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Le but de ce travail est l’étude du comportement en fatigue de l’acier API X60 et l’influence 

des traitements thermiques et mécaniques. L’évaluation de l’intégrité et la sécurité des 

structures soudées impose la démarche entreprise dans cette recherche. Les observations 

microstructurales sur les différentes zones du cordon de soudure ont indiqué que la variation de 

structure hétérogène et une destruction progressive des bandes de laminage qui provoque une 

nouvelle phase conduisant à une chute des propriétés mécaniques nécessitant un traitement 

après soudage. La vitesse de fissuration par fatigue diverge au-delà du seuil de , mais aucune 

déviation de la fissure de son axe de propagation n’a été remarquée, ce qui confirme le bon 

choix du métal d’apport à celui du métal de base avec un overmatching M=1.1, et les traitements 

appliqués à la structure. Cette vitesse de fissuration par fatigue dans le sens transversal à la 

direction de soudage présente au début une allure semblable à celle de MB, mais enregistre un 

retard dès que la pointe de fissure entra dans la deuxième zone (ZAT) puis elle progresse 

rapidement. Cette évolution est caractérisée par une perturbation due au changement répété de 

microstructure. 

Mots clefs : Fissure de fatigue ; Traitement thermomécanique ; microstructure des joints 

soudés ; propagation d'une fissure ; propriétés mécaniques de l'acier API X60 ; composition 

chimique. 
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The aim of this work is the study of the fatigue behaviour of API X60 steel and the influence 

of thermal and mechanical treatments. The evaluation of the integrity and safety of welded 

structures dictates the approach taken in this research. The microstructural observations on the 

different zones of the weld seam indicates that the variation of heterogeneous structure is a 

progressive destruction of the strips of lamination which cause a new phase leading to a drop 

in the mechanical properties requiring treatment after welding. The fatigue cracking rate 

diverges beyond the threshold of, but no deviation of the crack from its propagation axis was 

noticed, which confirms the correct choice of filler metal over that of the base metal with an 

overmatching M = 1.1, and the treatments applied to the structure. This fatigue cracking rate 

transversal to the welding direction initially presents an aspect similar to that of BM but 

registers a delay as soon as the crack tip enters the second zone (HAZ) then it progresses rapidly. 

This evolution is characterized by a disturbance due to the repeated change of microstructure. 

KEYWORDS. Fatigue crack; Thermal-mechanical treatment; microstructure of welded joints; 

crack propagation; mechanical properties of API X60 steel; chemical composition. 
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. والميكانيكية الحرارية المعالجات وتأثير  API X60صلب  تعب سلوكيات دراسة هو العمل هذا من الهدف 

 المجهرية الهيكلية الملاحظات تشير. البحث هذا في المتبع النهج الملحومة الهياكل وسلامة سلامة تقييم يحدد

 التصفيح لشرائح تدريجي تدمير هو المتجانس غير الهيكل تباين أن إلى اللحام لدرز المختلفة المناطق على

. اللحام بعد المعالجة تتطلب التي الميكانيكية الخصائص في انخفاض إلى تؤدي جديدة مرحلة إلى يؤدي مما

 مما انتشاره، محور عن الشق في انحراف أي يلُاحظ لم ولكن عتبة، وراء ما إلى الكلال تكسير معدل يتباعد

 على المطبقة التطابق والمعالجات زيادة مع الأساسي المعدن على الحشو لمعدن الصحيح الاختيار يؤكد

 ولكنه ،M=1,1للمعدن الأساسيالبداية مشابها  في اللحام اتجاه إلى هذا الكلال معدل تكسير معدل يقدم. هيكل

. بسرعة يتقدم ثم (المنطقة المتضررة حراريا)الثانية  المنطقة إلى الكسر طرف دخول بمجرد تأخيرًا يسجل

 .                                                                                           المجهرية البنية تغيير تكرارها بسبب باضطراب التطور هذا يتميز

 الكسر انتشار ،الملحومة للمفاصل المجهرية البنية الميكانيكية الحرارية المعالجة التعب صدع .الدالة الكلمات

 التركيب الكيميائي ،  API X60للصلب الميكانيكية الخواص

 

 

 

 
 

 ملخص



vi 
 

 

 
 

 

DEDICACE ........................................................................................................................... i 

REMERCIMENTS ............................................................................................................... ii 

RESUME ............................................................................................................................. iii 

ABSTRACT ......................................................................................................................... iv 

v                                                                     ملخص 

TABLE DES MATIERES .................................................................................................... vi 

LISTE DES FIGURES........................................................................................................... x 

LISTE DES TABLEAUX .................................................................................................. xiii 

NOTATIONS ET ABREVIATIONS .................................................................................. xiv 

INTRODUCTION GENERALE ......................................................................................... 1 

ETAT DE L’ART 

A-I GENERALITES ............................................................................................................ 4 

A-I.-1 Mécanique de la rupture ............................................................................................... 5 

A-I-1-1 Modes de rupture .....................................................................................................6 

A-I-1-2 Facteur d’intensité de contrainte............................................................................... 9 

A-I-1-3 Critère de facteur d’intensité de contrainte .............................................................. 10 

A-I-1-3-1 Température ..................................................................................................... 11 

A-I-1-3-2 Vitesse de sollicitation ...................................................................................... 12 

A-I-1-3-3 Epaisseur .......................................................................................................... 12 

A-I-1-4 Taux de restitution d’énergie ................................................................................. 14 

A-I-1-5 Expression de G en fonction de paramètres globaux ................................................ 15 

A-I-1-6 Expression de G en fonction de paramètres locaux ................................................. 17 

A-I-2 Mécanique élasto-plastique de la rupture .................................................................... 17 

A-I-2-1 Ouverture en front de fissure (CTOD) ................................................................... 17 

A-I-2-2 Valeur critique de l’ouverture en front de fissure CTODc ....................................... 19 

A-I-2-3 Concept de l'intégrale J .......................................................................................... 20 

A-I-2-3-1 Intégrale J ........................................................................................................ 20 

A-I-2-3-2 Valeur critique de l’intégrale J (JIC) ................................................................... 22 

A-I-2-3-3 Détermination expérimentale du paramètre énergétique J ................................. 24 

A-I-2-3-3-1 Technique à plusieurs échantillons .............................................................. 25 

A-I-2-3-3-2 Méthode des fissures profondes .................................................................. 28 

A-I-2-3-4 Mesure de l'émoussement et de la croissance de la fissure ................................. 29 

A-I-2-3-4-1 Méthode du chargement interrompu ............................................................ 30 

A-I-2-3-4-2 Méthode des décharges partielles (méthode complaisance) .......................... 30 

B-I COMPORTEMENT EN FATIGUE DES JOINTS SOUDES .................................... 32 

B-I-1 Introduction ................................................................................................................ 32 

B-I-2 Vitesse de propagation des fissures dans les soudures ................................................... 33 

B-I-2-1 Propagation dans la zone affectée thermiquement ZAT ........................................... 33 

B-I-2-1-1 Influence de la limite d’élasticité ....................................................................... 33 

TABLE DES MATIERES 



vii 
 

B-I-2-1-2 Rôle de la microstructure .................................................................................. 34 

B-I-2-1-3 Effet du rapport de charge R .......................................................................... 34 

B-I-2-1-4 Influence du sens de prélèvement ...................................................................... 34 

B-I-2-2 Propagation dans le métal fondu MF ...................................................................... 35 

B-I-2-3 Effet de l’environnement ........................................................................................ 35 

B-I-2-4 Rôle des contraintes résiduelles .............................................................................. 36 

B-I-2-4-1 distribution des contraintes résiduelles dans les soudures ................................... 36 

B-I-2-4-2 Effet de divers paramètres ................................................................................ 36 

B-I-2-4-2-1 Limite d’élasticité ........................................................................................ 36 

B-I-2-4-2-1 Epaisseur de la tôle ...................................................................................... 36 

B-I-3 L'hétérogénéité due à la soudure ................................................................................. 36 

B-I-3-1 Le Mismatching ..................................................................................................... 37 

B-I-3-2 Effet de mis-matching sur les évolutions des paramètres J et CTOD ....................... 37 

B-I-3-4 Les contraintes résiduelles ..................................................................................... 39 

C-I APPROCHE LOCALE DE LA DECHIRURE DUCTILE ...................................... 40 

C-I-1 Introduction ................................................................................................................ 40 

C-I-2 Mécanisme de rupture par déchirure ductile ................................................................ 40 

C-I-2-1 Germination (nucléation) des cavités ...................................................................... 41 

C-I-2-2 Croissance des cavités ........................................................................................... 43 

C-I-3 Modélisation de la déchirure ductile ............................................................................ 43 

C-I-3-1 Modèles de croissance des cavités........................................................................... 43 

C-I-3-1-1 Modèle de croissance de cavités de Rice et Tracey ............................................. 43 

C-I-3-1-2 Vérification expérimentale du Modèle de Rice - Tracey ................................... 44 

