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Notations 
 
a  Longueur de fissure interfaciale depuis le centre de l'empreinte d'indentation, 

Ca  Longueur de fissure interfaciale sous charge critique dans l'essai d'indentation 

interfaciale, 

α  Position d'un point le long du front de fissure interfaciale, 

d Demi-diagonale de l'empreinte d'essai d'indentation, 

XD  Variation en pourcentage du taux de restitution d’énergie, 

E  Module d'Young, 

G  Taux de restitution d'énergie, 

CG  Taux de restitution d'énergie critique, 

h  Epaisseur du revêtement, 

H Dureté du matériau, 

J Intégrale de contour, 

k Rapport du grand axe et petit axe d'une fissure interfaciale, 

IK  Facteur d'intensité de contrainte en mode I pour une fissure dans un matériau massif, 

IIK  Facteur d'intensité de contrainte en mode II pour une fissure dans un matériau massif, 

IIIK   Facteur d'intensité de contrainte en mode III pour une fissure dans un matériau massif, 

ICK  Ténacité du matériau, 

K1 Facteur d'intensité de contrainte en mode I pour une interface, 

K2 Facteur d'intensité de contrainte en mode II pour une interface, 

K1C Ténacité interfaciale en mode I, 

P Charge appliquée dans l'essai d'indentation interfaciale, 

CP  Charge critique dans l'essai d'indentation interfaciale, 

µ  Module de cisaillement, 

ν  Coefficient de Poisson, 

U Déplacement sur le front de fissure interfaciale en direction d’ouverture,  

V Déplacement sur le front de fissure interfaciale en direction de cisaillement plan, 

W Déplacement sur le front de fissure interfaciale en direction de cisaillement anti-plan, 

σ  Contrainte, 

ψ  Première mixité de mode (contribution relative des modes I et II),  

φ  Deuxième mixité de mode (contribution du mode III),



-Introduction- 

 1 

Introduction 
 

Les revêtements obtenus par projection thermique sont utilisés afin de satisfaire des exigences 

industrielles de plus en plus sévères, dans des domaines d’application de plus en plus étendus. 

Le plus souvent utilisés à l’origine comme barrières thermiques, les revêtements sont 

maintenant utilisés pour assurer des fonctionnalités de surface à des substrats de faible coût 

et/ou de faible poids volumique ou encore pour permettre une bio-compatibilité avec les tissus 

humains. En dehors de leur coût de mise en œuvre, de leur inapplicabilité aux surfaces de 

forme complexe, les revêtements voient leurs performances limitées lorsque le chargement 

mécanique en service est tel que des contraintes de cisaillement au voisinage de l’interface 

revêtement/substrat sont suffisantes pour produire des décohésions locales entre substrat et 

revêtement. Les industriels cherchent donc à augmenter l’adhérence revêtement substrat pour 

éviter l’apparition de ce type de défaillance. Pour cela, ils ont besoin de méthodes fiables pour 

la caractériser et la quantifier. 

 

De nombreuses méthodes ont été proposées afin de mesurer l’adhérence d'un revêtement sur 

son substrat. Cependant, la plupart de ces méthodes sont compliquées, délicates à réaliser ou 

interpréter. L’essai d’indentation interfaciale et sa méthode d’analyse ont été développés au 

sein du Laboratoire de Mécanique de Lille dans le but de caractériser l’adhérence d’une pièce 

revêtue à l'aide d'une machine de dureté, appareil assez largement disponible et facile 

d'emploi. Cette méthode, s'appuie sur les relations entre la longueur des fissures générées à 

l'interface d'un matériau revêtu et la charge appliquée sur l'indenteur. A partir de ces relations, 

un modèle analytique a été développé afin d’évaluer la ténacité apparente d’interface. De plus, 

les études antérieures ont montré qu’un certain nombre de paramètres, notamment les 

contraintes résiduelles résultant de l’élaboration du revêtement, ont une influence sur la valeur 

de cette ténacité d’interface. 

 

L’objet de ce travail est la modélisation de l’essai d’indentation interfaciale appliqué à la 

caractérisation de l’adhérence. Trois objectifs sont visés :  

- étudier le mécanisme de fissuration,  

- évaluer l’influence de paramètres obtenue numériquement et par le modèle 

analytique, 

- proposer une valeur caractéristique de l'adhérence. 
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Le plan du rapport s'articule autour de sept chapitres. 

 

Le chapitre I propose une présentation de la projection thermique. Il s’agit d’une synthèse 

bibliographique présentant les notions de base de l’élaboration de revêtements par projection 

thermique, ainsi que la détermination des contraintes résiduelles qui en résultent. 

 

Le chapitre II illustre les méthodes utilisées pour la détermination de l’adhérence. Une place 

prépondérante est accordée à l’essai d’indentation interfaciale. Les modèles numériques 

existants sont aussi présentés dans ce chapitre.  

 

Le chapitre III recense les données expérimentales utiles à la modélisation. Certaines sont 

issues de la bibliographie (résultats d’essais d’indentation interfaciale), d’autres ont été 

établies au cours de notre travail (résultats d’essais d’indentation interfaciale, profils de 

contraintes résiduelles, forme des fissures). 

 

Le chapitre IV apporte une justification aux approximations ou simplifications nécessaires à 

la modélisation. Plusieurs modèles numériques sont établis, et les données que nous 

souhaitons extraire de ces modèles sont présentées.  

 

Dans le chapitre V des analyses stationnaires permettent d’évaluer l’aptitude à la propagation 

d’une fissure interfaciale. Les résultats des différents modèles sont étudiés de façon 

comparative afin d’évaluer la pertinence et le champ d’action de chacun.  

 

Dans le chapitre VI la même analyse stationnaire est utilisée pour étudier l’influence de 

nombreux paramètres sur la propagation. 

 

Dans le chapitre VII un mécanisme de propagation de fissure est établi pour la mise au point 

de la méthode de calcul de la ténacité interfaciale associée à la modélisation de la 

propagation. 

 

Ce rapport se termine par une conclusion générale et une proposition de perspectives.
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Chapitre I : Projection thermique 
 

1 Introduction 
Les impératifs techniques et économiques des industriels de tous les secteurs imposent la 

réduction des coûts et l’amélioration des performances. Pour faire face à ces exigences, de 

nombreux traitements de surface de principes différents ont été mis au point et sont 

aujourd'hui utilisés industriellement. Parmi ceux-ci figurent les dépôts par projection 

thermique dont l'adhérence à leur substrat fait l'objet de ce travail. 

 

Généralement économique et de mise en œuvre simple, la projection thermique permet 

d’adapter les surfaces de pièces aux diverses sollicitations auxquelles elles sont exposées en 

cours d’exploitation.  

 
La projection thermique a été inventée par Schoop [SCH1917] en 1909, et depuis, le champ 

d’application de cette technique n'a cessé de s’étendre. La grande diversité des matériaux 

susceptibles d’être projetés ainsi que la diversité de leurs supports ont permis l’extension des 

applications à de très nombreux domaines industriels comme la chimie, la médecine, 

l’électronique, le transport et l’aéronautique [HOR1991, HEI1996].  

 

2 Principe et applications 
La projection thermique consiste à propulser un matériau d’apport, totalement ou 

partiellement fondu par une source de chaleur, sur un substrat préalablement préparé par 

sablage. Le sablage a pour but de nettoyer la surface et de conférer une rugosité favorable à 

l'accrochage mécanique des particules projetées. La matière à projeter peut être sous forme de 

poudre, de fil, de cordon ou de baguette [PRO1999]. 

 

 
Figure I-1. Principe de la projection thermique [PRO1999]. 
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La Figure I-1 présente le principe général du procédé. La projection thermique permet à 

presque tous les matériaux d’être projetés à condition que leur température de fusion soit 

suffisamment inférieure à leur température de vaporisation. 

 

Les applications possibles des techniques de projection thermique sont presque illimitées et 

concernent tous les secteurs industriels. Les dépôts obtenus par projection thermique sont 

souvent utilisés pour les applications suivantes : 

- Isolation électrique, conductibilité électrique, 

- Remise aux dimensions (rechargement), 

- Protection contre les chocs, 

- Frottement (glissement et antiglissement), 

- Barrière thermique, 

- Anti-abrasion, anti-usure, dureté, 

- Anti-corrosion, 

- Anti-adhérence. 

 

Parmi ces applications, l’utilisation de revêtements comme barrière thermique a connu un 

développement particulier. Dans ce cas le revêtement, de faible conductibilité thermique, est 

destiné à protéger le substrat à haute température. Ce type de revêtement est devenu quasi 

indispensable aux motoristes aéronautiques pour la fabrication de turbines [ALP2001]. En 

fait, l'industrie aéronautique a été le véritable moteur du développement des techniques de 

projection thermique, notamment de la torche à plasma. Aujourd’hui un revêtement barrière 

thermique standardisé est par exemple la zircone stabilisée à l'yttrium (ZrO2 à 8% Y2O3), qui 

correspond à un optimum en terme de résistance au cyclage thermique. 

 

Dans d’autres secteurs industriels, tels que le transport, la verrerie, l'armement, l’énergie, la 

papeterie, le biomédical, la chimie, le textile…, les revêtements obtenus par projection 

thermique sont aussi fréquemment utilisés. 

 

La projection thermique présente certains avantages, par rapport aux autres procédés de 

recouvrement de surface, associés aux quatre caractéristiques communes aux différentes 

techniques de projection [DEM1995] : 
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��La température du substrat peut être maintenue inférieure à 100°C, ce qui permet 

d’éviter la modification microstructurale du substrat et l’oxydation de la surface de la 

pièce pendant le dépôt. La réalisation de revêtements sur des pièces parachevées ou 

sur des pièces en aluminium, zinc, étain, matières plastiques, verres, ou encore sur 

cartons ou papiers est également possible. 

��Les matériaux d’apport et les matériaux de base peuvent être choisis indépendamment 

les uns des autres. Leur combinaison permet d’optimiser le multi-matériau en vue 

d’une application particulière. 

��La projection thermique peut être automatisée. Elle peut se prêter à la production, en 

grande ou petite série, ou même à l’unité, de revêtements sur des pièces de petite 

comme de grande taille. 

��Le revêtement est localisé et d’épaisseur contrôlée. Il est possible, par exemple, de 

réparer des pièces par apport de matière sur les seules parties usées ou endommagées. 

 

3 Les différentes techniques de projection 
Toutes les techniques de projection mettent en œuvre le même principe, fondre un matériau 

d’apport, puis le projeter sur le substrat. Les différents procédés en projection thermique sont 

définis principalement par la source de chaleur utilisée pour l’obtention de la fusion. Trois 

catégories sont distinguées [PRO1999, ARA2000, BEA2003] : 

��l'arc électrique, 

��la flamme (classique, supersonique / HVOF: High Velocity Oxygen Fuel), 

��le plasma (sous air, sous atmosphère contrôlée). 

 

3.1 Projection à l’arc électrique 

Le principe de la projection par arc électrique consiste à faire jaillir un arc électrique entre 

deux fils consommables, un jet d’air comprimé pulvérisant le métal fondu et le projetant sur le 

substrat [PRO1999]. 

 

Les pistolets à arc électrique sont alimentés par des générateurs à courant continu, sous des 

tensions d’arc comprises entre 25 et 40 V, pour des intensités allant de 100 à 500 A. 

L’application d’un courant électrique sur les fils génère un arc électrique qui permet de les 

fondre (température d’environ 6000 °C). Les fils fondus sont alors pulvérisés grâce à un jet 

d’air comprimé et projetés sur le substrat pour former le dépôt (Figure I-2).  
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Figure I-2. Représentation d’un pistolet arc électrique. 

 

La température atteinte et l’énergie cinétique élevée acquise par les particules grâce au jet 

d’air comprimé permettent des projections avec des caractéristiques de dépôts performantes 

[PRO1999]: 

��porosité de 5 à 10 %, 

��épaisseur des dépôts de 0,2 à 3 mm, 

��force d’accrochage : 20 à 40 Mpa, 

��taux horaire de dépôt de 5 à 30kg/h. 

 

Les seuls freins à son utilisation résident dans la nature des matériaux à projeter qui doivent 

être conducteurs, dans la structure grossière obtenue et le taux d’oxydation des dépôts 

relativement élevé en raison du transport des particules dans l’air comprimé. 

 

Le procédé de projection par arc électrique est un procédé manuel ou automatique, très simple 

à mettre en œuvre, et particulièrement bien adapté aux impératifs de fiabilité et de 

reproductibilité imposés par la production en moyenne et grande séries. 

 

3.2 Projection par flamme 

La projection par flamme utilise l’énergie calorifique provenant de la combustion d'un gaz 

[PRO1999, DAL2001, ARA2000]. Les matériaux qui fondent à une température inférieure à 

2800 °C (métaux, alliages métalliques, céramiques), et qui ne se subliment pas, peuvent être 

projetés à la flamme. Ce processus ne permet pas toujours d’obtenir une forte densité et une 

très bonne adhérence du revêtement. Les raisons de ces limitations sont liées à la vitesse de la 

flamme et à la faible température atteinte par le matériau à projeter pendant la combustion de 

la flamme.  
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Trois types de procédés sont distingués : 

��projection flamme-poudre, 

��projection flamme-fil, 

��projection hypersonique (HVOF). 

 

La projection flamme-poudre consiste à introduire un matériau sous forme de poudre dans 

une flamme oxy-combustible et à le propulser grâce à l’énergie cinétique transmise par les 

gaz de combustion. Pour le procédé flamme-fil, la flamme ne sert qu’à fondre le métal 

d’apport, introduit en son centre sous forme de fil, de cordon, ou de baguette. Une fois fondu, 

le matériau d’apport est projeté sur le substrat par un courant d’air comprimé.  

 

 
Figure I-3. Projection thermique HVOF. 

 

Dans la projection HVOF, les particules fondues subissent une forte accélération et sont 

projetées à une vitesse hypersonique (Figure I-3). Les revêtements réalisés par ce procédé 

possèdent d’excellentes qualités : faible porosité (<2%), bonne adhérence et faible rugosité de 

surface. Cependant, ce procédé de projection est limité à des températures relativement 

faibles. Dans ces conditions la projection de matériaux céramiques à haut point de fusion n'est 

pas possible. 

 

3.3 Projection plasma 

Le plasma est considéré comme le 4ième état de la matière (solide, liquide, gaz, plasma). C’est 

un gaz ionisé constitué de molécules, d’atomes, d’ions et d’électrons, l’ensemble étant 

électriquement neutre.  

 

Pour générer un plasma, trois éléments importants sont requis [PRO1999] : 

��une source de puissance, 
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��une décharge ionisant le gaz, 

��un couplage assurant le contact entre deux électrodes via le gaz plasma. 

 

Pour ce procédé, deux propriétés du plasma conditionnent la vitesse et la température des 

particules projetées : 

��la conductivité thermique qui détermine les transferts plasma particules et donc l’état 

de fusion des particules lors de leur impact sur le substrat, 

��la viscosité qui permet de diminuer les entrées d’air dans le jet plasma, d’augmenter la 

longueur du jet et d’éviter les réactions chimiques des particules (oxydation en 

particulier). 

 

Différentes techniques de projection plasma existent, adaptées aux divers milieux réactionnels 

(sous pression atmosphérique, sous pression réduite, en atmosphère inerte, en milieu 

chimiquement réactif, ...). 

 

 
Figure I-4. Principe de fonctionnement d’une torche plasma. 

 

Le fonctionnement de la torche plasma repose sur le principe suivant : un arc électrique est 

établi entre une cathode et une anode dans un plasma gazeux, amorcé par une décharge haute 

fréquence. Le flux gazeux, porté à très haute température, est concentré dans une tuyère, et 

s’échappe de la buse à vitesse élevée (Figure I-4). C’est à l’intérieur de ce jet de plasma à 

haute énergie que l’on injecte le matériau d’apport sous forme de poudre à l'aide d'un gaz 

porteur. Les particules sont alors fondues et propulsées par ce jet de gaz sur le substrat. 

 

La projection plasma atmosphérique est le procédé le plus simple, mais pose des problèmes 

pour les matériaux facilement oxydables. Le contrôle de l’atmosphère permet de diminuer la 
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porosité et d’améliorer l’adhérence en réduisant les phénomènes d’oxydation. On obtient avec 

les différentes techniques sous atmosphère contrôlée, un dépôt de haute densité pour des 

applications qui nécessitent des performances spécifiques. 

 

4 Formation et structure des dépôts 
Les revêtements élaborés par projection thermique sont obtenus par empilements successifs 

de gouttelettes de matériau fondu. Ils possèdent alors une structure lamellaire.   

 

Les particules fondues s’écrasent et s’étalent sur le substrat ou sur des particules déjà 

déposées en formant de fines lamelles qui se conforment aux irrégularités de la surface. Le 

temps de solidification d’une particule projetée par plasma est de l’ordre de la microseconde 

[PRO1999].  

 

Deux types de structures existent après impact (Figure I-5): 

��une structure « fragmentée », constituée d’un disque central de faible diamètre et de 

ramifications dirigées vers l’extérieur, et reliées ou non à celui-ci, 

��une structure en forme de disque, constituée à partir d’un écoulement continu et stable 

du liquide, allant du point d’impact de la particule vers la périphérie. 

 

       
Figure I-5. Structure fragmentée après l’impact des particules (gauche) et structure en forme 

de disque après l’impact des particules (droite) [ROB1998].  

 

La microstructure des dépôts réalisés par projection thermique dépend, d’une part des 

caractéristiques des particules à l’impact (vitesse, composition chimique, température, état de 
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fusion, taille) et d’autre part, des caractéristiques du substrat (rugosité, température, propriétés 

physico-chimiques). 

 

La formation d’un dépôt résulte de la combinaison du phénomène d’écrasement et de 

solidification rapide des particules fondues sur le substrat et de la distance et de la vitesse de 

la torche par rapport à la surface à traiter. Les réactions chimiques des particules avec les gaz 

environnants et les transferts de chaleur avec le substrat ou la couche précédemment déposée 

affectent aussi la qualité du dépôt, et en particulier le taux de porosité, le taux d’impuretés, les 

contraintes résiduelles et la structure métallurgique. 

 

 
Figure I-6. Coupe d’un dépôt. 

 

Les revêtements réalisés par projection thermique comportent souvent des pores, des 

particules infondues, des micro fissures et des oxydes. La porosité provient soit de 

microcavités dues à un empilage imparfait des gouttelettes, soit de gaz enfermés pendant la 

solidification. Le taux de porosité varie de moins de 1% à 25% suivant les procédés et les 

matériaux utilisés. La Figure I-6 représente schématiquement la coupe d’un revêtement brut 

de dépôt. 

 

En raison de la grande vitesse de refroidissement des particules au contact du substrat, leur 

structure métallurgique est caractéristique des matériaux trempés, et se trouve généralement 

monophasée. 

 

5 Contraintes résiduelles 
Les contraintes résiduelles sont l’une des caractéristiques parmi les plus influentes sur les 

propriétés des revêtements projetés thermiquement. En effet, leur rôle sur la qualité du dépôt 

est important, en particulier sur l’adhérence et la cohésion des revêtements, sur la résistance à 
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l’abrasion (qui dépend du contact inter lamellaire), sur la résistance à la corrosion sous 

contrainte et enfin sur la duré de vie sous cyclage thermique [DEM1995]. 

 

5.1 Origine des contraintes résiduelles 

Les contraintes résiduelles sont les contraintes qui subsistent dans le matériau en l'absence de 

force extérieure. Ce sont les phénomènes thermiques, mécaniques et physico-chimiques mis 

en jeu durant le trajet des particules et pendant la formation du revêtement qui conduisent 

majoritairement à l’établissement d’un état de contraintes résiduelles microscopiques et 

macroscopiques. 

 

Les contraintes résiduelles ont trois origines [CLY2001]: 

��Les contraintes dans les particules, à l’échelle microscopique 

Elles proviennent de la contraction de chacune des gouttelettes projetées au cours du 

refroidissement rapide jusqu’à la température ambiante. En effet, lorsque la particule 

fondue parvient au contact d’un matériau solide (matériau de base ou particules 

précédemment projetées et refroidies), elle n’a plus tous ses degrés de liberté pour se 

solidifier. Lors de son refroidissement, sa contraction est entravée et des tensions 

internes apparaissent. 

��Les contraintes d’origine métallurgique 

Lors de la projection de certains matériaux, les particules peuvent subir des 

transformations métallurgiques dont on sait qu’elles s’accompagnent généralement de 

variations de volume, qui peuvent conduire à un état de contraintes de compression 

dans le revêtement. 

��Les contraintes thermiques 

Au cours du refroidissement jusqu’à la température ambiante, les différences de 

propriétés thermiques (coefficients de dilatation) et mécaniques (différence de module 

d’Young et de coefficient de Poisson) provoquent une hétérogénéité de déformation 

entre le substrat et le revêtement et un gradient de contraintes résiduelles se développe 

depuis la surface extérieure jusque vers le cœur du substrat. 

D’après la théorie de l’élasticité et pour le cas d’une couche mince déposée sur un 

substrat d’épaisseur élevée (edépôt/esubstrat <<1), le niveau des contraintes thermiques 

dans un matériau isotrope est donné par l’équation suivante : 
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où dépôtσ  : la valeur de la contrainte d’origine thermique dans le dépôt, 

        Edépôt : le module d’Young du dépôt, 

        α  :  le coefficient de dilatation thermique du dépôt et du substrat, 

        pa TTT −=∆ , 

        aT  : la température ambiante, 

        pT  : la température pendant la projection thermique, 

       dépôtν  : le coefficient de Poisson du dépôt. 

Ces contraintes, suivant le signe de )( dépôtsubstrat αα − , seront en tension ou en 

compression. 

 

Les contraintes résiduelles résultent le plus souvent de la combinaison de ces trois types de 

contraintes. Elles dépendent fortement des matériaux et des techniques de projection 

employées. 

 

5.2 Détermination des contraintes résiduelles 

Diverses méthodes de détermination des contraintes résiduelles ont été développées par 

exemple par [KAN2001, LU1996, WIT2001]. Aucune de ces méthodes ne permet de 

déterminer directement les contraintes. C’est toujours par l’intermédiaire des mesures de 

déformations et de l’application des lois de l’élasticité que l’on calcule les contraintes. 

 

Deux classes de procédés de mesure peuvent être distinguées : les techniques qui nécessitent 

l'endommagement de l’échantillon ou de la structure (destructives) et celles qui n’altèrent pas 

l’intégrité de l'échantillon ou de la structure (non destructives). 

 

5.2.1 Méthodes destructives 

Les méthodes destructives sont basées sur des mesures de déformations résultant 

d’enlèvements successifs de matière. Leur principe est assez simple. En enlevant de la 

matière, on modifie le champ des contraintes résiduelles qui était en équilibre en l’absence de 

forces extérieures ; il se produit une relaxation des contraintes et la pièce se déforme pour 

retrouver un nouvel état d’équilibre. La mesure des déformations de la pièce permet alors de 
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remonter aux contraintes résiduelles initiales. Les différentes méthodes sont souvent 

désignées par le mode d’enlèvement de matière utilisé : 

��la méthode de découpage ou trépanage [PLA2000], 

��la méthode de la dissolution [FlA1995], 

��la méthode de la flèche [CLY1996], 

��la méthode du perçage [ASTM1999, MEA1988, LU1989], 

��la méthode de Sachs [CHA1975]. 

 

On décrira ici seulement la méthode du perçage, utilisée dans la suite du travail. Cette 

méthode est basée sur le principe de la relaxation des contraintes résiduelles après enlèvement 

de matière par perçage d’un trou. La méthode du perçage traditionnelle consiste à percer un 

trou jusqu’à une profondeur de 1,2 fois le diamètre du foret. On mesure les déformations à 

l’extrémité du trou à l’aide des trois jauges d’une rosette centrée sur le trou. Cela permet de 

définir les valeurs moyennes des contraintes principales sur la profondeur du perçage, ainsi 

que leur direction par rapport à un repère de référence. 

 

La méthode du perçage incrémental cherche à rendre compte du gradient des contraintes et 

consiste à percer un trou par paliers successifs. A chaque incrément, on mesure les 

déformations à l'aide de jauges en rosette. Une simulation numérique permet ensuite de 

déterminer la répartition des contraintes résiduelles dans l’épaisseur de la pièce. Cette 

méthode sera décrite plus en détail dans le chapitre III. 

 

5.2.2 Méthodes non-destructives 

Les méthodes non-destructives sont fondées sur les relations entre les caractéristiques 

physiques ou cristallographiques du matériau et le champ des contraintes résiduelles existant 

dans la pièce [LU1996, HAU1997]. Parmi ces méthodes, nous pouvons citer : 

 

��La méthode par diffraction des rayons X [LU1998, NOY1995], 

��La méthode par ultrasons [DON2000], 

��La méthode par effet Barkhausen [SIP1994, KAM1987, SIL2000]. 
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On décrira ici brièvement la méthode par diffraction des rayons X. Cette méthode permet 

seulement de déterminer les contraintes résiduelles superficielles, aux échelles macroscopique 

et microscopique.  

 

Le principe est fondé sur la mesure des variations de distance inter-atomique liées directement 

à la présence de contraintes résiduelles. Le champ de contraintes résiduelles se manifeste par 

un champ de déformations, qui correspondent à un changement de distance entre plans 

atomiques dans un cristal par rapport à leur position d'équilibre. Connaissant ce changement 

de distance interréticulaire, on peut déterminer les contraintes résiduelles par les formules de 

la mécanique des milieux continus élastiques. La méthode de diffraction des rayons X permet 

la mesure de cette distance interréticulaire par l’étude du déplacement d’un pic de diffraction 

lié à une famille de plans cristallins. 

 

Cette méthode présente l’avantage essentiel d’être non destructive (sauf si l’on souhaite un 

profil dans d’épaisseur du revêtement). Elle n’est applicable qu'aux matériaux cristallins 

(métaux, céramiques …). 

 

5.2.3 Profils de contraintes résiduelles 

Les phénomènes complexes se produisant pendant la projection thermique peuvent donner 

naissance à des profils de contraintes très divers. Au voisinage de l’interface 

revêtement/substrat, il est possible d'obtenir une variation brutale de contrainte due aux 

différences des propriétés mécaniques des matériaux. A titre d’exemple [SAM2004, 

THO2004], les contraintes résiduelles dans le revêtement et le substrat peuvent avoir des 

signes opposés de part et d'autre de l’interface. De plus, les signes des deux contraintes 

principales dans le plan à étudier peuvent aussi être différents. 

 

Les contraintes résiduelles dans un revêtement barrière thermique ZrO2 à 8% Y2O3 

d'épaisseur 0,54 mm projeté par plasma sous air sur différents substrats (fonte grise, 

aluminium et acier inoxydable) ont été déterminées par Montay [MON2002] grâce à la 

méthode du perçage incrémental. Les distributions dans l'épaisseur d'une des deux contraintes 

principales évaluées sont montrées dans la figure I-7. Il est observé que les contraintes 

superficielles sont en tension ; les contraintes à l’interface sont en compression. Quel que soit 

le substrat, il n’a pas été constaté de variation brutale de la contrainte au passage de 

l’interface. 
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Figure I-7. Contraintes résiduelles déterminées par la méthode du perçage incrémental sur des 

échantillons revêtus de ZrO2 à 8% Y2O3 avec différents substrats : Fonte grise, Aluminium et 

Acier inoxydable [MON2002].  

 

6 Conclusions  
Dans ce chapitre bibliographique nous avons présenté l’importance de la projection thermique 

dans de nombreux secteurs industriels, notamment celui de l’industrie mécanique. La 

projection thermique est de plus en plus répandue car les pièces revêtues possèdent des 

caractéristiques spécifiques et un avantage en terme de coût de fabrication. Le principe de la 

projection thermique et les différentes techniques de projection thermique ont été présentés 

dans cette partie.  

 

Les contraintes résiduelles résultant de l’élaboration des revêtements projetés thermiquement 

influencent leurs caractéristiques. Différentes méthodes, destructives ou non-destructives, en 

vue de les déterminer ont été mentionnées. La méthode du perçage incrémental sera 

développée en détail dans le chapitre III. 

 

L’objet de notre étude est la caractérisation de l’adhérence par la détermination de la ténacité 

à l’interface revêtement substrat. Ces notions sont présentées dans le chapitre II.
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Chapitre II : Adhérence 
 
1 Introduction 
Pour aborder les phénomènes de liaison entre un revêtement et son substrat, on distingue deux 

notions différentes : l’adhésion et l’adhérence [ARA2000]. 

 

L’adhésion est définie comme l’ensemble des liaisons physico-chimiques pouvant s’exercer à 

l’interface entre deux corps en contact. C’est une notion essentiellement physico-chimique qui 

représente l'énergie associée aux liaisons mises en jeu. 

 

L’adhérence est une notion macroscopique complexe liée aux énergies de rupture faisant 

intervenir l'énergie d'adhésion mais aussi tous les phénomènes accompagnant la propagation 

d'une fissure. Elle peut être déterminée grâce à des essais mécaniques cherchant à séparer les 

deux matériaux. 

 

Plusieurs mécanismes interviennent sur l’adhésion tels que : la diffusion, les réactions 

chimiques, les forces électrostatiques, l’accrochage mécanique, etc…. Cependant, pour les 

revêtements réalisés par projection plasma, l’adhérence est générée essentiellement par deux 

types de liaisons [ZAA1983] : 

��l’accrochage mécanique, 

��les liaisons physico-chimiques à différentes échelles. 

