référence, avec les propriétés énumérées ci-dessus, permet d’avoir 

une idée sur les modes actifs, ainsi que les déformés par mode (Fig.III.26). A partir de ce 

résultat, on peut remarquer l’activation des six modes de Kelvin. En effet le mode 1 correspond 

au mode hydrostatique et les autres modes à des modes déviatoriques.  

Pour le cas d’un comportement isotrope, on va se focaliser sur les deux premiers modes : le 

mode 1 et le mode 2. La minimisation de la première fonction de coût  𝐽1(𝜆1) s’appuie sur une 

seule comparaison, celle entre la déformée du mode 1 de référence et le mode 1 du calcul EF. 

Cette première minimisation donne la valeur de 𝜆1. La même démarche est adoptée et en 

utilisant la déformée du mode 2 et la deuxième fonction de coût 𝐽2(𝜆2) on obtient la valeur 

de 𝜆2.  

 

Fig.III.26 : Matériau homogène comportement isotrope : Déformées des six modes de Kelvin 

La Fig.III.27 représente l’évolution de la valeur propre 𝜆1 (resp 𝜆2), issue de la minimisation 

de la fonction de coût  𝐽1(𝜆1) (resp. 𝐽2(𝜆2)) en fonction des calculs. Il en ressort que la valeur 

de 𝜆1 (resp.𝜆2), converge vers la valeur de référence 𝜆1.𝑟𝑒𝑓= 12500 MPa (resp.𝜆2.𝑟𝑒𝑓= 6250 

MPa). Les fonctions  𝐽1 et 𝐽2 donnent les valeurs  𝜆1.𝐹𝐸𝑀𝑈= 13126 MPa et 𝜆2.𝐹𝐸𝑀𝑈= 6213 MPa. 
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En combinant ces deux valeurs  𝐸𝐹𝐸𝑀𝑈= 7536 MPa et 𝜐𝐹𝐸𝑀𝑈= 0,2129 peuvent être définis. Un 

module d’élasticité et un coefficient de Poisson très proches des valeurs de référence sont 

calculés (𝐸𝑟𝑒𝑓= 7500 MPa et 𝜐𝑟𝑒𝑓= 0,2). Cette nouvelle méthode est validée pour le cas isotrope. 

 

Fig.III.27 : Matériau homogène comportement isotrope : Evolution des deux valeurs propres λ1 et λ2 en fonction 

des calculs 

La Fig.III.28 compare les déformées pour les modes 1 et 2 du cas de référence avec les 

déformées obtenues après l’identification inverse FEMU. On obtient une similitude de 5% pour 

les déformées ce qui valide les 𝜆𝑖 obtenus et la nouvelle méthode d’identification.  

 

Fig.III.28 : Matériau homogène comportement isotrope : Comparaison des déformées des modes 1 et 2 de 

référence et celles obtenues par identification inverse 
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Le tableau III.1 présente les erreurs relatives pour les deux valeurs propres 𝜆1et 𝜆2, le module 

d’Young E et le coefficient de Poisson  𝜐. Il en ressort que la méthode proposée est validée 

compte tenu que pour tous les paramètres déterminés, les erreurs relatives inférieures sont 

inférieures 6,5%. 

 Valeur de référence Valeur calculée FEMU Erreur relative % 

𝜆1 (MPa) 12500 13126 5,01 

𝜆2 (MPa) 6250 6213 5,92 

E (MPa) 7500 7536 4,80 

𝜐 0,2 0,2129 6,45 

Tableau III.1 : Matériau homogène comportement isotrope : erreurs relatives des valeurs propres et propriétés 

mécaniques 

Avec cette nouvelle méthode de couplage (identification inverse et décomposition en mode de 

Kelvin), la minimisation des fonctions de coût se fait par mode, ce qui facilite la résolution du 

problème car il y aura autant de fonction coût à minimiser que de paramètres à identifier.   

C.5.2.2.2 Cas isotrope transverse  

La validation de la méthode pour le cas isotrope transverse se base sur ce qui a été développé 

et validé au paragraphe précédent. La différence se situe au niveau des propriétés mécaniques 

du matériau qui doivent prendre en compte l’isotropie transverse, ainsi : 

- La direction normale a un module d’Young 𝐸3𝑟𝑒𝑓= 22500 MPa 

- Les deux directions transverses sont définies par : 𝐸1𝑟𝑒𝑓 =𝐸2𝑟𝑒𝑓= 7500 MPa  

- Les coefficients de Poisson sont supposés tous égaux : 

 𝜐12𝑟𝑒𝑓= 𝜐21𝑟𝑒𝑓= 𝜐31𝑟𝑒𝑓=𝜐32𝑟𝑒𝑓= 0,2  

- Les modules de cisaillement ont les valeurs suivantes : G13ref = G23ref = 10227 MPa 

En incluant ces différentes valeurs dans le modèle, les modules de Kelvin calculés sont de la 

forme :  

 𝜆1.𝑟𝑒𝑓= 24807.09 MPa  𝜆2.𝑟𝑒𝑓 = 9165,03 MPa  𝜆3.𝑟𝑒𝑓= 𝜆6.𝑟𝑒𝑓= 6250 MPa  

Et  𝜆4.𝑟𝑒𝑓= 𝜆5.𝑟𝑒𝑓= 20454 MPa. 
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Le calcul EF de référence avec ces propriétés, et un déplacement Uz = -0.5mm permet d’avoir 

d’identifier les modes actifs, ainsi que les déformées par mode. Le mode 1 est le cas 

hydrostatique et les cinq autres modes sont déviatoriques. Sur la Fig.III.29, pour tous les modes 

de déformations le plan de coupe (X-Z) est pris en compte. On peut remarquer que les modes 

1, 2, 3 et 6 sont actifs dans ce plan de coupe, alors que les modes 4 et 5 sont actifs dans les 

coupes (X-Y) et (Y-Z). 