C-I-3-1-3 Modèle de croissance de cavités de Mc Clintock. ............................................... 46 

C-I-3-2 Modèles de décohésion locale ................................................................................ 47 

C-I-3-2-1 Modèle de décohésion de Rousselier ................................................................. 47 

C-I-3-2-2 Modèle de décohésion de Gurson ...................................................................... 48 

A-II PRECOMPRESSION ................................................................................................ 50 

A-II-1 Introduction .............................................................................................................. 50 

A-II-2 Relaxations des contraintes ........................................................................................ 50 

A-II-3 Améliorations de la tenue à la fatigue ........................................................................ 53 

A-II-3-1 Optimisation de la conception .............................................................................. 53 

A-II-3-1-1 Utilisation des traitements de parachèvement .................................................. 53 

A-II-3-1-2 Localisation des effets ..................................................................................... 54 

A-II-3-1-3 Les différents types de traitements ................................................................... 54 

A-II-3-1-4 Intérêt vis-à-vis de la résistance mécanique du matériau .................................. 54 

A-II-3-2 Principaux procédés de parachèvement par impacts .............................................. 55 

A-II-3-2-1 Le martelage conventionnel ............................................................................ 55 

A-II-3-2-2 Le grenaillage ................................................................................................. 55 

A-II-3-2-3 Le choc laser ................................................................................................... 56 

A-II-3-2-4 Configuration des indenteurs ........................................................................... 56 

A-II-3-2-4-1 Configuration générale .............................................................................. 56 

A-II-3-2-2 Effets du martelage à haute fréquence sur les joints soudés ................................ 57 

A-II-3-2-2-1 Modifications géométrique et de l’état de surface ....................................... 57 

B-II TRAITEMENTS THERMIQUES ............................................................................. 59 

B-II-1 Objet et mise en œuvre des traitements thermiques ..................................................... 59 



viii 
 

B-II-1-1 classification selon l'objet ..................................................................................... 59 

B-II-1-2 modes de mise en œuvre ........................................................................................ 59 

B-II-2 Traitement de relaxation (détente) et/ou de revenu...................................................... 62 

B-II-2-1 objet ..................................................................................................................... 62 

B-II-2-1-1 mécanisme de la relaxation .............................................................................. 62 

B-II-2-1-2 effets métallurgiques du traitement ................................................................... 64 

B-II-2-2 Fissuration au réchauffage .................................................................................... 65 

B-II-2-3 Traitement avant ou après refroidissement ............................................................. 67 

B-II-3 Traitement comportant une austénisation .................................................................... 68 

B-II-3-1 recuit – normalisation............................................................................................ 68 

B.II.3.2 traitements thermiques après soudage..................................................................... 69 

B-II-3-2-1 cycle thermique du recuit ................................................................................. 69 

B-II-3-2-2 recuit de normalisation .................................................................................... 70 

B-II-3-3 Le recuit de détente (ou de relaxation .................................................................... 70 

B-II-3-4 Recuit de dégazage ............................................................................................... 71 

B-II-4 Conséquences sur les assemblages ............................................................................. 71 

B-II-4-1 Règles générales ................................................................................................... 72 

B-II-4-1-1 Déformations en soudage ................................................................................ 72 

B-II-4-1-2 corrections des déformations............................................................................ 73 

C-II MICROSTRUCTURE ............................................................................................... 75 

C-II-1 Introduction à l'examen métallographique des soudures ............................................. 75 

C-II-1-1 Généralités ............................................................................................................. 75 

C-II-2 Régions de joint de soudure ....................................................................................... 76 

C-II-2-1 Zone de fusion ....................................................................................................78 

CII-2-2 Techniques de prélèvement et de préparation .......................................................... 79 

C-II-3 Possibilités offertes par l'examen macrographique ...................................................... 80 

C-II-3-1 Présentation macrographique d’une soudure. définitions. ...................................... 80 

C-II-3-1-1 Zone fondue .................................................................................................... 80 

C-II-3-1-2 Zone de liaison ................................................................................................ 80 

C-II-3-1-3 Zone affectée thermiquement (ZA.T.) .............................................................. 81 

C-II-3-1-4 Métal de base ................................................................................................... 81 

C-II-3-1-5 Cas particuliers ................................................................................................ 82 

C-II-3-2 Interprétation des macrographies de soudures d'acier ........................................... 82 

C-II-3-2-1 les anomalies géométriques ou physiques observables, ..................................... 82 

C-II-3-2-2 Les conditions d’exécution des soudures, ......................................................... 83 

C-II-3-2-3 Appréciation du taux de dilution, ...................................................................... 84 

C-II-3-2-4 traitements thermiques avant, pendant ou après soudage, ................................. 85 

C-II-3-3 Remarques sur les divers usages de l’examen macrographie .................................. 86 

C-II-4 Compléments sur l'examen micrographique ............................................................... 87 

C-II-5 Conclusions ............................................................................................................... 88 

III- ETUDE EXPERIMENTALE .................................................................................... 89 

III-1 Introduction… ............................................................................................................. 89 

III-2 Expérimentation… ....................................................................................................... 89 

III-2-1 Présentation du matériau ........................................................................................... 89 

III-2-2 Procédure de soudage ................................................................................................ 90 

III-3 Examens micrographiques… ........................................................................................ 91 

III-4 Mesure de dureté. ......................................................................................................... 95 



ix 
 

III-5 Fissuration par pliage ................................................................................................... 96 

III-5-1 Conditions des essais et instrumentations ................................................................... 96 

III-5-2 Calcul de La vitesse de fissuration ........................................................................... 100 

III-6 Résultats et discussion ................................................................................................ 101 

III-6-1 Étude sur les trois zones .......................................................................................... 101 

III-6-2 Elimination des contraintes résiduelles par pré compression locale ......................... 103 

III-6-3 Traitement du ligament de l’avancée de la fissure ................................................... 106 

III-7 Position de soudure transversale ................................................................................. 108 

IV- ETUDE NUMERIQUE ............................................................................................. 110 

IV-1 Introduction ............................................................................................................... 110 

IV-2 Hypothèses de travail ................................................................................................. 110 

IV-3 Evaluation numérique de l’intégrale J ......................................................................... 111 

IV-4 Comparaison de deux modélisations étudiées ............................................................. 112 

IV-4-1 Modélisation des Préfissures des éprouvettes .......................................................... 113 

IV-4-2 Maillage ................................................................................................................. 114 

IV-4-3 Conditions aux limites ............................................................................................. 114 

IV-5 Résultats et discussion ................................................................................................ 115 

IV-5-1 Ouverture au fond de la fissure (CTOD) .................................................................. 115 

IV-6 Courbe J-Δa ............................................................................................................... 116 

IV-6-1 Evolution de l’intégrale J ......................................................................................... 117 

IV-7 Conclusion................................................................................................................. 119 

IV-8 Essai de fissuration (ABAQUS) ................................................................................. 120 

IV-8-1 Introduction ............................................................................................................ 120 

IV-8-2 Types d’éprouvettes utilisées .................................................................................. 120 

IV-8-3 Configurations des différentes éprouvettes. ............................................................. 121 

IV-8-4 Les conditions aux limites. ...................................................................................... 122 

IV-9 Propriétés des matériaux ............................................................................................. 123 

IV-10 Maillage .................................................................................................................. 123 

IV-11 Résultats et critique .................................................................................................. 124 

CONCLUSION ................................................................................................................ 126 

Références Bibliographiques ........................................................................................... 128 



x 
 

 

 

 

Fig I-1 : Répartition des contraintes au voisinage du fond de fissure ...................................... 5 

Fig.I-2 : Zone délimitant le voisinage d’une pointe de fissure ................................................ 5 

Fig.I-3 : (a) Repère local attaché à la pointe de fissure et (b) les trois modes élémentaires de 

fissuration en mécanique de la rupture ............................................................................ 7 

Fig.I-4 : Fissure en mode I dans une plaque infinie, définition du système de coordonnées en 

front de fissure ................................................................................................................ 9 

Fig I-5 : Courbe typique de transition de la ténacité en fonction de la température .................. 11 

Fig I-6 : Représentation schématique de l’effet de la vitesse de sollicitation sur la ténacité ..... 12 

Fig I-7 : Représentation schématique de l’effet de l’épaisseur sur la ténacité .......................... 13 

Fig I-8 : Interprétation du taux de restitution d'énergie.......................................................... 14 

Fig I-9 : Chargement généralisé Q. Réponse d’une éprouvette fissurée en variables 

généralisées ................................................................................................................... 16 

Fig I-10 : Mesure de Gc. a) A force imposée. b) A déplacement imposé ................................ 17 

Fig 1-11 : Schéma d’une rotule plastique ............................................................................. 20 

Fig I.12 : Présence d'une fissure dans un milieu infini ..................................................................... 21 

Fig I-13 : Interprétation de l'intégrale J ................................................................................ 22 