 

En considérant la solidification rapide des particules, leur vitesse de refroidissement et la 

microstructure lamellaire des dépôts, l’accrochage mécanique semble être le mécanisme 

principal qui engendre l’adhérence [AMA1993]. Le comportement mécanique du dépôt et en 

particulier l'adhésion dépend de la morphologie des particules écrasées, du contact entre les 

lamelles ainsi que de la rugosité du substrat.  

 

Dans le cas de fortes pressions de contact, les revêtements peuvent être confrontés au risque 

de délaminage (ou décollement) à l’interface. Ce risque est d’autant plus grand que les 

contraintes de cisaillement sont élevées dans la zone de l’interface. La mesure de l’adhérence 

est donc de très haute importance pour l’amélioration des procédés puisqu’elle va permettre 

de comparer valablement l’action des différents paramètres d’élaboration. 



-Chapitre II- Adhérence 

 19 

L’adhérence caractérise la résistance à la rupture d’une interface entre revêtement et substrat 

pour un échantillon revêtu. De nombreux essais différents ont été mis en œuvre pour 

caractériser l’adhérence. Généralement, on applique une action mécanique croissante jusqu’à 

la séparation du revêtement de son substrat. Pourtant ces essais ne rendent généralement pas 

bien compte du phénomène de délaminage interfacial [SIE2005]. C’est aussi la raison pour 

laquelle nous consacrons ce travail à l’essai d’indentation interfaciale, qui présente l'avantage 

de bien rendre compte du phénomène de délaminage car il étudie la fissuration à l’interface 

engendrée par l’action d’un indenteur. 

 

Pour le plus grand nombre parmi la centaine d'essais qui ont été imaginés pour rendre compte 

de l'adhérence des revêtements épais, le résultat est exprimé par la résistance à la rupture de la 

cohésion de l'ensemble substrat revêtement [POC1997]. Homogène à une contrainte, cette 

mesure est spécifique à chaque essai et ne peut généralement pas être comparée aux résultats 

obtenus par les autres essais. 

 

Certains essais se prêtent plus facilement à une modélisation et une analyse par la mécanique 

linéaire de la rupture qui permettent d'aboutir à une ténacité interfaciale. Cette valeur devrait 

en principe être indépendante du type d'essai [YAO1999], et devrait permettre de comparer 

les résultats de différents types d'essais. En effet, ces essais mesurent généralement les valeurs 

critiques de facteurs d'intensité des contraintes iK  (F.I.C.), ou le taux de restitution d’énergie 

iG , appliqué sur le défaut d’un revêtement (i peut être le mode I, II ou III, ou un mélange de 

mondes). Le passage de G à K s'effectue par les relations classiques de la mécanique linéaire 

de la rupture. 

 

Avant de présenter les différentes méthodes, les principales notions de la mécanique de la 

rupture, nécessaires à la compréhension de ce qui suivra, vont être rapidement exposées.  

 

2 Mécanique de la rupture 
Les modes de fissuration dans l’essai d’indentation interfaciale sont complexes. Il est 

important de connaître le mode de fissuration interfaciale afin d’interpréter les résultats 

expérimentaux et de déterminer la ténacité interfaciale ou l’énergie critique de rupture du 

couple revêtement/substrat. Dérivés des concepts de la mécanique de la rupture, de nombreux 

travaux ont montré que la résistance à la rupture interfaciale dépend du mode de rupture 
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[TAN2002, HUT1991, MOD2004, TIP1993, DOL2000, YUU1994]. Pour préparer l’étude de 

la fissuration interfaciale, il convient de rappeler quelques éléments de la théorie de la rupture 

en milieu homogène.  

 

2.1 Energie de rupture 

C’est à Griffith [GRI1924] que l’on doit en 1920 l’approche énergétique de la mécanique de 

la rupture. Dans un milieu solide élastique linéaire (dont la résistance à la rupture est égale à 

la limite élastique conventionnelle), contenant une fissure de longueur a (Figure II-1), une 

extension �a de cette fissure s'accompagnera des variations d'énergie suivantes : 

 

UWW elastext ∆+∆=∆  (II-1) 

 

avec extW∆    la variation d'énergie due à l'action des forces extérieures, 

  elastW∆  la variation d'énergie élastique emmagasinée, 

        U∆     l'énergie dépensée lors de la propagation de la fissure sur la longueur a∆ . 

 

 
Figure II-1. Propagation de la fissure sur une longueur a∆ . 

 

Dans la théorie initiale de Griffith qui s’applique à une rupture fragile, l’énergie U∆  

correspond à l’énergie nécessaire pour créer de nouvelles surfaces dans le matériau 

( sépWU ∆=∆ avec sépW∆  l’énergie de séparation des surfaces). L’énergie de Griffith G est 

rapportée à l’unité de surface ; elle est définie à partir de U∆ par : 

A
U

A
U

G
A ∂

∂=
∆
∆=

→∆ 0
lim  (II-2) 

où aeA ∆=∆  est la surface fissurée lors de la propagation de la fissure sur la longueur a∆  

dans une éprouvette d’épaisseur e . 
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Généralement, on considère une épaisseur unité )1( =e  et G rapportée à l’unité d’épaisseur est 

alors donnée par : 

a
U

a
U

G
a ∂

∂=
∆
∆=

→∆ 0
lim  (II-3) 

 

Si on considère Sγ  l’énergie spécifique de création de surface, on a : 

SA
U

G γ2=
∂
∂=  (II-4) 

La valeur G  s’exprime en 2mJ ou en mN , et est parfois appelée force d’extension de la 

fissure ou taux de restitution d’énergie. 

 

Il existe un seuil critique CG  au-delà duquel une extension de la fissure libère plus d’énergie 

qu’elle n’en absorbe, et la fissure est instable pour G  tel que : 

AGAG Cδδ >  (II-5) 

 

2.2 Modes de fissuration 

En ne considérant que des fissures planes se propageant dans leur propre plan, on montre que 

l’état le plus général de propagation se ramène à la superposition de trois modes (Figure II-2): 

— mode I (mode par ouverture) : les lèvres de la fissure se déplacent dans des directions 

opposées et perpendiculairement au plan de fissure ; 

— mode II (cisaillement plan) : les lèvres de la fissure se déplacent dans le même plan et 

dans une direction perpendiculaire au front de fissure ; 

— mode III (cisaillement anti-plan) : les lèvres de la fissure se déplacent dans le même plan 

et dans une direction parallèle au front de la fissure. 

 

 
Figure II-2. Les trois modes de rupture fondamentaux. 
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La rupture de mode I est généralement la plus dangereuse, ce qui explique le développement 

particulier donné à l’étude de ce mode de rupture. 

 

 

Figure II-3 Définition des axes ),( yx  et des coordonnées ),( θr  au voisinage de l’extrémité 

d’une fissure. 

 

Pour les milieux bidimensionnels et en ignorant les phénomènes plastiques en fond de fissure, 

Irwin [IRW1957] précisa en 1957, la forme du premier terme singulier du développement 

limité des contraintes au voisinage d’un front de fissure. 

 

En un point P  le champ singulier des contraintes s’exprime sous la forme : 
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r θθ

π
θσ  (II-6) 

r  et θ  étant les coordonnées polaires du point P  considéré (Figure II-3) par rapport au fond 

de la fissure. Les fonctions adimensionnelles ijf  et ijg  dépendent du mode de sollicitation, et 

ijg  de l’état de contrainte et de la géométrie du corps fissuré. 

 

Au voisinage immédiat de l’extrémité de la fissure, les contraintes présentent une singularité 

en r1 , c’est à dire que lorsque 0→r  elles tendent vers l’infini. 

 

Les autres termes d’ordre plus élevé de la relation (II-6) devenant alors négligeables, la zone 

la plus critique est donc le voisinage immédiat de l’extrémité de la fissure pour lequel on ne 

considère alors que les termes en r1 , c'est-à-dire le champ des contraintes asymptotiques 

qui est donc de la forme : 
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θ
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Le paramètre K , qui fait la synthèse à lui seul de la géométrie de la pièce fissurée, de la 

longueur de la fissure et du chargement appliqué, est appelé facteur d’intensité de contraintes. 

Les facteurs IK , IIK  et IIIK  sont définis respectivement pour les modes I, II et III décrits ci-

dessus. Les champs de contraintes s’expriment à l’aide des facteurs d'intensité des contraintes 

IK , IIK  et IIIK  par les relations suivantes : 
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En mode II 
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En mode III 
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La relation entre les facteurs d'intensité des contraintes et l’énergie de Griffith s’écrit : 

( )( )[ ]222*1
2
1

IIIIII KKK
µ

G ++−= ν  (II-11) 

avec νν =*  en déformations planes et 
ν

νν
+

=
1

*  en contraintes planes. ν  est le coefficient 

de Poisson du matériau. µ est le module de cisaillement du matériau. 

 

2.3 Critères de propagation brutale des fissures - Ténacité des matériaux 

Etant donnés une fissure et un mode de sollicitation, l’expérience montre que la propagation 

brutale de la fissure intervient lorsque l’énergie de Griffith G atteint une valeur critique notée 

CG .  
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Pour les corps fragiles (verre par exemple), en considérant le seul mode I de fissuration et en 

supposant un état de déformations planes, Griffith prend pour valeur critique l’énergie de 

surface des surfaces créées, soit : 

sICG γ2=                    (II-12) 

sγ  étant la densité d’énergie superficielle. 

 

Pour les corps métalliques, dont la rupture s’accompagne d’une forte déformation plastique en 

fond de fissure, le critère de Griffith est modifié sous la forme : 

psICG γγ += 2  (II-13) 

pγ  étant l’énergie de déformation plastique par unité de surface ; pγ est très grand par rapport 

à γs, le rapport pouvant atteindre 1000. 

 

La valeur critique Gc  correspond à une valeur d’intensité de contraintes notée Kc  à laquelle 

elle est reliée par les formules mentionnées précédemment (II-11). Dans le cas général, on a :  

µ
K

E
KK

G IIICIICIC
C 2

2

'

22

+
+

=  (II-14) 

avec EE ='  en contraintes planes et )1( 2' ν−= EE  en déformations planes. 

 

La valeur critique Kc , appelée ténacité, est caractéristique du matériau et du mode de 

chargement. Il y a rupture lorsque le paramètre K  atteint la valeur critique Kc . Le mode I 

étant le plus endommageant, c’est la valeur critique ICK qui est généralement utilisée pour 

caractériser les matériaux. 

 

L’épaisseur influe sur l’état de contrainte. Pour les éprouvettes d’essais de faible épaisseur 

(plaques), chargées en mode I dans leur plan, l’état de contraintes planes est prédominant et la 

valeur critique du facteur d'intensité de contrainte en mode I est élevée, notamment pour les 

matériaux ductiles. Lorsque l’épaisseur augmente, on observe une transition vers un état de 

déformations planes, le facteur d'intensité de contrainte critique diminue et n’évolue plus au-

delà d’une certaine épaisseur : c’est cette valeur minimale stabilisée du ICK qui définit la 

ténacité du matériau (Figure II-4). 
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Figure II-4. Variations caractéristiques de la ténacité ICK . 

 

La direction de la propagation de fissure est aussi une donnée importante pour l’analyse de la 

rupture. Les trois critères les plus utilisés pour le calcul numérique en 2D de la progression 

d’une fissure en régime élastique linéaire sont: (i) la contrainte circulaire maximale ( maxθσ ); 

(ii) le taux de restitution d'énergie maximal ( maxθG ); et (iii) la densité minimale d'énergie de 

déformation ( maxθS ). 

 

Pour le critère maxθσ , Erdogan et Sih [ERD1963] ont considéré que la progression d’une 

fissure devrait se produire dans la direction qui maximise la contrainte circulaire dans la 

région proche de la pointe de fissure. Pour Hussain [HUS1974] la progression de la fissure 

doit se produire dans la direction où le taux de restitution d'énergie est maximal. Et enfin, Sih 

[SIH1974] a supposé que la direction de progression de la fissure est déterminée par la valeur 

minimale de la densité d'énergie de déformation près de la pointe de fissure. Bittencourt 

[BIT1996] a cependant montré que si dans une simulation numérique de la rupture on permet 

à la fissure de changer de direction, les trois critères fournissent fondamentalement les mêmes 

résultats. 

 

2.4 Hypothèses non linéaire et élasto-plastique pour le comportement à la rupture 

L'application de la mécanique linéaire de la rupture (MLR) demeure valable tant que le 

comportement du matériau est élastique et linéaire, et tant que la plastification en fond de 

fissure reste confinée dans une zone de faible taille par rapport aux dimensions des fissures et 

de la structure fissurée. Il est quasiment impossible dans de nombreux matériaux de respecter 

ces deux conditions et de donc de pouvoir décrire le comportement avec la MLR. Une 

approche alternative s’avère nécessaire pour ces matériaux : la mécanique élasto-plastique de 
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la rupture (MEPR) ou mécanique non linéaire de la rupture (MNLR). Celle-ci s’applique aux 

matériaux ductiles lorsque le comportement reste toutefois indépendant du temps (pas d’effets 

dynamiques ou de viscosité, absence de fluage…).  

 

Comme pour la MLR, où deux paramètres équivalents (K et G) peuvent être utilisés comme 

critères de rupture, deux paramètres caractéristiques sont exploités dans le domaine de la 

MEPR. Ces deux paramètres – l'ouverture en fond de fissure ou CTOD (Crack Tip Opening 

Displacement) et l’intégrale de contour notée J - sont aussi équivalents entre eux [SHI1981]. 

Ils décrivent tous les deux les champs de contraintes et de déplacements à l’extrémité d’une 

fissure et peuvent être utilisés comme critères de rupture. Les valeurs critiques de J et du 

CTOD conduisent à des valeurs de la ténacité des matériaux à peu près indépendantes de la 

géométrie des structures, même lorsque la plastification à l’extrémité des fissures est 

importante. Nous ne présentons ici que la méthode de l’intégrale J, car elle sera utilisée dans 

la suite de ce travail. 

 

L’intégrale de contour J utilisée comme paramètre caractéristique de l’état des contraintes au 

voisinage de l’extrémité d’une fissure dans les matériaux dont le comportement est non 

linéaire, a connu un grand succès car elle simplifie la description mathématique du 

comportement. Rice qui proposa ce paramètre [RIC1968], assimile en effet le comportement 

élasto-plastique à un comportement élastique non linéaire. L’approche de Rice qui repose sur 

une telle hypothèse doit néanmoins être utilisée avec précaution lorsque la variation de la 

contrainte n’est pas monotone. La Figure II-5 illustre la différence de comportement entre un 

matériau élasto-plastique et un matériau élastique non linéaire dans le cas d'une décharge 

élastique. Lors de la décharge, le chemin suivi par le matériau élastique non linéaire est très 

différent du chemin réel que l’on observe dans les matériaux élasto-plastiques. Si une relation 

unique lie la contrainte et la déformation dans un matériau élastique, linéaire ou non, ce n'est 

pas le cas pour un matériau élasto-plastique où une déformation donnée peut correspondre à 

plusieurs contraintes quand le matériau est déchargé ou soumis à des sollicitations cycliques. 

On voit donc l'avantage de considérer un matériau élastique plutôt qu’un matériau où les 

déformations sont irréversibles. 
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Figure II-5. Comportement élastique non linéaire et comportement réel. 

 

Le paramètre J est défini à partir de l’intégrale de contour suivante : 
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i  (II-15) 

où Γ est un contour d’intégration entourant l’extrémité de la fissure (Figure II-6), ds  

l’élément de longueur sur Γ , iT  et iu  les composantes du vecteur contrainte et du vecteur 

déplacement en un point de Γ . La densité d’énergie de déformation w est définie quant à elle 

par : 

�= ij

ijij dw
ε

εσ
0

 (II-16) 

où ijσ  et ijε  sont les composantes des tenseurs de contraintes et de déformations au point 

courant sur le contour Γ . 

 

Figure II-6. Contour arbitraire autour de l’extrémité d’une fissure. 

 

Rice, en proposant l’intégrale J pour analyser les solides fissurés, a montré que la valeur de 

cette intégrale est égale au taux de restitution d’énergie dans un matériau non linéaire. De plus 

dans le cas d’un matériau linéaire, '

2

E
K

GJ I== , où G est l’énergie de Griffith et EE ='  en 

contraintes planes ou 21
'

ν−
= E

E  en déformations planes. 
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2.5 Mécanique de la rupture interfaciale 

Le problème spécifique d’une fissure se trouvant le long de l'interface de deux matériaux 

isotropes linéaires élastiques, est représenté sur la Figure II-7. 

 
Figure II-7. Fissure interfaciale entre deux matériaux différents. 

 

On note par 1E , 1ν  et 1µ  les caractéristiques mécaniques pour la moitié supérieure de 

l’interface (y > 0), et par 2E , 2ν  et 2µ  les caractéristique mécaniques pour la moitié 

inférieure de l’interface (y < 0). Les deux matériaux 1 et 2 sont collés le long de la partie 

positive de l’axe des abscisses x. Le champ de contrainte proche de la pointe d’une fissure 

interfaciale entre deux matériaux isotropes différents est une combinaison linéaire de deux 

types de champs. Le premier est un champ oscillant couplé (c’est-à-dire que les variations des 

contraintes dans les directions x et y sont de type sinusoïdal, et interdépendantes) défini par 

un facteur d'intensité de contrainte complexe 21 iKK +=K , alors que le second est un champ 

non-oscillant mesuré par un facteur d'intensité de contrainte IIIK  du mode III. Les 

désignations K1 et K2 utilisant les chiffres arabes font référence aux grandeurs de la 

mécanique de la rupture interfaciale, au contraire de IK  et IIK  qui font référence à la 

mécanique de la rupture classique. Le champ de contrainte proche de l’extrémité d’une fissure 

interfaciale est de la forme [HUT1991, VEL2003]: 

( ) ( ) ( ) ( ) ( )[ ]�� � ++= III

III

I IIii Krr
r αβαβ αβ

εε
αβ θεθεθ

π
σ ,Im,Re

2

1 KK  (II-17) 

avec 1−=i , r  et θ  les coordonnées polaires du point considéré (Figure II-17) par rapport 

au fond de la fissure. Les indices α  et β  représentent les coordonnées x , y et z . ( )�
IIIIII ,,

αβ
θ  

sont des fonctions angulaires qui correspondent respectivement aux efforts de traction, 

cisaillement plan et cisaillement anti-plan à travers l'interface. Le paramètre ε  s'appelle index 
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oscillant. Il est défini par ��
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contraintes planes.  

 

Les contraintes le long de l'axe x près de la pointe de la fissure interfaciale sont [RIC1988]: 
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Ici )lnsin()lncos( rirr i εεε ⋅+= . C'est pourquoi la fissure interfaciale présente une 

singularité oscillante. Cette oscillation n'est pas rapide, parce que la déformation ε  est faible 

et parce que la fonction logarithme varie lentement. 

 

Le facteur d'intensité de contrainte complexe K  est composé d’une partie réelle 1K  et d'une 

partie imaginaire 2K , qui jouent des rôles semblables aux facteurs conventionnels d'intensité 

de contraintes du mode I ( IK ) et du mode II ( IIK ). En revanche, IIIK  représente le facteur 

d’intensité de contrainte pour le mode III, qui a la même forme que pour une fissure dans un 

solide homogène. 

 

Il existe une limitation pour la définition des champs de contraintes dans l’équation (II-18) : 

en effet, quand r  devient très petit (en pointe de fissure), le rapport de la contrainte de 

cisaillement à la contrainte de traction yyxy σσ  ne peut pas se calculer. On considère alors ce 

rapport à une distance fixée L̂  et la relation (II-18) s'écrit : 
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où on reconnaît les quantités réelles et imaginaires : 
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qui décrivent les contraintes à une distance de Lr ˆ=  de la pointe de la fissure [HUT1991]. 
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La longueur L̂  est arbitraire mais doit être constante pour un couple de matériaux, c’est-à-dire 

que L̂  doit être indépendante de la taille et du type d'échantillon [RIC1990]. Par exemple, 

mL µ100ˆ =  convient à un grand nombre d’échantillons bi-matériaux fragiles, et constitue la 

référence utilisée pour de nombreux travaux [HUT1991]. 

 

Les mixités de mode pour les champs oscillants sont définies par deux angles de phase, ψ  et 

φ  qui correspondent aux relations suivantes : 
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L’angle ψ  indique les proportions relatives des mode I et II, tandis que l’angle φ  représente 

la contribution du mode III. 

  

Le taux de restitution d’énergie G  est lié à K  et IIIK  par : 
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=  en déformations planes, EE ='  en contraintes planes. 

 

 
Figure II-8. Système de chargement pour l’étude des modes mixtes I+II [TAN2002]. 

 

Une propriété remarquable des fissures interfaciales est que leur ténacité Kc  ou énergie 

critique de rupture CG , c’est-à-dire la valeur critique de K  ou G  qui entraîne la propagation 

de la fissure, dépend du mode de chargement, et donc aussi de la mixité de mode. De 
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nombreux montages expérimentaux ont été conçus pour évaluer l’influence du mode de 

chargement sur la ténacité. A titre d’exemple, un montage pour étudier l’effet de modes 

mixtes I+II est illustré sur la figure II-8. Dans ce dispositif, la mixité du mode dépend de 

l’orientation du chargement (θ ) et du niveau de chargement. Différentes combinaisons I+II 

peuvent être obtenues en changeant l’orientation et le niveau de charge. 

 

Les courbes d’énergie critique de rupture ( )ψG  ont été obtenues expérimentalement pour un 

grand nombre d’interfaces sollicitées en mode I+II. Il est constaté que l’énergie critique de 

rupture interfaciale dépend de la mixité du mode de sollicitation. La tendance générale montre 

que la ténacité augmente lorsque la proportion de mode II devient plus importante (Figure II-

9). Dans la Figure II-9, les abscisses représentent la mixité de mode ψ  ; 2πψ ±=  pour un 

chargement de mode II pur, 0=ψ  pour un chargement de mode I pur. Les ordonnées 

représentent le taux de restitution d’énergie critique G  qui entraîne la propagation de la 

fissure. 

 
Figure II-9. Variation du taux de restitution d’énergie critique G  en fonction de la mixité de 

mode ψ  d’une fissure interfaciale : courbes expérimentales de G  obtenus par Liechti et Chai 

[LIE1992] pour une interface verre/époxy (à gauche) et par Wang [WAN1995] pour une 

interface cuivre/aluminium (à droite). 

 

3 Mesures de l’adhérence d’un revêtement sur un substrat 
Nous présentons dans la suite les méthodes générales de caractérisation de l’adhérence les 

plus utilisées. 
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3.1 Essai de traction sur pion collé : 

Cette méthode normalisée est décrite dans la norme ASTM C633-69 [ASTM1969]. Il existe 

aussi une norme française pour ce type d’essai : NF A91-202 [NF1969]. La figure II-10 

illustre cet essai. C’est la méthode la plus largement répandue au niveau industriel pour 

déterminer l'effort de tension critique requis pour provoquer la rupture de l'assemblage 

substrat-revêtement [CHA1991, ROC1994, LIN1994]. La traction perpendiculaire à 

l’interface d’un échantillon revêtu est appliquée par l’intermédiaire d’un dispositif collé ou 

soudé au revêtement. L’ensemble est chargé jusqu’à la décohésion interfaciale (voir Figure II-

10).  

 

L’essai de traction sur pion collé est d’un principe simple, cependant sa mise en application 

est complexe et limitée car [ARA2000]: 

��L’essai de traction s’accompagne généralement d’efforts de cisaillement qui rendent 

délicate l’interprétation des résultats ; 

��L’effort de traction doit être appliqué de manière uniforme sur le revêtement. Il est, 

par exemple, difficile d’obtenir un alignement parfait des deux parties du dispositif de 

traction par rapport à la direction de sollicitation ; 

��L’essai s’applique tant que l’adhérence est inférieure à la force de liaison avec la colle 

ou la soudure. Par conséquent, l'essai n'est plus approprié pour les revêtements 

élaborés par HVOF, où la résistance à la décohésion est très élevée; 

��L’essai peut aussi être perturbé par la possibilité de pénétration de la colle dans le 

revêtement jusqu’à atteindre le substrat par des porosités donnant une valeur erronée 

de l’adhérence ; 

��Plusieurs types de rupture peuvent se produire. Elles ne caractérisent donc pas 

nécessairement l’adhérence du revêtement puisqu’elles peuvent avoir lieu dans la colle 

et dans le dépôt respectivement ; 

��Il faut également signaler que la dispersion des mesures obtenues par l’essai de 

traction est très élevée. 
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Figure II-10. Essai de traction sur pion collé pour déterminer la résistance à la décohésion 

d’un revêtement (DFD Instruments, U.K.). 

 

Les résultats obtenus par ce type d'essai sont discutables. En effet, en général, des défauts tels 

que les fissures, les pores et les oxydations des interfaces peuvent se former pendant la 

projection thermique. Dans nombreux de cas, ces défauts créent des concentrations de 

contraintes et affaiblissent la liaison à l'intérieur du système [QIA1997], mais leur répartition 

reste aléatoire. L'effort de tension critique, évalué à partir d’éprouvettes de géométrie simple 

et de surface réduite, non nécessairement représentatives de ces défauts, donne souvent une 

valeur surestimée de la capacité d’adhésion d’un échantillon revêtu. Par conséquent, pour 

optimiser la conception, les approches basées sur la mécanique de la rupture, qui considèrent 

la propagation de défauts existants, sont plus appropriées pour caractériser l’adhérence 

interfaciale et fournir des caractéristiques conservatrices pour l’échantillon revêtu.  

 

3.2 Essai "Sandwich" 
L’essai "Sandwich" est une approche utilisant la mécanique de la rupture. Il a été conçu dans 

le but d’une meilleure évaluation du délaminage à l’interface [VOL2002]. Des essais de ce 

type sont désignés habituellement sous le nom d’essais de ténacité interfaciale (interfacial 

fracture toughness test). Ces essais sont des adaptations des essais classiques de la mécanique 

de la rupture, pour lesquels des solutions analytiques ont été développées. Les conditions de 

cette approche permettent de mieux rendre compte de la liaison interfaciale car le mode de 

chargement et la disparité des matériaux sont pris en considération dans les méthodes d’essai. 
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L’éprouvette d’essai sandwich, contenant une fissure macroscopique, est constituée d’un 

assemblage du matériau recouvert collé à une contre-pièce. L'ensemble est similaire aux 

éprouvettes de mécanique de la rupture. Cependant, si pour un matériau isotrope, la fissure 

tend à se développer en mode I d’ouverture, dans le cas d’une interface, elle tend à se 

développer le long de l’interface. Ceci signifie qu’il convient de prendre en compte les 

différents modes de rupture et leur contribution à la ténacité d'interface [HUT1991, 

WAN1990, TAN2002], qui est caractérisée par les angles de phase ψ  et φ  définies 

précédemment. 

 

De nombreuses géométries d’éprouvettes sont disponibles pour les essais sandwichs. 

L’éprouvette la plus simple est l’éprouvette compacte modifiée issue de la méthode de 

détermination de ICK  [SUO1989, MEN1995] (figure II-11).  

 
Figure II-11. Représentation de l’éprouvette compacte modifiée. 

 

Pour l'éprouvette compacte modifiée le facteur d’intensité de contrainte appliqué s’exprime 

sous la forme : 

( )Waf
WB

P
K Q /=  (II-23) 

où QP  est la charge déterminée à partir de la courbe charge-déplacement, B est l'épaisseur de 

l’éprouvette, W est la largeur de l’éprouvette comme décrite dans la Figure II-11. ( )Waf /  est 

une fonction de a, qui est la longueur de fissure telle que représentée dans la figure II-11, et de 

W, dont la valeur doit respecter certains critères définis dans la norme ASTM [ASTM1990] 

pour un matériau homogène. 

 



-Chapitre II- Adhérence 

 35 

Une autre possibilité consiste à utiliser une poutre double cantilever (DCB : Double cantilever 

beam test) [LIN1994]. Dans ce cas (Figure II-12), le taux de restitution d'énergie est exprimé 

[KAN1973] par : 

[ ]2
0032

0
2

)/(/1
12

aHBaAH
HEB
aP

G ++=  (II-24) 

où P est la charge à la rupture, 0a  est la longueur de la fissure initiale, H  est la demi-hauteur 

de l’éprouvette. A  et B  sont deux coefficients de proportionnalité. 

 
Figure II-12. Représentation d’une éprouvette DCB. 

 

Un autre essai courant pour déterminer l’adhérence revêtement/substrat est l’essai de flexion 

quatre points [CHA1989, RIC1996]. L’éprouvette est constituée d’une poutre recouverte sur 

l'une des grandes faces contenant une entaille centrale. L’entaille se trouve dans l'épaisseur du 

revêtement et un défaut initial symétrique est introduit le long de l'interface avant l'essai. Le 

taux de restitution d’énergie est déterminé ainsi :  

( )
32

222

16
121

hEb
LPv

G
−=  (II-25) 

où les paramètres géométriques sont illustrés dans la Figure II-13. P  est la charge au plateau 

de rupture stabilisée. On remarque que l’angle ψ  de l’essai de flexion quatre points est 

toujours proche de 43° quand la fissure s’arrête.  

 
Figure II-13. Représentation d’un essai de flexion quatre points. 
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Il est important de signaler que pour la plupart des tests décrits précédemment, les efforts 

appliqués ne représentent pas toujours les sollicitations rencontrées par le revêtement en 

service [ROT1995]. Il existe d’autres méthodes de mesure de l’adhérence revêtement/substrat, 

qui sont plus difficiles à mettre en œuvre ou plus délicates à interpréter. C’est le cas par 

exemple, des essais utilisant respectivement l’énergie centrifuge [STE1976, COO1985, LOH 

1986] ou l’énergie du laser pour provoquer un délaminage à l’interface [JEA2000].  