 

Fig.III.29 : Matériau homogène comportement isotrope-transverse :  Déformées des six modes de Kelvin de 

référence 

Pour le cas isotrope transverse, on se focalise sur les quatre premiers modes, c’est-à-dire le 

mode 1 hydrostatique et les trois modes déviatoriques 2, 3 et 4 (car λ3 = λ6 et λ4 = λ5) pour 

minimiser les fonctions de coût. La minimisation de chaque fonction de coût  𝐽𝑖(𝜆𝑖) s’appuie 

sur une seule comparaison, qui se réalise entre la déformée du mode i de référence et le mode i 

du calcul EF. La première minimisation par exemple donne la valeur de 𝜆1. Avec la même 

démarche et en utilisant les déformées des mode 2, 3 et 4 la valeur de  𝜆2, 𝜆3 et 𝜆4 sont obtenues. 

La Fig.III.30 représente l’évolution des valeurs propres 𝜆1, 𝜆2, 𝜆3 et 𝜆4 issues de la 

minimisation des fonctions de coût  𝐽1(𝜆1),  𝐽2(𝜆2), 𝐽3(𝜆3)et 𝐽4(𝜆4)en fonction des calculs. On 

peut remarquer que la valeur de 𝜆1 (resp.𝜆2, 𝜆3 et 𝜆4) converge vers la valeur de référence 

𝜆1.𝑟𝑒𝑓= 24807,09 MPa (resp.𝜆2.𝑟𝑒𝑓= 9165,03 MPa, 𝜆3.𝑟𝑒𝑓= 6250 MPa et 𝜆4.𝑟𝑒𝑓= 20454 MPa). 

Les fonctions  𝐽1, 𝐽2 ,𝐽3 et 𝐽4 nous donnent les valeurs  𝜆1.𝐹𝐸𝑀𝑈= 25552,4 MPa, 

𝜆2.𝐹𝐸𝑀𝑈=   8956,44 MPa, 𝜆3.𝐹𝐸𝑀𝑈= 6179,99 MPa et 𝜆4.𝐹𝐸𝑀𝑈= 20464,71 MPa. En combinant 

ces quatre valeurs et en utilisant les quatre équations provenant de l’Éq.III.8 on obtient 
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𝐸1,𝐹𝐸𝑀𝑈= 𝐸2,𝐹𝐸𝑀𝑈=7579,1 MPa, 𝐸3,𝐹𝐸𝑀𝑈= 22545,77 MPa, 𝜐12,𝐹𝐸𝑀𝑈= 𝜐31,𝐹𝐸𝑀𝑈= 0,1953 et 

G23,FEMU = G13,FEMU = 10232,36 MPa . Ces modules et ces coefficients sont très proches des 

valeurs de référence. Ce qui conduit à la validation de la nouvelle méthode pour le cas isotrope 

transverse. 

 

Fig.III.30 : Matériau homogène comportement isotrope-transverse :  Evolution des quatre valeurs propres λ1, λ2, 

λ3 et λ4 en fonction des calculs 

La Fig.III.31 compare les déformées par mode (Mode 1, 2, 3 et 4) du cas de référence avec les 

déformées obtenues après l’identification inverse FEMU. On obtient quasiment les mêmes 

déformées et les mêmes valeurs dans les deux cas.  Cela valide les 𝜆𝑖 obtenus et la nouvelle 

méthode d’identification.  

 

Fig.III.31 : Matériau homogène comportement isotrope-transverse : comparaison des déformées des modes 1, 2, 

3 et 4 de référence et celles obtenues par identification inverse 
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Le tableau III.2 présente les erreurs relatives pour les quatre valeurs propres (𝜆1, 𝜆2, 𝜆3 et 𝜆4), 

les deux : modules d’Young (𝐸1, 𝐸3, coefficient de Poisson 𝜐12= 𝜐31 et du module de 

cisaillement G13 = G12). L’erreur relative maximal est de 3% pour la valeur propre de 𝜆1. Ce 

faible pourcentage d’erreur relative, sur toutes les valeurs calculées, permet de valider la 

nouvelle méthode pour le cas des matériaux homogènes avec comportement isotropes 

transverses.    

 Valeur de référence Valeur calculée FEMU Erreur relative % 

𝜆1 (MPa) 24807,09 25552,4 3,01 

𝜆2 (MPa) 9165,03 8956,44 2,29 

𝜆3 (MPa) 6250 6179,99 1,12 

𝜆4 (MPa) 20454 20464,71 0,05 

𝐸1 (MPa) 7500 7579,11 1,05 

𝐸3 (MPa) 22500 22545,77 0,203 

𝜐12=𝜐31 0,2 0,1953 2,35 

𝐺13 = 𝐺23 10227 10232,36 0,06 

Tableau III.2 : Matériau homogène comportement isotrope-transverse : les erreurs relatives pour les 𝜆𝑖 , 𝐸𝑖 , 𝜐𝑖𝑗 et Gij 

Afin de valider tous les cas de comportement du matériau étudié avec cette méthode de calcul, 

une étude sur le cas des matériaux hétérogènes est entreprise. 