Fig 1-14 : Courbe J-R caractéristique avec les bornes imposées par l’ASTM ........................ 25 

Fig 1-15 : Schématisation du processus de la déchirure ductile ............................................ 25 

Fig 1-16 : Détermination expérimentale de la courbe (J-d) selon la méthode de Begley et Landes

 ................................................................................................................................. 26 

Fig 1-117 : Détermination expérimentale du paramètre J .................................................... 27 

Fig 1-18 : Courbe schématique « charge – déplacement » montrant les points de décharge 

obtenus avec différentes éprouvettes ......................................................................... 28 

Fig 1-19 : Mesure de la profondeur de la fissure .................................................................. 30 

Fig 1-20 : Principe de la méthode des décharges partielles (courbe charge déplacement) ........ 31 

Fig I-21 : Evolution de m en fonction de la limite d’élasticité .............................................. 34 

Fig I-22 : Influence du sens de prélèvement des éprouvettes sur la vitesse de propagation…35 

Fig I-23 : Effet de mis-matching sur les évolutions des paramètres J et CTOD..................... 38 

Fig I-24 : Mécanismes de la déchirure ductile ...................................................................... 41 

Fig I-25 : Evolution de la déformation critique à l’amorçage de cavités ............................... 42 

Fig I-26 : Cavité sphérique isolée ........................................................................................ 44 

Fig I-27 : Dépendance de A vis-à-vis de la fraction volumique initiale de cavités ................. 46 

Fig.II.1 : Champ de contraintes résiduelles longitudinales typique d'un joint bout-à-bout ..... 50 

Fig.II.2 : Méthode d'élimination des contraintes résiduelles par précompression locale........ 51 

Fig.II.3 : Formules de calcul des efforts de précompression .................................................. 52 

Fig.II.4 : Influence de la méthode d’élimination des contraintes résiduelles sur δ1 .......................... 52 

Fig.II.5 : Classification des méthodes de parachèvement ....................................................... 54 

Fig.II.6 : Exemple d’un pied de cordon traité par martelage conventionnel .......................... 55 

LISTE DES FIGURES 



xi 
 

 

Fig.II.7 : Défaut de type repli observé après martelage conventionnel ................................... 55 

Fig.II.8 : Présentation d’un support amovible d’indenteurs pour UltraPeen ........................... 56 

Fig.II.9 : Exemple d’indenteurs interchangeables proposés pour l’UltraPeen ........................ 57 

Fig.II.10 : Géométrie d’un pied de cordon traité par martelage à haute fréquence ................ 57 

Fig.II.11 : Comparaison d’un joint soudé brut de soudage (à gauche) et après traitement par 

martelage à haute fréquence (à droite) ...................................................................... 58 

Fig.II.12 : mise en œuvre des traitements thermiques......................................................... 61 

Fig.II.13 : cycle thermique θ = f(t) du traitement ................................................................ 63 

Fig.II.14 : valeurs de H correspondant aux combinaisons température/temps ....................... 64 

Fig.II.15 : l’ordre de grandeur de la réduction de la limite d'élasticité .................................... 65 

Fig.II.16 : propagation des fissures le long des joints de grains de l'austénite ........................ 67 

Fig.II.17 : Recuit de normalisation ...................................................................................... 70 

Fig.II.18 : a- chanfrein en V et K. b- défaut de soudure......................................................... 73 

Fig.II.19.20.21.22 : Déformations en soudage ..................................................................... 74 

Fig.II.23 : soudage continu .................................................................................................. 75 

Fig.II.24 : soudage par point ................................................................................................ 75 

Fig.II.25 : Schéma fonctionnel d'évolution et de performance de la microstructure de soudure

 .................................................................................................................................. ..76 

Fig.II.26 : Régions d'une soudure par fusion ........................................................................ 77 

Fig.II.27 : Schéma moderne montrant les régions d'une soudure par fusion ......................... 78 

Fig.II.28 : échantillon en forme bateau ................................................................................ 80 

Fig.II.29 : Présentation macrographique d’une soudure ....................................................... 81 

Fig.II.30 : Structure dans la Zone Affectée Thermiquement .................................................. 81 

Fig.II.31 : soudage par friction ............................................................................................. 82 

Fig.II.32 : représentation d’une soudure des deux cotés ........................................................ 84 

Fig.II.33 : micrographie d’une soudure ................................................................................. 85 

Fig.II.34 : traitements thermiques avant, pendant ou après soudage ...................................... 86 

Fig III.1 : Exemple d’échantillon prélevé afin de réaliser les différentes éprouvettes ...........91 

Fig.III.2 : Orientation des coupes polies pour les examens micrographiques ........................ 92 

Fig III.3 : Structure des trois zones avec différents grossissements ...................................... 93 

Fig.III.4 : Jonction frontière entre les trois zones .................................................................94 

Fig.III.5 : Présentation du micro-duromètre SHIMADZU HMV-2000............................... 95 

Fig.III.6 : Profil de mesure de microdureté ......................................................................... 96 

Fig.III.7 : Représentation schématique du prélèvement des éprouvettes .............................. 97 

Fig.III.8 : Eprouvette de fissuration par fatigue CT50 ......................................................... 97 

Fig III.9 : Machine électro-hydraulique asservie INSTRON ................................................ 98 

Fig.III.10 : Lunette binoculaire optique grossissante............................................................ 99 

Fig.III.11 : Détail d’amorçage de la fissure.......................................................................... 99 

Fig.III.12 : Evolution de la vitesse de fissuration da/dN=f() dans les trois zones (MB, MF 

et ZAT) .................................................................................................................. 102 



xii 
 

Fig.III.13 : Schématisation du principe de la méthode de pré compression ......................... 103 

Fig.III.14 : Photo de la machine de compression ................................................................. 104 

Fig.III.15 : Photo du ligament pré compressé ...................................................................... 104 

Fig.III.16 : Comparaison da⁄dN= f() Du MF Avec et sans pré compression du 

ligament ................................................................................................................. 105 

Fig.III.17 : Modèle de four utilisé pour le traitement de recuit ............................................. 106 

Fig.III.18 : Eprouvettes CT après opération de chauffage .................................................... 107 

Fig.III.19 : Comparaison de l’évolution de da/dN=f() Avant et après TTH ................... 107 

Fig. III.20 : Position de soudure Transversale ..................................................................... 108 

Fig.III.21 : Comparaison da⁄dN=f() Du MF sens longitudinal et transversal ................. 109 

Fig.IV.1 : Contour d’intégration Г ..................................................................................... 111 

Fig.IV.2 : Les deux modélisations d’une éprouvette hétérogène (cas de MF) ....................... 112 

Fig.1 : Les deux configurations d’une éprouvette homogène et l’autre hétérogène (cas de 

ZAT) ...................................................................................................................... 113 

Fig.IV.4 : Type de maillage utilisé ..................................................................................... 114 

Fig.IV.5 : Conditions aux limites ....................................................................................... 115 

Fig.IV.6 : Évolution du CTOD en fonction du déplacement imposé ................................... 116 

Fig.IV.7 : Evolution de J en fonction de a dans les trois zones de soudure ....................... 117 

Fig.IV.8 : Evolution de J en fonction du déplacement imposé ............................................ 118 

Fig.IV.9 : Eprouvette type CT 50 (Compact Tension) selon la norme ASTM E 399 .......... 121 

Fig.IV.10 : Les différentes configurations pour la simulation numérique ............................. 122 

Fig.IV.11 : Conditions aux limites ..................................................................................... 123 

Fig.IV.12 : Maillage de l’éprouvette .................................................................................. 124 

Fig.IV.13 : Avancement de fissure, contrainte de Vom Mises ............................................. 125 



xiii 
 

 

 

 

 

Tableau I-1 : Différents critères germination des cavités ..................................................... 42 
 

Tableau.III.1 : Composition chimique du MB et MF ...................................................................... 89 
 

Tableau.III.2 : Propriétés mécanique du MB et MF ........................................................................ 89 
 

Tableau.III.3. : Valeurs C et m de la Loi de Paris dans les différentes zones étudiées....................... 101 
 

Tableau.III.4. : Valeurs C et m de la Loi de Paris dans métal fondu avant et après compression ....... 105 
 

Tableau.III.5. : Valeurs C et m de la Loi de Paris dans le métal fondu avant et après TTH ............... 107 
 

Tableau.III.6. : Valeurs C et m de la Loi de Paris d’un cordon de soudure transversal...................... 109 
 

Tableau IV.1: Caractéristiques des trois zones du joint de soudure ..................................... 123 

LISTE DES TABLEAUX 



xiv 

xiv 

 

 

 

 
 

 

 

symbole désignation unité 

Y paramètre adimensionnel qui dépend de la géométrie du corps et 
de la fissure 

 