 

Parmi les différentes méthodes produisant une décohésion du revêtement et du substrat, l'essai 

d’indentation permet également de générer des fissures à l’interface. Cette méthode a été 

initialement proposée par Ostojik [OST1987]. Elle représente bien le phénomène de 

délaminage car elle étudie la fissuration à l’interface engendrée par l’action d’un indenteur. 

Différentes versions de cet essai peuvent être appliquées à une zone réduite de l’échantillon et 

sont donc capables de mesurer la résistance locale à la propagation d’une fissure. Mais il est 

nécessaire d’avoir une épaisseur minimale de dépôt pour pouvoir les appliquer valablement à 

des matériaux revêtus. 

 

La modélisation analytique de cet essai a fait l'objet de travaux récents, en particulier en 

France par Lesage et col. [LES2000, LES2002]. Cette modélisation repose sur l'hypothèse 

que la fissure semi-circulaire provoquée par l'indentation à l'interface se développe 

essentiellement en mode I et peut donc être représentée par un KI d'interface. 

 

L'objet principal de notre recherche sera d'effectuer une simulation par éléments finis pour 

vérifier les hypothèses de la modélisation analytique et pour mieux comprendre le processus 

de fissuration interfaciale afin de déterminer la résistance interfaciale à la rupture du 

revêtement.  

 

4 Techniques d’indentation appliquées à la détermination des propriétés 

mécaniques des revêtements 
 
4.1 Introduction 

L’essai d’indentation, dans son usage général, consiste à appliquer un indenteur rigide de 

forme donnée (bille, cône ou pyramide) perpendiculairement à la surface du matériau à tester. 

Sous l’action de la charge d’indentation, l’indenteur s’enfonce dans le matériau en produisant 
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des déformations élastiques et plastiques dans la zone de contact. Au retrait de l’indenteur, 

une empreinte résiduelle persiste.  

 

A partir de la mesure de la dimension de l'empreinte, on détermine un "nombre de dureté" par 

le calcul du rapport de la charge d'indentation à l'aire de l'empreinte (réelle ou projetée suivant 

le type d'essai). 

 

Différents types d’indenteurs peuvent être utilisés. Il s’agit, par exemple, d’une pyramide en 

diamant à base carrée dont l’angle au sommet entre faces est 136° pour l’essai Vickers, d’une 

bille en acier pour l’essai Rockwell B et l’essai Brinell. L’essai Rockwell peut également 

s’effectuer à l’aide d’un cône en diamant (Rockwell C). Les techniques d’indentation 

présentent l’avantage sur d’autres méthodes de ne pas nécessiter d’appareillage très coûteux et 

d’être relativement simples à mettre en œuvre. 

 

La technique d’indentation peut aussi être utilisée pour déterminer la ténacité de matériaux 

fragiles comme par exemple les céramiques frittées et les verres. Pour ces matériaux, la 

déformation plastique est limitée et l’application de l’indenteur se traduit par l’apparition de 

fissures dont l’amorçage et la propagation peuvent être étudiés à l’aide des concepts de la 

mécanique linéaire de la rupture [PON1989, NII1983, EVA1976, LAW1980].  

 

Outre la mesure de la dureté et de la ténacité de matériaux fragiles, ces techniques sont aussi 

utilisées pour caractériser l’adhérence entre un revêtement et son substrat. Depuis plusieurs 

années, des recherches ont été menées pour déterminer l’adhérence d’un revêtement sur un 

substrat par des tests d’indentation. Le but poursuivi est de provoquer la décohésion du 

revêtement et du substrat par la création d’une fissure à l’interface. 

 

Suivant les matériaux, l’indentation peut être réalisée soit sur le revêtement, 

perpendiculairement à la surface de l’échantillon (indentation normale) [BOE1996, 

EVA1984], soit sur une section droite de l’échantillon, parallèlement à l’interface (indentation 

parallèle) [COL1990, CHO1989, RIC1991a, LES2002].  

 

Dans la suite du texte, ces méthodes d’indentation seront présentées respectivement. 
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4.2 Détermination de la ténacité d’un matériau massif par indentation 

L’indentation Vickers est l’une des méthodes les plus utilisées pour déterminer la résistance à 

la fissuration des matériaux fragiles. Le principe de cette méthode est d’appliquer par 

l’intermédiaire de l’indenteur une charge donnée et de mesurer la longueur de fissures 

générées aux extrémités de l’empreinte. Le calcul de la ténacité prenant en compte les deux 

paramètres, charge et longueur de fissure, va dépendre de la forme des fissures générées. 

Cette méthode, nécessitant seulement une surface plane polie et un équipement d’indentation, 

est simple à mettre en oeuvre. Ceci lui a valu un fort développement, qui a inspiré la mise au 

point des méthodes d'indentation appliquées à la détermination de la ténacité interfaciale de 

matériaux revêtus. 

 

                   
Figure II-14. Fissures obtenues par indentation Vickers sur différents matériaux : SiO2 film/Si 

wafer system à gauche [ZHA1999]; MgO-PSZ à droite [RIC2000]. 

 

L’observation de la surface polie d'un matériau fragile massif sur laquelle est appliquée 

l’indenteur Vickers montre généralement 4 fissures aux extrémités de l’empreinte qui se 

propagent selon les axes des diagonales (figure II-14).  
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Figure II-15. Fissures sous indentation (a) de type médian et (b) de type Palmqvist 

[LIM2003]. 

 

Cependant, sous la surface la fissure peut prendre différentes formes. Lorsque la fissure se 

développe seulement aux extrémités de l’empreinte, elle est appelée de type Palmqvist. 

Lorsque l’indentation génère une fissure en demi disque sous l’empreinte, on lui donne le 

nom de « Half Penny Crack ». On dit aussi qu’elle est de type médian [PER2003, NII1982]. 

La figure II-15 schématise les deux formes de fissures rencontrées. Le même matériau peut 

subir les deux types de fissuration sous indentation. Ce comportement est dépendant du 

niveau de charge appliquée et des propriétés mécaniques du matériau [LUB2001, COO1994, 

KAL1994].  

 

Plusieurs auteurs ont proposé différentes expressions de la ténacité ICK  en fonction du type 

de fissure. Lorsque la fissure est de type Palmqvist, les expressions de la ténacité relient la 

charge appliquée (P) à la demi-diagonale de l’empreinte ( d ) et à la longueur de la fissure 

mesurée à partir de l’extrémité de l’empreinte (l). Quand la fissure est de type médian, les 

relations font intervenir la charge appliquée (P) et la longueur de fissure mesurée à partir du 

centre de l’empreinte ( a ). Certaines de ces relations prennent aussi en compte les propriétés 

élasto-plastiques du matériau, c’est à dire le module d’élasticité (E) et la dureté (H). 

 

Ponton [PON1989] a recensé plusieurs modèles pour un système de fissuration de type 

médian et 4 modèles pour un système de fissuration de type Palmqvist. Les expressions de la 

Vue de dessus 

(b) (a) 

2d 2d l l 

2a 

Vue de profil 
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ténacité, différentes du fait de leur origine plus ou moins empirique sont rassemblées dans le 

Tableau II-1.  

 

Tableau II-1. Modèles utilisés pour le calcul de la ténacité par indentation Vickers. 

Ténacité Kc (fissure de type médian) Ténacité Kc (fissure de type Palmqvist) 
21/0101,0 daP  
23/0515,0 daP  

)/5,4log(/079,0 23 addP  
23/0824,0 aP  

FHEdP 10)/(/4636,0 5223 * 
)/4,8log()/(/0141,0 5223 adHEdP  

2123 )/(/0134,0 HEaP  
2123 )/(/0154,0 HEaP  

5223 )/(/033,0 HEaP  
56,12352 )/(/)/(0363,0 addPHE  

2332 /)/(0095,0 aPHE  
2352 /)/(022,0 aPHE  
2341 /)/(035,0 aPHE  

2152 /)/(0089,0 dlPHE  
2152 /)/(0122,0 dlPHE  

21/0319,0 dlP  
212132 )/()/()/(0089,0 ldPldHE +  

 

5432 32,1697,2423,1102,234,059,1:* BBBBBF +−+−−−=  
et )/log( daB =  

 

La façon dont la fissure s'amorce et se propage sous charge d’indentation Vickers est d'une 

grande importance pour le calcul de la ténacité. D’après Lawn [LAW1979] et Binner 

[BIN1984], une fissure de type médian se développe selon les étapes suivantes : 

(a) Pendant l'application de la charge, une zone de déformation élasto-plastique se   

développe au-dessous de la pyramide Vickers, ce qui génère une distribution de 

contraintes. Le champ de contrainte dans l'échantillon est engendré par les efforts dus 

à l'indentation dans un matériau entièrement élastique, et au champ de contraintes 

résiduel produit par la zone de déformation plastique. 

(b) Lorsque la charge atteint un niveau suffisamment élevé, deux fissures perpendiculaires 

s'amorcent en commençant par l'endroit le plus profond de la zone de déformation 

plastique. 

(c) Ces fissures se propagent vers la surface de l'échantillon. 

(d) Lors du déchargement, les fissures se referment en-dessous de la surface mais 

simultanément s'ouvrent à la surface puisque les contraintes élastiques sont 

supprimées. Lorsque le champ de contrainte résiduel devient dominant, vers la fin du 
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cycle d'indentation, elles se propagent un peu plus loin. La fissure finale, entièrement 

développée après le déchargement, est presque semi-circulaire. 

 

Ce processus de formation de fissure est illustré dans la Figure II-16. La Figure II-16 (e) 

montre la vue supérieure des fissures en forme d’étoile et définit la longueur de fissure 2a et 

la longueur de diagonale 2d. 

 

 
Figure II-16. Développement d'une fissure d'indentation Vickers sous une charge croissante P 

et après le déchargement [FET2004]. 

 

4.3 Détermination de la ténacité interfaciale par indentation normale 
Directement inspiré de l'essai précédent, l’essai d’indentation normale pour la détermination 

de la ténacité interfaciale propose d'appliquer un indenteur perpendiculairement au revêtement 

fragile, afin de provoquer le délaminage du revêtement de son substrat. Il est ainsi possible 

d’évaluer l’adhérence interfaciale. Etant donné son mode de mise en œuvre, cet essai reste 

majoritairement associé aux revêtements minces. Le cône est la géométrie d’indenteur la plus 

utilisée pour cette méthode. L'indentation par bille a également été brevetée [VOL2002]. 

  

2d 2a 
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Figure II-17. Présentation de différents délaminages dans l’indentation normale. 

 

Une analyse de la décohésion interfaciale provoquée par l’indentation normale d’un cône a été 

proposée par Marshall et al [MAR1984] en terme de taux de restitution d’énergie. Plusieurs 

types de modes de fissuration peuvent être constatés selon les matériaux (Figure II-17). Le 

taux de restitution d’énergie s’écrit : 

( ) ( ) ( ) ( ) 
�
�

��

� −−−−++
−

= 222 111
2
11

BIRfI
f

f hhh
E

G σσασανσ
ν

 (II-26) 

avec fE  et fν  le module d’Young et coefficient de Poisson du revêtement mince, h  

l’épaisseur du revêtement et Rσ  la contrainte résiduelle dans le revêtement. Iσ  est la 

contrainte d’indentation. Bσ  est la contrainte de délaminage d’Euler. α  est une constante. 

 
Rosenfeld [ROS1990] a aussi proposé un modèle de détermination de l’adhérence par le biais 

du taux de restitution d’énergie pour un revêtement épais : 
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 (II-27) 

avec rxσ  la contrainte radiale au rayon de contact du pénétrateur. a  est le rayon de la fissure 

et x  le rayon de contact de l’indenteur. 

 
D’autres modèles, caractérisant l’adhérence d’un film mince par une contrainte critique de 

cisaillement, sont également disponibles dans la bibliographie [RIT1990].  
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4.4 Détermination de la ténacité interfaciale par indentation parallèle 

Cette méthode, qui a connu peu de développement jusqu'à ce jour, propose de réaliser 

l'indentation dans le substrat, au voisinage de l’interface, sur une section droite de 

l’échantillon. Des fissures interfaciales résultent de l'action d'indentation (Figure II-18). La 

géométrie d’indenteur la plus utilisée est la pyramide à base carrée Vickers. 

 

  
Figure II-18. Indentation parallèle dans le substrat. 

 

La première méthode a été développée par Colombon et Capelle [COL1990] pour caractériser 

l’adhérence d’un revêtement de NiCrAlY en fonction de différents paramètres de projection. 

 
4.5 Détermination de la ténacité interfaciale par indentation interfaciale 
L’essai d’indentation interfaciale a montré son utilité pour la recherche d’un critère fiable 

pour la caractérisation de l’adhérence d’un couple substrat/revêtement. Cet essai, simple de 

mise en œuvre, ne nécessite que l’utilisation d’un macroduromètre très souvent disponible 

dans les laboratoires. Démarécaux et al. [DEM1995] ont étudié avec la méthode d’indentation 

interfaciale Vickers l’adhérence de revêtements de carbure de chrome à liant nickel-chrome 

(Cr3C2-NiCr) déposés par projection thermique sur divers substrats métalliques. Pour 

caractériser l’adhérence, ces auteurs ont proposé la formulation en fonction de la dureté des 

deux matériaux d’une charge critique d’indentation nécessaire à l’amorçage d’une fissure à 

l’interface. Cette charge est définie à partir des graphes de fissuration en coordonnée bi-

logarithmiques, représentant les longueurs de fissures en fonction de la charge appliquée. 

Dans ces conditions, la charge critique correspond à l’intersection des droites de fissuration 

avec la droite de dureté apparente (demi-diagonale d’empreinte en fonction de la charge). Une 

des conclusions de cette étude démontre que les contraintes résiduelles existantes dans le 

revêtement ont une influence importante sur la charge critique. Le travail repris par Araujo 

[ARA2000] a ensuite permis de définir une ténacité apparente d’interface en s’appuyant sur 
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les formulations de la ténacité des matériaux fragiles et prenant elle aussi en compte les 

propriétés élasto-plastiques des deux matériaux. Au cours des différentes études effectuées sur 

de nombreux couples substrat/revêtement de différentes épaisseurs, on a constaté une 

limitation à l’utilisation de l’indenteur Vickers, par exemple lorsque le revêtement est 

d’épaisseur trop faible ou lorsque la cohésion du revêtement lui-même est faible. C'est 

pourquoi l’essai d’indentation interfaciale a été ensuite étendu à l’utilisation d’un indenteur 

Knoop par Pertuz [PER2003]. L’essai réalisé sur un revêtement Nickel-Aluminium sur 

substrat acier, a aussi montré la possibilité de déterminer une charge critique même pour des 

revêtements projetés de faible épaisseur (environ 100µm). 

 

4.5.1 Définition de la charge critique 

Le but de l’essai d’indentation interfaciale est de provoquer la décohésion du revêtement de 

son substrat par la création d’une fissure, que l’on peut mesurer à l’interface. Pour cela, 

l’indentation est réalisée directement à l’interface substrat/revêtement dans une section droite 

de l’éprouvette. La figure II-19 représente la position de l’empreinte réalisée à l’aide d’un 

pénétrateur pyramidal Vickers. D’après différents travaux [OST1987, CHO1989, DEM1995], 

la fissure générée dans le plan de l’interface présente une forme semi-circulaire. 

 

 

 

 

 

 

 

 

Figure II-19. (a) Principe de l’essai d’indentation interfaciale et (b) caractéristiques 

géométriques déduites de l’essai. 

 

On cherche à déterminer la charge critique pour que la fissure apparaisse. Du point de vue 

expérimental, pour chaque charge d’essai on effectue une série d’indentations qui conduisent 

à une valeur moyenne de la demi-diagonale d’empreinte d  à l’interface (i), l  étant la 

longueur de la fissure mesurée dans le plan de l’interface à partir de l’extrémité de l’empreinte 

et a , celle mesurée à partir du centre. Dans ces conditions, la charge critique d’amorçage sera 

celle pour laquelle la longueur de fissure se réduira à la demi-diagonale de l’empreinte. Il est 

 

  P   
Substrat   

Revêtement   a   
    

(a) (b) 

2di 

l 
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donc judicieux de représenter sur le même graphe de fissuration, cette demi-diagonale en 

fonction de la charge appliquée. 
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Figure II-20. Variation de la longueur de fissure en fonction de la charge appliquée pour un 

revêtement Cr3C2-NiCr de 0.37mm d’épaisseur sur un substrat en fonte grise lamellaire Ft 25 

[ARA2000]. 

 

Lorsque l’on examine la relation entre la longueur de fissure et la charge d’indentation 

appliquée, on observe une loi de type exponentiel qui ne permet pas directement d’être 

exploitée (Figure II-20). En revanche, en coordonnées bi-logarithmiques, les résultats 

s’alignent sur des droites, dont le point d'intersection est le point critique. La figure II-21 

montre schématiquement une droite de fissuration à laquelle est associée la droite dite "de 

dureté apparente". 

 

 
Figure II-21. Représentation schématique d’une droite de fissuration et de la droite de dureté 

apparente associée. 
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L’intérêt d’une telle représentation est de mettre en évidence un point de concours de telle 

sorte que pour des charges plus faibles on ne mesure que la demi-diagonale d’empreinte, c’est 

à dire qu’aucune fissure n’est observée à l’interface. Ce point de concours peut donc être 

défini comme un point critique correspondant à l’amorçage de la fissure. 

 

La charge critique, ainsi définie, rend compte de la possibilité de rompre les liaisons entre le 

revêtement et le substrat et peut être considérée comme représentative de l’adhérence. 

 

4.5.2 Définition de la ténacité apparente d’interface 

Comme les essais d’indentation sont utilisés pour déterminer la ténacité sur matériaux 

fragiles, plusieurs modèles ont été proposés pour définir aussi bien une énergie de fissuration 

CG  [RIC1991b] qu’une ténacité d’interface Kc [COL1990] à partir des résultats de l’essai 

d’indentation interfaciale. 

 

A partir d’un raisonnement basé sur les concepts de la mécanique linéaire de la rupture, 

Choulier propose de déterminer l’énergie de fissuration à l’interface de la manière suivante : 

- cas d’un milieu semi-infini (faible longueur de fissure / épaisseur): 

3

2

a
P

AGIC ⋅=  (II-28) 

- cas d’un milieu mince (grande longueur de fissure / épaisseur) : 

2
33 P

a
C

h
B

GIC ⋅�
�

	


�

� +=   (II-29) 

avec P  charge appliquée ; a  longueur de la fissure ; h  épaisseur du revêtement. 

 A, B et C sont des constantes, fonctions des propriétés élastique des matériaux. 

 

La première formulation qui suppose un rapport 32 aP constant a été contredite par Chicot et 

Lesage qui ont montré que l'exposant n du rapport P/a dépend de l'épaisseur du revêtement 

[CHI1996b]. 

 

Le modèle proposé par Lesage et Chicot [LES2002] pour calculer la ténacité apparente prend 

seulement en compte le point critique, en s’appuyant sur les formulations de la ténacité des 

matériaux fragiles et en considérant les propriétés élasto-plastiques des deux matériaux : 
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i, R et S sont les indices respectifs de l’interface, du revêtement et du substrat. H  représente 

la dureté. 

 

4.5.3 Principaux résultats obtenus par cette méthode, tendances et paramètres influents 

 
4.5.3.a – Modes de fissuration 

De manière générale, les fissures sont toujours localisées seulement à l’interface pour les 

faibles charges d’indentation (Figure II-22a). Pour des charges plus élevées, on peut observer 

des bifurcations de la fissure dans le revêtement (Figure II-22b) ou encore l’apparition d’une 

fissure secondaire à l’extrémité de l’empreinte dans le revêtement et dirigée vers la surface 

(Figure II-22c). Ces changements du régime de fissuration sont en relation avec l’épaisseur du 

revêtement et l’état de contraintes résiduelles mais aussi avec les propriétés élasto-plastiques 

du substrat et du revêtement. 

 

 
Figure II-22. Exemples de fissures générées par l’essai d’indentation interfaciale : (a) fissure 

localisée à l’interface, (b) bifurcation de la fissure dans le revêtement et (c) apparition d’une 

fissure secondaire à l’extrémité de l’empreinte dans le revêtement [CHI1996a]. 
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En représentation bi-logarithmique, on a observé que la pente de la droite de fissuration 

augmente lorsque la fissure dévie dans le revêtement (Figure-23). Ce phénomène est expliqué 

par les contraintes développées par l’indentation et par la rupture cohésive de la couche et 

finalement par une propagation de la fissure qui se trouve accélérée. Lorsque la fissure 

apparaît à l’extrémité de l’empreinte dans le revêtement, la pente diminue. Dans ce cas, une 

partie de l’énergie d’indentation a été utilisée pour la fissuration secondaire et par conséquent 

n’est plus disponible pour la propagation de la fissure à l’interface. 

 

 
Figure II-23. Représentation schématique ln a - ln P  en fonction du régime de fissuration. 

 

4.5.3.b – Unicité du point critique 

Lesage et Chicot [LES2002] ont appliqué l’essai d’indentation interfaciale en Vickers pour la 

détermination de l’adhérence de revêtements de carbure de chrome à liant nickel chrome 

déposés par la technique HVOF sur différents substrats métalliques, et avec différentes 

épaisseurs. 

 

L’essai d'indentation interfaciale a tout d’abord été pratiqué sur les matériaux bruts de dépôt. 

Il a été constaté que pour un couple substrat/revêtement donné, l’épaisseur du revêtement 

influence l’aptitude à la fissuration de l’interface, la fissuration étant d’autant plus importante 

que l’épaisseur est faible. Le calcul de la ténacité apparente d’interface à partir des 

coordonnées des points critiques a donné des valeurs qui évoluent avec l’épaisseur du 

revêtement. 

 

Les auteurs ont reproduit les essais d’indentation interfaciale sur les mêmes couples 

revêtement/substrat après leur avoir fait subir un recuit de détente à 600°C pendant 2 heures 

afin d’éliminer en totalité ou en partie les contraintes résiduelles dues au procédé de 
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projection. Le résultat indique qu’en l’absence de contraintes résiduelles, le point critique 

d’amorçage de la fissure est indépendant de l’épaisseur du revêtement. 

 

La charge critique d’indentation nécessaire à l’amorçage d’une fissure représente donc bien 

dans ce cas l’aptitude à la fissuration de l’interface et la ténacité apparente d’interface 

calculée à partir de ses coordonnées peut constituer un critère pour apprécier les propriétés 

d’adhérence du revêtement sur son substrat. 

 

4.5.3.c – Influence des contraintes résiduelles 

L'influence des contraintes résiduelles sur l’adhérence revêtement/substrat, notamment de 

celles se situant à l’interface a été largement étudiée par mesure directe ou par calcul 

[MEV1996, HAM1996, GOD2002]. Les contraintes résiduelles de compression sont réputées 

bénéfiques pour l’adhérence. En revanche, un niveau élevé de contraintes résiduelles de 

traction peut causer la délamination de l’interface d’un échantillon revêtu. De ce fait, des 

contraintes résiduelles de compression sont souvent volontairement introduites avant la 

projection thermique en utilisant un processus mécanique, tel que le grenaillage de 

précontrainte. Toutefois, elles sont susceptibles d'être modifiées par le traitement de 

projection thermique qui suit. 

 

Araujo [ARA2002] a étudié l'influence des contraintes résiduelles sur l’adhérence 

revêtement/substrat par la méthode d'indentation interfaciale. Les mesures ont été menées sur 

des échantillons en XC10 normalisé et trempé recouverts de revêtements de nickel-chrome 

(NiCr) de différentes épaisseurs. Dans un premier temps, la ténacité interfaciale a été calculée 

à partir d'essais d'indentation sur des échantillons bruts de projection. Ensuite, un recuit de 

détente a été effectué de manière à éliminer en totalité ou en grande partie les contraintes 

résiduelles. Enfin, de nouveaux essais d'indentation interfaciale ont été menés de sorte de 

calculer la ténacité apparente après recuit. Par ailleurs, les contraintes résiduelles présentes 

dans les échantillons avant et après le recuit ont été évaluées par diffraction des rayons X. 

 

Araujo a constaté que les contraintes résiduelles dans les échantillons bruts de projection ainsi 

que dans les échantillons recuits sont en compression. Le traitement de recuit a 

considérablement abaissé leur amplitude. Il a également observé que les ténacités calculées 

augmentent après le recuit de détente. 
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Il apparaît donc que la définition de la ténacité à partir du point critique peut prendre en 

compte l’influence des contraintes résiduelles sur l’adhérence. 

 

Richard [RIC1991a] a déduit de ses résultats une ténacité d’interface en tenant compte de 

l’effet des contraintes résiduelles : 

a
a
PE

dK rσ
π
Ω±= 2

0257.0 3int  (II-31) 

avec rσ  la contrainte résiduelle, Ω  le facteur géométrique d’indenteur, d la demi-diagonale 

d’empreinte, a la longueur de la fissure interfaciale, E  le module d’Young. 

 

Mais, Lesage et col. ont montré que la formulation proposée par Richard est discutable car 

elle ne prend pas en compte les caractéristiques du substrat. 

 

De nombreux auteurs, en particulier Lascar [LAS1998] proposent d’introduire un terme relatif 

aux contraintes résiduelles dans l’expression de la ténacité sous la forme : 

21
00

2
CR aKcaKca ⋅⋅+= σ

π
 (II-32) 

où Kca  est la ténacité interfaciale pour l’éprouvette brute de projection. 0Kca  est la ténacité 

interfaciale dans un état exempt de contraintes résiduelles. Rσ  est le niveau de contraintes 

macroscopiques au point d’indentation et Ca  la longueur de fissure générée par l’action de la 

charge critique CP  de l’état contraint. 
 

Nusair Khan [NUS2003] a également examiné l’influence des contraintes résiduelles sur la 

ténacité apparente d’interface évaluée par la méthode d’indentation interfaciale. Il s’est 

intéressé à des revêtements de type barrière thermique, réalisés par projection plasma sous air 

d’une sous-couche CoNiCrAlY puis de 0,3 mm de zircone yttriée sur un substrat base nickel. 

Contrairement à Araujo, il observe qu’une diminution d’amplitude des contraintes résiduelles 

de compression, évaluées par la méthode du perçage incrémental, s’accompagne d’une 

diminution de la ténacité apparente d’interface. 

 
Aussi, il semble important de bien identifier le paramètre influent représenté Rσ . S’agit-il de 

la valeur de contrainte en surface, à l'interface, de l'écart d'amplitude du profil, d'une valeur 
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moyenne? Dans ce travail, nous chercherons à mieux le caractériser à l'aide de la simulation 

numérique. 

 

4.5.3.d – Utilisation de différents pénétrateurs 

Pertuz [PER2003] a appliqué la méthode pour des revêtements de nickel-aluminium de faible 

épaisseur (300, 400 et 500 µm) obtenus par projection HVOF sur un acier bas carbone. Les 

essais d'indentation interfaciale ont été réalisés avec deux pénétrateurs de géométries 

différentes : Vickers et Knoop. Les résultats obtenus montrent que la méthode est extensible à 

l'utilisation du pénétrateur Knoop, qui permet de caractériser des revêtements de plus faible 

épaisseur. 

 

La valeur de la ténacité à partir de l’essai d’indentation interfaciale Knoop peut être 

déterminée d'après la relation suivante, proposée par Pertuz : 

232331,0
Ca

Pc
Kca =                    (II-33) 

 

5 Les modèles numériques de simulation de l’indentation 
 
5.1 Introduction 
La modélisation numérique par éléments finis est largement répandue dans la recherche 

scientifique et industrielle. Etudier une structure, donc un domaine continu, par la méthode 

des éléments finis consiste d’abord à effectuer une discrétisation géométrique. La structure est 

subdivisée en sous-domaines de forme géométrique simple appelés « éléments finis » 

interconnectés en des points appelés « nœuds ». L’approximation de la solution 

(déplacements, contraintes) est définie non pas sur l’ensemble de la structure mais pour 

chacun de ses éléments. En d’autres termes, on ramène le problème du milieu continu à un 

ensemble de problèmes discrets avec un nombre fini de paramètres inconnus qui sont 

déterminés par l’application de critères énergétiques. Dans la méthode matricielle des 

déplacements, les paramètres inconnus sont les déplacements aux nœuds. Ces déplacements 

(imposés en certains nœuds par l’utilisateur) sont reliés aux charges appliquées (également 

définies par l’utilisateur) par la matrice de rigidité du système. Le problème consiste donc à 

calculer la matrice de rigidité globale du système à partir de la matrice de rigidité de chacun 

des éléments déterminée en utilisant le théorème des travaux virtuels. Le détail de ces calculs 

peut être trouvé dans la bibliographie abondante sur ce sujet, par exemple [BAT1990]. 



-Chapitre II- Adhérence 

 52 

La modélisation numérique par éléments finis est un outil puissant pour étudier les 

comportements des matériaux sous chargement localisé. Dans la suite du texte, nous 

présentons les modèles numériques existants pour l’essai d’indentation, la plupart d'entre eux 

concernant l’essai d’indentation normale. 

 

5.2 Modélisation de l’indentation normale 

L’essai de nano-indentation ou micro-indentation piloté en déformation associé à l’analyse 

inverse par éléments finis des courbes P=f(pénétration), (force appliquée à l’indenteur en 

fonction de son déplacement) permet d’étudier très finement les propriétés locales des 

matériaux, qu’il s’agisse de films minces utilisés en microtechnique ou de matériaux massifs 

(Figure II-24). Les propriétés élastique, élasto-plastique, élastoviscoplastique sont les 

principales propriétés obtenues à l’aide de la méthode inverse.  