C.5.2.3 Validation de la méthode pour un cas hétérogène purement numérique : 

Afin de valider la nouvelle méthode de l’identification inverse FEMU pour le cas hétérogène, 

un modèle réduit de 1mmx1mmx1mm, basé sur la microstructure biphasée utilisée dans §B.4.2. 

Ce modèle est composé de 68000 éléments avec un maillage tétraédrique et un indenteur 

sphérique de type Brinell, avec un diamètre de 0,5 mm. Les conditions aux limites sont les 

mêmes que pour le cas homogène (appui plan sur la face inférieure avec un encastrement d’un 

nœud central). L’indenteur est piloté en déplacement, avec Uz = - 0,025 mm. Ces valeurs sont 

proportionnelles par rapport au cube expérimental de 20mmx20mmx20mm avec un indenteur 

sphérique de 10mm de diamètre. 
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Fig.III.32 : Modèles hétérogènes du matériau biphasé : a- complet, b- réduit 

Le choix d’un modèle réduit a pour but de gagner du temps lors de l’identification. En effet, à 

cette partie de l’étude, le but principal est de pouvoir vérifier la compatibilité de la nouvelle 

méthode d’identification inverse FEMU sur un matériau hétérogène, sans que cela ne soit très 

onéreux. Toutefois les proportions du graphite G2 et de la matrice ont été respectées pour se 

rapprocher au maximum du modèle complet. Ce modèle réduit biphasé sera nommé par la suite 

MmCG1+G2. 

Le graphite G2 est considéré comme ayant un comportement isotrope, alors que la matrice a un 

comportement isotrope transverse. Ces hypothèses sont basées sur les résultats du chapitre B, 

qui montrent que la matrice MmCG1 a un comportement isotrope transverse tandis que le 

graphite G2 est connu pour être isotrope. Le tableau III.3 regroupe les valeurs de référence des 

propriétés mécaniques : modules d’Young et coefficients de Poisson, ainsi que les modes 

propres. 

Composants Graphite (G2) Matrice (MmCG1) 

Modules En, ref = 2500 MPa 

ν ref = 0,1 

En, ref = 30000 MPa 

Et, ref = 15000 MPa 

ν ref = 0,3 

Gtn=13043 MPa 

Valeurs propres λ 1, ref = 3125 MPa 

λ 2, ref = λ 3, ref = ….= λ 6, ref = 2272 MPa 

λ 1, ref = 41042 MPa 

λ 2, ref = 17974 MPa 

λ 3, ref = λ 6, ref = 11538 MPa 

λ 4, ref = λ 5, ref = 26086 MPa 

Tableau III.3 : Propriétés mécaniques dans le cas hétérogène pour les deux phases : G2 isotrope et MmCG1 

isotrope transverse 
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La Fig.III.33, représente l’évolution des valeurs propres pour le graphite 2, qui est considéré 

comme isotrope, c’est pour cela qu’il n’a besoin d’être défini que par deux valeurs propres. En 

allant sur des valeurs initiales arbitraires, ici le choix de 10000 MPa, les deux valeurs propres 

λ 1, G2 et λ 2, G2 diminuent progressivement, pour converger vers les valeurs 3111 MPa et 2260 

MPa respectivement. Ces valeurs trouvées par identification inverse FEMU sont très proches 

de celles de référence λ 1, ref = 3125 MPa et λ 2, ref = 2272 MPa.  

 

Fig.III.33 : Matériau hétérogène MmCG1+G2 : Evolution des valeurs propres pour le graphite G2 isotrope en 

fonction des calculs 

De même pour la matrice MmCG1, il faut déterminer quatre valeurs propres, car la matrice est 

considérée comme isotrope transverse. Le calcul de valeurs propres par identification inverse 

FEMU, à partir de valeurs initiales aléatoires (10000 MPa) convergent vers des valeurs proches 

des références (Tableau III.3), comme indiqué sur la Fig III.34. 
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Fig.III.34 : Matériau hétérogène MmCG1+G2 : Evolution des valeurs propres pour la matrice MmCG1 isotrope 

transverse en fonction du temps de calculs 

Les Fig.III.35.a et b, comparent les déformées par modes (Mode 1, 2, 3, 4, 5 et 6) pour le cas 

de référence avec celles obtenues par identification inverse FEMU. Les déformées par mode 

ainsi que les valeurs de déformation obtenues par FEMU sont très proches de celles de 

référence, pour les six modes. Ce qui valide les valeurs des λ i pour les deux phases du matériau.  