KI, II, III le facteur d’intensité de contrainte en mode I, II, ou III  

𝜎𝐼,𝐼𝐼,𝐼𝐼𝐼 
𝑖𝑗 

le champ de contraintes associé  

N nombre de cycles  

da/dN vitesse de fissuration  mm/s 

ΔK Variation du facteur d’intensité de contrainte  MPa.m1/2 

C constantes de matériaux déterminées expérimentalement  

ΔKseuil facteur d’intensité de contrainte de seuil MPa.m1/2 

R rapport de charge  

KIC Ténacité du matériau (facteur d’intensité de contrainte) MPa.m1/2 

σE et fy limite d’élasticité MPa 

a demi-longueur de la fissure mm 

E module d’élasticité du matériau GPa 

σ0 contrainte nominale de traction MPa 

 chemin d’intégration entourant le front de la fissure  

W densité d’énergie de déformation MPa 

T⃗→   

U⃗→ vecteur déplacement à la position ds  

ds   

εij tenseur des déformations  

A aire sous la courbe charge-déplacement m2 

B épaisseur de l’éprouvette mm 

a0 longueur initiale de la fissure mm 

b ligament initial non fissuré (W – a0) mm 

η Facteur de proportionnalité dépendant de a /W 0 et du type 

d’éprouvette 

 

B(W a ) Air du ligament initial mm2 

ɑ Longueur initiale de la fissure mm 

q facteur de sensibilité à l’entaille  

Kf Facteur de réduction en fatigue  

Kt Coefficient de concentration de contraintes  

σmax contrainte à fond d’entaille, estimée dans le domaine de l’élasticité MPa 

σnom la contrainte nominale MPa 

Kc (B) valeur critique du facteur d’intensité de contrainte en fonction de 

l’épaisseur 

MPa.m1/2 

εf déformation spécifique réelle (true strain)  

lf longueur finale de l’éprouvette mm 

l0 longueur initiale de l’éprouvette mm 

CTOD crack tip opening displacement  mm 

COD.δ ouverture de la fissure mm 

ASTM American Society for Testing and Materials  

SYMBOLES ET ABREVIATIONS 



xv 

xv 

 

 

 

FIC facteur d’intensité de contrainte  

CT Éprouvette compact tension  

MF Métal fondu  

ZAT Zone affectée thermiquement  

MB métal de base  

VPF vitesse de propagation de fissure  

M Mismathing  

m Exposant de paris  

P la charge N 

Q l’énergie hystérétique  

U l’énergie spécifique  

JIC énergie de rupture ou ténacité KJ/m2 

ν Coefficient de poisson  

C complaisance  

L-S Longitudinal Tensile  

T-S Traverse Tensile  

(εe) MB Déformation élastique dans le cas du MB, correspondant à σe    

σeq Contrainte équivalente au sens de Von Mises   N/mm2 

λ Facteur de forme  

β paramètre d'endommagement  

D constante d'intégration comprise entre 1,5 et 2.  

f fraction volumique de cavité  

Re résistance à la limite élasticité   N/mm2 

H paramètre de Hollomon  

AC3 limite inférieure du domaine austénitique  

CC cubique centré  

CFC cubique à faces centrées  

ZNM zone non mélangée  

ZPF zone partiellement fondue  

V-ZAT «vraie» zone affectée par la chaleur  

ZATGG ZAT à grain grossier  

ZATGF ZAT à grain fin  

ZATIC ZAT régions inter-critiques  

ZC zone composite  

ZT zone de transition  

P-BW soudage tôle bout à bout  

bs des deux cotés  

CND contrôle non destructif  

ω est la largeur de l’éprouvette depuis l’axe de chargement  mm 



 

 

 

 

 

 

 

 

 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

INTRODUCTION 

GENERALE 



Introduction Générale 

1 

 

 

 

 

 
 

Les structures industrielles sont généralement constituées d’éléments assemblés par soudage 

faisant apparaître des discontinuités géométriques auprès desquelles se forment des zones de 

concentration de contrainte. Ces zones sont des sites privilégiés d’amorçage et de propagation 

des fissures de fatigue qui sont les causes réelles des dommages de ces structures. Lors de la 

conception des structures mécaniques ou des pipelines, il est indispensable de disposer d’outils 

capables de prédire leur tenue en fatigue dans des conditions proches du fonctionnement réel.  

La fissuration dans les joints de soudure, le métal de base, les surcharges dues aux mouvements 

vibratoires, la corrosion, les travaux d’entretien et de réhabilitation peuvent par ailleurs 

entraîner des entailles ou éraflures et des enfoncements sur les structures [1-2]. La prévention 

de rupture est fondée sur une connaissance approfondie basée sur des faits tangibles et sur les 

données pour les soutenir. Cela commence par l'ingénierie et la conception des canalisations, 

pendant l’exploitation et la fabrication des ouvrages. Ces derniers continueront de se détériorer 

avec le temps ; ils seront soumis à des conditions environnementales variables et à des 

événements extérieurs que leurs constructeurs ne pourraient pas toujours anticiper. 

Plusieurs études ont évoqué les facteurs affectant la durée de vie des structures soudées, 

notamment l’hétérogénéité, les conditions de soudage et bien sûr le métal d’apport. Le bon 

choix de ce dernier améliore considérablement la tenue en fatigue des structures [3-7]. La 

microstructure du matériau a un effet considérable sur le comportement de propagation des 

fissures de fatigue dans les structures, qui est devenu un axe de recherche privilégié depuis de 

nombreuses années. 

Ces effets microstructuraux sont associés aux conditions de soudage notamment la position du 

cordon de soudure par rapport à l’orientation des charges et des contraintes [8-12]. L’effet 

thermique du cycle de soudage donne une hétérogénéité microstructurale dans cette zone (ZAT) 

constituée de plusieurs sous zones présentant des microstructures différentes pouvant 

provoquer des comportements différents [13-15]. 

Une microstructure ferrito-bainitique offre une meilleure résistance à la propagation des 

fissures dans la zone de soudure que les structures entièrement martensitique ou bainitique [16]. 

En effet une meilleure combinaison de résistance et de ténacité à la rupture a été observée pour 

l'acier contenant plus de 70% de martensite et une faible teneur en carbone. 

La présente étude traite l’influence du traitement (thermique et mécanique) sur le comportement 

en fatigue d’un joint de soudure. C’est une démarche utile pour évaluer l’intégrité et la sécurité 

des soudures. D’autre part, la microstructure et les effets de la réduction des contraintes internes 
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en utilisant la méthode de pré compression du ligament de l’avancée de fissure de fatigue ont 

également été analysées. 

Cette thèse est structurée en 4 chapitres. 

Chapitre I : Etat de l’art  

L’art est présenté en trois parties :  

A- une généralité sur la mécanique de la rupture pour la déchirure ductile, où nous soulignons les 

possibilités et problèmes liés aux différentes approches possibles, ainsi que leur intérêt pour notre étude et 

ses objectifs. 

Le concept de l'intégrale J permet de quantifier l’énergie liée à une fissure dans un matériau élastique 

linéaire ou non linéaire. L’intégrale J est indépendante du choix du contour d’intégration Γ. Ces propriétés 

justifient l'intérêt des normes dans les propositions de critère d'amorçage et de propagation en déchirure 

ductile. 

B- Comportement en fatigue des joints soudés :  nous présentons les difficultés d’étude de la résistance à la 

fatigue des joints soudés et les paramètres qui interviennent. Aussi nous permet en particulier de justifier le 

choix de l’approche pour modéliser la déchirure ductile, et de montrer que le taux de mis-matching « M » 

ne permet pas à lui seul d'expliquer les phénomènes de la déchirure ductile. 

C- Approche locale de la déchirure ductile : Cette partie présente une démarche appelée approche locale 

prenant en compte l’endommagement calculé localement en pointe de fissure, l’approche locale est basée 

sur la connaissance des mécanismes microscopiques intervenant lors de la rupture. Ce modèle s’exprime à 

partir des contraintes et des déformations à la pointe de la fissure. 

Chapitre II : Généralités sur les facteurs influençant un cordon de soudure 

La mise en relief de la précompréssion, des traitements thermiques et de la microstructure du joint soudé et 

de la zone affectée thermiquement. 

Partie A : présente une étude sur la création des contraintes résiduelles induites par le soudage. 

Dans le cas des aciers possédant une faible température de transformation de phase, la transformation de 

l’austénite en martensite lors du refroidissement, qui s’accompagne par une expansion volumique, contribue 

en plus à l’établissement des contraintes résiduelles. 

Compte tenu de leurs effets possibles, il est souvent utile et parfois obligatoire de faire disparaître les 

contraintes résiduelles, au moyen d'un traitement dit de relaxation. Que ce traitement soit thermique ou 

mécanique, il procède du même mécanisme, qui consiste à permettre l'écoulement plastique nécessaire à la 

relaxation des parties sous contrainte : 

Dans notre étude nous avons utilisé la précompréssion du joint de soudure pour faire disparaitre les 

contraintes résiduelles. 