 

charge

décharge

pénétration, h

ch
ar

ge
, P

 
Figure II-24. Evolution de la charge appliquée sur l’indenteur en fonction de la pénétration 

pendant un essai de nanoindentation. 

 

La méthode inverse respecte la procédure suivante : 

��Mesures expérimentales : L’essai d'indentation est réalisé sur un échantillon pour 

obtenir la relation charge-pénétration. 

��Modélisation numérique par éléments finis : La modélisation est réalisée à l’aide 

d’éléments finis (Figure II-25). Une loi de comportement est supposée pour 

l’échantillon, par exemple la loi de Ramberg-Osgood suivante: 
n

EE ��
�

	



�

�
+=

0

0

σ
σασσε  (II-34) 

avec σ etε  contrainte vraie et déformation vraie, 0σ  la contrainte de référence, n  le 

coefficient d’écrouissage et α  une constante dépendant du matériau. 
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La relation charge-pénétration est obtenue par cette méthode numérique. 

 

  
Figure II-25. (a) Représentation du modèle d'indentation avec indenteur sphérique 

montrant les conditions aux limites ; (b) Maillage du modèle éléments finis ; B=indenteur, 

C=revêtement, S=substrat. [ZHA2001]. 

 

��Comparaison des résultats expérimentaux et numériques : Deux méthodes de 

comparaison sont disponibles ; soit on compare directement les courbes charge-

pénétration, soit on compare les courbes de contrainte d’indentation-déformation 

d’indentation. Cette deuxième méthode est utilisée dans l’essai mettant en oeuvre un 

indenteur sphérique (bille). La contrainte d’indentation est calculée en divisant la 

charge appliquée par l’aire de contact ; la déformation d’indentation est égale au 

rapport du rayon de contact sur celui de l’indenteur. Si l’écart entre les deux courbes 

comparées n’est pas suffisamment faible, on ajuste les paramètres de la loi de 

comportement de façon à ce que la courbe numérique coïncide le mieux possible avec 

celle de l’essai. Cette loi de comportement finale est ainsi considérée comme 

l’approximation du comportement du matériau. A titre d’exemple, la comparaison des 

courbes charge-pénétration et des courbes contrainte d'indentation/déformation 

d'indentation est illustrée dans la Figure II-26. 
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Figure II-26. Comparaison des courbes charge-pénétration [FUT2001] (à gauche) et  

contrainte d’indentation-déformation d’indentation [ZHA2001] (à droite). a  est le rayon de 

contact de l’indenteur avec la surface à étudier ; r  est le rayon de l’indenteur sphérique ; P  

est la charge appliquée. ( 2
0 aPp π= ). 

 

La technique d’analyse inverse est particulièrement utile pour les revêtements obtenus par 

projection thermique, dont la détermination des caractéristiques par les méthodes 

traditionnelles telles que l’essai de traction est difficilement applicable. De nombreuses 

modélisations numériques existent pour effectuer l’analyse inverse à partir d’essais de 

microindentation et nanoindentation afin de déterminer les propriétés mécaniques des 

matériaux. Par exemple Gan [GAN1997] a étudié l’influence de propriétés mécaniques 

comme le module d’Young, la limite d’élasticité et l’écrouissage du matériau sur la courbe 

charge-pénétration d’un revêtement mince. Il observe que le module d’Young exerce peu 

d’influence sur la courbe charge-pénétration, tandis que la limite d’élasticité et l'écrouissage 

du matériau de revêtement influencent significativement les résultats numériques. L’influence 

du substrat et de la sous-couche ont été étudiées par Wuttiphan [WUT1997], Xu [XU2004] et 

Gamonpilas [GAM2004]. Ceux-ci constatent qu'il n'y a pas de profondeur critique universelle 

de pénétration pour mesurer les propriétés mécaniques des revêtements minces. La 

profondeur critique de pénétration dépend de la combinaison des propriétés mécaniques du 

revêtement et du substrat et est sensible aux différences de propriétés élastiques. L’effet de la 

déformation de l’indenteur a aussi été étudié par Lichinchi [LIC1998]. La comparaison entre 

les résultats pour les deux modèles avec différents indenteurs ne montre pas de différence 

nette. 
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5.3 Modélisation de l’indentation parallèle 

L’essai d’indentation interfaciale est l’une des méthodes qui permet d'aboutir à la ténacité 

interfaciale ou à l’énergie de rupture interfaciale. Pourtant, il n’existe encore pas de 

modélisation numérique par éléments finis de l’essai d’indentation interfaciale. Cela peut 

s'expliquer par la complexité des problèmes de fissuration interfaciale, et donc les difficultés 

de développement du modèle par éléments finis, surtout en 3-D. En revanche, quelques études 

par éléments finis ont été menées sur l’indentation transversale ou parallèle. 

 

Sanchez [SAN1999] et Elizalde [ELI2003] ont réalisé un essai d’indentation sur un 

échantillon de Silicone revêtu de Cu avec une sous couche de SiO2. L’empreinte se trouve 

dans le substrat, très proche de l’interface (Figure II-27). L’indenteur Berkovich joue ici le 

rôle d'un coin enfoncé entre le matériau de base et la partie revêtue. Lorsque la charge atteint 

une valeur critique, des fissures s'amorcent à partir des extrémités de l'empreinte et se 

propagent vers l'interface la plus faible de la structure de la couche mince. Une fois que ceci 

se produit, la décohésion du revêtement est contrôlée en augmentant la charge sur le 

pénétrateur. 

 

 
Figure II-27. Représentation d’essai de nanoindentation transversale avec un indenteur 

Berkovich. ( h  épaisseur du revêtement, a  rayon de délaminage, b  rayon du contact 

d’indenteur, d  distance du centre de l’empreinte à l’interface, 0u  déflexion maximum du 

revêtement). 

 

Un modèle numérique axisymétrique simplifié a été développé pour simuler la propagation de 

la fissure interfaciale pendant l’essai (Figure II-28). Les nœuds de la partie collée du Cu-SiO2 

sont considérés comme étant encastrés et un déplacement vertical uniforme est imposé aux 

nœuds en contact avec l'indenteur. 
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La propagation de la fissure est simulée par un nombre fixe d'étapes, N . Chaque étape 

correspond à un pas de délaminage Nx , x  étant le rayon total de la fissure mesuré à l’aide 

d’un microscope. Dans la première étape, on suppose qu'une fissure initiale de longueur Nx  

existe déjà, ce qui signifie que la simulation commence une fois que la fissure arrive à 

l'interface à étudier. En outre, on suppose un rapport linéaire entre le rayon de la fissure et le 

déplacement de l'indenteur pendant la simulation. 

 

 
Figure II-28. Schéma du modèle axisymétrique et conditions aux limites pour la simulation 

d’indentation transversale [ELI2003]. 

 

L’énergie totale de déformation U  et la mixité du mode de rupture correspondante sont 

obtenues en fonction de l’aire de décohésion A  par cette simulation (Figure II-29). Le taux de 

restitution d’énergie critique CG  est calculé à partir de la pente de la courbe représentant la 

variation d’énergie totale U en fonction de l’aire de décohésion A . 

 

 
Figure II-29. Energie totale de déformation et mixité de mode en fonction de l’aire de 

décohésion [ELI2003]. 
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Takahashia [TAK2001] et al. ont développé une éprouvette spéciale pour déterminer l’énergie 

critique de rupture interfaciale. L’échantillon est en silicone revêtu d’une couche mince de 

diamant. Dans la Figure II-30, les images de la colonne de gauche et de droite montrent 

respectivement des vues de dessus et des vues en coupe. Le revêtement projeté dépasse du 

substrat. Ceci a été réalisé par dissolution chimique du substrat. Une charge, appliquée 

perpendiculairement sur la partie du revêtement dépassant du substrat, va faire se propager 

une fissure le long l’interface. 

 
Figure II-30. Illustration schématique d'un spécimen et de sa configuration de chargement : 

(a) préparation d’éprouvette et (b) application de la charge et la fissuration interfaciale 

[TAK2001]. 

 

La modélisation numérique par éléments finis a été ensuite effectuée afin d’obtenir le taux de 

restitution d’énergie le long du front de la fissure interfaciale. Le modèle par éléments finis 

est illustré dans la Figure II-31. 

 

 
Figure II-31. Modèle d’éléments finis de l’échantillon pour la simulation de propagation de 

fissure. 
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Figure II-32. Observation de la fissure interfaciale (a) et forme de fissure interfaciale dans le 

modèle d’éléments finis (b) [TAK2001]. 

 

Des observations microscopiques montrent que la fissure interfaciale est de forme semi-

circulaire (Figure II-32), ce qui permet de choisir cette géométrie pour la modélisation. La 

démarche du calcul est la suivante : une fissure initiale de faible dimension est supposée 

exister avant l’application de la charge. Afin de simuler sa propagation, le taux de restitution 

d’énergie est supposé être identique en chaque point du front de fissure. Le front de fissure 

avance d’un pas constant et normal, afin de maintenir la forme semi-circulaire de la fissure. 

Le taux de restitution d’énergie est obtenu par comparaison des résultats numériques avec 

ceux de l’expérience. 

 

Cette méthode n’est malheureusement applicable qu’à des revêtements minces, transparents à 

la lumière. Le taux de restitution d’énergie est supposé être uniforme le long du front de 

fissure. Ces conditions paraissent cependant assez limitantes.  

 

Dans la suite de ce mémoire, plusieurs modèles par éléments finis seront établis à l’aide de 

deux logiciels ABAQUS et ZENCRACK pour étudier les comportements d’une fissure 

interfaciale sous chargement d’indentation interfaciale. 

 



-Chapitre II- Adhérence 

 59 

6 Conclusions  
L’objectif de cette seconde partie bibliographique était de présenter différentes méthodes de 

caractérisation de l’adhérence revêtement substrat.   

 

Nous avons dans un premier temps abordé les notions de l’adhérence et de l’adhésion. Après 

quelques rappels concernant la mécanique de la rupture, nous avons introduit les données 

spécifiques de la mécanique de la rupture interfaciale, qui sont importantes pour la 

compréhension et l’étude expérimentale et numérique de l’essai d’indentation.  

 

Différentes méthodes en vue de déterminer l’adhérence ont été présentées, en détaillant 

particulièrement les méthodes d’indentation ainsi que les modèles numériques associés. 

 

Nous n’avons pas trouvé de référence concernant la modélisation numérique de l’essai 

d’indentation interfaciale, qui sera développée dans le chapitre IV. Pour l’instant nous allons 

présenter dans le chapitre III des résultats expérimentaux nécessaires à la réalisation du 

modèle.
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Chapitre III : Données expérimentales nécessaires à la 

modélisation numérique 
 

Dans ce chapitre sont présentés plusieurs groupes de données expérimentales d’essais 

d’indentation interfaciale, dont certains sont issus de la littérature. Ils serviront de base à la 

modélisation numérique qui sera présentée ultérieurement. 

 

Par ailleurs, nous avons déterminé expérimentalement les formes des fissures obtenues dans 

différentes conditions, ainsi que les profils des contraintes résiduelles en utilisant la méthode 

du perçage incrémental dans des revêtements projetés thermiquement. Ces données nous 

permettront de limiter le nombre de paramètres à faire varier dans le modèle. 

 

Le tableau suivant présente une synthèse des différents matériaux et des essais réalisés. 
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1 Résultats des essais d’indentation interfaciale 
 
1.1 Essais d’indentation interfaciale avec indenteur Vickers sur échantillons 

recuits [LES2002] 

Lesage et Chicot [LES2002] ont appliqué l’essai d’indentation interfaciale à l'aide d'un 

pénétrateur Vickers pour la détermination de la ténacité apparente d'interface de revêtements 

de carbure de chrome à liant nickel chrome déposés par la technique HVOF sur différents 

substrats métalliques. 

 
Les résultats que nous avons choisis d'utiliser pour l’étude numérique sont ceux concernant 

les substrats en fonte grise lamellaire Ft25, fonte grise à graphite sphéroïdal FGS700, acier 

inoxydable austénitique Z20CNW22, et acier à basse teneur en carbone XC10. Les 

caractéristiques mécaniques des revêtements et des substrats sont présentées dans le tableau 

III-2. 

 
Tableau III-2 : Propriétés mécaniques des revêtements et des substrats. 

Substrat Revêtement 
SH  (GPa) SE (GPa) RH (GPa) RE  (GPa) 

Ft 25 Cr3C2-NiCr 2,14 105 9,07 125 

FGS 700-2 Cr3C2-NiCr 2,56 105 9,07 125 

Z20CNW22 Cr3C2-NiCr 1,99 210 9,07 125 

XC 10 Cr3C2-NiCr 1,30 210 9,07 125 

* Module d’Young : E ; Dureté : H . 

 
Pour diminuer l’effet des contraintes résiduelles généralement présentes dans ce type de 

revêtement, les auteurs ont réalisé les essais d’indentation interfaciale sur ces couples 

revêtement/substrat après leur avoir fait subir un recuit de détente à 600°C pendant 2 heures. 

 
Le tableau III-3 rassemble les résultats des essais d’indentation interfaciale réalisés sur les 

éprouvettes recuites. Dans ce tableau figurent les longueurs moyennes de fissure calculées sur 

une moyenne de 5 essais par charge. 
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Tableau III-3 : Résultats des essais d’indentation interfaciale sur les éprouvettes recuites. 

Substrat XC 10 Ft 25 FGS 700-2 Z20CNW22 

Epaisseur h (mm) 0,39 0,37 0,58 0,27 0,37 0,55 

P  (N) a (µm) a (µm) a (µm) a (µm) a (µm) a (µm) 

200   192   172 

156 187 212 153,5  168,5 149,5 

100 137 153,5 133 151 125 116,5 

50  102  94 88  

30  78  69 61  

20  56  51   
 
La Figure III-1 montre les droites de fissuration obtenues par l’essai d’indentation 

interfaciale. Les points critiques et les ténacités apparentes calculées en utilisant la relation 

(II-30) sont rassemblés dans le tableau III-4. 
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Figure III-1. Représentation bi-logarithmique de la longueur de fissure a  en fonction de la 

charge d’indentation P  après recuit. 
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Tableau III-4. Coordonnées du point critique et valeur de la ténacité apparente d’interface 

pour chaque substrat étudié (éprouvettes recuites). 

Substrat XC 10 Ft 25 FGS 700-2 Z20CNW22 
)(NPC  78,3 7 10,7 48,2 

)(mmaC  0,118 0,030 0,034 0,079 

)( mMPaKca ⋅  9,4 3,8 4,4 8,4 

 

1.2 Essai d’indentation interfaciale sur revêtement Alumine et Bronze 

d’Aluminium projetés par plasma sous air 

Nous avons aussi réalisé une série d’essais d’indentation interfaciale sur des échantillons 

d’acier revêtus de bronze d’aluminium par projection thermique plasma sous air, bruts de 

projection. Les propriétés mécaniques du substrat et des revêtements sont rassemblées dans le 

tableau III-5. 

 Tableau III-5 : Propriétés mécaniques des revêtements et des substrats. 

Substrat Revêtement 
SH  (GPa) SE (GPa) RH (GPa) RE  (GPa) 

Acier  Alumine 1,75 200 13 340 

Acier Bronze d’Aluminium 1,75 200 0,68 58,2 
      * Module d’Young : E ; Dureté : H . 

L’essai d’indentation interfaciale a été mené avec deux indenteurs : Vickers et Knoop. Les 

résultats des essais sont présentés dans le tableau III-6 et le tableau III-7. Les ténacités 

apparentes calculées en utilisant la relation (II-30) et la relation (II-33) sont aussi présentées 

dans ces tableaux. Les droites de fissuration et de dureté apparente sont illustrées dans la 

figure III-2. 

Tableau III-6. Résultats des essais d’indentation interfaciale avec indenteur Vickers. 

Revêtement Alumine Bronze d’Aluminium 
Epaisseur h (mm) 0,95 1,30 1,56 0,56 0,85 1,05 

P  (N) a (µm) a (µm) a (µm) a (µm) a (µm) a (µm) 
156 1100 997 959 1405 1395 1301 
100 618 509 468 822 784 702 
50 241 182 154 353 289 268 

)(NPC  19,3 30,1 35,7 11,3 14,9 20,2 

)(mmaC  0,069 0,084 0,090 0,058 0,066 0,077 

)( mMPaKca ⋅  4,90 5,76 6,13 3,50 3,75 4,06 
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Tableau III-7. Résultats des essais d’indentation interfaciale avec indenteur Knoop. 

Revêtement Alumine Bronze d’Aluminium 
Epaisseur h (mm) 0,95 1,30 1,56 0,56 0,85 1,05 

P  (N) a (µm) a (µm) a (µm) a (µm) a (µm) a (µm) 
200 1355 1302 1275 1802 1786 1730 
156 944 903 891 1398 1380 1375 
100 490 483 470 889 870 898 

)(NPC  49,8 51,5 50,9 50,9 52,6 47,3 

)(mmaC  0,181 0,186 0,184 0,447 0,453 0,436 

)( mMPaKca ⋅  4,78 4,74 4,76 1,25 1,27 1,21 
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Figure III-2. Droites de fissuration et de dureté apparente dans l’essai d’indentation 

interfaciale. (a) : Vickers sur Alumine ; (b) : Vickers sur Bronze d’Aluminium ; (c) : Knoop 

sur Alumine ; (d) Knoop sur Bronze d’Aluminium. 

 

Les essais réalisés à l’aide d’un indenteur Vickers présentent une dépendance à l’épaisseur de 

revêtement qui est beaucoup plus importante que dans le cas de l’indenteur Knoop. 

 

Monsieur J.D. Guérin de l’Université de Valenciennes nous a fourni des disques de freinage 

recouverts de différents revêtements dont les caractéristiques apparaissent dans le tableau III-

(a) (b) 

(c) (d) 
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8. Les essais d’indentation interfaciale menés sur ces échantillons n’ont pas permis de 

déterminer la droite de fissuration. En effet sur certains il n’a pas été possible de créer de 

fissure interfaciale même sous une charge très élevée, sur d’autres nous n’avons obtenu qu’un 

point pour la droite de fissuration. 

Tableau III-8. Caractéristiques des revêtements des disques de freinage 

Echantillons 
Substrat Revêtement 

Dureté du 
revêtement (HV20) 

Epaisseur du 
revêtement (mm) 

Résultats 
d’indentation 

XC38 Stellite 6 par arc 
transféré 479 2,03 Pas de fissure 

XC38 Base Ni, grade 1 409 1,93 Pas de fissure 

XC38 Base Ni, grade 6 436 1,68 Pas de fissure 

XC38 Hastelloy C-276 342 1,00 Une seule fissure 

 

2 Forme de la fissure interfaciale 
La forme de la fissure interfaciale dans l’essai d’indentation interfaciale joue un rôle très 

important pour déterminer la ténacité, car elle conditionne la valeur des paramètres 

fondamentaux de mécanique de la rupture : facteurs d’intensité des contraintes et taux de 

restitution d’énergie. Il est également indispensable de la connaître pour la modélisation de 

l’indentation interfaciale par éléments finis.  

 
Choulier a indiqué dans sa thèse qu'une fissure localisée à l’interface d’un échantillon revêtu 

prend une forme semi-circulaire sous charge d’indentation interfaciale. Les formes de fissures 

déterminées dans son travail à l’aide d’un marquage à l’encre sont illustrées dans la figure III-

3. 

 
Figure III-3. Forme de fissure observée par Choulier [CHO1989] 

Afin de vérifier la forme des fissures interfaciales, une méthode de traitement thermique a été 

adoptée dans notre travail. L'essai d’indentation interfaciale est tout d'abord effectué sur un 
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échantillon revêtu. Un chargement suffisamment important est choisi afin d'obtenir une 

fissure interfaciale de taille suffisante pour faciliter l'observation. Puis l’échantillon est 

chauffé dans un four sous air afin de provoquer l'oxydation des lèvres de la fissure 

interfaciale. A l'issue du chauffage, l'échantillon est trempé à l'eau. Grâce au choix d'une 

température de traitement adéquate, un écart de contraintes très important peut être créé à 

l'interface (soit par la différence de coefficient de dilatation des matériaux de revêtement et 

substrat, soit par les transformations de phase des matériaux). Si cet écart de contraintes est 

convenable, le revêtement sera séparé de son substrat lors de la trempe. La zone 

correspondant à la fissure interfaciale initiale, plus oxydée que le reste de la surface, peut 

alors être observée en microscopie optique ou à la loupe binoculaire. 

Plusieurs échantillons revêtus ont été utilisés dans le but d’observer la forme des fissures 

interfaciales : Alumine (Al2O33TiO2) et Bronze d'Aluminium (Cu9.5AllFe) projetés par 

plasma sous air sur acier au carbone, Carbure de chrome (Cr3C2-NiCr25%) projeté par HVOF 

sur acier allié (28CDV5). 

L’essai d’indentation a été réalisé en utilisant deux types d’indenteurs : Vickers et Knoop. La 

figure III-4 montre les fissures interfaciales obtenues par la méthode de trempe.  
 

   

             
Figure III-4. Fissures observées à l’interface après traitement de trempe : (a) Indentation 

Vickers sur échantillon Alumine/acier ; (b) Indentation Knoop sur échantillon Alumine/acier ; 

(c) Indentation Vickers sur Bronze d’Aluminium/acier ; (d) Indentation Knoop sur Bronze 

d’Aluminium. 

(c) (d)

(a) (b)
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L'hypothèse qui sera retenue pour la modélisation est que la fissure interfaciale est de façon 

générale de forme semi-elliptique. La géométrie de cette demi-ellipse est exprimée par le 

rapport de la longueur du demi grand axe sur celle du demi petit axe 21 llk = , comme illustré 

dans la figure III-5. 

 
Figure III-5. Expression de la géométrie d’une demi-ellipse. 

 
Les géométries des fissures interfaciales obtenues par plusieurs essais sur différents couples 

revêtement/substrat en utilisant la méthode décrite ci-dessus sont rassemblées dans le tableau 

III-9. 
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On constate d'après le Tableau III-9 que la forme de la fissure interfaciale varie en fonction 

des matériaux du couple étudié et du type d’indenteur choisi. Les valeurs moyennes du 

rapport k pour les échantillons constitués des mêmes matériaux avec des épaisseurs 

différentes sont assez proches. Les comparaisons du paramètre k obtenu par les deux types 

d’indenteurs (Vickers et Knoop) pour les différents échantillons sont présentées dans les 

Figures III-6 et III-7. 
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Figure III-6. Paramètres géométriques k de la fissure semi-elliptique engendrée par 

l’indentation Vickers pour différents couples de matériaux.  
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Figure III-7. Paramètres géométriques k de la fissure semi-elliptique engendrée par 

l’indentation Knoop pour différents couples de matériaux. 

 
Des essais d'indentation interfaciale supplémentaires ont été menés à des charges très élevées, 

suffisantes pour provoquer un écaillage local du revêtement d'alumine, fragile. L'observation 

Bronze d’Aluminium Alumine Carbure de Chrome 

h1     h2    h3 

h4    h5    h6 

h7 

Alumine Bronze d’Aluminium Carbure de Chrome 

h1    h2     h3 

h4     h5    h6 h7 
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directe de la forme de la fissure interfaciale est alors possible à la loupe binoculaire. (Figure 

III-8). Elle confirme les résultats précédents. 

 

    
Figure III-8. Formes de fissures obtenues par un chargement important sur le couple 

Alumine/acier : (a) Indentation Vickers sur échantillon Alumine/acier ; (b) Indentation Knoop 

sur échantillon Alumine/acier. 

 

3 Détermination des profils de contraintes résiduelles 
Dans l’objectif d’étudier l’influence des contraintes résiduelles sur la fissuration et par suite 

sur la valeur de la ténacité interfaciale obtenue par l’essai d’indentation, il est nécessaire de 

connaître la répartition des contraintes dans l’épaisseur de l’échantillon. La méthode du 

perçage incrémental a été utilisée afin de déterminer la répartition des contraintes résiduelles 

dans les échantillons revêtus. 

 

3.1 Méthode du perçage incrémental 

Dans la méthode du perçage classique, l’enlèvement de matière s’effectue par perçage, à 

l’aide d’un foret, d’un trou situé au centre d’une rosette formée de 3 jauges d’extensométrie. 

Cette méthode s’applique bien lorsque les contraintes sont homogènes dans l’épaisseur. En 

présence d’un gradient de contraintes, elle ne fournit qu’une valeur moyenne de la contrainte. 

 
Pour pouvoir caractériser la répartition des contraintes en profondeur, la méthode du perçage 

incrémental a été développée [LU1986, MON2002]. Elle consiste à percer un trou pas à pas, 

au centre d’une rosette constituée de jauges d’extensométrie. A chaque incrément de perçage, 

les déformations mesurées sur les jauges sont reliées aux contraintes par l’intermédiaire de 

deux coefficients de calibrage inA  et inB . Ces coefficients sont déterminés par une simulation 

(a) (b) 
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numérique, visant à quantifier l'influence, sur l'état de contrainte global de la pièce, d'une 

modification de l'état de contrainte imposée dans une couche d'épaisseur donnée. 

 
Dans notre étude, nous nous sommes appuyés sur la théorie de Lu [LU1986] qui considère 

que l'élimination des contraintes, due au perçage d'un trou de diamètre d et de profondeur H 

dans une pièce où la distribution de contraintes peut être discrétisée (représentée sur la figure 

III-9), est équivalente à l'application d'une contrainte de signe opposé. Par définition, les 

contraintes déterminées par cette méthode ne peuvent présenter de variation brutale, à moins 

de choisir un incrément de perçage extrêmement faible, ce qui est très difficile 

expérimentalement. L'application de cette méthode à des échantillons revêtus suppose et 

implique donc que les profils obtenus ne présentent pas de "saut" de contrainte à l'interface. 

 

 
Figure III-9. Evolution de la distribution des contraintes résiduelles en profondeur [LU1986]. 

 

En notant ih∆  l’épaisseur de couche enlevée, ih  la profondeur de cette couche, hi1σ  et hi2σ  

les contraintes principales dans cette couche et n le nombre de pas, la contribution inε  de la 

couche i à la valeur de la déformation totale mesurée en surface lors du nième incrément de 

perçage s’exprime par [LU1986]: 
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ϕ  (III-2) 

où les exposants 1, 2 et 3 correspondent aux directions radiales des trois jauges 

d'extensométrie, iθ  est l'angle que fait la jauge avec la direction de contrainte principale 1, 
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ϕ  est l'angle que fait la jauge 1 avec la jauge 2, 

ψ  est l'angle que fait la jauge 1 avec la jauge 3. 

 
A la nième étape du perçage, lorsque la profondeur totale du trou est nh , les déformations dues 

aux couches enlevées sont : 
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où mnε  est la déformation totale mesurée à la surface d’échantillon après le nième enlèvement  

et nε  la déformation due à la couche enlevée, c’est-à-dire la couche n. 

 
A l’aide de ces relations, il est possible de calculer les trois inconnues nθ , hn1σ  et hn2σ  dans 

le cas où la mesure est effectuée à l'aide d'une rosette à 45° (figure III-10), pour laquelle 

°= 225ϕ  et °= 90ψ  : 
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 (III-4) 

 

 
Figure III-10. Rosette de jauges à 45°  

L'obtention des solutions des équations (III-4), nécessite de déterminer les coefficients inA  et 

inB , qui dépendent du diamètre du trou, de la position des jauges d'extensométrie, de la 
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position de la couche i et de la profondeur du trou. Ceci est réalisé par une simulation 

numérique consistant à appliquer divers chargements en bord du trou à chaque incrément. Les 

coefficients de calibrage sont ainsi calculés pour un incrément de profondeur fixée. Ces 

coefficients sont indépendants de la taille de l'échantillon, qui est considéré comme semi-

infini. 

 

 
Figure III-11. Maillage en éléments finis pour la méthode du perçage incrémental. 

 

Un modèle d’éléments finis tridimensionnel, représenté dans la figure III-11, a été établi pour 

déterminer les coefficients de calibrage. Du fait de la symétrie du problème, seul un quart 

d'échantillon cylindrique est modélisé. Le modèle a été maillé avec des éléments pentaèdres à 

six nœuds d’ABAQUS : C3D6, soit un total de 21049 éléments. Des propriétés mécaniques 

différentes ont été attribuées au substrat et au revêtement. L'introduction d'un trou borgne est 

simulée par la désactivation d'éléments dans la zone où le matériau est enlevé. Trois étapes de 

perçage sont présentées dans la figure III-12. 

 

                    
Figure III-12. Réalisation des trois premiers perçages du trou dans le modèle d’éléments finis. 
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Figure III-13. Chargement de contrainte correspondant aux coefficients de calibrage inA  

(MON2002). 

 

 

Figure III-14. Chargement de contrainte correspondant aux coefficients de calibrage inA  (à 

gauche) et inB  (à droite) (MON2002). 

 
Pour calculer les coefficients inA  et inB , deux chargements spécifiques sont appliqués aux 

éléments formant le bord du trou, à chaque étape du perçage. 