 

Fig.III.35. a- : Matériau hétérogène MmCG1+G2 avec deux phases G2 isotrope et MmCG1 isotrope transverse:    

comparaison des déformées des modes 1, 2 et 3 de référence et celles obtenues par identification inverse 

 



138 

 

 

Fig.III.35.b- : Matériau hétérogène MmCG1+G2 avec deux phases G2 isotrope et MmCG1 isotrope 

transverse :Comparaison des déformées des modes 4, 5 et 6 de référence et celles obtenues par identification 

inverse 

Ces valeurs de λ i obtenues sont utilisées pour calculer les modules d’Young et les coefficients 

de Poisson. Le tableau III.4 regroupe l’ensemble des valeurs propres obtenues par identification 

inverse FEMU ainsi que les paramètres d’élasticités (E et ν) calculés à partir des λi , comparées 

aux  valeurs de références.  
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 Composant Paramètres Valeur de 

référence 

Valeur 

convergée 

FEMU 

Erreur 

relative 
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+
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𝜆1,𝐺2 (MPa) 3125 3111 0,45 

𝜆2,𝐺2 (MPa) 2272 2260 0,53 

𝐸𝐺2 (MPa) 2500 2487 0,52 

𝜐𝐺2 0,1 0,101 0,001 

M
at

ri
ce

 M
m

C
G

1
 

𝜆1,𝑀 (MPa) 41041 41035 0,015 

𝜆2,𝑀 (MPa) 17974 17936 0,21 

𝜆3,𝑀 (MPa) 11538 11669 1,14 

𝜆4,𝑀 (MPa) 26087 26071 0,06 

𝐸1,𝑀 = 𝐸2,𝑀 (MPa) 15000 14924 0,51 

𝐸3,𝑀 (MPa) 30000 29956 0,15 

𝜐12,𝑀=𝜐31,𝑀 0,3 0,302 0,67 

G13, M  = G23,M 13043 13035.5 0,06 

Tableau III.4 : Matériau hétérogène MmCG1+G2 avec deux phases G2 isotrope et MmCG1 isotrope 

transverse : Erreurs relatives pour les 𝜆𝑖 , 𝐸𝑖, 𝜐𝑖𝑗 et Gtn,M 

La comparaison entre les valeurs de références et celles obtenues par identification inverse 

FEMU montre des erreurs relatives faibles (inférieures à 1,14 %) pour l’ensemble des valeurs. 

Ainsi, l’identification inverse FEMU par décomposition en mode Kelvin est donc validée pour 

le cas des matériaux hétérogènes présentant un comportement hétérogène. 
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Conclusion intermédiaire : 

L’étude réalisée vise à exploiter au maximum un essai multiaxial tel que l’essai d’indentation. 

Les propriétés mécaniques ont été prédites dans le cas d’un comportement pouvant présenter 

une isotropie transverse que ce soit en milieux homogène ou hétérogène. L’approche 

développée est une formulation qui s’appuie sur le couplage entre la décomposition en mode 

de Kelvin et l’identification paramétrique par recalage éléments finis (FEMU). En effet, Cette 

nouvelle méthode permet de découpler les calculs en utilisant la particularité de la 

décomposition en modes de Kelvin (les modes sont toujours orthogonaux et orthonormés). Via 

cette méthode, il est possible d’avoir autant de fonctions coûts à minimiser que de paramètres 

à identifier, ce qui conduit à une bonne résolution du problème et avec un minimum de calcul. 

Une première étude avec un modèle de référence numérique a permis de valider cette nouvelle 

méthode pour le cas isotrope et isotrope transverse pour un matériau homogène ou hétérogène. 

Cette nouvelle méthode, validée, sera appliquée dans le cadre d’un couplage numérique-

expérience avec l’essai multiaxial d’indentation sous micro-tomographe équipé de la 

corrélation d’image 3D. 

C.6. Application de la méthode d’identification inverse FEMU sur un essai d’indentation 

d’un matériau hétérogène, MmCG1+G2, sous micro-tomographe : 

Dans cette partie, nous allons exploiter les résultats obtenus de l’essai d’indentation sous micro-

tomographe sur le matériau fritté MmCG1G2 comme détaillé dans le paragraphe C.2. Ces 

résultats obtenus seront utilisés comme données d’entrée pour la nouvelle méthode 

d’identification inverse FEMU couplée avec la décomposition en mode de Kelvin, dans le but 

de déterminer les propriétés mécaniques de chaque phase du matériau de friction biphasé 

MmCG1+G2 (Phase 1 : matrice MmCG1 et Phase 2 : Graphite G2). Les données utilisées sont 

celles issues de la dernière décharge à savoir pour le niveau de 1450 N, c’est-à-dire entre 1450N 

et 10N. 

Comme dans le paragraphe C.5.2.3, le graphite G2 sera considéré comme isotrope et la matrice 

MmCG1 comme isotrope transverse. La Fig.III.36, représente l’évolution des deux valeurs 

propres pour le graphite G2.  

Les valeurs initiales sont choisies de manière arbitraire à 3000 MPa. La Fig.III.36 montre que 

les valeurs fluctuent, pour finir par se stabiliser aux alentours de 2926 MPa pour λ1 et 2196 MPa 

pour λ2. Ces deux valeurs permettent d’identifier le module d’Young et le coefficient de Poisson 

du graphite G2, à savoir : EG2 = 2396 MPa et νG2 = 0,091. 
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Fig.III.36 : Evolution des deux valeurs propres pour le graphite G2 isotrope 

De même pour la matrice MmCG1, considérée comme isotrope transverse, l’évolution des 

quatre valeurs propres de la matrice à partir de valeurs initiales aléatoirement choisies 

(Fig.III.37), montre des convergences vers des valeurs de λ1 = 52849 MPa, λ2 = 11823 MPa, 

λ3 = λ6 = 22462 MPa, et  λ4 = λ5 = 9167 MPa.  