Partie B : Relaxation thermique, L'opération de soudage se traduit par des modifications métallurgiques 

locales du métal de base. Dans certains cas, il est jugé préférable d'intervenir par un traitement thermique 

après soudage, dont l'objet principal peut être d'améliorer ou d'obtenir les propriétés jugées importantes vis- 

à-vis des conditions de service. C'est donc en gardant à l'esprit cette interaction que l'on étudiera  



Introduction Générale 

3 

 

 

 

successivement, dans le cas des aciers, les types de traitements de relaxation (ou de détente) et de revenu. 

Partie C : Dans cette partie nous évoquons une introduction à l’examen métallographique des soudures. 

L’examen métallographique, associé aux techniques d'investigation qui complètent les intonations qu'il 

fournit, est à la base de l’étude métallurgique des soudures. La zone de fusion est la région où la fusion et la 

solidification se produisent pour former le joint, ou la soudure.  

Chapitre III : Etude Expérimentale 

Cette partie traite le couplage entre le traitement (thermique/ mécanique) et l’état microstructurale et leurs 

influences sur le comportement en fatigue d’un cordon de soudure. Ce travail va permettre de déterminer 

expérimentalement les caractéristiques mécaniques, ainsi que les résistances à la déchirure ductile à la 

température ambiante, du métal de base (MB), métal fondu (MF) et de la zone affectée thermiquement 

(ZAT) prélevés à partir d'un joint soudé réalisé dans des conditions représentatives des fabrications 

industrielles. 

L’étude des différents paramètres liés aux caractéristiques mécaniques des matériaux, pour expliquer le 

phénomène de la fatigue dont l’entaille est placée parallèlement et perpendiculairement au joint de soudure 

et apporter une contribution à l’étude de ce phénomène dans le cas des joints soudés    

L’étude porte sur la soudure de l’acier API 5L X60 par le métal d’apport (GMoSi). Ce métal est utilisé pour 

la fabrication de citernes à gaz (Gaz de pétrole liquéfié (GPL)) et de pipelines. 

Chapitre IV : Modélisation Numérique 

L’objectif de cette partie est consacré à faire une modélisation en trois dimensions sur une éprouvette CT50, 

qui comporte de nouveaux concepts sur la modélisation des joints soudés. 

Les calculs numériques ont été réalisés sur des configurations différentes en se basant sur la méthode des 

éléments finis dans une option de calcul en déformations planes du code de calcul " ABAQUS CAE ". Cette 

étude a pour but de définir la direction de la fissure gouvernée par le modèle de Rice-Tracey et qui présente 

le complément d’autres travaux. 

L’objectif principale est de décelé les paramètres locaux qui peuvent influencer l’évolution  

(J- a) et par la suite JIC et J0.2 (ténacité d’amorçage) dans le cas des joints soudés. 

Enfin, une conclusion générale permet de faire une synthèse des résultats expérimentaux et numériques 

obtenus et apporter des éléments de réponses à la problématique de cette étude. 

 
CONCLUSION 

L’influence du traitement local et les effets de la réduction des contraintes internes sur le 

comportement en fatigue d’un joint de soudure ont été traitées dans cette étude. 

 

Les conclusions suivantes sont tirées : 

(1) Apparition de la bainite et la ferrite intergranulaire dans la zone de jonction et les zones de 

transformations après une opération de soudage et avant traitement thermique. 

- Loin du cordon de soudure, l’observation montre une structure alternée de ferrite et de  
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perlite caractéristique des bandes de laminage. Mais sur le cordon et dans la dernière passe, 

l’observation montre la présence d’une structure dendritique avec des îlots (ferrite-perlite) et des 

grains assez gros. Cette phase est assimilable à la ferrite présentant une disposition marquée liée 

à la solidification. 

- Dans la ZAT, on remarque une destruction progressive des bandes de laminage d’où une 

variation de structure hétérogène. Ce qui justifie les propriétés mécaniques obtenues. 

(2) Les fissurations par fatigue montrent que pour les faibles taux de la croissance des fissures est 

similaire. Mais pour supérieures à 30 MPam, cette croissance de fissure devient plus importante 

respectivement dans le MF et la ZAT. En s’approchant du troisième stade, la vitesse de fissuration 

présente un écart important (15%) entre les 3 cas, ce qui signifie que : 

- Après l’amorçage et la sortie du sillage des contraintes résiduelles, la vitesse de fissuration 

présente une allure presque similaire dans les trois zones. 

- Le choix adéquat du métal fondu MF et le traitement du ligament de la pointe de fissure 

ont évité la déviation de la fissure de son axe de propagation pour les différentes configurations. 

Contrairement à certains auteurs [xx] montrant qu’au-delà d’une certaine valeur de la vitesse de 

fissuration s’accompagne généralement d’une déviation de la fissure de son plan initial vers le 

métal de base. 

(3) Pour la position de la soudure transversale, la fissure se propage perpendiculairement à la 

direction de soudage. Nous enregistrons une évolution caractérisée par une perturbation due au 

changement répété de microstructure. Ce cas permet d’avoir une allure semblable à celle de MB, 

mais enregistre un retard dès que la pointe de fissure entra dans la deuxième zone (ZAT) puis elle 

progresse rapidement. Les propriétés mécaniques chutent au fur et à mesure que la fissure se 

propageait à travers la ZAT et MF. 
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A-I Généralités : 

La séparation en deux parties disjointes d’un corps se produit à la suite de la phase d’amorçage, 

qui a vu le développement de microcavités, microfissures... sous l’action de sollicitations 

mécaniques, thermiques, chimiques.... La propagation de la ou des fissures macroscopiques 

peut conduire à la séparation complète de plusieurs morceaux, ou bien au contraire les fissures 

peuvent s’arrêter. Le mode de rupture peut être fragile, la rupture se produisant alors souvent 

sans déformation plastique, ou ductile, en présence d’une déformation plastique importante. 

L’énergie nécessaire pour produire la rupture, caractérisée par la résilience (rapport de l’énergie 

nécessaire pour rompre une pièce sur la section droite de matière rompue), est bien plus grande 

dans le cas de la rupture ductile. La résilience est une caractéristique importante du matériau au 

niveau de la conception de systèmes mécaniques. 

Elle évolue avec la température, la température de transition caractérisant le passage d’un mode 

à l’autre. Le mode de rupture dépend par ailleurs de l’état de contrainte, en particulier de la 

triaxialité des contraintes (rapport du premier sur le second invariant). Un matériau qui présente 

beaucoup de plasticité développera en général des ruptures ductiles, mais pourra être sujet à la 

rupture fragile. Un matériau sans plasticité (céramiques, métaux à très basses températures, 

certaines résines) présentera toujours des ruptures fragiles. 

En fonction du chargement et du matériau considérés, si le milieu est globalement plastique ou 

viscoplastique, l’étude est du ressort de la mécanique non linéaire de la rupture, ou encore de 

l’approche locale, dans laquelle il est fait une description aussi précise que possible de l’état de 

contrainte et de déformation en pointe de fissure à l’aide de modèles de comportement non 

linéaires. Si au contraire la plasticité est absente ou reste très confinée, les théories qui 

permettent de traiter le problème considèrent le matériau comme élastique partout : c’est la 

mécanique linéaire de la rupture, qui va être considérée dans ce chapitre. 

Les dates principales qui marquent le développement de la mécanique de la rupture sont 1920, 

lorsque Griffith montre que la rupture d’un milieu élastique-fragile peut être caractérisée par 

une variable globale, qui sera appelée plus tard le taux de restitution d’énergie, et 1956, lorsque, 

à partir de l’étude des singularités du champ de contrainte, Irwin introduit la notion de facteur 

d’intensité des contraintes. 

Les années 1960-1980 sont celles de l’essor puis de la maturité de la mécanique de la rupture, 

avec en particulier les développements numériques et le traitement des problèmes non linéaires. 
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A-I-1 Mécanique de la rupture 

 
Dans un matériau homogène soumis à une contrainte uni-axiale, l’effort se transmet d’un atome 

à l’autre en suivant des lignes de force qui sont parallèles (Figure.I-1. a .b). Dans un matériau 

qui possède une entaille, les lignes de force doivent contourner cette entaille, ce qui conduit à 

une concentration de ces lignes au voisinage de la pointe de l’entaille, donc une concentration 

de la contrainte dans cette région, appelée tête ou pointe de fissure. La mécanique de la rupture 

étudie l’interaction entre la discontinuité géométrique (fissure) et le milieu continu avoisinant, 

ainsi que l’évolution de cette discontinuité. D’un point de vue mécanique, on peut distinguer 

schématiquement, dans un milieu fissuré, trois zones successives (Figure.I.2). 

 
 

 

Fig.I-1. (a) Propagation d’une fissure      (b) Lignes de force et concentration de contraintes 
 

 

 

 
 

Fig.I-2 : Zone délimitant le voisinage d’une pointe de fissure 
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 La zone d’élaboration 1 : elle se trouve à la pointe de fissure et dans le sillage laissé par 

la fissure au cours de sa propagation. L’étude de cette zone est très complexe à cause 

des contraintes importantes qui ont fortement endommagé le matériau. Elle est 

discontinue au sens de la mécanique des solides. La théorie classique de la mécanique 

de la rupture réduit cette zone à un point pour les problèmes plans et à une courbe pour 

les problèmes tridimensionnels. 