1). Une pression axisymétrique P== 21 σσ  (Figures III-13 et III-14) est appliquée pour 

déterminer inA . La formule (III-2) s’écrit alors : 

hiinhihiinin A�(�A� σ2)21 =+=  (III-5) 

avec hihihi 21 σσσ ==  

La simulation numérique permet de calculer les déplacements radiaux U  à la surface lorsque 

le chargement est appliqué. La déformation peut s'exprimer en fonction des déplacements par 

la relation suivante : 

12

12 ),(),(
rr

rUrU ninnin
in −

−
=

θθε  (III-6) 

où 1r  et 2r  sont les distances entre le centre du trou et chacune des extrémités d'une jauge 

(Figure III-9). 
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Le coefficient inA  peut ensuite être obtenu par la relation : 

)(2
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12
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A ninnin
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−
=

θθ  (III-7) 

2). Une contrainte normale égale à θ2cos⋅P  pour chaque étape est ensuite appliquée. Dans 

cette condition, on a P=−= 21 σσ , et les simplifications qui en découlent permettent de 

calculer inB . La formule (III-2) devient : 

iinihihiinin BP�(�B� θθ 2cos22cos)21 ⋅=−=  (III-8) 

Et le coefficient inB  peut être obtenu par: 
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3.2 Profils obtenus sur des revêtements de bronze d'aluminium déposés par 

projection thermique plasma sous air 

Nous avons appliqué la méthode du perçage incrémental à la détermination des contraintes 

résiduelles dans des échantillons en acier revêtus de Bronze d'Aluminium (Cu9.5Al1Fe) 

projetés par projection thermique plasma sous air. Les mesures ont été effectuées sur deux 

échantillons dont les épaisseurs de revêtement sont respectivement 0,60mm et 0,85mm. Les 

propriétés mécaniques des matériaux sont données dans le tableau III-10. Les caractéristiques 

élastiques du revêtement de bronze d'aluminium ont été déterminées par méthode ultrasonore 

au laboratoire d'évaluation non destructive de l’Ecole des Mines de DOUAI. 

 
Tableau III-10. Propriétés mécaniques des échantillons revêtus. 

Matériaux Bronze d’Aluminium Acier 

Module d’Young E  (GPa) 58,2 200 

Coefficient de Poisson v  0,36 0,3 

 

Les répartitions des contraintes résiduelles dans les échantillons sont illustrées dans les figures 

III-15 et III-16. Les valeurs des déformations mesurées et des contraintes principales calculées 

sont rassemblées en annexe 1. 

 
L’évolution des contraintes est similaire à celle obtenue par Montay [MON2002] pour un 

revêtement de ZrO2 à 8% Y2O3. On observe des variations importantes du niveau de 

contraintes, toutefois, on n'observe pas d'écart notable entre les deux côtés de l’interface 
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revêtement/substrat. De plus on constate que les deux contraintes principales sont de même 

signe, et évoluent de façon identique dans la profondeur de l'échantillon. 
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Figure III-15. Contraintes résiduelles déterminées par la méthode du perçage incrémental sur  

échantillon Acier inoxydable revêtu de Bronze d’Aluminium (épaisseur du 

revêtement 0,60mm). 
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Figure III-16. Contraintes résiduelles déterminées par la méthode du perçage incrémental sur  

échantillon Acier inoxydable revêtu de Bronze d’Aluminium (épaisseur du 

revêtement 0,85mm). 

 

La méthode de la dissolution a été utilisée pour déterminer la répartition des contraintes 

résiduelles dans les disques fournis par M. Guérin. Malheureusement les résultats ne sont pas 

exploitables. 



-Chapitre III- Données expérimentales nécessaires à la modélisation numérique 

 81 

4 Conclusions  
Les résultats des essais d’indentation interfaciale, qui serviront de critère d’arrêt à la 

propagation de fissure dans le chapitre VII ont été présentés. 

 

Nous avons réussi à observer la forme des fissures interfaciales provoquées par indentation 

sur plusieurs échantillons revêtus. Il apparaît que c’est une forme semi-elliptique qui dépend 

des propriétés mécaniques des matériaux et de la forme de l’indenteur. 

 

Nous avons déterminé la répartition des contraintes résiduelles dans des échantillons revêtus 

de Bronze d’Aluminium par la méthode du perçage incrémental. Nous avons vu que les 

contraintes résiduelles sont en compression à l’interface et qu’il n’y a pas de changement de 

signe de contrainte à l’interface. 

 

Le chapitre IV va maintenant présenter les caractéristiques numériques des différents modèles 

réalisés. 
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Chapitre IV : Choix du modèle numérique utilisé pour 
simuler l’essai d’indentation interfaciale 
 

1 Introduction 
Le modèle analytique utilisé au laboratoire de Mécanique de Lille pour calculer la ténacité 

interfaciale est basé sur l’hypothèse que l’ensemble substrat-revêtement-interface se comporte 

comme un matériau fragile pour lequel les concepts de la mécanique linéaire de la rupture 

peuvent s’appliquer. On peut donc associer une ténacité interfaciale à la fissuration provoquée 

par un essai d’indentation. Dans ce modèle, c’est le point critique d’amorçage qui est 

considéré dans les calculs car son unicité pour un couple de matériaux donné a été observée. 

En effet, le processus de fissuration ne conduit pas, contrairement à la théorie établie pour les 

matériaux massifs fragiles, au rapport classique constant entre charge et longueur de fissure : 
32 aP  = Constante. 

 
L’idée proposée dans ce travail est d’étudier le processus de fissuration à l’aide de la méthode 

des éléments finis dans le double objectif de vérifier l’applicabilité du modèle analytique (les 

hypothèses sont-elles suffisamment réalistes ?) et d’utiliser la partie extension des fissures 

sous chargement croissant pour calculer une énergie de fissuration puis une ténacité 

interfaciale, que l’on pourra comparer aux résultats du calcul analytique. 

 
Pour cela, on établira d’abord un modèle stationnaire de la fissure pour déterminer les 

paramètres fondamentaux de la fissure, K  et G , ainsi que pour évaluer les influences de la 

géométrie, des propriétés mécaniques et de l'état de contraintes résiduelles sur le 

comportement de la fissure interfaciale. 

 
On recherchera ensuite une valeur de la ténacité interfaciale à l’aide d’un second modèle 

numérique qui va s’intéresser à la propagation de la fissure interfaciale dans le domaine 

élastique linéaire. L’amorçage de l’endommagement le long du front de fissure sera aussi 

étudié par un modèle d’éléments cohésifs. 

 

La modélisation sera réalisée avec deux codes commerciaux ABAQUS 6.5 [ABA2005] et 

ZENCRACK 7.3 [ZEN2004]. ABAQUS est un logiciel très général de calcul en mécanique, 

adapté en particulier aux calculs non linéaires. ZENCRACK est un logiciel de prévision du 
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comportement en fissuration tridimensionnelle sous sollicitation de fatigue ou chargement 

statique. Une présentation de ce code se trouve en annexe 2. 

2 Description du modèle : hypothèses et pré-conditions 
La modélisation numérique de l'essai d'indentation à l'interface d'un échantillon revêtu est 

lourde car elle nécessite de considérer les trois dimensions de l'espace. De plus, le 

comportement d'une fissure à l’interface d’un échantillon revêtu est extrêmement compliqué à 

simuler, car il dépend de nombreux paramètres difficiles à déterminer expérimentalement tels 

que les propriétés mécaniques à l'interface, l’amorçage de la fissure, le mode 

d’endommagement du matériau, le frottement matériau/indenteur, etc… 

 
Aussi, en se basant sur ce que nous avons constaté dans la bibliographie concernant 

l’utilisation de l'essai d’indentation pour la détermination de la ténacité des matériaux massifs 

fragiles, et en considérant les résultats expérimentaux obtenus, plusieurs hypothèses ou pré-

conditions seront retenues dans notre modélisation numérique. 

 

2.1 Géométrie et conditions aux limites 

Le dispositif d’indentation interfaciale et les conditions aux limites choisies sont représentés 

schématiquement dans la figure IV-1. Etant donnée la symétrie du problème, seule la moitié 

de l’échantillon revêtu sera modélisée. 

 
Figure IV-1. Représentation de l’échantillon d’essai d’indentation interfaciale. 

 
Lors de l'essai d'indentation interfaciale on mesure la longueur des fissures à partir du 

moment où elles débouchent à la surface examinée, lorsque la charge atteint sa valeur 
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critique. Toutefois, l'amorçage se produit sous la surface, pour des charges sous-critiques. 

D’après la bibliographie, comme indiqué dans le chapitre précédent [LAW1979] et 

[BIN1984], l’amorçage de la fissure lors d'un essai d’indentation Vickers débute dans la zone 

la plus profonde déformée plastiquement sous la surface à étudier. La loi d'endommagement 

du matériau étant inconnue, nous ne pouvons modéliser l'amorçage. Nous pouvons en 

revanche considérer l'empreinte d'indentation à charge critique définie précédemment comme 

un défaut initial qui va se propager pour des charges supérieures. Numériquement, il n'est pas 

possible de calculer les facteurs d'intensité des contraintes aux arêtes d'une empreinte produite 

sous l'effet d'une grande déformation plastique du matériau. C'est pourquoi notre modèle 

considère une fissure initiale plane se trouvant à l'interface, qui représente un défaut initial 

avant de faire pénétrer l’indenteur.  

 
Dans notre modèle numérique, on impose que la fissure s’amorce et se propage seulement 

dans le plan d’interface revêtement/substrat. En effet, lors des essais d’indentation interfaciale 

on n’observe pas, comme dans les matériaux massifs fragiles, de fissure perpendiculaire à 

l’interface. La liaison à l’interface revêtement/substrat est toujours plus faible que dans les 

autres directions. Par conséquent, il est plus facile pour la fissure de se former et de se 

propager le long de cette interface.    

 

L'échantillon est modélisé par deux couches correspondant respectivement au substrat et au 

revêtement. L'adhésion du revêtement est supposée parfaite dans toute l'interface, excepté 

dans la zone fissurée, qui est modélisée par deux blocs-fissure situés de part et d'autre de 

l'interface. Puisqu'un modèle symétrique a été choisi, la fissure semi-circulaire initiale est 

modélisée à l'aide d'un bloc-fissure en forme de quart de cercle. On verra dans la suite que 

l’on peut utiliser un quart d’ellipse. 

 

2.2 Chargement et lois de comportement 

Le modèle comprend la représentation du pénétrateur (Vickers ou Knoop), qui est considéré 

comme infiniment rigide. Le contact entre le pénétrateur et la surface de l'échantillon est 

supposé à coefficient de frottement nul, de même que le contact entre les lèvres de fissure. 

L'application de la charge est effectuée en statique : le chargement sur l'indenteur augmente 

en fonction du temps jusqu'à atteindre la valeur souhaitée. 
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Dans la modélisation numérique de l’essai d’indentation interfaciale, nous considérerons le 

plus souvent le processus de chargement de l’indenteur. Cependant la bibliographie a révélé 

deux points importants concernant l’extension de la fissure interfaciale après le retrait 

d’indenteur (II.4.2) : les contraintes résiduelles dues à la zone de déformation plastique vont 

encore étendre la fissure, notamment pour les nœuds proches de la surface à pénétrer, et la 

partie profonde de la fissure va se refermer durant le déchargement. L'étude du processus de 

déchargement d’essai d’indentation interfaciale est limitée par les hypothèses et conditions de 

la théorie de la mécanique de la rupture élasto-plastique. Mais nous pourrons le considérer à 

l'aide d'un modèle dit "de zone cohésive" qui sera présenté dans la suite. 

 
Deux types d'analyses sont menés grâce au modèle : une analyse stationnaire et une analyse 

de propagation. 

 
Dans le premier cas, les paramètres d'intérêt, tels que les valeurs des facteurs d'intensité des 

contraintes ou du taux de restitution d'énergie sont déterminées, sur les lèvres de la fissure que 

l’on considère comme immobile. 

 

Dans le deuxième cas, il est nécessaire de choisir un critère d'arrêt de la propagation de la 

fissure. Les valeurs des facteurs d'intensité des contraintes ou du taux de restitution d'énergie 

correspondent alors à des valeurs critiques qui peuvent être calculées pour caractériser la 

ténacité de l’échantillon revêtu. Nous ne disposons pas de loi de propagation pour un tel 

chargement, contrairement aux lois qui existent pour des chargements de fatigue, telles que 

les lois de Paris et de Walker [PAR1963, WAL1970] : 

Loi de Paris :  nKC
dN
da

)(∆=  (IV-1) 

Loi de Walker :  [ ]nmRKC
dN
da )1(

0 )1( −−∆=   (IV-2) 

Avec  dNda   vitesse de propagation 

a   longueur de la fissure 

N   nombre de cycles appliqués 

minmax KKK −=∆  variation de K  pour un cycle de charge 

C , 0C , m, n  caractéristiques du matériau 

R   rapport 
max

min

K
K
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Dans notre modèle, ce sont les résultats expérimentaux qui serviront de critère d'arrêt pour la 

propagation des fissures. On suppose que la taille de la fissure initiale, pourvu qu'elle soit 

suffisamment petite devant la taille finale, n'exerce pas d’influence sur les valeurs finales de 

K1 et G. Voyons maintenant comment déterminer ces paramètres. 

 

2.3 Détermination des paramètres de rupture de la fissure K  et G  

Dans le cas d'une analyse élastique linéaire, les facteurs d’intensité des contraintes K  peuvent 

être extraits des déplacements relatifs des nœuds sur les lèvres de la fissure. Un système de 

coordonnées locales est alors créé pour permettre le calcul des déplacements relatifs des 

paires de nœuds sur le front et la lèvre de la fissure dans les différents modes d'ouverture I, II 

et III. La figure IV-2 représente un bloc-fissure avec un front de fissure en forme de quart de 

cercle sur lequel les coordonnées locales sont indiquées.  

 

 

 
Figure IV-2. Directions d'ouverture locales d’un nœud sur le front de fissure. 

 

 
Figure IV-3. Extraction des facteurs d’intensité des contraintes à partir des déplacements des 

points sur la lèvre de la fissure. 

 

plan contenant le front de fissure 

plans contenant les extrémités du front de fissure 

fissure en  
quart de cercle 
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La figure IV-3 représente un point b  à une distance bar −  de la pointe de fissure a . Les 

expressions générales des facteurs d’intensité des contraintes sont : 
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 (IV-3) 

avec 21 vB −=  en déformations planes ; 1=B  en contraintes planes. µ  est le module de 

cisaillement qui est égal à ( )v
E
+12

. v  est le coefficient de Poisson. U , V  et W  sont les 

déplacements dans les directions i, ii et iii (Figure IV-2). 

 

Pour une fissure dans un matériau homogène et isotrope, une valeur du taux de restitution 

d'énergie peut être calculée à partir des facteurs d'intensité des contraintes : 

( ) 222

2
1

IIIIIIequiv K
µ

KK
E
B

G ++=  (IV-4) 

 

La procédure d’extraction des facteurs d’intensité des contraintes à partir des déplacements 

relatifs des nœuds sur la lèvre et le front de la fissure peut être délicate pour une fissure se 

situant à l’interface de deux matériaux différents, comme c'est le cas pour une fissure 

interfaciale. Le logiciel ZENCRACK indique que la précision du calcul est limitée 

[ZEN2004]. Cependant, ABAQUS propose dans ce cas d’utiliser la méthode intégrale 

d'interaction développée par Shih [SHI1988] pour calculer directement les facteurs d'intensité 

des contraintes.  

 
Le taux de restitution d’énergie G  peut être également évalué par l’intermédiaire de 

l’intégrale de contour, ce qui ne pose pas de problème particulier pour le cas d’une fissure à 

l’interface de deux matériaux différents. La valeur de l’intégrale de contour intJ  est égale à G  

dans le cas d'un problème élastique linéaire. 7 contours peuvent être calculés par 

ZENCRACK. Les valeurs d'intégrale sont réputées indépendantes du contour choisi, mais en 

général il est préférable de considérer un contour éloigné de la pointe de fissure [BRO2001].  
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3 Modèle numérique utilisé pour l’essai d’indentation interfaciale 
La modélisation de la propagation de fissure nécessite l'utilisation du logiciel ZENCRACK. 

Toutefois, la précision de l'extraction des facteurs d'intensité des contraintes dans le cas des 

analyses stationnaires est réputée moins performante que celle du logiciel ABAQUS. C'est 

pourquoi il est important de comparer les résultats obtenus par les deux codes. 

 

3.1 Réalisation des modèles 

Dans les deux cas, le maillage de l'échantillon non fissuré est réalisé sous ABAQUS (figure 

IV-4). Dans ce maillage, deux éléments doivent être remplacés par des blocs-fissure. 

 
Figure IV-4. Présentation du maillage d’échantillon non fissuré généré par ABAQUS. 

 
Le nombre de blocs-fissure disponibles dans la base de données de ZENCRACK est limité. 

Nous avons choisi le plus raffiné, qui comporte 17 nœuds sur le front de fissure (figure IV-5). 

 

 
Figure IV-5. Front de fissure en quart de cercle généré avec le bloc sq3968x16 de 

ZENCRACK. 

 

Deux éléments à remplacer 

Front de fissure 
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Celui-ci est rattaché au reste du maillage par l'option d'attachement de surface de ABAQUS, 

et une couche d'éléments de transition est créée pour compenser la différence de raffinement 

entre les maillages du bloc-fissure et du reste de l'échantillon (figure IV-6). 

 

         
Figure IV-6. Maillage de modèle fissuré avec éléments de transition autour des blocs-fissure. 

 
Dans le modèle réalisé sous ABAQUS, la fissure interfaciale est générée dans les "deux 

éléments à remplacer" de la figure IV-4 par les propres fonctions de fissuration intégrées dans 

ABAQUS, par une technique similaire à celle du bloc-fissure (figure IV-7). Ce dernier est 

également attaché au reste du maillage par l'option d'attachement de surface. Il est possible 

dans ce cas de faire varier le nombre de nœuds sur le front de fissure. 

 

             
Figure IV-7. Maillage de modèle fissuré généré par ABAQUS. 

 
Comme les deux modèles n'ont pas le même nombre de nœuds sur le front de fissure, un angle 

α  sert de référence pour indiquer la position du point pour lequel les facteurs d'intensité des 

contraintes et le taux de restitution d'énergie sont calculés (Figure IV-8). Dans cette figure 

°= 0α  représente le nœud superficiel à l’interface revêtement/substrat ; °= 90α  correspond 

au nœud le plus profond sur le front de fissure.   
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Indentation

Interface

Front de fissure

α
• nœud

°= 0α

°=90α

 
Figure IV-8. Expression de la position des nœuds sur le front de fissure à l’interface par un 

angleα . 

 
Les dimensions du substrat sont 122 ×× mm3. L'épaisseur du revêtement est de 0,37 mm. Le 

volume total des deux éléments à remplacer est 25,025,025,0 ×× mm3. L’élément choisi pour 

modéliser le revêtement et le substrat est un élément hexaèdre à 8 nœuds (C3D8R dans 

ABAQUS). Dans les deux modèles, les propriétés mécaniques attribuées au revêtement et au 

substrat correspondent respectivement à celles du Cr3C2-NiCr et de la fonte grise. Les 

modules d’Young du substrat et du revêtement sont respectivement 105 GPa et 125 GPa (cf. 

Tableau III-2). Deux coefficients de Poisson ont été choisis pour le substrat et le revêtement : 

0,26 et 0,30. La fissure initiale semi-circulaire a un rayon de 0,045 mm. Une analyse 

stationnaire est menée, en considérant un comportement élastique linéaire des matériaux. 

 
La démarche de comparaison nécessite tout d’abord d’évaluer l’influence des paramètres 

numériques, tels que la densité de maillage de l'échantillon et la densité de maillage du bloc-

fissure. Cependant, quel que soit le modèle, le maillage de l'échantillon est réalisé par 

ABAQUS, et dans le modèle utilisant ZENCRACK, il y a peu de latitude pour faire varier le 

bloc-fissure, le plus raffiné ayant déjà été choisi. Aussi, l'influence des paramètres numériques 

sera réalisée uniquement avec le modèle ABAQUS. 

 

3.2 Influence du maillage de la base sur les résultats numériques 

Afin d’évaluer l’influence du maillage de base de l'échantillon (échantillon sans bloc-fissure) 

sur les résultats numériques, plusieurs calculs ont été réalisés avec différents maillages, tous 

les autres paramètres restant identiques. Quatre maillages différents, ainsi que les maillages 

utilisés pour le bloc-fissure et l’indenteur sont présentés dans la figure IV-9, et les données 

concernant les maillages sont rassemblées dans le tableau IV-1. Le premier maillage (a) est le 

plus lâche, avec 1364 éléments. Le maillage (d) est le plus raffiné et comporte 67168 
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éléments. La charge appliquée est de 5N. Les distributions des facteurs d'intensité des 

contraintes le long du front de fissure, obtenues pour ces quatre maillages sont présentées 

dans la figure IV-10. 

 
Tableau IV-1. Paramètres des différents maillages de base dans le modèle ABAQUS. 

Maillage Nombre d’éléments Type d’élément Nombre de nœuds 

Base (a) 1364 C3D8R 1796 

Base (b) 2445 C3D8R 3071 

Base (c) 16824 C3D8R 19127 

Base (d) 67168 C3D8R 72655 

bloc 8784 C3D8R 10254 

Vickers 40 R3D3 29 

 

                   
 

                                 

                          
 

Figure IV-9. Présentation des différents maillages du modèle ABAQUS : a, b, c, d-maillage 

de base ; e-maillage de bloc ; f-maillage d’indenteur Vickers. 

(a) (b) 

(c) (d) 

(e) (f) 
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Seuls de faibles écarts peuvent être observés entres les facteurs d’intensité des contraintes 

calculés pour ces quatre maillages différents. Cela signifie que le maillage de la partie ne 

contenant pas les blocs-fissure n’exerce pas véritablement d’influence. 
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Figure IV-10. Comparaison des facteurs d'intensité des contraintes obtenus par différents 

maillages de base (a, mode I ; b, mode II ; c, mode III). 

 

(a) 

(b) 

(c) 
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3.3 Influence du maillage du bloc-fissure sur les résultats numériques 

Dans l’analyse ci-dessus, le nombre des nœuds se situant sur le front de fissure pour former 

une fissure en quart de cercle est de 17. Afin d’évaluer les effets du raffinement du maillage 

du bloc-fissure sur les résultats des analyses numériques, une série de calculs a été réalisée en 

choisissant différents maillages pour les blocs-fissure. Le maillage de base (c) dans la figure 

IV-9 a été retenu ici. Quatre maillages sont présentés dans la figure IV-11 ainsi que les 

maillages de base et de l’indenteur. Les détails du maillage sont rassemblés dans le tableau 

IV-2. La charge appliquée dans ces simulations est de 5N. 

 
Tableau IV-2. Paramètres des différents maillages de blocs du modèle ABAQUS. 

Maillage 
Nombre 

d’éléments 

Type 

d’élément 

Nombre de 

nœuds 

Nombre de 

nœuds sur le 

front 

Bloc a 8784 C3D8R 10254 16 

Bloc b 19836 C3D8R 22121 30 

Bloc c 58626 C3D8R 63573 50 

Bloc d 91880 C3D8R 98576 71 

Base hors les blocs 16824 C3D8R 19127 

Vickers 40 R3D3 29 

 

 

                  
 

 
(a) (b) 
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Figure IV-11. Différents maillages de blocs-fissure pour évaluer les effets du maillage du bloc 

sur l’analyse d’une fissure interfaciale : a, b, c, d-maillage de bloc; e-maillage de base ; f-

maillage d’indenteur Vickers. 
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Figure IV-12. Comparaison des facteurs d'intensité des contraintes obtenus avec différents 

maillages de bloc-fissure (a, mode I ; b, mode II ; c, mode III). 

 
On constate d’après les distributions des facteurs d'intensité des contraintes (Figure IV-12) 

que la densité de maillage du bloc-fissure joue un rôle important sur le comportement de la 

fissure interfaciale. Les résultats du maillage le plus lâche du bloc-fissure a, ne sont pas 

cohérents avec les autres. En revanche, les convergences des blocs-fissure b, c et d sont 

acceptables. Le maillage d sera retenu dans la suite pour vérifier l’extraction des facteurs 

d'intensité des contraintes du modèle ZENCRACK&ABAQUS. 

 

3.4 Validation de l’extraction des facteurs d'intensité des contraintes du modèle 

ZENCRACK&ABAQUS 
Afin d’évaluer la précision de l’extraction des facteurs d'intensité des contraintes dans le 

modèle ZENCRACK&ABAQUS, deux analyses numériques stationnaires d’une fissure à 

l’interface d’un échantillon revêtu sont conduites par les deux modèles évoqués 

précédemment : l’un constitué par ABAQUS uniquement, l’autre par ZENCRACK et 

ABAQUS. 

 
Les maillages de ces deux modèles sont présentés dans la figure IV-13, où le maillage de base 

est identique pour les deux modèles (maillage de base (c) dans la figure IV-9). Le bloc-fissure 

dans le modèle ZENCRACK&ABAQUS est maillé avec un grand bloc sq3968x16, contenant 

3968 éléments hexaèdres à 8 nœuds. Les éléments de transition sont appliqués entre le bloc et 

le reste de l’échantillon. Dans le modèle ABAQUS le bloc-fissure est discrétisé par 91880 

éléments hexaèdres à 8 nœuds directement par la technique de maillage d’ABAQUS (Bloc (d) 

dans la figure IV-11). La charge appliquée sur l’indenteur est 5N.  

(c) 
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Figure IV-13. Maillages du modèle ZENCRACK&ABAQUS et du modèle ABAQUS. 

 

Les courbes de distribution des facteurs d'intensité des contraintes le long de la fissure 

interfaciale calculées avec ces deux modèles sont tracées dans la figure IV-14. 

-0,2

-0,1

0

0,1

0,2

0,3

0,4

0,5

0,6

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90

Angle de position      (degré)

F.
I.C

.

K1 abaqus
K1 zencrack

K2 abaqus
K2 zencrack
      abaqus

      zencrack

α

IIIK

IIIK

 
Figure IV-14. Présentation des facteurs d'intensité des contraintes calculés par modèle 

ABAQUS et modèle ZENCRACK&ABAQUS. (F.I.C.--facteurs d'intensité des contraintes) 

 
On remarque que les valeurs de K1 issues des deux modèles se confondent parfaitement le 

long du front de fissure. Les valeurs de K2 des deux modèle sont dissemblables entre °= 0α  

et °= 55α , néanmoins elles s’accordent aussi très bien entre °= 55α  et °= 90α . En 

revanche, les deux séries de valeurs de IIIK , bien que de même signe, sont différentes sur tout 

le front de fissure, sauf pour le point situé dans le plan de symétrie °= 90α . Il est clair que la 

précision de l’extraction des facteurs d'intensité des contraintes, notamment de IIIK , pour un 

problème bi-matériaux dans ZENCRACK est limitée. 

 

Modèle ABAQUS 

MODELE ZENCRACK&ABAQUS 
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En revanche, le temps de calcul pour le modèle utilisant le code ZENCRACK est nettement 

plus court : 17 min 23 s, contre 932 min 45 s pour le modèle ABAQUS.  

 

Dans la suite nous justifierons l’emploi du modèle ZENCRACK par le fait que nos analyses 

porteront principalement sur le point situé à la position °= 90α , pour lequel les deux modèles 

concordent. 

 

3.5 Modèle de zone cohésive 
 
3.5.1 Introduction  

Les modèles précédents appliquent une approche de la mécanique de la rupture, et évaluent 

les valeurs du taux de restitution d'énergie G pour obtenir la propagation de fissure. 

Néanmoins, l’utilisation de cette approche dans la simulation de la propagation de fissure 

exige des techniques complexes de maillage adaptatif pour faire progresser le front de fissure 

quand les taux de restitution locaux d'énergie atteignent une valeur critique. C'est ce que 

permet le logiciel ZENCRACK, mais son analyse reste limitée au cas élastique linéaire. 

Néanmoins il faut garder en tête que l’essai d’indentation met en œuvre une déformation 

plastique non négligeable dans chacun des matériaux et que ceci devra être pris en compte 

pour l’interprétation des résultats. 

 
Les éléments cohésifs sont des éléments d'interface (de type ligne en 2D, ou surface en 3D) 

que l'on peut insérer dans un maillage d'éléments finis, afin d'y calculer l'état de contrainte, et 

éventuellement prendre en compte l'effet d'une décohésion progressive. Ils peuvent également 

être utilisés pour modéliser l'adhésion entre deux matériaux. De cette façon, on peut prendre 

en compte le comportement physique de l'interface, au lieu de devoir modéliser en détail la 

zone de transition à l'aide de nombreux éléments finis "classiques". Selon la loi de 

comportement choisie, un élément cohésif peut ainsi représenter aussi bien un joint collé que 

l'interface entre deux matériaux fabriquée par projection thermique. 

 
La technique des éléments cohésifs est basée sur l'approche dite "de zone cohésive" de 

Dudgale-Barenblatt [DUD1960, BAR1962], qui peut être liée à la théorie de la rupture de 

Griffith lorsque la taille de la zone de décohésion est négligeable en comparaison avec des 

dimensions caractéristiques, indépendamment de la loi de comportement de l'interface 

[CAM2001]. 
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Jusqu’à un niveau seuil, caractérisé soit par des contraintes soit par des énergies, les éléments 

ont un comportement non endommagé. Au delà de ce niveau seuil, l’interface se dégrade par 

une diminution de sa raideur. Pour la phase de propagation, la méthode des zones cohésives 

utilise les mêmes critères que la mécanique linéaire de la rupture. Un des avantages notables 

de l'utilisation des éléments cohésifs est la possibilité de prévoir l'initiation et la propagation 

d'une fissure sans connaissance préalable de la zone et de la direction de fissuration.  