 

Fig.III.37 : Evolution des quatre valeurs propres pour la matrice MmCG1 isotrope transverse 

En utilisant ces valeurs propres, les modules d’élasticité normal et transverses ainsi que les deux 

coefficients de Poisson et le module de cisaillement, ont été calculés. Le tableau III.5 regroupe 

l’ensemble des résultats trouvés, en termes de valeurs propres, modules d’élasticité et 

coefficients de Poisson, pour les deux phases du matériau MmCG1+G2.  
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 Composant Paramètres Valeur initiales Valeur convergée 

FEMU 
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𝜆1,𝐺2 (MPa) 3000 2929 

𝜆2,𝐺2 (MPa) 3000 2196 

𝐸𝐺2 (MPa) _ 2396 

𝜐𝐺2 _ 0,091 

M
at

ri
ce

 M
m

C
G

1
 

𝜆1,𝑀 (MPa) 10000 52849 

𝜆2,𝑀 (MPa) 9000 11823 

𝜆3,𝑀 (MPa) 9000 22462 

𝜆4,𝑀 (MPa) 6000 9167 

𝐸1,𝑀 = 𝐸2,𝑀 (MPa) _ 28527 

𝐸3,𝑀 (MPa) _ 12835 

𝜐12,𝑀= 𝜐31,𝑀 _ 0,23 

𝐺13,𝑀 = 𝐺23,𝑀 _ 11231 

Tableau III.5 : Propriétés mécaniques pour le cas hétérogène des deux phases du matériau de friction 

MmCG1+G2, G2 isotrope et MmCG1 isotrope transverse, obtenues par indentification inverse FEMU 

Les résultats obtenus par identification inverse FEMU sont en concordance avec les résultats 

bibliographiques d’une compression uni axiale sous micro-tomographe, proposés par 

Serrano [16], qui a considéré les deux phases du matériau comme isotrope, ce qui a permis de 

trouver des modules d’Young de EG2 = 2500 MPa et E3,M = 10000 MPa, qui sont proches de 

ceux trouvés dans cette étude à savoir : EG2 = 2396 MPa et E3,M = 12835MPa . Cependant, cette 

étude a été faite avec un essai multiaxial, à savoir une indentation sous micro-tomographe, ce 

qui permet de l’étendre sur un cas plus général, en considérant la matrice MmCG1 comme 

isotrope transverse, donnant ainsi plus de précision et des résultats plus réalistes, puisqu’en 

effet, lors du freinage, le matériau de friction subit des sollicitations multiaxiales composées de 

pression et de cisaillement dû au couple de freinage.  
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Fig.III.38 : Comparaison des déformations suivant la direction d’indentation εzz obtenues : 

a-  en expérimental, b- en simulation numérique 

La Fig.III.38.a représente les résultats de déformations obtenus par corrélation d’image DVC 

entre une image de référence à 10 N et une image déformée à 1450 N. La Fig III.38.b, reflète 

les résultats de déformations obtenus numériquement par simulation en éléments finis. La 

comparaison entre ces résultats à même échelle, montre un comportement proche, avec des 

bandes de déformation similaires, situées principalement autour des positions des graphites. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

a- b- 
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C.7. Conclusion  

Dans ce chapitre, un nouveau dispositif a été conçu et mis en place pour permettre l’indentation 

sous micro-tomographe. Une étude sur la bille qui sert d’indenteur a été réalisée, et a confirmé 

son adaptation à ce type d’essai en termes de charges maximales supportée et de contraste avec 

le matériau de friction.  

Suite à cela, l’essai multiaxial a été réalisé, parallèlement une microstructure a été extraite des 

images tomographiques obtenues. Une corrélation d’image volumique a été faite et les 

investigations ont montré que les déformations correspondent aux positions de particules de 

graphite, avec des effets de « chaînes » ce qui est en concordance avec les résultats de 

compression uni axiale sous micro-tomographe.  

A partir de la microstructure, un modèle numérique biphasé a été élaboré d’un volume extrait 

en sous surface de l’indenteur, avec des conditions aux limites réalistes, extraites des résultats 

de déplacements de la corrélation d’images sur toutes les faces extérieures du volume considéré.  

Un nouveau protocole d’identification inverse FEMU, basé sur les modes de Kelvin, a été 

développé, pour permettre d’avoir autant de fonctions à minimiser que de paramètres à 

identifier. Après avoir validé cette nouvelle méthode sur un modèle numérique, que ce soit pour 

un matériau homogène ou hétérogène, isotrope ou isotrope transverse, cette dernière a été 

appliquée au modèle biphasé issu de la tomographie. Ceci a permis de : calculer les modules de 

Kelvin pour les deux phases : G2 isotrope et MmCG1 isotrope transverse, déduire les propriétés 

élastiques (modules d’Young et coefficients de Poisson), et de mieux caractériser le matériau 

de friction sous sollicitation multiaxiale. Une comparaison des déformations expérimentales 

issues de la DVC et numériques a permis de valider le modèle. 
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Conclusions générales et perspectives 

 

L’objectif de cette thèse consistait à caractériser un matériau hétérogène, pour une application 

de freinage ferroviaire, dans le but de mieux comprendre les phénomènes et le rôle de chaque 

constituant et de quantifier ses propriétés mécaniques. Pour ce faire, une démarche basée sur 

un dialogue numérique/expérimental a été proposée autour de l’essai d’indentation, qui est un 

essai multiaxial, et donc en concordance avec la nature de chargement constaté lors du freinage, 

qui regroupe une compression uniaxiale accompagnée d’un couple de freinage, induisant un 

effet de cisaillement. Le choix d’un indenteur sphérique « Brinell » se justifie par sa capacité à 

simuler le contact plan/plan entre le matériau de friction et la surface de contact, ce qui le rend 

adapté à notre étude. Néanmoins, l’essai d’indentation comprend plusieurs difficultés liées aux 

paramètres à identifier, tel que l’aire de contact, la complaisance de la machine, la rigidité de la 

surface, les hypothèses établies lors du post-traitement… Une simulation numérique a été donc 

ajoutée pour quantifier ces paramètres.  