 La zone singulière 2 : dans laquelle les champs de déplacements, déformations et 

contraintes sont continus et possèdent une formulation indépendante de la géométrie 

lointaine de la structure. On démontre que dans cette zone, les composantes de champ 

de contraintes sont infinies au voisinage du front de fissure (r 0). 

Plus exactement, la singularité est en 1⁄√𝑟 en milieu élastique linéaire. Le matériau ayant une 

limite élastique, il existe un rayon rp autour de la pointe de fissure qui détermine la forme de la 

zone plastique. En fonction de la valeur de rp, on dira que la rupture est fragile pour rp petit et 

qu’elle est ductile pour rp grand. Cette distinction sur la base du paramètre rp est très importante 

car elle conditionne la validité de la théorie utilisée : 

La Mécanique Linéaire de la Rupture pour les ruptures fragiles 

La Mécanique Non Linéaire de la Rupture dans le cas de zone plastique non négligeable 

(rupture ductile). 

 La zone 3 extérieure comprenant les champs lointains se raccordant d’une part, à la zone 

singulière, et d’autre part aux conditions aux limites en charges et en déplacements. 

Dans cette zone, les champs de déplacements, déformations et contraintes varient peu 

et peuvent être approximés par des polynômes communément utilisés dans la méthode 

des éléments finis. 

Diverses méthodes d’analyse permettent d’étudier les champs de déplacements, déformations 

et contraintes au voisinage d’une fissure. On regroupe l’ensemble de ces méthodes sous deux 

types d’approches : 

 Approches directes : qui sont fondées sur l’utilisation des fonctions d’Airy ; ces 

approches résolvent des problèmes plans et font appel à la recherche de fonctions 

analytiques. 

 Approches énergétiques qui sont basées sur l’analyse énergétique du milieu continu 

contenant une fissure. il s’agit d’un bilan énergétique global intégrant le taux de 

restitution d’énergie dû à un accroissement virtuel de la fissure. 

A-I-1-1 Modes de rupture 

La fissure, dans le cadre de la mécanique linéaire de la rupture, est considérée localement plane, 

à front droit et une pointe aigüe. Par conséquent, elle présente un plan de symétrie locale selon 
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lequel, le mouvement d'une fissure peut être décomposé en trois composantes cinématiques 

élémentaires (Figure I-3.a). La fissure peut être considérée comme la superposition de trois 

modes d'ouvertures élémentaires (Figure I-3.b). 

 Le mode I : dit "d'ouverture" est celui pour lequel la composante normale au plan de la 

fissure uy est non nulle. Il correspond au cas d'un chargement de traction perpendiculaire 

au plan de la fissure et dont les deux composantes ux et uz du vecteur déplacement 

élémentaire relatif sont nulles. 

 Le mode II : dit "de cisaillement" est celui correspondant à un effort de cisaillement 

parallèle au plan de la fissure suivant l'axe x. La composante ux est donc non nulle 

tandis que les composantes uy et uz sont égales à zéro. 

 Le mode III : dit "de déchirure" est celui correspondant à un effort de cisaillement hors 

plan. Dans ce cas, uz est la composante non nulle, les composantes ux et uy sont égales 

à zéro. 

 

 

 

(a) 

 

 
(b) 

 

 
Fig.I-3 : (a) Repère local attaché à la pointe de fissure et 

(b) les trois modes élémentaires de fissuration en mécanique de la rupture 
 

 

Afin de déterminer le domaine d'application de la mécanique de la rupture, deux critères doivent 

être pris en compte : l'intensité de la sollicitation appliquée et le comportement du matériau de 

l'étude. En effet, si la plasticité est localisée dans la zone où la singularité domine, le matériau 

étudie est considère comme élastique. C'est le domaine de la mécanique linéaire de la rupture  
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(MLR), étudiée par Irwin [Irwin, 1957]. D'autre part, si le cadre est globalement viscoplastique 

ou plastique, l'étude peut être décrite par la mécanique non linéaire de la rupture (MNLR), ou 

bien par l'approche locale. 

Irwin [4], considérant un solide au comportement élastique linéaire et comportant une fissure, 

montre que le premier terme du développement limité des champs de contraintes en pointe de 

fissure est proportionnel à un paramètre, appelé facteur d'intensité de contraintes KI. 

L'expression générale de ce champ, dans un repère polaire, centré en pointe de fissure, est de la 

forme : 

𝜎
𝑥 =

𝐾𝐼

√2𝜋𝑟
cos

𝜃
2

(1−sin
𝜃
2

sin
3𝜃
2

)
 

 

𝜎
𝑦 =

𝐾𝐼

√2𝜋𝑟
cos

𝜃
2

(1+sin
𝜃
2

sin
3𝜃
2

)
 

 

𝜎
𝑥𝑦 =

𝐾𝐼

√2𝜋𝑟
cos

𝜃

2
sin

𝜃

2
cos

3𝜃

2

   I.1 

 

Le point remarquable de cette solution est que le terme 𝐾𝐼 apparaît dans toutes les composantes 

du tenseur des contraintes. La distribution des contraintes et des déformations en pointe de 

fissure (r ≪ a) est donc indépendante de la géométrie de la fissure et de la charge appliquée ; 

seule l’intensité du champ y est directement liée. 

Dans le cas du mode I (figure I-4), amenant à la rupture pour les chargements les plus faibles, 

les travaux d’Irwin conduisent à exprimer les contraintes et déplacements au voisinage de la 

pointe d’une fissure sous la forme : 

𝜎𝑖𝑗 = 
𝐾 

√2𝜋𝑟 
𝑓𝑖𝑗 (𝜃) + Termes d’ordres supérieur I.2 

 

𝑈, 𝑉, 𝑊 =
𝐾

𝐺
√

𝑟

2𝜋
 𝑔𝑈,𝑉,𝑊 (𝜃)  + Termes d’ordres supérieur                             1.3 

 

K : facteur d’intensité de contrainte 

u, v, w : déplacements dans les directions x, y et z 

G : module de glissement 
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Fig.I-4 : Fissure en mode I dans une plaque infinie, 

définition du système de coordonnées en front de fissure. 

A-I-1-2 Facteur d’intensité de contrainte 

Le facteur d’intensité de contrainte (FIC) désigné par K, dépend de la géométrie du corps fissuré, 

de ses dimensions et du mode de sollicitation. 

D’après le critère de rupture d’Irwin, les champs de contraintes Locaux autour de la pointe de 

fissure dans un matériau linéaire élastique peuvent être définis uniquement par le facteur 

d’intensité de contrainte K, et la rupture est censée intervenir lorsque ce facteur K dépasse une 

valeur critique Kc (caractéristique du matériau). 

Un coefficient de correction « C » doit être ajouté à l’expression de K, prenant en compte les 

dimensions finies et la géométrie de l’éprouvette, et qui est donné pour chaque type 

d’éprouvette sous forme d’une fonction polynomiale du rapport (a / w) où w désigne la largeur 

de l’éprouvette soit : 

𝐾𝐼 = 𝐶𝜎√𝜋𝑎 I.4 

 
Dans le cas d’un chargement cyclique entre σ max et σ min, l’amplitude du facteur K est définit 

par : 

 

Soit 

∆𝐾 = 𝑐(𝜎𝑚𝑎𝑥 − 𝜎𝑚𝑖𝑛)√𝜋𝑎 I.5 

 
 

∆𝐾 = 𝐾𝑚𝑎𝑥 − 𝐾𝑚𝑖𝑛(1 − 𝑅) I.6 
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𝐾 

𝐾    

 

Avec :   𝑅 = 
𝐾𝑚𝑖𝑛 ,    Le rapport de charge. 
𝐾𝑚𝑎𝑥 

Lorsque l’éprouvette est soumise à un chargement croissant, on observe, pour une longueur de 

fissure donnée, une rupture sous la contrainte critique σc à laquelle correspond la valeur critique 

du facteur d’intensité de contraintes K1c. Celui-ci caractérise donc la résistance d’un matériau 

à la propagation brutale d’une fissure en mode I. 

 

 

𝐾𝑐 = 𝐶𝜎𝑐√𝜋𝑎 I.7 

 
Où σc est la valeur atteinte par la contrainte appliquée à la rupture. 