 

La méthode des éléments cohésifs est capable de traiter l’amorçage et la fissuration sous 

chargement en mode mixte, ce qui est les cas de la sollicitation d'indentation à l'interface d'un 

échantillon revêtu, mais qui est difficile à prendre en compte par la mécanique de la rupture 

traditionnelle. Une étude de l’amorçage et de la propagation de fissure interfaciale sera donc 

réalisée dans la partie suivante avec la méthode des éléments cohésifs. 

 

3.5.2 Loi de comportement de l’élément cohésif utilisé 

La méthode des zones cohésives permet de simuler soit le comportement d’une interphase 

(épaisseur non nulle) soit celui d’une interface (épaisseur nulle). 

La zone cohésive doit être discrétisée avec une seule couche d'éléments cohésifs dans 

l'épaisseur (figure IV-15).  

 

 
Figure IV-15. Eléments cohésifs à l’interface de deux matériaux. 

 
Dans le cas de l’utilisation d’éléments cohésifs pour modéliser l’interface entre un revêtement 

et son substrat, la zone cohésive est très mince et peut être considérée comme ayant une 

épaisseur nulle. La loi de comportement est généralement décrite en termes de traction-

séparation (traction à l'interface / mouvement relatif à l'interface). 

Eléments cohésifs 
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Différents modèles d’éléments cohésifs sont implantés dans ABAQUS. Le modèle utilisé  

suppose un comportement initial élastique linéaire jusqu’à un seuil (défini dans la suite du 

texte) puis un endommagement linéaire de l’interface (figure IV-16).  

 

 
Figure IV-16. Réponse typique de loi de traction-séparation. 

 
Le comportement élastique est décrit par la matrice constitutive élastique qui relie les 

contraintes nominales aux déformations nominales à travers l'interface. Les contraintes 

nominales sont les composantes de la force divisées par la surface élémentaire nominale à 

chaque point d'intégration, alors que les déformations nominales sont les distances de 

séparation entre le substrat et le revêtement, divisées par l'épaisseur initiale de l'interface à 

chaque point d'intégration. 

 
Le vecteur nominal de contrainte de traction t , se décompose en trois composants dans des 

problèmes tridimensionnels: nt , st  et tt , qui représentent respectivement la normale et les 

deux directions de cisaillement. Les séparations correspondantes sont notées par nδ , sδ  et tδ .  

En notant 0T  l'épaisseur originale de l'élément cohésif, les déformations nominales peuvent 

être définies comme : 
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avec K  la matrice d’élasticité, �  le vecteur de déformations nominales. 

 

ABAQUS permet de modéliser l’endommagement progressif dans les éléments cohésifs dont 

la réponse est définie en termes de traction-séparation. La combinaison de plusieurs 

mécanismes d’endommagement agissant simultanément sur le même matériau est permise. 

Chaque loi d'endommagement nécessite de choisir trois composantes : un critère de 

déclenchement de l'endommagement, une loi d'évolution de l'endommagement, et un choix du 

comportement de l'élément (déplacement ou suppression) lorsque l’état d’endommagement 

complet est atteint.  

 

3.5.3 Initiation de l’endommagement 

Le processus de dégradation des éléments cohésifs commence lorsque les contraintes et/ou les 

déformations satisfont certains critères. Plusieurs critères d’initiation sont disponibles. 

Chaque critère de déclenchement a une variable de rendement propre qui indique si le critère 

est rencontré. Une valeur de 1 de cette variable indique que le critère de déclenchement est 

atteint. Ainsi, nous pouvons employer cette variable de rendement pour évaluer la propension 

du matériau à subir des dommages sans nécessairement modéliser le processus conduisant à 

l'initiation de l'endommagement.  

 
Nous présentons ici les critères d’initiation d’endommagement disponibles dans ABAQUS. 

0
nt , 0

st  et 0
tt  représentent les valeurs maximales de la contrainte nominale respectivement 

quand la déformation est purement normale à l'interface, ou purement de cisaillement. De 

même, 0
nε , 0

sε  et 0
tε  représentent les valeurs maximales de la déformation nominale 

respectivement quand la déformation est purement normale à l'interface, ou purement de 

cisaillement. Avec une épaisseur constitutive initiale 10 =T , les composantes nominales de la 

déformation sont égales aux composantes respectives du déplacement relatif - nδ , sδ  et tδ - 

entre le haut et le bas de la couche cohésive. Dans ce qui suit, le symbole  représente la 

parenthèse de Macaulay qui est utilisée pour signifier qu'un état compressif pur de 

déformation ou de contrainte ne produit pas d'endommagement. 

�
�
�

>=
≤=

0
00

asiaa
asia

       

Les critères proposés sont de deux types : simple ou quadratique. 
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Critères de contrainte ou de déformation nominale maximale : 

On suppose que l'endommagement commence quand le rapport maximal de la valeur de 

contrainte ou de déformation sur la valeur nominale atteint une valeur de 1. Ce critère peut 

être représenté comme suit: 

Contrainte nominale maximale : 1,,max 000 =
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Critères quadratiques de contrainte ou de déformation nominale : 

On suppose que l'endommagement commence quand une fonction quadratique d'interaction 

impliquant les rapports des valeurs de contrainte ou de déformation sur les valeurs nominales 

atteint une valeur de 1. Ce critère peut être représenté suit  : 

Critère quadratique de contrainte nominale : 1
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Critère quadratique de déformation nominale : 1
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Dans notre modèle numérique, le critère de contrainte nominale maximale sera pris comme 

critère de l’initiation de l’endommagement.  

 

3.5.4 Evolution de l’endommagement 

La loi d'évolution de l'endommagement décrit le taux de dégradation de la rigidité de 

l'interface une fois le critère de déclenchement atteint. Une variable scalaire 

d'endommagement, D , représente l'endommagement global dans le matériau et comprend les 

effets combinés de tous les mécanismes actifs. Elle a une valeur initiale nulle. La 

modélisation de l'évolution de l'endommagement consiste à faire varier D  de 0 à 1 de façon 

monotone en fonction du chargement une fois le critère de déclenchement satisfait.  

 
Plusieurs lois d’évolution de l’endommagement sont disponibles dans ABAQUS. Ici on ne 

présente que la forme de loi de puissance utilisée dans la suite.  

 
La dépendance de l'énergie de rupture en fonction du mode de rupture peut être définie en 

considérant un critère de rupture de type loi de puissance. Le critère suppose que 
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l'endommagement dans des conditions de modes mixtes est gouverné par une interaction de 

type loi de puissance des énergies nécessaires pour causer la rupture dans les différents modes 

(normal et cisaillement dans les deux directions). Il est donné par : 
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                  (IV-7) 

avec ω  une constante du matériau. 

 
Dans l'expression ci-dessus les quantités nG , sG  et tG  correspondent au travail effectué par 

les forces de cohésion dans la direction normale, et dans les deux directions transverses, 

respectivement. C
nG , C

sG  et C
tG , qui sont définis par l’utilisateur, sont les énergies critiques de 

rupture. 

 
La valeur maximale de la variable d’endommagement D est 1. Si cette valeur est atteinte dans 

un élément de cohésion, ce dernier est supprimé. 

 

3.5.5 Modèle numérique 

La méthode de la zone cohésive a été introduite dans le modèle réalisé uniquement sous 

ABAQUS. Une couche très mince d’éléments cohésifs est insérée dans le bloc-fissure entre le 

revêtement et le substrat. L’épaisseur de la couche d’éléments cohésifs est de 10-6 mm. Les 

propriétés mécaniques élastiques linéaires du Cr3C2/NiCr et de la fonte grise sont attribuées 

respectivement au revêtement et au substrat dans cette modélisation. L’épaisseur du 

revêtement est de 0,37mm. Le maillage de l’échantillon hors le bloc-fissure contient 16824 

éléments hexaèdres. L’indenteur contient 40 éléments triangles. La couche mince d’éléments 

cohésifs est construite avec 934 éléments d’ABAQUS. Le maillage de ce modèle est illustré 

dans la figure IV-17.  
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Figure IV-17. Présentation du maillage de modèle d’éléments cohésifs. 

 
Une entaille est introduite dans la couche d’élément cohésif afin de représenter la fissure 

interfaciale initiale. Le front de cette entaille est en forme de quart de cercle, avec un rayon de 

0,045mm. La propriété de contact est incluse dans le modèle entre le revêtement et le substrat 

à l’endroit où se trouve l’entaille. Cette entaille dans la couche d’éléments cohésifs est 

montrée dans la figure IV-18.   

 
 

             
 

Figure IV-18. Présentation du maillage de la couche d’éléments cohésifs entre revêtement et 

substrat. A gauche : bloc-fissure contenant la couche d’éléments cohésifs ; A droite : la 

couche d’éléments cohésifs avec une entaille semi-circulaire. 

 

Ce modèle sera utilisé afin d'étudier la propagation de la fissure initiale sous chargement 

d'indentation Vickers. Dans ce cas, l’initiation de l’endommagement est contrôlée par le 

   Direction d’indentation 

front de fissure 

2 

⊗

1 

3 

bloc-fissure 

indenteur 

couche d’éléments cohésifs 

bloc-fissure 
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critère de contrainte nominale maximale, avec 0
nt =10MPa, 0

st =12MPa et 0
tt =12MPa. 

L’évolution de l’endommagement des éléments cohésifs suit la loi de puissance (IV-7) avec 

nG =2 2mJ , C
sG =8 2mJ , C

tG =8 2mJ  et 5,0=ω . Ces valeurs ont été choisies pour faciliter 

la convergence du calcul. 

 

4 Conclusions  
Trois modèles numériques ont été réalisés grâce à des codes de calcul commerciaux :  

- un modèle utilisant les éléments finis « classiques » sous ABAQUS,  

- un modèle utilisant le logiciel ZENCRACK couplé à ABAQUS dans le but de 

simuler la propagation de fissure,  

- un modèle utilisant les éléments cohésifs sous ABAQUS, permettant de modéliser 

un endommagement progressif de l’interface. 

 

Plusieurs hypothèses ou pré-conditions concernant la fissure interfaciale et la modélisation 

ont été retenues dans les modèles. 

 

L’influence des paramètres numériques ainsi que la précision  des données extraites ont été 

évaluées. Bien que le modèle utilisant ZENCRACK soit moins précis, sa rapidité de calcul 

nous incite à le retenir pour la plupart des analyses qui seront effectuées notamment dans le 

chapitre VI.  

 

Les résultats comparatifs des analyses stationnaires utilisant ces modèles en conditions 

élastiques ou élasto-plastiques sont présentés dans le chapitre suivant. 
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 Partie C : Résultats numériques 
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Chapitre V : Analyse de l'état de la fissure sous 

chargement d'indentation 
 
Dans cette partie, nous cherchons à connaître l'état des contraintes le long d'une fissure 

soumise à un chargement stationnaire. Nous considérons ici le cas d'un revêtement de carbure 

de chrome d'épaisseur 0,37mm projeté thermiquement sur une fonte grise. Grâce aux analyses 

conduites à l’aide des deux modèles décrits précédemment, l'un utilisant les éléments finis 

"classiques", l'autre les éléments de cohésion, nous chercherons à déterminer les mécanismes 

qui conduiront à la propagation de la fissure suivant que l'on considère un comportement 

élastique linéaire ou élasto-plastique pour les deux matériaux. 

 

1 Résultats du modèle d'éléments finis "classique" 

1.1 Analyse élastique linéaire : distributions des facteurs d'intensité des 

contraintes sur le front d'une fissure interfaciale 

Le modèle établi exclusivement sous ABAQUS en utilisant des éléments finis "classiques" est 

utilisé pour déterminer la distribution des facteurs d’intensité des contraintes sur le front 

d’une fissure semi-circulaire de rayon 0,045mm située à l’interface d’un échantillon de fonte 

grise revêtu d'une couche de 0,37mm de carbure de chrome Cr3C2-NiCr. Le comportement 

des matériaux est supposé élastique linéaire, à l'instar de celui de l'interface, réputé fragile. 

Les modules d’Young du substrat et du revêtement sont respectivement 105 GPa et 125 GPa 

(Tableau III-2). Les coefficients de Poisson utilisés sont respectivement pour le substrat et le 

revêtement : 0,26 et 0,30. Un chargement P=5N est appliqué par l'intermédiaire d'un indenteur 

Vickers, de géométrie pyramidale à base carrée. 

               
Figure V-1. Isovaleurs de contrainte équivalente de Von Mises dans le bloc-fissure (à 

gauche : revêtement ; à droite : substrat). 

revêtement substrat 
fissure 

interfaciale 
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Les isovaleurs de la contrainte équivalente de Von Mises dans le bloc-fissure sous une charge 

de 5N sont illustrées dans la figure V-1. C’est autour de la pointe de l’indenteur que les 

contraintes équivalentes de Von Mises sont les plus élevées, ce qui a été observé par ailleurs 

dans la modélisation d’indentation Vickers en conditions élastiques linéaires [CAI1996]. Elles 

sont respectivement de 41023,5 × MPa et de 41029,4 × MPa dans le revêtement et le substrat. 

En réalité, la résistance à la rupture des matériaux est beaucoup plus petite. Une contrainte 

équivalente de Von Mises de telle amplitude devrait provoquer l’endommagement du 

matériau, qui n’est pas pris en compte ici. Mais on vérifie toutefois que l’initiation de 

l’endommagement doit se trouver dans ces conditions juste sous la pointe de l’indenteur.  

 

La taille de l’empreinte à l’interface d’échantillon (demi-diagonale, profondeur de 

pénétration) est montrée dans la figure V-2. Elle n'est pas représentative des grandeurs réelles, 

puisqu'on se trouve en régime élastique linéaire. 

 

 

 
Figure V-2. Présentation de la taille d’empreinte à l’interface. 

 

Les distributions des facteurs d’intensité des contraintes extraits par la méthode intégrale 

d'interaction d’ABAQUS et du taux de restitution d’énergie G calculé par l’intégrale de 

contour pour cette fissure sont illustrées dans la figure V-3 et la figure V-4. La mixité de 

mode calculée d’après l’équation (II-21) est illustrée dans la figure V-5. 

 

3,53x10-3mm 

1,28x10-2mm 

interface 
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Figure V-3. Distribution des facteurs d’intensité des contraintes sur le front de fissure à 

l’interface de deux matériaux différents. 
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Figure V-4. Distribution du taux de restitution d’énergie G sur le front de fissure à l’interface 

de deux matériaux différents. 

 
Pour cette fissure à l’interface de deux matériaux différents, K2 et IIIK  ne sont pas nuls 

(Figure V-3). Des déplacements relatifs de cisaillement plan et cisaillement anti-plan existent 

entre les deux lèvres de la fissure à cause des différences de propriétés mécaniques entre les 

deux matériaux. Cependant, la valeur de IIIK  est nulle pour le point le plus profond °= 90α . 

Ceci s’explique par la définition même de IIIK  (cisaillement anti-plan), car °= 90α  se situe 

dans le plan de symétrie du modèle. 

 
On constate que K1 prend des valeurs nulles jusqu’à la position °= 32α , puis augmente de 

façon continue jusqu’à atteindre sa valeur maximale à °= 90α . La même tendance est 

observée pour l’évolution du taux de restitution d’énergie G dans la figure V-4, où G atteint 

son maximum Gmax à °= 90α . Ceci indique que seule la partie profonde de la fissure 

(α >32°) aura tendance à se propager lors de la phase de chargement. 
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Figure V-5. Mixité de mode le long du front de fissure à l’interface de deux matériaux 

différents 

 
Il est observé sur la figure V-5 que les deux angles de phase, qui caractérisent la mixité de 

mode, se stabilisent à partir de la position α=60°. Au point °= 90α , φ  égale 90° et ψ  égale -

13°. On rappelle ici que °= 0ψ  correspond au mode I pur et °= 90φ  signifie qu’il n’y a pas 

de cisaillement anti-plan ( IIIK = 0).  

 
Du point de vue de la mécanique de la rupture, le nœud à °= 90α  est le plus dangereux le 

long du front de fissure, car K1 et G y atteignent leurs valeurs maximales. Ce point sera le 

premier à se rompre si une charge critique est atteinte. 

 
Afin de vérifier que la complexité du problème est correctement prise en charge par notre 

modèle, le même calcul a été mené sur un matériau massif. Les propriétés mécaniques du 

revêtement ont été attribuées à l’ensemble de l’échantillon, les autres paramètres du modèle 

restant inchangés. Les distributions des facteurs d’intensité des contraintes apparaissent dans 

la figure V-6. 

 
On constate que les facteurs d’intensité des contraintes en mode II et mode III pour une 

fissure à l’interface de deux matériaux identiques sont nuls. Ceci confirme que les valeurs non 

nulles de K2 et IIIK  obtenues précédemment sont bien dues à la différence entre les propriétés 

mécaniques des deux matériaux, et non à un effet de surface libre. Cependant la particularité 

des points avant la position °= 32α  demeure : cette partie du front ne semble pas susceptible 

de se propager lors du chargement.  
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Figure V-6. Distributions des facteurs d'intensité des contraintes sur le front de fissure se 

trouvant dans un matériau massif. 

 

1.2 Influence de la déformation plastique 
Les théories établies dans la littérature [LAW1979, BIN1984] mettent en avant l'importance 

des contraintes résiduelles créées par la plastification du matériau sur l'amorçage et la 

propagation de fissure notamment lors du retrait de l'indenteur. De plus il peut paraître abusif 

de considérer des conditions élastiques linéaires alors que d’importantes déformations existent 

autour de la pointe d’indenteur. 

 

C'est pour cela que nous allons maintenant effectuer une simulation à l'aide du modèle réalisé 

en utilisant le logiciel ZENCRACK pour prendre en compte les effets de la déformation 

plastique sur l'aptitude à la propagation de la fissure interfaciale. 

 

Les matériaux du revêtement et du substrat sont supposés élasto-plastiques avec écrouissage 

linéaire (Tableau V-1).  

 

Tableau V-1 : Propriétés mécaniques du revêtement et du substrat élasto-plastique. 

Matériaux Module d’Young 
(GPa) 

Coefficient 
de Poisson 

Limite d’élasticité 
(MPa) 

Coefficient 
d’écrouissage linéaire 

(GPa) 

Cr3C2-NiCr 125 0.3* 620* 55* 

Fonte grise 105 0.26** 325** 11** 

* valeur d’estimation 
** valeur extraite du manuel d’ABAQUS [ABA2005] 
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Trois charges différentes ont été appliquées sur l’indenteur Vickers. Les taux de restitution 

d’énergie sont présentés dans la figure V-7.  
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Figure V-7. Valeurs des taux de restitution d’énergie le long du front de fissure sous 3 charges 

différentes. 

 

On constate dans la figure V-7 que lorsque la charge augmente, le taux de restitution d'énergie 

maximum se déplace de la position °= 90α  vers la surface de l'échantillon. Toutefois nous ne 

savons pas quelle est la contribution des différents modes. 

 

Dans le domaine élasto-plastique, il n'est pas possible de calculer les facteurs d'intensité de 

contraintes, qui n’ont de sens que dans le cadre de la mécanique linéaire de la rupture. De ce 

fait, pour savoir quel sont les modes de chargement pour le front de fissure, nous allons 

comparer les déplacements relatifs des nœuds sur les lèvres au niveau du front de la fissure. 

Soient U , V  et W  les déplacements en directions d’ouverture, de cisaillement plan et de 

cisaillement anti-plan définis dans la figure IV-2 du chapitre IV. Leur distribution le long du 

front de fissure en fonction de la charge est montrée sur la figure V-8. 
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Figure V-8. Déplacements relatifs U , V  et W  sous trois charges différentes : (a) 1N, (b) 3N 

et (c) 5N. 

 

L’examen comparatif du taux de restitution d’énergie le long du front de fissure (figure V-7) 

et des modes associés (figure V-8) montre que, à faible charge, la propagation de la fissure est 

gouvernée, comme dans le cas élastique, par le mode d'ouverture. En revanche, on constate 

que lorsque la charge augmente, ce sont les modes de cisaillement plan et anti-plan qui 

deviennent prépondérants. Cette tendance est intéressante : elle indique que tant que les 

déformations des deux matériaux restent proches, c'est le mode I qui gouverne la propagation, 

et les hypothèses de la mécanique linéaire de la rupture peuvent s'appliquer. Au contraire, 

quand la déformation devient très différente de part et d'autre de l'interface, les autres modes 

gouvernent la propagation, notamment des points proches de la surface. 

 

(b) 

(c) 
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Toutefois, la proportion des différents modes dépend largement des lois de comportement 

choisies pour les matériaux. Dans notre modèle, les lois de comportement choisies pour les 

deux matériaux ont des caractéristiques d'écrouissage très différentes, et nous avons vu dans 

le modèle élastique que les contraintes atteintes, notamment en pointe d'indenteur, dépassent 

largement la résistance des deux matériaux. L'importance des déplacements relatifs dans les 

modes II et III est donc liée à ces paramètres et non nécessairement représentative de la 

réalité. 

 

La prise en compte de l'endommagement semble donc nécessaire afin d'obtenir des résultats 

plus représentatifs. C'est ce qui va être fait avec le modèle de zone cohésive. 

 

2. Résultats du modèle de zone cohésive 

2.1 Analyse élastique linéaire 
Le modèle utilisant les éléments cohésifs a été utilisé pour déterminer la distribution le long 

du front de fissure de la contrainte 33σ , normale à l’interface revêtement/substrat, sous charge 

d’indentation. Les valeurs les plus élevées de cette contrainte indiquent les zones où la fissure 

aura tendance à se propager en priorité. La charge a été appliquée progressivement, jusqu’à 

3,70N. Dans un premier temps, un comportement élastique linéaire a été supposé pour les 

matériaux de part et d’autre de l’interface. Les isovaleurs de la contrainte 33σ  dans la couche 

d’éléments cohésifs sous les charges P=0,34N et P=1,75N sont présentées dans la figure V-9. 

Il apparaît que la contrainte 33σ  est en traction dans la partie profonde de l’entaille initiale, et 

en compression au voisinage de la surface. 

              

Figure V-9. Isovaleurs de contrainte 33σ  dans la couche d’éléments cohésifs. 
 

P=0,34N P=1,75N
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Les valeurs de 33σ  sous différentes charges et en fonction de la position sur le front de fissure 

sont montrées dans la figure V-10. On y vérifie que la contrainte 33σ  est positive vers =α 90° 

sur le front de fissure (direction de la profondeur). Cependant, 33σ  est négative pour les 

nœuds proches de la surface à pénétrer (α <29°). Cela signifie que le front de fissure entre la 

surface et =α 29° demeure fermé pendant la phase de chargement d’indentation. Ceci est en 

bon accord avec les résultats du modèle d’éléments finis "classiques", pour lequel le facteur 

d’intensité de contrainte K1 est nul dans cette zone lors de la phase de chargement. 
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Figure V-10. Distribution de la contrainte 33σ  le long du front de fissure (élastique linéaire). 
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Figure V-11. Distribution de la contrainte 33σ  le long du front de fissure après =α 29° en 

détail (élastique linéaire). 

 

On vérifie sur la figure V-10 que la contrainte 33σ  le long le front de fissure ne dépasse pas 

10 MPa, conformément au critère d’initiation d’endommagement que nous avons choisi 



-Chapitre V- Analyse de l'état de la fissure sous chargement d'indentation 

 116 

( 0
nt =10MPa). Quand la charge est relativement faible, P=0,12N, la valeur maximum de 33σ  

apparaît à la position =α 90°. Cette valeur est inférieure à 10 MPa. De ce fait, il n’y a pas 

d’endommagement sous cette charge. Quand la charge appliquée augmente à 0,34 N, les 

valeurs de 33σ  d’une partie du front de fissure atteignent 10 MPa et satisfont le critère 

d’initiation d’endommagement. On observe une légère baisse de 33σ  à =α 90°. Cette baisse 

de contrainte indique que l’endommagement est déclenché. Si l’on continue à accroître la 

charge, le pic à 10MPa de la courbe de 33σ  se déplace vers gauche sur l’abscisse jusqu’à 

=α 29°. Cela signifie que le déclenchement de l’endommagement se déplace le long du front 

de fissure. En même temps, la diminution des valeurs de 33σ  des nœuds sur la partie du front 

ayant atteint le début d'endommagement se poursuit. Cela veut dire que l’endommagement 

continue dans ces zones. Ce processus démontre qu’en augmentant la charge, le front de 

fissure initial aura tendance à se propager depuis la position la plus profonde ( =α 90°) vers la 

surface. 

 

Là encore, on constate que l'angle de position d'environ 29° peut être considéré comme un 

angle critique pour l'évolution de la contrainte. En effet, cet angle critique évolue avec le 

chargement, c'est-à-dire avec l'avancée de la fissure (voir figure V-11), mais semble tendre 

vers une valeur limite. Le résultat est intéressant car cela permet d'expliquer la forme des 

fissures observée généralement comme il est montré sur la figure V-12. En effet, il est courant 

d’observer deux points d’inflexion sur le front de fissure à proximité de la surface, qui 

donnent à la fissure une allure semi-elliptique alors que le fond de la fissure est semi-

circulaire : 

 

 
 

Figure V-12. Forme de fissure présentant deux points d'inflexion à proximité de la surface. 

 

points 
d'inflexion 

fissure observée 

courbe semi-circulaire 
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Dans la modélisation élastique linéaire ci-dessus, nous n’avons pas pu atteindre la rupture 

totale du front de fissure. Ceci pourrait être lié à un problème de convergence. En effet, la 

modélisation d’un endommagement progressif implique une diminution de la raideur de 

l’interface ce qui entraîne des difficultés de convergence pour le calcul de l'état des zones 

endommagées [ABA2005]. On signale ici que le calcul ci-dessus a nécessité un temps de 

calcul de 114h 31m. 

 

Toutefois, il apparaît que l'augmentation de la charge se traduit inévitablement par un 

accroissement de l'intensité des contraintes de compression en surface, ce qui indique que 

l'ouverture de la fissure vers la surface devient de plus en plus difficile. Ce modèle met bien 

en évidence l'existence d'un angle de position limite pour la propagation élastique linéaire de 

la fissure, qui se situe ici aux alentours de 29°, mais dépend certainement des caractéristiques 

mécaniques relatives des deux matériaux.  

 

2.2 Analyse élasto-plastique 
Nous avons vu que lors de la phase de chargement de l’indenteur, seule une partie de 

l’entaille initiale (entre =α 29° et 90°) s’ouvre dans la modélisation élastique linéaire (figure 

V-10). L’autre partie, proche de la surface, est fermée par les contraintes de compression au 

niveau de l’interface. D’après la bibliographie [LAW1979, BIN1984], la fissuration des zones 

proches de la surface est provoquée par les contraintes résiduelles dues à la déformation 

plastique, pendant le déchargement. 

 

Afin de vérifier cette hypothèse, un calcul élasto-plastique incluant la phase de déchargement 

a été mené. Pour cela, des lois de comportement élasto-plastiques à écrouissage linéaire ont 

été attribuées aux deux matériaux. Dans le souci de simplifier la modélisation, la même limite 

d’élasticité (500MPa) et le même module d’écrouissage (40GPa) sont choisis pour les 

matériaux du revêtement et du substrat. L’indenteur est chargé jusqu’à 0,23 N, puis la charge 

diminue progressivement. 

 

On constate dans la figure V-13 que la contrainte 33σ , qui représente le mode d'ouverture, 

augmente en surface à la fois lors du chargement et du déchargement, contrairement au 

comportement élastique linéaire visible sur la figure V-10. Il est observé qu’après la charge 

maximum 0,23 N, la fissuration continue à se propager vers la surface à étudier. La 
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déformation plastique des matériaux favorise donc la propagation selon le mode d'ouverture 

des points proches de la surface sur le front de fissure initiale. 

 

Le mécanisme de fissuration présente donc deux étapes : 

- une première phase de fissuration sous l'indenteur due au chargement lui-même, 

- une deuxième phase au retrait de l'indenteur dans la partie proche de la surface de la 

fissure initiale. 

 

Il faut signaler que nous avons toujours une difficulté de convergence dans la modélisation. 

Le calcul s’arrête pendant le déchargement à P=0,21 N. Le temps de calcul est de 66h 38m.  
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Figure V-13. Distribution de contrainte 33σ  le long du front de fissure (élasto-plastique). 

 

Si l'on considère que la deuxième phase de la fissuration est d'autant plus intense que la 

déformation est plus grande, alors pour un même substrat, un revêtement plus déformable 

plastiquement devrait conduire à une fissuration privilégiée vers la surface. 

 

Le paramètre de forme de fissure k  a été déterminé expérimentalement pour des échantillons 

recouverts de bronze d'aluminium et d'alumine. Pour une même géométrie d'indenteur, il a été 

constaté que k  est plus élevé dans le cas de l’échantillon revêtu de bronze d'aluminium, ce 

qui confirme que la propagation de la fissure au niveau de la surface est plus importante que 

dans le cas de l'échantillon recouvert d'alumine. 
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3 Conclusions  
L'examen comparatif des résultats obtenus par les deux modèles nous permet d'envisager le 

mécanisme suivant pour la propagation d'une fissure interfaciale sous chargement 

d'indentation : 

- une première phase de la propagation est directement liée au chargement et se produit 

selon le mode d'ouverture. Cette phase s'arrête cependant avant que la surface de 

l'échantillon soit atteinte, le point d'arrêt dépendant des conditions de chargement et 

des caractéristiques mécaniques respectives des deux matériaux. 