La caractérisation a été réalisée à deux échelles : globale, avec un essai de macro-indentation 

Brinell qui a pour objectif de caractériser les propriétés mécaniques du matériau de friction, et 

locale qui permet une caractérisation à l’échelle des composants, via un essai d’indentation sous 

micro-tomographe.  

Dans un premier temps, une étude d’un essai de macro-indentation Brinell sur un matériau de 

référence, ici le cuivre, a été réalisé. Ceci avait pour objectif de maîtriser le protocole d’essai. 

Cependant, le module d’élasticité obtenu était faible comparé à la valeur de référence donnée 

par le constructeur. Pour comprendre la raison de cette différence, des hypothèses ont été 

établies sur l’influence de la rigidité du support, du mode de calcul ou de la rigidité de la 

machine. Ainsi, un ensemble d’investigations a été mené dans le but de vérifier la validité de 

ces hypothèses, qui a montré que la défaillance venait du couple machine/indenteur Brinell dans 

le cas de la macro-indentation, responsable des valeurs erronées des déplacements. Une 

correction dépendante de la charge a été apportée au traitement analytique en considérant une 

complaisance de machine Cf(F) non linéaire. La conclusion est la nécessité d’une correction 

uniquement pour les essais à faibles charges, dans le but de compenser les erreurs induites par 

la mise en place de l’essai.   
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Dans un second temps, une caractérisation par macro-indentation Brinell sur le matériau de 

friction a été réalisée, accompagnée d’essais de compression uniaxiaux et de mesures de 

propriétés par ultrasons, dans le but de conforter les mesures obtenues. En effet, à faibles 

charges, les résultats de l’ultrason sont comparables aux essais d’indentation et de compression, 

et à fortes charges, les modules d’élasticité obtenus en compression et en macro-indentation 

Brinell sont plus faibles en raison d’un endommagement du matériau. Cependant, même si 

l’ensemble des résultats obtenus par ces différents méthodes converge vers des valeurs proches, 

celles-ci restent très faibles au regard des composants du matériau de friction (composé à 70% 

d’une matrice métallique fer-cuivre). Dans cet esprit, une étude de matériaux simplifiés, dérivés 

du matériau de friction, à complexité croissante, a montré que l’ajout du graphite rend le 

matériau isotrope transverse et fait chuter le module d’élasticité global. Une étude numérique à 

l’échelle locale sur un modèle biphasé, a permis d’étayer les explications à l’échelle des 

composants. En effet, l’introduction d’un élément, ici le graphite, induit un changement de la 

morphologie du matériau et donc un changement du comportement mécanique des autres 

composants (notamment la matrice), ce qui rend le matériau encore plus complexe à 

caractériser.  

Enfin, une caractérisation à l’échelle des composants, par indentation sous micro-tomographe 

a été réalisée dans le but d’appréhender les mécanismes de déformations liées aux propriétés 

macroscopiques et de quantifier les propriétés mécaniques de composants du matériau de 

friction. Pour ce faire, un nouveau dispositif adapté à ce type d’essai a été conçu et mis en place. 

Cet essai multiaxial a été réalisé en utilisant la corrélation d’image volumique DVC. Des modes 

de déformations ont été obtenus, qui ont montré que les déformations maximales dans la 

direction d’indentation correspondent aux positions des graphites en surface et en volume. Les 

déformations dans le plan de cisaillement ne sont pas négligeables et sont liées à la sollicitation 

de la matrice. La quantification des propriétés de la matrice et de l’un des graphites, composant 

de plus grande taille et particulièrement influent, a été proposée à partir d’une méthode de 

recalage inverse couplé avec une méthode de décomposition de loi de comportement 

(décomposition en mode de Kelvin). Cette dernière a permis de réécrire le problème initial en 

découplant les propriétés sur un certain nombre de mode permettant ainsi de travailler plus 

aisément dans le cadre des matériaux anisotropes.  

A court terme, une étude d’homogénéisation avec les propriétés calculées par la FEMU sera 

proposée, dans le but de comparer les propriétés homogénéisées avec les valeurs 

macroscopiques obtenues par macro-indentation Brinell. Dans un deuxième temps une 
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vérification de la pertinence des choix des volumes utilisés sera faite pour analyser les 

hypothèses de la modélisation et valider le VER, en comparant un modèle à échelle réelle 

(20x20x20 mm3) avec le modèle à échelle réduite (6,5x6,5x6,5 mm3).  