A-I-1-3 Critère de facteur d’intensité de contrainte 

La rupture a lieu lorsque le facteur d’intensité de contrainte K atteint une valeur critique que 

l’on peut appeler Kc. Cette valeur Kc permet de quantifier la résistance à la rupture d’un certain 

matériau de construction. Comme nous sommes en mode I de rupture, on écrit : 

𝐾𝐼 = 𝐾𝐼𝑐(𝐶𝑜𝑛𝑑𝑖𝑡𝑖𝑜𝑛 𝑑𝑒 𝑑é𝑓𝑜𝑟𝑚𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛 𝑝𝑙𝑎𝑛𝑒) I.8 

 
On peut comparer le critère de Griffith et le critère de contrainte. On a vu, à l’équation 1.4, que 

le facteur d’intensité de contrainte est donné par : 

𝐾 = 𝑌𝜎0√𝜋𝑎 I.9 

 
On peut donc définir la valeur critique du facteur d’intensité de contrainte comme étant : 

K c =Y σc √𝜋𝑎 I.10 

 
Dans le cas d’une plaque infiniment large et infiniment fine, le facteur de correction Y est égal 

à 1. On peut donc écrire, en comparant : 

2 

𝐺 = 
𝑐

 

𝐸 

 
I.11 

 

La relation est valable en état plan de contrainte. En état plan de déformation, on aura : 
 

 
 

2 

𝐺 = 𝐼𝑐 (1 − 𝜈2) 
𝐸 

I.12 
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KIc est le paramètre le plus couramment employé pour décrire la résistance d’un matériau à la 

rupture fragile, c’est-à-dire pour décrire sa ténacité. Ce paramètre représente, comme il a été 

mentionné ci-dessus, la valeur critique du facteur d’intensité de contrainte en mode I de rupture 

et en état plan de déformation. 

La ténacité d’un acier dépend de différents paramètres extérieurs. Citons en particulier les trois 

paramètres principaux suivants : 

A-I-1-3-1 Température 

La ténacité des aciers diminue avec la température. On peut, en réalisant des essais à différentes 

températures, tracer une courbe de transition de la ténacité en fonction de la température. Une 

courbe de transition de la ténacité typique est composée de trois zones distinctes (figure I-5) : 

 La zone fragile qui correspond à une rupture sans déformation plastique au niveau 

macroscopique. Dans ce cas, la surface de rupture est plate, à grains, d’aspect brillant. La 

rupture fragile a lieu à travers les grains du matériau. Il s’agit d’une rupture cristalline. 

 La zone de transition qui correspond à une zone où la rupture est de type mixte. Elle se 

produit avec une déformation plastique limitée. La surface de rupture n’est plus plate : 

une partie de cette surface est de type fragile, à grains, plate, entourée d’une zone de 

rupture ductile, à nerfs. 

 Le palier ductile qui correspond à une zone où la rupture est plastique. La surface de 

rupture est dans ce cas-ci inclinée, à nerfs. La rupture ductile correspond à une absence 

totale du mode transgranulaire de rupture (clivage). 

 

 

 
 

 
Fig.I-5 : Courbe typique de transition de la ténacité en fonction de la température 

Cette courbe de transition de la ténacité dépend en grande partie du type d’acier utilisé. Si la 

valeur de ténacité dans la zone fragile est assez proche pour tous les aciers, ce n’est pas le cas 

pour la valeur de ténacité dans le palier ductile qui varie fortement avec le type d’acier. La 

position de la zone de transition ainsi que son étendue sont également très fortement 

dépendantes du type d’acier. 
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Dynamique Statique Intermédiaire 

 

 

La zone de transition devra en fait se situer à une température suffisamment basse afin de 

permettre à la structure de remplir son rôle avec toute la sécurité voulue. L’étendue de la zone 

de transition est dépendante de l’acier. Il est encore à mentionner que la température n’a pas 

uniquement une influence sur la ténacité de l’acier, mais elle a également une influence sur la 

limite d’élasticité et la résistance à la traction. Il a été montré qu’une diminution de la 

température provoque une augmentation de la limite d’élasticité ainsi que de la résistance à la 

traction. 

A-I-1-3-2 Vitesse de sollicitation 

Une augmentation de la vitesse de sollicitation provoque d’une part une augmentation de la 

limite d’élasticité et de la résistance à la traction, mais elle provoque également une diminution 

des caractéristiques de ténacité de l’acier. Il a pu être constaté que cette diminution des 

caractéristiques de la ténacité se manifeste par un décalage de la courbe de transition, comme 

il est représenté schématiquement à la figure (I-6). 

 

 

 

T°C 

Fig. I-6 : Représentation schématique de l’effet de la vitesse de sollicitation sur la ténacité 

A-I-1-3-3 Epaisseur 

La figure (I-7) représente schématiquement l’effet de l’épaisseur sur la ténacité. B0 représente 

l’épaisseur maximale pour avoir un état plan de contrainte, BI représente l’épaisseur minimale 

pour avoir un état plan de déformation. Pour des épaisseurs supérieures à BI, la ténacité ne 

dépend plus de l’épaisseur. Pour des épaisseurs inférieures à B0, les essais réalisés par les 

chercheurs donnent soit une prolongation horizontale de la courbe (ténacité identique à K1c). 

 

Soit une courbe descendante (diminution de la valeur de Kc avec l’épaisseur). Entre B0 et BI, la 

ténacité Kc diminue progressivement de K1c à K’IC . 
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Fig. I-7 : Représentation schématique de l’effet de l’épaisseur sur la ténacité 

 
Pour se trouver en état plan de contrainte, la dimension de la zone plastique doit être de l’ordre 

de grandeur de l’épaisseur de la plaque, c’est-à-dire que B0 doit être égal approximativement à 

la dimension de la zone plastique en état plan de déformation, ce qui peut s’écrire, selon 

l’équation : 

𝐵0 =
1

3𝜋
(

𝐾𝐼𝑐

𝑓𝑦
)

2

    I.13 

Pour se trouver en état plan de déformation, la plupart des auteurs se réfèrent aux 

recommandations de l’ASTM pour la méthode d’essai standard de ténacité en état plan de 

déformation : 

 

L’effet réel de l’épaisseur n’a encore jamais été résolu. Broek par exemple reporte une relation, 

attribuée à Broek et Vlieger, donnant la valeur critique du facteur d’intensité de contrainte Kc 

en fonction de l’épaisseur B de la pièce, ceci connaissant la valeur KIC ainsi que la valeur B0 : 

 

𝐾𝑐(𝐵) = 𝐾𝑐√1 +
𝜀𝑓 . 𝐸

24. 𝑓𝑦
.
𝐵0

𝐵
(𝐵). 𝐾𝐼𝑐 I.15 

𝐵𝐼 = 2.5 (
𝐾𝐼𝑐

𝑓𝑦
)

2

                              I.14 
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Kc(B) : valeur critique du facteur d’intensité de contrainte en fonction de l’épaisseur de la pièce  

εf : déformation spécifique réelle (true strain) 

B0 : épaisseur maximale pour avoir un état plan de contrainte 

KIc : valeur critique du facteur d’intensité de contrainte en état plan de déformation  

fy : limite d'élasticité 

B : épaisseur du matériau 

La déformation spécifique réelle est définie par la relation : 
 

 

 

lf : longueur de l’éprouvette 

l0 : longueur initiale de l'éprouvette 

Cette déformation spécifique réelle est à mettre en relation avec la contrainte réelle qui est 

définie comme étant la charge divisée par la section de l’éprouvette déformée. 

A-I-1-4 Taux de restitution d’énergie 

Au cours de ses travaux sur la théorie de la rupture fragile, Griffith [1] introduit le taux de 

restitution d'énergie (noté G). G correspond à l'énergie libérée au cours de la propagation d'une 

fissure dans un solide parfaitement élastique, rapportée à l'avancée de la fissure. 

Afin de mieux cerner la signification physique de G, considérons un solide d'épaisseur B, 

soumis à un chargement P et comportant une fissure de longueur a (uniforme le long de 

l'épaisseur). Si l'on considère une avancée de la fissure d'une longueur da, pour un déplacement 

Δ imposé, on peut alors observer une diminution de la charge ΔP (figure I-8-a). 

Le taux de restitution d'énergie G est alors représenté par l'aire entre les deux courbes P(Δ) 

correspondant aux défauts de longueur a et a + da. 

La figure (I-8-b) illustre le raisonnement identique appliqué à une éprouvette soumise à un 

chargement imposé. La propagation de la fissure entraîne alors une augmentation d Δ. 

 
 

 

 

 

 

 

 

 

𝜀𝑟 = ln (
l𝑓
l0

) I.16 
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𝐾    

𝐼   

 

 

 

Fig.I-8 : Interprétation du taux de restitution d'énergie. 
 

 

En déterminant l'énergie élastique libérée au cours d'une extension de fissure da, il est possible 

de montrer que les grandeurs KI et G sont liés. En valeur absolue, cette énergie est égale au 

travail ΔW nécessaire pour refermer la fissure sur l'étendue da. On obtient alors la relation 

suivante : 

𝑑𝑎 

Δ𝑊 = 𝐵 ∫ 𝜎𝑦𝑦. 𝑢𝑦𝑑𝑥 = 𝐺𝐵. 𝑑𝑎 

0 

 
I.17 

 

La relation qui existe entre K et le taux de restitution d’énergie G permet de décrire le 

comportement mécanique des fissures. Pour les matériaux élastiques linéaires les deux 

paramètres K et G sont liés par deux équations indiquant que les deux approches (énergétique 

et locale) sont équivalentes dans ce contexte. 