- la propagation jusqu'à la surface nécessite la prise en compte de la déformation 

plastique des deux matériaux. D'après nos résultats deux mécanismes sont possibles 

qui ne s'excluent pas nécessairement : 

- lors de la phase de chargement, si l'incompatibilité de déformation des deux 

matériaux est grande, la fissure peut se propager vers la surface en modes de 

cisaillement ; ce mécanisme requiert cependant des charges assez importantes 

car les modes de cisaillement sont moins sévères que le mode d'ouverture 

- lors de la phase de déchargement la propagation de la fissure vers la surface 

peut avoir lieu selon le mode d'ouverture sous l'effet des contraintes résiduelles 

dues à la déformation plastique. 

 

Ces mécanismes, qui sont confortés par les formes de fissure observées expérimentalement, 

sont résumés dans la figure V-14 ci dessous : 

fissure initiale

indentation

interface
première phase de
propagation de fissure

deuxième phase de
propagation de fissure

 
Figure V-14. Présentation des mécanismes de propagation de fissure sous chargement 

d’indentation 
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Chapitre VI : Action de différents paramètres sur l'essai 
d'indentation interfaciale 
 

1 Introduction 
A l'aide des modèles numériques établis précédemment, plusieurs investigations ont été 

menées afin de vérifier les observations expérimentales suivantes :  

��Si les contraintes résiduelles sont négligeables, l’épaisseur exerce peu d’influence sur 

la ténacité interfaciale d’un échantillon revêtu, 

��L’état de contraintes résiduelles joue un rôle important sur la ténacité interfaciale d’un 

échantillon revêtu, 

��Quand le chargement est suffisamment grand, une bifurcation vers le revêtement 

apparaît. 

��La fissure interfaciale est de forme semi-elliptique. Le paramètre k  d’une fissure 

provoquée par un indenteur Knoop est plus élevé que celui d’une fissure obtenue par 

un indenteur Vickers. Pour un matériau ductile, k  est plus grand que pour un matériau 

fragile. 

 

Nous allons étudier maintenant l'influence des différents paramètres expérimentaux par le 

calcul des facteurs d'intensité des contraintes et du taux de restitution d'énergie, le long du 

front d'une fissure. Ici, seul le comportement élastique linéaire sera étudié par souci de 

simplification. 

 

2 Influence de l’épaisseur du revêtement sur les résultats numériques 

Il a été observé que l’épaisseur du revêtement n’influence pas la valeur de ténacité interfaciale 

calculée à partir des coordonnées du point critique, à condition que les contraintes résiduelles 

soient négligeables dans le couple revêtement/substrat. Ceci se traduit par l’existence d’un 

point critique unique dans l’essai d’indentation interfaciale pour les échantillons recouverts de 

revêtements de différentes épaisseurs (chapitre III). 

 

Dans cette partie, l’influence de l’épaisseur du revêtement est examinée par le modèle réalisé 

en utilisant ZENCRACK. Trois niveaux de charge ont été appliqués sur l’indenteur Vickers : 

1N, 2N et 3N. La valeur du taux de restitution d’énergie de la position la plus dangereuse 
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°= 90α , désignée par °=90αG , est retenue ici pour comparer l’effet des différentes épaisseurs 

du revêtement. Elle est considérée comme représentative de la ténacité d'interface. 

Les résultats numériques sont rassemblés dans le tableau VI-1. Ils indiquent sans équivoque 

que la valeur examinée dépend de l'épaisseur du revêtement. 

 

Tableau VI-1. Valeur de °=90αG  pour différentes épaisseurs du revêtement carbure de chrome.  

Epaisseur 

(mm) 
0,12 0,16 0,20 0,25 0,29 0,33 0,37 0,41 0,45 0,50 0,54 0,58 

°=90αG ( 2/ mJ )

1N 
0,591 0,526 0,495 0,476 0,467 0,462 0,458 0,455 0,453 0,450 0,450 0,449 

°=90αG ( 2/ mJ )

3N 
1,623 1,422 1,312 1,276 1,256 1,240 1,208 1,222 1,216 1,210 1,205 1,205 

°=90αG ( 2/ mJ )

5N 
2,257 1,888 1,800 1,684 1,662 1,634 1,614 1,600 1,590 1,575 1,574 1,571 

 

La variation en pourcentage XD  des taux de restitution d’énergie sur la position °= 90α  pour 

les échantillons avec différentes épaisseurs, peut être définie par la formule suivante : 

%10058,0
90

58,0
9090 ×

−
=

°=

°=°=

α

αα

G
GG

D
X

X  

avec X  l’épaisseur du revêtement. L’exposant de °=90αG  fait référence à l’épaisseur du 

revêtement. 
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Figure VI-1. Variations pourcentage du °=90αG  en fonction de l’épaisseur, par rapport à 

l’échantillon dont le revêtement a une épaisseur de 0,58mm. 
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Les variations en pourcentage calculées à partir du tableau VI-1 sont présentées dans la figure 

VI-1. Pour un échantillon de très faible épaisseur, cette variation de °=90αG  est très importante 

quelle que soit la charge. A titre d’exemple, pour l’échantillon d’épaisseur 0,12mm, cette 

variation est de 32% sous une charge de 1N. Cependant, quand l’épaisseur du revêtement 

devient supérieure à 0,30mm, les variations en pourcentage de °=90αG  restent inférieures à 5% 

pour les trois niveaux de charge. 

 

Les distributions de contrainte équivalente de Von Mises présentées dans la figure VI-2 

montrent que notre modèle est sensible à l'effet de surface libre lié à la faible épaisseur du 

revêtement. Cet effet, qui existe également dans le cas où l'échantillon est constitué d'un seul 

matériau, peut être accentué par la différence entre les caractéristiques mécaniques du substrat 

et du revêtement (figure VI-3). 

 
 

 
 

Figure VI-2. Distribution de contrainte équivalente de Von Mises dans le bloc-fissure avec 

épaisseur du revêtement égale à (a) 0,12 mm (b) 0,30 mm (c) 0,58mm. 
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Figure VI-3. Variations pourcentage du °=90αG  sur échantillons massifs et revêtus. 
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Dans la pratique expérimentale cet effet de surface libre est évité par un choix approprié de la 

charge, effectué de sorte que la dimension de l'empreinte reste suffisamment faible devant 

l'épaisseur du revêtement. De ce fait, l'essai d'indentation interfaciale est déconseillé pour les 

revêtements très minces, car la ténacité interfaciale risquerait d'être sous estimée. 

 
Nos résultats montrent que dans un tel cadre, en effet, l'épaisseur du revêtement a une 

influence négligeable sur la valeur du taux de restitution d'énergie à la position °= 90α , qui 

est représentative de la valeur de la ténacité d'interface. 

 
3 Evaluation de l’influence des contraintes résiduelles sur les résultats 

numériques 
Les contraintes résiduelles exercent une influence importante sur l’adhérence 

revêtement/substrat. Dans cette partie, les contraintes résiduelles résultant de l'élaboration 

seront insérées dans le modèle numérique d’essai d’indentation interfaciale.  

 
Des contraintes suivant deux directions parallèles à l’interface revêtement/substrat, désignées 

par 1 et 2, sont introduites dans le modèle. La direction 1 est perpendiculaire à la direction du 

chargement d’indentation ; la direction 2 est parallèle au chargement d’indentation (figure VI-

4). 

Interface

Front de fissure

Indentation

1

2

⊗
3

 
Figure VI-4. Direction des contraintes résiduelles générées parallèlement à l’interface. 

 
L’état des contraintes en un point sous le référentiel montré dans la figure VI-4 est défini par 

9 composantes en 3-D, et s’exprime par la matrice suivante : 
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C’est une matrice symétrique, où seules 6 composantes sont indépendantes : 11σ , 22σ , 33σ , 

12σ , 13σ  et 23σ . Les valeurs qui nous intéressent ici sont celles de la contrainte 11σ  (dans la 

direction 1) et de la contrainte 22σ  (dans la direction 2). 

 
Deux méthodes peuvent être employées pour introduire ces valeurs dans le modèle 

numérique. La première méthode utilise l’option "conditions initiales" fournie par ABAQUS. 

Cette méthode permet d’introduire la contrainte par la définition de toutes ses composantes en 

chaque point d'intégration du modèle. La deuxième méthode, dite thermique, introduit un 

profil de contraintes résiduelles dans les deux directions parallèles à l'interface en changeant 

la température d’une partie du modèle. Les contraintes sont générées par la dilatation ou la 

contraction du matériau. Les deux méthodes exigent une étape d'équilibrage après la genèse 

des contraintes, qui permet d'ajuster les valeurs des autres composantes de la matrice. 

 
Les profils de contraintes créés, dont l'intensité maximale est située soit en surface, soit à 

l'interface, respectent les caractéristiques suivantes, observées expérimentalement :  

- les contraintes résiduelles engendrées ne présentent pas de variation brutale à 

l’interface revêtement/substrat, 

- dans le cas où deux contraintes principales sont présentes, les deux contraintes sont de 

même signe. 

 
Les différents profils de contraintes résiduelles générés dans la modélisation sont rassemblés 

dans le tableau VI-2. La figure VI-5 montre les profils de toutes les contraintes après l’étape 

d’équilibrage. On constate que l'amplitude des contraintes d'équilibrage est faible devant les 

contraintes principales 11σ  et 22σ . Aussi leur influence sera considérée comme négligeable 

dans la suite. Les amplitudes maximales des contraintes 11σ  ou 22σ  générées par la méthode 

"conditions initiales" et la méthode thermique dans la figure VI-5 sont respectivement 50MPa 

et 140MPa.  
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Tableau VI-2. Contraintes résiduelles générées dans le modèle numérique. 

Cas Direction Endroit Générateur Signe* 
Cas 1 11σ  interface *initial condition + 
Cas 2 

11σ  interface *initial condition - 
Cas 3 

22σ  interface *initial condition + 
Cas 4 22σ  interface *initial condition - 
Cas 5 11σ  surface *initial condition + 
Cas 6 

11σ  surface *initial condition - 
Cas 7 

22σ  surface *initial condition + 
Cas 8 22σ  surface *initial condition - 
Cas 9 11σ , 22σ  interface Méthode thermique - 

Cas 10 
11σ , 22σ  interface Méthode thermique + 

* contrainte en tension : + ; contrainte en compression : -. 
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Figure VI-5. Contraintes interfaciales et superficielles générées par l’option *initial conditions 

et la méthode thermique parallèlement à l’interface revêtement/substrat. 

 
Le modèle réalisé en utilisant ZENCRACK est utilisé pour évaluer l’influence des contraintes 

résiduelles sur le comportement mécanique de la fissure à l’interface revêtement/substrat 

(Cr3C2-NiCr/fonte grise). L’épaisseur du revêtement est de 0,37mm. La charge appliquée sur 

l’indenteur Vickers est de 5N. 

 
Les distributions de K1 en présence de contraintes résiduelles interfaciales et/ou superficielles 

ainsi qu'en l'absence de contraintes résiduelles (état 0=Rσ ) sont montrées dans la figure VI-

6.  
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Figure VI-6. Distributions du facteur d'intensité de contrainte K1 sur le front de fissure en 

présence de contraintes résiduelles. 

 
On peut observer dans la figure VI-6 (c) que les contraintes résiduelles superficielles dans les 

deux directions considérées n'ont aucune influence sur les valeurs de K1 le long du front de 

fissure. 

 
Les graphes (a) et (b) font état de l'influence des contraintes résiduelles interfaciales. Il 

apparaît que les contraintes interfaciales dans la direction 1, perpendiculaire à la direction du 

chargement d’indentation, n’ont pas d’influence, quel que soit leur signe. En revanche, les 

contraintes résiduelles interfaciales dans la direction 2, parallèle à la direction de la charge 

d’indentation, modifient K1 de façon très importante. On constate que des contraintes 

résiduelles interfaciales de compression augmentent notablement l’amplitude de K1, tandis 

que les contraintes résiduelles de traction ont l’effet inverse. 

 

(c) 

(b) 
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Sous un chargement identique et avec la même taille de fissure interfaciale initiale, la 

présence de 22σ  accroît ou diminue la valeur maximum de K1 à la position °= 90α , suivant 

son signe ; en conséquent, la valeur maximale du taux de restitution d’énergie Gmax varie de la 

même façon. Il en résulte que la ténacité ou l’adhérence revêtement/substrat dépendent 

largement de cette contrainte. 

 

Les résultats expérimentaux publiés dans la littérature [ARA2002, NUS2003] sont 

contradictoires quant à l’influence des contraintes résiduelles sur la valeur de ténacité 

apparente d’interface obtenue par l’essai d’indentation interfaciale. Dans le travail d’Araujo 

[ARA2002], il a été mis en évidence que les contraintes résiduelles de compression étaient 

néfastes à la valeur de la ténacité interfaciale, ce qui est conforme à notre résultat numérique. 

Toutefois, la valeur de la contrainte a seulement été déterminée en surface pour les différents 

échantillons. Au contraire, les résultats obtenus par Nuser Khan [NUS2003] montrent que des 

contraintes résiduelles de compression sont favorables à la valeur de la ténacité interfaciale 

déterminée par l’essai d’indentation interfaciale. Toutefois, l’amplitude maximale des profils 

mesurés par la méthode du perçage incrémental dans ses travaux se trouve un peu avant 

l’interface. Au niveau de l’interface, les valeurs relatives des contraintes s’inversent et il 

apparaît alors que les contraintes de compression les plus faibles, voire des contraintes de 

traction, favorisent la valeur de la ténacité interfaciale obtenue par l’essai d’indentation 

interfaciale. Des résultats récents [ARA2005] suggèrent que pour des revêtements projetés 

thermiquement, le paramètre influant sur la ténacité interfaciale serait l'écart de contrainte 

existant à l'interface entre le revêtement (en traction), et le substrat (en compression). D'après 

ce travail, plus cet écart est important, moins grande est la valeur de la ténacité interfaciale. 

 

Au vu des résultats numériques, il semble logique que des contraintes interfaciales de 

compression, s’ajoutant au chargement d’indentation interfaciale (comme représenté sur la 

figure VI-7), aient une influence néfaste sur la valeur de la ténacité apparente d’interface 

obtenue par l’essai d’indentation interfaciale. Ainsi, si l'on extrapole les résultats obtenus par 

le modèle élastique linéaire, on peut considérer que les contraintes résiduelles superficielles 

ont une influence lorsque l'on étudie le comportement élasto-plastique. Il est à prévoir que par 

ce modèle, des contraintes résiduelles superficielles de traction auront un effet bénéfique sur 

la valeur de la ténacité interfaciale puisqu'elles s'opposeront au chargement compressif 

responsable de la déformation plastique. 
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Figure VI-7. Représentation de l'influence de contraintes résiduelles dans un échantillon 

revêtu. 

 
En tout état de cause, l’influence des contraintes résiduelles sur la ténacité interfaciale est liée 

au moyen expérimental de détermination de cette ténacité. 

 

4 Influence de la forme de la fissure sur les résultats numériques 
Dans les simulations précédentes, une forme semi-circulaire a été retenue. Cette forme de 

fissure n’est pas toujours conforme à la situation réelle. En effet, d’après nos observations 

expérimentales rapportées dans le tableau III-10, la fissure interfaciale peut prendre une forme 

semi-elliptique. Nous avons introduit un paramètre k  définissant le rapport du grand axe sur 

le petit axe de cette fissure semi-elliptique (voir figure III-7). Ce paramètre k  varie autour de 

1,30 pour le revêtement d’alumine projeté par plasma sous air et de 1,43 pour le revêtement 

de carbure de chrome projeté par HVOF.  

 

Afin d’évaluer l’influence de la forme de la fissure sur son comportement à l’interface d’un 

échantillon revêtu, plusieurs calculs ont été effectués en faisant évoluer la forme de la fissure 

interfaciale.  

 

Le modèle numérique utilisant ZENCRACK est utilisé pour effectuer cette évaluation. 

L’échantillon modélisé est toujours de la fonte grise revêtue de carbure de chrome. La charge 

appliquée est de 1N. Le paramètre de forme de la fissure, k , varie entre 1,000 et 2,143 dans 

ces calculs. Les valeurs de K1 et K2 sont utilisées pour faire la comparaison de ces calculs 

avec différentes formes de fissure (figure V-8). On rappelle ici que pour K2, seules les valeurs 

calculées pour les nœuds après la position °= 55α  ont été validées dans le chapitre IV. De 

traction 



-Chapitre VI- Action de différents paramètres sur l'essai d'indentation interfaciale 

 130 

plus, nous nous intéressons seulement à la position °= 90α , considérée comme représentative 

de la ténacité interfaciale, et pour laquelle IIIK  est toujours nul. 

 

On peut observer dans la figure VI-8 que pour des fissures interfaciales de forme semi-

elliptique, les amplitudes maximales de K1 et K2 apparaissent toujours à la position °= 90α , 

ce qui confirme que cette position est la plus dangereuse. 

 

On constate aussi que les amplitudes des valeurs de K1 et K2 sont proportionnelles au 

paramètre de forme k . Plus le paramètre de forme k  est grand, plus les magnitudes de K1 et 

K2 sont élevées. En conséquence, la valeur de la ténacité interfaciale dépend de la forme de la 

fissure. 
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Figure VI-8. Valeurs de (a) K1 et (b) K2 le long du front de fissure pour différentes formes de 

fissures. 

 
La comparaison des fissurations obtenues par des indenteurs plus ou moins aigus devrait 

confirmer ce point comme nous allons le voir dans la suite. 

 

5 Indentation interfaciale avec l’indenteur Knoop 
Dans ce paragraphe, l'influence de la géométrie d'indenteur sur les résultats numériques est 

analysée à l'aide du modèle réalisé en utilisant ZENCRACK. En effet, nous venons de voir 

que la forme de la fissure a une influence sur la valeur de ténacité interfaciale que l'on peut 

obtenir grâce au modèle. Or nous avons constaté expérimentalement que la forme de 

l'indenteur joue sur celle de la fissure interfaciale. De plus, l'indentation Knoop est utile pour 

les revêtements de faible épaisseur. 
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Figure VI-9. Modélisation de l’indenteur Knoop par deux éléments plaques. 

 

Un demi indenteur Knoop est modélisé par deux plaques rigides planes comme il est montré 

dans la figure VI-9. L’angle entre les deux plaques ainsi que l’angle entre la surface à étudier 

et l’arête formée par les deux plaques, sont conformes à la géométrie de l’indenteur Knoop. 

La figure VI-10 présente une comparaison des facteurs d'intensité des contraintes sous 

chargement Vickers et Knoop. La charge appliquée sur l’indenteur est de 1N. 
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Figure VI-10. Comparaison des résultats des facteurs d'intensité des contraintes calculés avec 

indenteurs Vickers et Knoop. 

 

On constate d'après la figure VI-10 que la forme de l’indenteur a peu d’influence sur les 

valeurs de K2 et IIIK notamment au point le plus dangereux, à la position °= 90α . En 

revanche, le niveau de K1 sous chargement d’indenteur Knoop est moins élevé que sous 

chargement Vickers. Ceci est lié à la différence de géométrie entre les deux indenteurs : pour 

une même charge, la surface de contact entre l'échantillon et l'indenteur est plus importante 

pour l'indenteur Knoop que pour l'indenteur Vickers. La conséquence de ce phénomène est 

que la fissure interfaciale se propage moins profondément sous chargement Knoop que sous 

deux plaques rigides indentation sur bloc-fissure 
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chargement Vickers. C’est aussi la raison pour la quelle le paramètre de forme k  des fissures 

obtenues sous chargement Knoop est plus élevé que celui des fissures obtenues sous 

chargement Vickers (voir chapitre III). 

 

6 Direction de propagation de la fissure interfaciale 

Quand une fissure est chargée à la fois dans les modes I, II et III, chargement appelé à modes 

mixtes, la pointe de la fissure se déplace très souvent hors du plan de fissure. Pour prévoir la 

direction de progression de la fissure, trois critères peuvent être utilisés en régime linéaire-

élastique : l’orientation de la fissure suit (i) la direction de la contrainte circulaire maximale 

( maxθσ ); (ii) la direction du taux de restitution maximal d'énergie ( maxθG ); et (iii) la direction 

de la densité minimale d'énergie de déformation ( maxθS ). 

 

Le modèle numérique réalisé en utilisant ZENCRACK a servi à déterminer la direction de 

propagation d'une fissure interfaciale semi-circulaire soumise à un chargement d'indentation 

interfaciale. Dans le logiciel ZENCRACK, une option basée sur le critère du taux de 

restitution maximal d'énergie maxθG  est fournie pour calculer la direction de propagation 

d'une fissure.  

 

La direction de la propagation de la fissure est exprimée par un angle θ  entre le vecteur 

caractérisant la direction maxθG  et le plan où se trouve la fissure initiale (figure VI-11). Ce 

vecteur de direction est normal au front de la fissure initiale. Dans le cas de l'analyse 

stationnaire d'une fissure interfaciale, le plan de référence est l’interface revêtement/substrat. 

 

 

Figure VI-11. Présentation de l’angle de maxθG . 
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Une charge de 5N a été appliquée sur l’indenteur. Les directions de maxθG  calculées pour 

cette charge sont présentées dans la figure VI-12, où les valeurs positives de l’angle θ  

correspondent à une orientation vers le revêtement. Cela signifie que si la propagation de 

fissure est permise, la fissure tendra à se tourner vers le revêtement. 

 

Nous avons indiqué dans le chapitre IV que la précision de l’extraction de K2 et IIIK  est 

limitée dans le modèle utilisant le logiciel ZENCRACK. Ainsi, on n’étudie dans cette partie 

les angles de direction de propagation que pour les nœuds du front de fissure se trouvant sur 

la positon °= 90α . 

 

A la position °= 90α  la direction maxθG  prend une valeur de 85° pour la charge de 5 N dans 

la figure VI-12. Le front de fissure a donc tendance à s'orienter vers le revêtement.  
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Figure VI-12. Présentation des directions de maxG  sous la charge de 5N. 

 
La figure VI-13 représente la variation de la direction de propagation pour le nœud situé à la 

position °= 90α  en fonction de la charge appliquée. On constate que plus la charge est 

importante, plus le degré de cette inclinaison est élevé. Ce résultat est en accord avec les 

observations expérimentales, où les inclinaisons de fissure vers le revêtement carbure de 

chrome se produisent lorsque la charge d’indentation atteint un niveau suffisamment élevé. 
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Figure VI-13. Direction de maxθG  à la position °= 90α  en fonction de la charge appliquée. 

 

7 Conclusions  
Les différents points abordés dans cette partie montrent la sensibilité de notre modèle à divers 

paramètres (épaisseur de revêtement, géométrie d'indenteur, déviation de la fissure 

interfaciale) et que leur influence est la même que celle observée expérimentalement.  

 

Aussi, en ce qui concerne l'influence des contraintes résiduelles, qui n'est pas très bien établie 

expérimentalement, il semble que les résultats obtenus par le modèle soient pertinents. 

Toutefois, nous n'avons étudié qu'un nombre limité de cas, qui mettent en évidence l'influence 

de la valeur de la contrainte à l'interface, cette dernière semblant s'additionner au chargement 

de l'indenteur. Il serait intéressant de réaliser des calculs supplémentaires visant à déterminer 

l'influence d'une variation à partir d'une valeur non nulle. 
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Chapitre VII : Propagation de la fissure - Calcul de la 

ténacité interfaciale 
 

Dans le chapitre précédent, l'influence de différents paramètres sur le comportement 

mécanique d’une fissure stationnaire à l’interface revêtement/substrat a été étudiée. Il a été 

observé qu'en régime élastique linéaire, la position la plus profonde le long du front de fissure 

est la plus dangereuse. Ce point-là sera le premier à se rompre durant l’essai d'indentation 

interfaciale. Cette observation montre donc que c'est le comportement de ce point qui doit être 

pris en compte pour l'évaluation de la ténacité interfaciale par essai d’indentation interfaciale. 

Après avoir démontré la validité de ce postulat, nous allons rechercher une valeur critique 

caractérisant la ténacité interfaciale d’un échantillon revêtu par la modélisation numérique de 

la propagation de la fissure à l’interface revêtement/substrat. En effet, la fissure initiale du 

modèle est une simplification permettant de ne pas tenir compte de la phase d’amorçage. 

Nous considérons ici la définition de la ténacité comme valeur atteinte à l’issue de la 

propagation, et non comme valeur nécessaire à l’amorçage. 

 

1 Mécanismes de rupture et propagation du front de fissure 

1.1 Hypothèse retenue pour la propagation de fissure 

Zhang [ZHA1999], qui s'est intéressé à la détermination de la ténacité d’un matériau massif 

par l'essai d'indentation interfaciale, a proposé de prendre comme valeur critique la valeur du 

facteur d'intensité de contrainte en un point quelconque du front d'une fissure s'étant propagée 

sous l'effet de l'indentation. Il a fait l’hypothèse que la valeur moyenne du facteur d'intensité 

de contrainte le long de la fissure détermine une longueur de propagation unique pour tous les 

points du front de fissure. 

 

Ce modèle (ou cette simplification) nous paraît difficile à appliquer à notre problème du fait 

de la présence de deux matériaux de part et d’autre du front de fissure. En effet, dans l’analyse 

stationnaire d’une fissure interfaciale, nous avons constaté que la distribution des valeurs de 

K1 et G le long du front de fissure présente des écarts importants (figure V-3). La valeur de 

K1 atteint son maximum à °= 90α  ; cependant pour la partie de la fissure proche de la 

surface à pénétrer, les valeur de K1 sont proches de zéro. Il apparaît ainsi que la fissure ne 

devrait pas pouvoir maintenir sa forme semi-elliptique, parce que le point °= 90α  se propage 
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vraisemblablement plus loin que les autres positions sur le front de fissure. Toutefois, les 

résultats expérimentaux ont toujours permis d'observer une forme de fissure semi-elliptique. 

 

Nous faisons l'hypothèse que c'est, lors de la phase de chargement, le taux de restitution 

d'énergie au point le plus profond de la fissure qui gouverne à la fois la valeur de la ténacité 

d'interface et la propagation de la fissure. 

 

L’ouverture du front de fissure vers les zones où les valeurs de K1 et G sont faibles se produit 

alors sous l’effet de la concentration de contraintes liée à l’ouverture des zones ou K1 et G 

sont élevés. Une présentation de cette hypothèse d’évolution de fissure est montrée dans la 

figure VII-1. 
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Figure VII-1. Hypothèse concernant l’évolution de fissure interfaciale : (a) la première étape 

de la propagation de fissure ; (b) la fissure se dirige vers la surface. 

 

Pendant le chargement, quand le nœud le plus dangereux °= 90α  se propage d’un petit 

incrément en profondeur, un angle aigu est créé sur le front de fissure. La concentration de 

contraintes à ce point va entraîner l’ouverture du front de fissure vers le nœud suivant. 

Cependant, d'après les résultats obtenus dans le chapitre V, ce processus peut s'arrêter à une 

certaine position du front de fissure initial. En effet, deux phénomènes peuvent intervenir 

dans la propagation des points proches de la surface. Celle-ci peut avoir lieu lors de la phase 

de chargement lorsque les déformations plastiques des deux matériaux sont très différentes ; 

elle est alors gouvernée par les modes de cisaillement. La propagation des points proches de 

la surface peut également avoir lieu lors de la phase de déchargement lorsque la déformation 

plastique est prise en compte ; elle se produit alors sous l'effet du mode d'ouverture.  

(a) (b) 

initiale initiale 



-Chapitre VII- Propagation de la fissure - Calcul de la ténacité interfaciale 

 137 

La partie suivante vise à vérifier que cette hypothèse de propagation est conforme au(x) 

mécanisme(s) proposé(s) à l’issue du chapitre V. 

 

1.2 Vérification de l'hypothèse émise pour la propagation de fissure par la 

méthode d’éléments finis traditionnelle 

Il est impossible de faire une simulation numérique totale de cette évolution de fissure par la 

méthode d’éléments finis traditionnelle, car la géométrie est trop complexe à modéliser. 

Néanmoins, on peut analyser numériquement la première étape et la dernière étape de 

l'évolution de fissure proposée. 

 

Le modèle réalisé sous ABAQUS a été utilisé afin de simuler l’apparition d’une concentration 

de contraintes au coin aigu à la première étape du processus de propagation de fissure décrit 

ci-dessus. L’échantillon est en fonte grise revêtue de carbure de chrome. L’épaisseur du 

revêtement est de 0,37mm. Le front de fissure initial est de forme semi-circulaire avant 

l’ouverture à la position °= 90α . La liaison entre le front original et le front secondaire est 

supposée prendre la forme d’un arc de cercle. La charge appliquée sur l’indenteur est de 1N. 

Les autres conditions de calcul de ce modèle peuvent être trouvés dans le chapitre IV-3. Le 

maillage du bloc-fissure pour cette étape est montré dans la figure VII-2. 

 

 

                 
 

Figure VII-2. Maillage du bloc-fissure de la première étape de propagation. 

 

Les distributions des facteurs d'intensité des contraintes le long du front de fissure pour la 

première étape de la propagation de la fissure sont montrées dans la figure VII-3. 
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Figure VII-3. Facteurs d'intensité des contraintes pour la première étape de l’évolution de 

fissure interfaciale. 

 

Pour la première étape de propagation, un saut important de la valeur du facteur K1 est 

observé à la position du coin aigu sur le front de fissure. Cette valeur singulière du facteur 

d’intensité de contrainte prouve qu’il existe des concentrations de contraintes aux nœuds 

aigus qui se créent le long du front de fissure lors de la propagation. On vérifie que par ce 

modèle, la propagation des nœuds voisins de °= 90α  vers la surface est provoquée par 

l’ouverture en mode I, conformément au mécanisme de propagation déduit des résultats du 

chapitre V. 