Les prochains travaux pourront se focaliser sur l’évolution du matériau de friction sous 

sollicitation de freinage.  Il s’agit, sur le plan expérimental, de mener une caractérisation du 

matériau de friction dans un état endommagé suite à l’exposition aux sollicitations exercées et 

à l’usure, en utilisant les essais d’indentation développés. Cette étape sera suivie d’une 

comparaison avec les résultats de l’étude déjà menée sur le matériau de friction à l’état neuf, 

dans le but de mieux comprendre le mode d’évolution avec la sollicitation. Les informations 

récoltées par cette démarche expérimentale, seront par la suite utilisés comme données pour 

enrichir le modèle numérique, avec identification de lois de comportement pour englober un 

cadre plus général, mêlant endommagement, plasticité, fissuration… Cette meilleure 

compréhension du matériau et de son comportement est un moyen d’améliorer le matériau de 

friction, pour le rendre plus durable.  

L’analyse de l’essai d’indentation sous micro-tomographe peut être approfondie. Les mesures 

pourront être exploitées pendant la charge pour analyser les mécanismes d’endommagement du 

matériau, de suivre et identifier plus précisément l’évolution de la surface de contact. Ainsi, le 

spectre de l’analyse ne sera plus focalisé uniquement sur la décharge qui sert principalement à 

déterminer les propriétés élastiques.  

La nouvelle méthode d’identification inverse FEMU couplée avec la décomposition en mode 

de Kelvin a permis de faciliter la caractérisation des matériaux hétérogènes. Cependant, cette 

méthode a montré une limite liée aux nombres d’inconnus à déterminés (4 paramètres 

uniquement). Cette approche a été efficace pour caractériser un matériau isotrope transverse 

avec 5 inconnues, en ajoutant une hypothèse sur les coefficients de Poisson. Cependant pour 

les matériaux orthotropes, le nombre d’inconnues dépasse largement les modes actifs par 

décomposition en mode de Kelvin. Il est donc indispensable d’apporter des améliorations sur 

cette nouvelle méthode d’identification inverse, pour étendre son efficacité sur des cas encore 

plus complexes.  

On peut aussi penser à combiner ce type d’essai avec d’autres investigations à l’échelle des 

composants, sous microscopie par exemple, pour améliorer l’identification des mécanismes mis 

en jeu (composants, interfaces, porosités…) et de quantifier les paramètres des composants.  
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Annexe 1 : Influence de la complaisance de la machine Cf sur 

l’évolution du module d’élasticité  
 

 

Fig.1 Evolution du module d’Young obtenu par macro-indentation Brinell sur le cuivre en fonction de la charge 

avec correction Cf calculé par tous les points (de 50 à 1450N)   

 

Fig.2 Evolution du module d’Young obtenu par macro-indentation Brinell sur le cuivre en fonction de la charge 

avec correction Cf calculé par tous les points (de 250 à 1450N)   
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Fig.3 Evolution du module d’Young obtenu par macro-indentation Brinell sur le cuivre en fonction de la charge 

avec correction Cf calculé par tous les points (de 450 à 1450N)   

 

Fig.4 Evolution du module d’Young obtenu par macro-indentation Brinell sur le cuivre en fonction de la charge 

avec correction Cf calculé par tous les points (de 650 à 1450N)   
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Fig.5 Evolution du module d’Young obtenu par macro-indentation Brinell sur le cuivre en fonction de la charge 

avec correction Cf calculé par tous les points (de 850 à 1450N)   

 

Fig.6 Evolution du module d’Young obtenu par macro-indentation Brinell sur le cuivre en fonction de la charge 

avec correction Cf calculé par tous les points (de 1050 à 1450N)   
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Fig.7 Evolution du module d’Young obtenu par macro-indentation Brinell sur le cuivre en fonction de la charge 

sans correction Cf  
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Annexe 2 : Application de l’hypothèse d’Oliver & Pharr sur un 

modèle numérique d’un matériau isotrope et isotrope transverse  

Le post traitement des essais d’indentation sous hypothèse d’Oliver & Pharr se fait en 

considérant le matériau isotrope. L’objectif de cette étude est de considérer son applicabilité 

sur les cas isotropes transverses. Ainsi, des simulations sur des modèles de matériaux isotropes 

et isotropes transverses, indentés en directions normale ou transverse avec deux types 

d’indenteurs : sphérique (Brinell) et pyramidal (Vickers), sont effectuées, pour d’une part voir 

l’influence de la géométrie de l’indenteur sur le calcul des modules équivalents et pour d’autre 

part vérifier la validité de l’hypothèse d’Oliver & Pharr pour le cas des matériaux isotropes 

transverses. 

Un modèle par élément fini d’une simulation numérique de l’essai d’indentation sur un modèle 

cubique de 20mmx20mmx20mm d’un matériau homogène ayant les propriétés mécaniques 

suivantes : 

Pour le cas isotrope : E = 10 GPa et 𝜐 = 0.2 

Pour le cas isotrope transverse (la direction normale correspond à l’axe Z) : Ez = 10 GPa, Ex =Ey 

= 30 GPa et 𝜐xy = 𝜐yx = 0.18 et 𝜐zx = 𝜐zy = 0.12 (Tab 1). 