 

Considérons à présent la dernière étape du processus, décrite dans la figure VII-4.  
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Figure VII-4. Hypothèse concernant l’évolution de fissure interfaciale : (a) la dernière étape 

de la propagation ; (b) la fissure résultante. 
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Le maillage du bloc-fissure pour cette étape est montré dans la figure VII-5. Les distributions 

des facteurs d'intensité des contraintes sont montrées dans la figure VII-6. Pour la dernière 

étape, un saut des valeurs des facteurs K2 et IIIK  est constaté à la position du nœud aigu. En 

revanche les valeurs de K1 sont nulles pour le front de fissure proche de la surface à étudier. 

Dans ce modèle, la propagation des nœuds du front de fissure proches de la surface est donc 

gouvernée par les modes de cisaillement, pourvu que ceux-ci soient suffisamment importants. 

Dans le cas contraire, la propagation s'arrête et peut avoir lieu lors du déchargement, si 

toutefois la charge appliquée est suffisante. 

 

 

                
Figure VII-5. Maillage du bloc-fissure de la dernière étape de propagation.     
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Figure VII-6. Facteurs d'intensité des contraintes pour la dernière étape de l’évolution de la 

fissure interfaciale. 
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Ces résultats montrent que l’on peut valablement indexer la valeur de la ténacité interfaciale 

sur celle du taux de restitution d'énergie et du facteur de concentration de contrainte K1 à la 

position °= 90α . 

 

2 Modélisation de la propagation de la fissure dans l'essai d’indentation 

interfaciale Vickers 
Dans ce qui suit, nous cherchons à déterminer la ténacité interfaciale d’un échantillon revêtu 

par la simulation de la propagation d’une fissure interfaciale. En général, les logiciels de 

calcul permettant de simuler la propagation d'une fissure requièrent la définition d'un critère 

d'arrêt pour la propagation.  

 

Les critères les plus utilisés sont les valeurs critiques du facteur d'intensité de contrainte K1 

ou du taux de restitution d'énergie G : tant que la valeur de K1 ou G est supérieure à une 

valeur critique, la fissure se propage ; lorsque la valeur de K1 ou G devient inférieure à cette 

valeur critique, la propagation s’arrête. 

 

Dans notre calcul, le critère de propagation utilisé est la relation entre la longueur de fissure et 

la charge appliquée déterminée expérimentalement. Le modèle permet la propagation de la 

fissure tant que le couple (charge, longueur de fissure) n'est pas atteint. Lorsque la 

propagation s'arrête, les valeurs critiques du taux de restitution d'énergie G et du facteur 

d'intensité de contrainte K1 peuvent être calculées, ainsi que la mixité de mode par 

l'intermédiaire de l'angle ψ .  

 

Dans notre calcul, la charge est appliquée sur l'indenteur de façon progressive. La fissure 

conserve sa forme semi-elliptique initiale, tous les points du front de fissure avançant d’une 

même distance à chaque incrément de charge. Les résultats expérimentaux présentés dans le 

tableau III-3 sont utilisés pour la simulation de la propagation de fissure, réalisée par le 

modèle utilisant ZENCRACK. 

 

Le premier calcul porte sur le cas d’une fissure à l’interface du couple carbure de 

chrome/fonte grise. Dans cette modélisation, l’épaisseur du revêtement de carbure de chrome 

est de 0,37mm. La charge appliquée par l'intermédiaire de l'indenteur Vickers est de 100N.  
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La forme de la fissure n'a pas été déterminée expérimentalement pour ce couple de matériaux. 

En revanche, nous avons constaté (tableau III-10) que les fissures à l'interface du couple 

carbure de chrome/acier allié ont un paramètre de forme moyen k de 1,43. C'est cette 

géométrie qui est choisie pour notre calcul. La taille initiale de la fissure est de 0,045mm.  

 

La figure VII-7 montre les distributions des facteurs d'intensité de contrainte et du taux de 

restitution d'énergie G le long du front de fissure, à la fin de la propagation. 

 

Les valeurs critiques sont calculées à la position °= 90α . On détermine ici une ténacité 

interfaciale en mode I : K1C=3,12 mMPa ⋅ . On peut aussi définir une énergie critique de 

fracture interfaciale CG  =90,3 2mJ . 
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Figure VII-7. Distribution des facteurs d'intensité des contraintes et du taux de restitution 

d’énergie G à la fin de la propagation de la fissure. (revêtement : fonte grise ; substrat : 

carbure de chrome ; épaisseur du revêtement : 0,37mm ; charge appliquée : 100N) 

 

Toutefois il faut signaler que la valeur de la ténacité issue de cette modélisation est assortie 

d'une valeur de mixité de mode due à la présence de deux matériaux différents de part et 
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d'autre de l'interface. Dans notre cas, il s'agit d'un mélange de mode I et mode II avec un angle 

ψ  de °−13 . Expérimentalement, il est difficile de déterminer une ténacité en pur mode I pour 

des échantillons revêtus. En revanche, la proportion des différents modes dépend fortement du 

type d'essai effectué. A titre d’exemple, la mixité de mode de la ténacité mesuré par l’essai de 

la poudre double cantilever est d’environ 3,5° ; celle mesuré par l’essai de flexion 4 points est 

d’environ 45° [LUC2003]. Aussi, il est délicat de comparer des valeurs obtenues par 

différents essais.  

 

La propagation de fissure a ensuite été simulée pour les échantillons dont les résultats d’essais 

d’indentation interfaciale sont présentés dans le tableau III-3. La fissure initiale est toujours 

supposée de forme semi-elliptique avec k =1,43. Les ténacités interfaciales K1C et leurs 

mixités de mode ψ  calculées par notre modélisation sont rassemblées dans le tableau VII-1 et 

présentées dans la figure VII-8. Les valeurs de ténacité obtenues en utilisant le modèle 

analytique (équation II-31) sont aussi présentées dans ce tableau. 

 

Tableau VII-1 : Ténacité interfaciale et mixité de mode obtenues par modélisation numérique. 

Substrat Fonte grise FGS700 Z20CNW22 XC10 

Epaisseur 

(mm) 
h=0,37 h=0,58 h=0,27 h=0,37 h=0,55 h=0,39 

Charge (N) K1C ψ  K1C ψ  K1C ψ  K1C ψ  K1C ψ  K1C ψ  

20 1,55 -18,9   1,65 -18,2       

30 1,76 -16,0   2,35 -15,7 1,83 -21,9     

50 1,96 -17,2   3,21 -13,5 2,16 -17,7     

100 3,12 -13,8 2,96 -14,5 4,60 -12,7 3,25 -17,6 2,68 1,7 2,17 10,3 

156 4,13 -10,1 3,51 -15,8   4,32 -13,4 2,90 2,0 3,35 8,2 

200   3,78 -14,0     3,29 2,3   

Modèle 

analytique 
3,8 0 3,8 0 4,4 0 4,4 0 8,4 0 9,4 0 

* L’unité de K1C est le mMPa ⋅  ; celle de ψ  est le degré. 
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Figure VII-8. Présentation de la ténacité interfaciale calculée numériquement en fonction de la 

charge appliquée. 

 

Contrairement à ce qui était attendu, nous observons dans la figure VII-8 que la ténacité 

interfaciale varie avec la charge appliquée dans l’essai d’indentation interfaciale. Une valeur 

plus élevée est obtenue pour une charge plus importante. 

 

Dans la plupart des cas expérimentaux utilisés, la variation du rapport 32 aP n'est pas aussi 

monotone en fonction de la charge que notre résultat (Figure VII-9). 
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Figure VII-9. Présentation de la valeur de 32 aP  en fonction de la charge P .  

 

L'hypothèse de propagation que nous avons faite, si elle considère que la propagation dépend 

uniquement et globalement du déplacement du point à la position °= 90α , considère 

également que le mécanisme de propagation des points les plus proches de la surface dépend 

de l'ampleur de la déformation plastique des matériaux, qui n'est pas prise en compte ici. Il 
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n'est pas possible de simuler numériquement la propagation de fissure en prenant des lois de 

comportement élasto-plastiques pour les matériaux. Cependant, si tel était le cas, l'énergie 

emmagasinée par la déformation plastique des matériaux lors de la phase de chargement 

aurait pour effet de diminuer la concentration de contraintes au point °= 90α . Il semble donc 

possible que l'augmentation de la valeur de ténacité avec le chargement soit liée à l'absence de 

prise en compte de la déformation plastique. 

 

Nous observons également que, pour des couples identiques de matériaux, la variation de la 

ténacité en fonction de la charge dépend de l’épaisseur du revêtement : plus le revêtement est 

épais, moins cette variation est rapide. Ceci est dû à la sensibilité de notre modèle à l’effet de 

surface libre, et au fait qu’en conditions élastiques linéaires sans prise en compte de 

l’endommagement, les niveaux de contraintes atteints accentuent cette sensibilité. 

 

On constate enfin que notre modèle n’est pas suffisamment discriminant pour les couples 

fonte grise/carbure de chrome et FGS/carbure de chrome avec une épaisseur de revêtement de 

0,37 mm pour lesquels les longueurs de fissure mesurées sous une même charge sont pourtant 

assez différentes. Ceci peut être attribué aux difficultés évoquées ci-dessus (sensibilité à 

l’effet de surface libre, négligence du comportement plastique et de l’endommagement), mais 

également au principe de remaillage du bloc-fissure. En effet, pour les charges élevées, la 

taille de la fissure est de même ordre de grandeur que celle du bloc-fissure, alors que le 

nombre de nœuds reste constant. De ce fait la précision du calcul est altérée. 
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Figure VII-10. Présentation de la mixité de mode calculée numériquement en fonction de la 

charge appliquée. 
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La mixité de mode de la ténacité calculée par le modèle analytique est supposée être nulle. 

Nous constatons dans la figure VII-10 que la mixité de mode est sensible à la différence entre 

les modules des substrats. La contribution du mode II de cisaillement dans la fissuration 

interfaciale n’est pas négligeable. En revanche, celle du mode III n'est pas prise en compte 

dans la modélisation, car la ténacité est prélevée à la position °= 90α  qui se trouve dans le 

plan de symétrie.  

 

3 Conclusions  
Dans cette partie, nous avons émis l’hypothèse que la globalité de la propagation du front de 

fissure est gouvernée par le déplacement du point le plus profond. Cette hypothèse semble 

conforme aux mécanismes envisagés à l’issue des calculs du chapitre V.  

 

Toutefois la valeur de ténacité déterminée pour ce point à l’issue de la simulation de la 

propagation de fissure n’est pas une constante. Sa dépendance à la charge appliquée indique 

qu’il serait nécessaire de prendre en compte la déformation plastique des matériaux pour 

obtenir un meilleur résultat. 
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Conclusion générale 
 

Les travaux de recherche présentés ici concernent la modélisation numérique de l’essai 

d’indentation interfaciale. Dans ce but, nous avons réalisé trois modèles utilisant différentes 

techniques numériques.  

 

Les résultats comparatifs issus de ces trois modèles indiquent que lors de la phase de 

chargement, les contraintes les plus intenses se développent au niveau de la pointe de 

l’indenteur. Si la charge est suffisante, l’amorçage d’une fissure devrait donc se produire à 

partir du point le plus profond. De plus, pendant la phase de chargement, il est observé que la 

surface est le siège de contraintes de compression. En considérant le comportement élasto-

plastique des matériaux, nous avons pu observer la phase de déchargement. Celle-ci 

s’accompagne d’une augmentation de la contrainte d’ouverture vers la surface, propice à la 

propagation de fissures vers la surface. Toutefois, les modèles réalisés ne permettent pas de 

comparer les niveaux de contraintes atteints lors des deux phases. 

 

D’un point de vue qualitatif, le mécanisme de propagation de fissure en fonction du 

chargement peut s’expliquer de la manière suivante : 

- Pour les charges les plus faibles, l’apparition de fissures de type Palmqvist, ou en 

tout cas de fissures plus superficielles, survient lors du déchargement sous l’effet des 

contraintes résiduelles liées à la plastification. 

- Lorsque la charge sur l’indenteur augmente, les concentrations de contraintes en 

pointe d’indenteur peuvent devenir suffisantes pour amorcer les fissures médianes. 

Toutefois la propagation de ces dernières se produit à la fois pendant le chargement, 

jusqu’à un point limite le long du front de fissure, et pendant le déchargement jusqu’à 

la surface. 

 

La présence de matériaux différents de part et d’autre de l’interface a une influence sur le 

mode de propagation de la fissure. L’incompatibilité de déformation dans le domaine 

élastique ou plastique induit une proportion de mode II, cependant, dans les cas que nous 

avons considérés, celle-ci n’est pas prépondérante sur le mode I imposé par l’effet de coin lié 

à l’enfoncement de l’indenteur. 
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L’étude de l’influence de l’épaisseur du revêtement met en évidence une grande sensibilité du 

modèle à l’effet de surface libre. Cette influence apparaît également expérimentalement : 

lorsque l’épaisseur du revêtement augmente, la pente de la droite de fissuration diminue. 

Nous avons constaté que pour des épaisseurs de revêtement de l’ordre de 2 mm, il devient 

difficile de générer des fissures à l’interface même sous de fortes charges. Il semble donc que 

la droite de dureté apparente soit la limite vers laquelle les droites de fissuration tendent 

lorsque l’épaisseur du revêtement augmente. Ces variations sont moins prononcées lorsque 

l’on emploie un indenteur Knoop. Ces résultats montrent que l’effet de coin lié à la 

pénétration de l’indenteur Vickers induit un effort de flexion sur le revêtement, ce dernier 

étant moins important dans le cas du pénétrateur Knoop, de par sa géométrie.  

 

L’étude de l’influence des contraintes résiduelles montre que la présence de contraintes 

résiduelles interfaciales perpendiculaires à la direction d’indentation n’exerce pas d’influence 

sur la ténacité interfaciale, contrairement aux contraintes résiduelles parallèles à la direction 

d’indentation. Ces dernières s’ajoutent au chargement de l’indenteur. Ainsi, nous avons 

observé que des contraintes résiduelles interfaciales de compression diminuent la valeur de la 

ténacité d’interface. Cependant, des calculs complémentaires doivent être menés afin de 

vérifier quel est le paramètre influent entre la valeur de contrainte interfaciale et la valeur de 

l’écart de contrainte au niveau de l’interface. 

 

L’étude du mécanisme de propagation des fissures interfaciales indique que le calcul de la 

ténacité devrait être effectué à partir du point de la fissure situé directement sous la pointe de 

l’indenteur. En effet, c’est le déplacement de ce point qui semble gouverner la propagation de 

la fissure. Nous avons également montré qu’il convient de choisir correctement la forme de la 

fissure et la forme de l’indenteur car celles-ci ont une influence notable sur la valeur du 

coefficient de concentration de contraintes en ce point. 

 

Les valeurs de ténacité calculées à l’issue de la propagation des fissures en utilisant les 

valeurs expérimentales comme critère d’arrêt, montrent une certaine dépendance à la charge 

appliquée et à l’épaisseur du revêtement. Toutefois, lorsque la fissure devient grande par 

rapport à l’empreinte d’indentation, on observe une tendance asymptotique vers la valeur 

obtenue par le modèle analytique.  
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Pour améliorer le modèle, on peut proposer à titre de perspectives les actions suivantes : 

- intégration du comportement élasto-plastique autour de l’indenteur, 

- intégration de l’endommagement des matériaux, 

- prise en compte du frottement indenteur/matériaux, 

- développement d’un bloc-fissure spécifique à l’indentation dans lequel le remaillage 

automatique se produira autour de l’indenteur et du front de la fissure. 

 

La méthode utilisant les éléments cohésifs semble également prometteuse dans l’objectif 

d’obtenir une valeur caractéristique de l’adhérence par un calcul inverse. 
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Annexe 1  Détermination des contraintes résiduelles par la 

méthode du perçage incrémental 
 

Tableau A1-I. Présentation des pas de mesure et des déformations mesurées pour l’échantillon 

revêtu de Bronze d’Aluminium avec une épaisseur de revêtement 0,60mm. 

Pas 
Profondeur 

(mm) 
µdéf 1 µdéf 2 µdéf 3 

Contrainte 

principale 1 

Contrainte 

principale 2 

1 0,01 -9 -7 -12 292 620 

2 0,02 -29 -30 -36 615 803 

3 0,04 -68 -78 -85 553 805 

4 0,08 -143 -149 -151 699 592 

5 0,12 -235 -240 -239 674 631 

6 0,20 -408 -429 -408 545 396 

7 0,30 -549 -562 -517 196 82 

8 0,40 -556 -565 -525 -275 -180 

9 0,50 -638 -608 -574 273 3 

10 0,52 -644 -613 -581 -185 6 

11 0,54 -644 -614 -583 -254 -122 

12 0,56 -641 -613 -583 -409 -148 

13 0,58 -634 -609 -580 -495 -289 

14 0,60 -626 -604 -575 -502 -253 

15 0,62 -618 -598 -569 -647 -432 

16 0,65 -609 -590 -560 -352 -420 

17 0,70 -603 -584 -553 -237 -168 

18 0,75 -606 -586 -553 122 -103 

19 0,80 -610 -589 -554 90 41 
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Tableau A1-II. Présentation des pas de mesure et des déformations mesurées pour 

l’échantillon revêtu de Bronze d’Aluminium avec une épaisseur de revêtement 0,85mm. 

Pas 
Profondeur 

(mm) 
µdéf 1 µdéf 2 µdéf 3 

Contrainte 

principale 1 

Contrainte 

principale 2 

1 0,02 -6 -3 -7 70 205 

2 0,06 -12 -13 -15 21 85 

3 0,21 -162 -151 -150 299 261 

4 0,52 -396 -363 -327 133 80 

5 0,70 -464 -425 -390 24 56 

6 0,76 -480 -439 -401 67 0 

7 0,82 -491 -452 -408 59 -74 

8 0,84 -490 -452 -407 -355 -248 

9 0,86 -499 -459 -412 -358 -558 

10 0,89 -498 -454 -403 -99 -409 

11 0,94 -510 -462 -406 345 123 
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Annexe 2  Présentation du code ZENCRACK 
 
 
1 Introduction  
Le logiciel permet d'effectuer des calculs de propagation de fissures tridimensionnelles dans 

les limites de la mécanique linéaire de la rupture, c'est-à-dire dans le cas où les déformations 

autour de la fissure pourraient être considérées comme élastiques ou faiblement plastiques. 

 

Ce code emploie la méthode des éléments finis par l'intermédiaire d'interfaces à ABAQUS, à 

ANSYS [ANY2004] et à MSC.Marc [MAR2003]. Le logiciel ABAQUS est utilisé 

conjointement avec ZENCRACK dans ce travail. 

 

Le logiciel peut prendre en charge deux types d'analyse. Quand le chargement statique est 

important le programme peut être employé pour évaluer des facteurs d'intensité des 

contraintes en utilisant le taux de restitution d'énergie et la méthode basée sur les 

déplacements nodaux. Quand le chargement dépend du temps ou qu’on souhaite étudier la 

propagation d’une fissure il suffit de définir une loi de propagation ou bien spectre de 

chargement.  

 

Le logiciel permet le maillage, l'analyse ainsi que le post-traitement des résultats d’éléments 

finis. 

 

L’approche "bloc-fissure" consiste à prendre un maillage 3D initial non fissuré dans lequel on 

va ensuite insérer une ou plusieurs fissures sans restriction de forme ou de géométrie. Le 

maillage fissuré est alors soumis à l'analyse par éléments finis. Les résultats sont extraits et 

traités dans une première étape. Lorsque la propagation de la fissure suit un modèle défini à 

l’avance, un déplacement élémentaire est imposé au front de fissure, et l’on procède à une 

étape supplémentaire de calcul. Un remaillage s’effectue après chaque déplacement du front 

de fissure. Ce processus peut être répété jusqu'à ce que l'analyse atteigne une valeur définie au 

préalable, qui peut être une valeur critique de la ténacité IcK  ou du taux de restitution 

d'énergie CG . L'organigramme ci-dessous donne une vue d'ensemble du déroulement du 

programme.  
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Figure A2-1. Organigramme du déroulement du programme. 

 

2 Technique du bloc-fissure 
 
2.1 Définition du bloc-fissure 

L'approche du bloc-fissure est employée pour produire des maillages 3D contenant un ou 

plusieurs fronts de fissure. Le terme bloc-fissure désigne un ensemble de briques stockées 

comme une brique unitaire. Les blocs-fissure contiennent des fissures en quart de cercle ou 

traversantes. 

 

Différents blocs-fissure sont disponibles. Ils diffèrent par leur géométrie et par le nombre 

d’éléments le long du front de fissure. Leur désignation est basée sur leur type (.sq pour les 

fissures en quart de cercle ; .st pour les fissures traversantes), sur le nombre total d'éléments 

du bloc, et sur le nombre d'éléments le long du front de fissure. Par exemple, pour le bloc-

fissure ‘sq3968x16’, le nombre d’éléments au total est de 3968, celui des éléments le long le 

front de fissure est de 16. 

 

La Figure A2-2 montre quelques-uns des blocs-fissure possibles: 
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(a) bloc-fissure traversante à 5 éléments sur front de fissure  

 
(b) bloc-fissure en quart de cercle à 6 éléments sur front de fissure 

Figure A2-2. Exemples de bloc-fissure.  

 

Les blocs-fissure sont paramétrés de sorte que la taille et la forme de la fissure puissent être 

définies par l'utilisateur. Par exemple, la fissure initiale dérivée d'un bloc-fissure en quart de 

cercle peut être elliptique. Les blocs-fissure peuvent aussi être reliés ensemble pour former 

différentes formes de fissures requises dans le maillage fissuré. Dans la figure A2-5, deux 

blocs-fissure ont été fusionnés ensemble pour former un seul front de fissure. 

 

Les éléments formant le front de fissure dans chaque bloc-fissure sont modélisés en utilisant 

des éléments hexaèdres spéciaux à 8 ou 20 nœuds. Le front de fissure lui-même est constitué 

par une série de nœuds sur la surface du bloc-fissure. Le maillage interne du bloc-fissure est 

très fin au voisinage du front de fissure et plus large à mesure que l'on s'en éloigne, de sorte 

que certaines faces du bloc-fissure coïncident avec les briques standard afin d’être incluses 

dans le maillage fourni par l'utilisateur. Les autres faces du bloc-fissure, qui possèdent une 
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grande densité de nœuds, peuvent être laissées en tant que surfaces libres, surfaces de 

symétrie, ou reliées à un autre bloc-fissure, compatible. Dans certains blocs-fissure, toutes les 

surfaces externes sont fortement peuplées. Ce bloc-fissure spécial, désigné sous le nom de 

grand bloc-fissure, doit être attaché au reste du maillage écrit par l'utilisateur (Figure A2-3). 

 

                     
Figure A2-3. Vues avant et arrière d'un grand bloc-fissure sq496x8. 

 

2.2 Réalisation d'un maillage fissuré 
Le procédé de maillage consiste à remplacer par un bloc-fissure un ou plusieurs éléments 

hexaèdres à 8 ou 20 nœuds dans un maillage fourni par l'utilisateur. 

 

Dans le cas le plus simple, un maillage fissuré peut contenir un simple bloc-fissure et donc un 

seul front de fissure. Dans ce cas seulement un côté de la fissure (c.-à-d. une lèvre de fissure) 

est modélisé et des contraintes de symétrie doivent être appliquées.  

 

Si les deux côtés de la fissure (c.-à-d. les deux lèvres de fissure) doivent être modélisés, alors 

une paire de blocs-fissure est employée avec une correspondance face-à-face des blocs-

fissure. Un exemple avec deux blocs-fissure utilisés face-à-face est montré dans la figure A2-

4. Sur le schéma de gauche, deux blocs-fissure sont employés et il y a seulement un front de 

fissure. Sur le schéma de droite, quatre blocs-fissure sont employés et il y a deux fronts de 

fissure. 
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Figure A2-4. Exemples de maillages fissurés avec modélisation des deux côtés de la fissure. 

 

Le fusionnement des blocs-fissure entre eux et avec le maillage non fissuré est effectué 

automatiquement pour créer un nouveau maillage d’éléments finis contenant les fronts de 

fissures requis. Ce nouveau maillage fissuré peut être soumis pour l'analyse par éléments finis 

ou l'analyse de propagation de la fissure. 

 

Un résumé du procédé de maillage par la technique du bloc-fissure est illustré dans la Figure 

A2-5. Dans le maillage non fissuré initial (figure A2-5-1), la position du front de fissure 

désiré est marquée par une ligne en pointillés. Deux types de blocs-fissure sont ensuite choisis 

pour générer la fissure (figure A2-5-2). Ils sont transposés dans les éléments initiaux non 

fissurés (figure A2-5-3). Le maillage fissuré est présenté dans figure A2-5-4. La figure A2-5-

5 montre l'état de la structure après propagation de la fissure. 
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Figure A2-5. Création d'un maillage fissuré par la technique du bloc-fissure. 

 

Lorsque l'on emploie de grands blocs-fissure, dont aucune des surfaces ne coïncide avec des 

éléments standard, le fusionnement au reste du maillage doit être effectué avec une méthode 

d’attachement de surface. Cet attachement est réalisé dans ABAQUS  à l’aide de l’option 

*TIE. Un exemple de grand bloc-fissure inséré dans un maillage à l'aide de cette option est 

montré dans la figure A2-6. 

 

Quand l’option *TIE est employée pour incorporer le bloc-fissure au maillage, il peut y avoir 

des discontinuités de contraintes à travers la frontière entre le bloc-fissure et le maillage 

environnant. Pour contourner cette difficulté, ZENCRACK offre la possibilité de produire un 

"emballage" d’éléments de transition autour des surfaces externes du bloc-fissure. La figure 

A2-7 illustre l’effet des éléments de transition.  
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Figure A2-6. Exemple d’attachement de grand bloc-fissure sq496x8 au reste du maillage par 

l’option *TIE d’ABAQUS.  

 

 
Discontinuités des contraintes à la frontière pour le grand bloc-fissure sans éléments de transition 

 

Figure A2-7.a Grand bloc-fissure sans éléments de transition 

 
L'insertion d'une bande d'éléments de transition améliore la distribution des contraintes 

 
Figure A2-7.b Grand bloc-fissure avec éléments de transition 
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2.3 Fichier d’entrée 
 
2.3.1 Analyse stationnaire d’une fissure 

Le procédé de maillage des fissures exige qu'un fichier de maillage non fissuré soit fourni par 

l'utilisateur. Ceci peut être produit par n'importe quel pré-processeur.  

 

Le fichier d'entrée est un fichier ASCII d'information additionnelle. Il contient des lignes de 

mots-clés et de données pour définir les conditions reliées à la fissure pour l'analyse. La 

majorité des options ont des valeurs par défaut et seulement une quantité minimale de 

données "essentielles" est nécessaire. Par exemple, un fichier d'entrée minimal pour l'analyse 

d'une fissure initiale où seulement un bloc-fissure est considéré peut être : 

 

*FILES,UNCRACKED = example.inp  

Fichier de maillage non fissuré ABAQUS 

*OPTIONS, INTERFACE=ABAQUS, TYPE=INITIAL          

Analyse stationnaire de la fissure 
                                                                 Interface avec ABAQUS 

*CRACK FRONT, INITIAL = SIZE      Définition du front de fissure 

sq103x4.sup  Bloc-fissure 

  1  5   1    1.0   1.0 

             La taille initiale de la fissure 

            Les nœuds des sommets pour positionner le bloc-fissure 

            L’élément qui sera remplacé par le bloc-fissure 

*MATERIAL           Propriétés mécaniques : module d’Young et coefficient de Poisson 

 210000  0.3 

*END                Fin de fichier d’entrée de ZENCRACK 
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Figure A2-8. Présentation du front de fissure généré par le fichier d’entrée ZENCRACK : à 

gauche, élément 1 dans le maillage non fissuré ; à droite, front de fissure généré par le fichier 

d’entrée décrit ci-dessus. 

 

Dans cet exemple, un seul bloc-fissure en quart de cercle, sq103x4.sup, remplace l'élément 1 

dans le maillage non fissuré. La fissure est orientée en utilisant les nœuds 5 et 1 aux sommets 

de cet élément. La taille initiale de fissure est de 1,0 unité le long de l’arête du bloc-fissure. 

Les propriétés mécaniques (module d’Young E  et coefficient de Poisson v ) sont fournies 

pour permettre la conversion entre les facteurs d'intensité des contraintes K  et le taux de 

restitution d'énergie G . Le front de fissure généré par ce fichier ZENCRACK est montré dans 

la Figure A2-8. 

 

2.3.2 Propagation de fissure 

La propagation de fissure peut être étudiée sous chargement statique ou cyclique [ZEN2004]. 

La méthode de superposition est aussi applicable pour combiner un ensemble de chargements 

statiques et cycliques. 

  

Voici un exemple de fichier d'entrée pour la prédiction de la propagation de fissure sous 

chargement de fatigue : 

 

*FILES,UNCRACKED=example.inp 

*OPTIONS, INTERFACE=ABAQUS, TYPE=FATIGUE   

         Propagation de fissure 

*CRACK FRONT, INITIAL=SIZE 

1 

1 
1 

5 6 

7 8 

3 

1 
2 
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sq103x4.sup 

 1  5   1    1.0   1.0 

*LOAD SYSTEM, TYPE=CONSTANT AMPLITUDE  Système de chargement 

 0.1  1.0 

*CRACK GROWTH DATA, TYPE=PARIS        Définition de la loi de propagation 

 7.75E-13 3.2 

*MATERIAL 

 210000 0.3 

*END               Fin de fichier d’entrée 
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