Cas isotrope Cas isotrope transverse 

E = 10 GPa Ez = 10 GPa 

Ex=Ey= 30 GPa 

Gxz=Gyz=7 GPa 

𝜈 = 0,2 𝜐xy = 𝜐yx = 0.18 

𝜐zx = 𝜐zy = 0.12 

Tableau 1 : Propriétés mécaniques du matériau homogène dans le cas isotrope et isotrope transverse 

Le modèle numérique est composé de 200000 éléments, avec un maillage cubique, plus fin au 

niveau du point d’indentation, et des conditions aux limites similaires à l’essai de la macro-

indentation, qui se traduisent par un appui plan sur la surface inférieure et un encastrement du 

nœud au centre de cette surface. Un indenteur sphérique du type Brinell de 5mm de diamètre et 



165 

 

un indenteur pyramidal de type Vickers d’un demi-angle entre les faces opposées de ѱ = 68°, 

ont été ajoutés au modèle avec une surface rigide non maillée, afin d’éviter le chevauchement 

des éléments maillés. Le contact est considéré sans frottement. L’indentation se fait suivant les 

3 directions. Dans cette simulation, le pilotage se fait par déplacement directionnel de 

l’indenteur, suivant l’axe Z, U = 0.5mm. 

 

Fig 1: Modèles numériques avec indenteur Brinell (à g.) et Vickers (à d.) 

Le modèle numérique permet de déterminer l’aire de contact numérique Acp et la profondeur 

de pénétration hmax. L’identification de la raideur de contact S se fait à partir de la pente de la 

courbe charge-déplacement P = f(h). Le module équivalent Er peut être calculé avec la relation : 

𝐸𝑟 =
𝑆

2 √
𝜋

𝐴𝑐𝑝
          (1) 

La Fig 2 résume le principe de la simulation, qui consiste à faire une macro-indentation (charge-

décharge) avec un indenteur (Brinell ou Vickers) sur un modèle de matériau homogène, en 

choisissant une loi de comportement (isotrope ou isotrope transverse), ce qui permet de 

déterminer la profondeur h et l’aire de contact Acp, à partir de la courbe charge-déplacement. 

Ensuite, la raideur de contact S est identifiée à partir de la pente de la courbe de décharge. Ainsi 

l’ensemble des paramètres nécessaires pour calculer le module équivalent Er ont été déterminés. 
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Fig 2: Méthodologie d’identification du module d’élasticité réduit équivalent par indentation 

Trois simulations numériques par modèle seront effectuées, comme détaillé sur la fig 3 : 

- Simulation 1 : indentation suivant la direction normale (z) pour le cas isotrope 

- Simulation 2 : indentation suivant la direction normale (z) pour le cas isotrope 

transverse 

- Simulation 3 : indentation suivant la direction transverse 1 (x) pour le cas isotrope 

transverse 

 

Fig 3 : Simulations numériques effectuées pour chaque modèle 

La fig 4 regroupe l’ensemble des courbes charge-déplacement obtenues pour chaque simulation 

sur les deux modèles d’indenteurs Brinell et Vickers. Les trois simulations numériques se 

passent dans le domaine élastique, ainsi, les courbes de charge et décharges sont presque 

confondues. 
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D’après ces courbes, pour le même niveau de chargement et pour la même simulation, le modèle 

avec un pénétrateur Vickers donne un déplacement plus important que pour le modèle Brinell, 

ce qui est logique, puisque pour un indenteur pyramidal, le fait d’avoir une pointe dans le point 

de contact facilite la pénétration en profondeur, comparé à un contact sphérique. Ce même 

résultat est observé expérimentalement dans le chapitre §A.2.3.1. De même, ayant la même 

valeur initiale du module normal pour le cas isotrope et isotrope transverse, l’indentation 

suivant cette direction montre une différence au niveau des courbes bleues et rouges de charge-

décharge. Cependant, l’indentation dans la direction transverse 1 (courbes vertes) pour les deux 

modèles (Brinell et Vickers), montre que le matériau est plus raide suivant la direction 

transverse que normale. 

 

Fig 4 : Courbes charge-déplacement sur les deux modèles Brinell et Vickers cas homogène isotrope (en bleu) et 

isotrope transverse (rouge et vert) 

Le tableau 2 regroupe l’ensemble des résultats obtenus pour les 3 simulations numériques sur 

les deux modèles de pénétrateurs. On y retrouve la raideur S, l’aire de contact projeté Acp, et le 

module d’Young réduit Er. 



168 

 

 

Tableau 2 : Valeurs de la raideur S, l’aire de contact projetée Acp, et le module réduit Er, obtenues pour les cas 

homogène isotrope (en bleu) et isotrope transverse (rouge et vert) sur les modèles Brinell et Vickers. 

La comparaison des modules réduits montre que pour les 2 types d’indenteur, les modules 

obtenus sont très proches (une différence entre 2 et 6%), pour les trois simulations. La géométrie 

de l’indenteur n’influence pas les résultats des modules, ce qui est attendu. 

Cependant, pour le cas isotrope transverse, les modules obtenus que ce soit dans la direction 

normale (15 GPa) ou transverse (25 GPa) sont très différentes des valeurs initiales de référence 

(respectivement 10 GPa et 30 GPa), ceci montre que le module normal est surestimé car il est 

affecté par la rigidité transverse, et inversement pour le module transverse. Donc ces résultats 

montrent que l’hypothèse d’Oliver & Pharr, qui considère le matériau comme isotrope lors du 

post-traitement, s’écarte de la solution pour le cas isotrope transverse, car il s’agit d’un essai 

3D et donc affecté par les autres directions. 

Enseignements tirés : 

- Pas d’influence de la géométrie de l’indenteur sur les modules équivalents réduits 

- La méthode d’Oliver & Pharr s’écarte de la solution pour le cas des matériaux isotropes 

transverses. 
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Annexe 3 : Plan de conception du nouveau support pour l’essai 

d’indentation sous micro-tomographe  
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