2 

𝐺 = 𝐼 . (1 − 𝜈2) 𝐸𝑛 𝑑é𝑓𝑜𝑟𝑚𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛 𝑝𝑙𝑎𝑛𝑒𝑠 I.18 
𝐸 

 

 

𝐾 
2 

𝐺 = 
𝐸 

𝐸𝑛 𝑐𝑜𝑛𝑡𝑟𝑎𝑖𝑛𝑡𝑒𝑠 𝑝𝑙𝑎𝑛𝑒𝑠 I.19 
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Si ces notions de facteur d'intensité de contraintes et de taux de restitution d'énergie sont 

essentielles pour la mécanique de la rupture, elles ne restent valides que pour un comportement  

élastique linéaire. Cependant, en déchirure ductile, la prise en compte du comportement réel du 

matériau est nécessaire pour définir des paramètres représentatifs des phénomènes dissipatifs 

tels que la plasticité. 

A-I-1-5 Expression de G en fonction de paramètres globaux 

Pour pouvoir appliquer le critère de propagation il est nécessaire de savoir mesurer Gc d’une 

part, d’autre part de savoir calculer ou mesurer G. Dans le cas d’un chargement Q, la variable 

cinématique correspondante étant notée q, de sorte que la puissance des efforts extérieurs est 

donnée par : 

Pe = Qq I.20 

 
Ce paramètre peut être par exemple la composante verticale de la force appliquée à une 

éprouvette, comme cela est représenté sur la figure (I-9), le paramètre cinématique q étant alors 

le déplacement vertical du point d’application de la force Q. Les paramètres q et Q sont dits 

paramètres de chargement généralisés ou globaux. Dans ce cas l’expression (I-17) se réduit à : 

  

𝐺 = 
1 

(𝑄 
𝜕𝑄 

− 
𝜕𝑄 

𝑞) I.21 

2 𝜕𝔩 𝜕𝔩 
 
 
 
 

Fig.I-9 : Chargement généralisé Q. Réponse d’une éprouvette fissurée en variables 

généralisées. 

La mesure de G, et donc de Gc, peut également se faire par une mesure de la variation de 

raideur du corps. La raideur R et la souplesse S de (grandeurs globales) sont définies par : 

𝑄(𝑙) = 𝑅(𝑙)𝑞(𝑙),   𝑞(𝑙) = 𝑆(𝑙)𝑄(𝑙) I.22  
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L’expression (I-21) de G se réduit à : 

𝐺 = 
1 𝜕𝑅 

(𝔩)𝑞2(𝔩) = 
1 𝜕𝑆 

(𝔩)𝑄2(𝔩) I.23 

2 𝜕𝔩 2 𝜕𝔩 
 

L’équation (I-23) établit deux points remarquables : 

a) G ne dépend de q et Q que par leur valeur, alors que l’expression (I-21) faisait intervenir 

des dérivées de ces quantités. 

b) En particulier G peut être mesuré en maintenant Q ou q constant, le résultat final sera 

identique. Les deux aires hachurées sur la figure (I-10) sont égales (au premier ordre). Des 

considérations de stabilité peuvent faire préférer telle ou telle méthode de contrôle, le 

contrôle en déplacement étant plus stable que le contrôle en force. 

 

 

Fig I-10: Mesure de Gc. a) A force imposée. b) A déplacement imposé. 

A-I-1-6 Expression de G en fonction de paramètres locaux 

La mécanique de la rupture linéaire élastique (MRLE) peut être appliquée lorsque la zone 

plastique est petite par rapport à la dimension de la fissure. Lorsque cette zone plastique devient 

grande par rapport à la dimension de la fissure, la MRLE ne peut plus s’appliquer. 

Pour déterminer la ténacité KIC d’un acier à l’aide d’éprouvettes de faibles dimensions, on peut 

utiliser différentes approches. En effet, la détermination directe de KIC nécessite que l’on soit 

en état plan de déformation, impliquant des très grosses éprouvettes, en particulier pour les 

aciers ayant une faible limite d’élasticité. Les concepts de l’ouverture en front de fissure 

(CTOD), de l’intégrale J et de la courbe de résistance permettent d’éviter ce problème. Les 

paragraphes présentent de manière succincte les concepts du CTOD et de l’intégrale J. 

A-I-2 Mécanique élasto-plastique de la rupture 

A-I-2-1 Ouverture en front de fissure (CTOD) 
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Le comportement d’une fissure peut être décrit par l’écartement des deux surfaces en fond de 

fissure (CTOD / Crack Tip Opening Displacement). Il a été montré qu’il existait des relations 

entre les valeurs du CTOD et les valeurs critiques du facteur d’intensité de contraintes KIc. 

Comme la mesure du CTOD peut être effectuée également lorsque la zone plastique au front 

de la fissure est importante, il est possible d’utiliser ce concept pour un dimensionnement 

lorsque le comportement est plastique. 

Utilisant le modèle de plastification en front de fissure proposé par Dugdale [68], il est possible 

d’exprimer le CTOD en fonction de la contrainte appliquée, de la limite d’élasticité et de la 

longueur de la fissure (relation (1.24) [69]. Il s’agit ici du cas de base d’une fissure traversant 

de largeur 2a dans une plaque fine et infiniment large. 

 

 

𝐶𝑇𝑂𝐷 = 8 

 

𝑓𝑦𝑎 
 

 

𝜋𝐸 

 

ln [sec ( 

 

𝜋𝜎0 

2𝑓𝑦 

 
)] I.24 

 

Avec sec(𝑋) = 
1

 
cos(𝑋) 

 

a : demi-longueur de la fissure 

fy : limite d’élasticité du matériau 

E : module d’élasticité du matériau 

σ0 : contrainte nominale de traction appliquée dans le plan de la plaque 

La relation (1,24) peut être transformée en une série entière [70] : 

𝐶𝑇𝑂𝐷 = 8
𝑓𝑦𝑎

𝜋𝐸
[
1

2
(

𝜋𝜎0

2𝑓𝑦
)

2

+
1

12
(

𝜋𝜎0

2𝑓𝑦
)

4

+
1

45
(

𝜋𝜎0

2𝑓𝑦
)

6

+ ⋯ ] I.25 

 

Pour les cas où la contrainte nominale σ0 est inférieure à 0,75· fy, on peut ne prendre en compte 

que le premier terme de la série et négliger les autres termes, ce qui nous donne : 

 

La relation nous donne, pour une fissure traversante soumise à une contrainte nominale de 

traction (mode I de rupture), dans une plaque infiniment large et infiniment fine 

𝐾𝐼 = 𝜎0√𝜋𝑎 . On a ainsi la relation suivante entre le CTOD et KI : 

𝐾2 

𝐶𝑇𝑂𝐷 = 𝐼  
𝜆𝐸𝑓𝑦 

I.27 

𝐶𝑇𝑂𝐷 =
𝜋𝜎0

2𝑎

𝐸𝑓𝑦
 I.26 
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𝐼  

 
 

λ: facteur de correction tenant compte entre autres de la position exacte où le CTOD est 

déterminé. 

La valeur de λ varie entre 1,2 et 2,2. 

La relation (1,27) est valable en état plan de contrainte. En état plan de déformation, on aura : 
 
 

𝐾 
2(1 − 𝜈2) 

𝐶𝑇𝑂𝐷 = 
𝜆𝐸𝑓𝑦 

 
 

A-I-2-2 Valeur critique de l’ouverture en front de fissure CTODc 

Le but est de mesurer la valeur critique de l’ouverture en front de fissure CTOD. (Également 

parfois appelé δc). En général, les essais sont réalisés sur des éprouvettes de flexion en trois 

points (SENB) ou compactes de traction (CT) préfissurées, du même type que celles qui sont 

utilisées pour les essais KIC ou JIC. 

L’essai se déroule sensiblement de la même manière que l’essai KIC ou l’essai JIC, mais un 

paramètre différent est mesuré. 

Cet essai a été initialement développé par les normes anglaises (British Standards). Il a été repris 

dans les recommandations de l’ASTM. 

Il faut, pour cet essai, estimer la valeur du CTOD à partir d’une mesure du COD (ouverture de 

la fissure). L’idée est la suivante : on admet qu’il existe un centre de rotation de l’éprouvette de 

flexion mise sous charge. Si on connaît la position de ce centre de rotation ainsi que l’ouverture 

de la fissure en un point (COD), on arrive à connaître l’ouverture en fond de fissure (CTOD). 

La figure I.11 en explique le principe. L’écartement que l’on peut connaître est le COD ; il peut 

être mesuré au moyen d’un extensomètre à lames. 

Le centre de rotation est situé à une distance r (W – a) du fond de la fissure, (W) étant la hauteur 

de l’éprouvette et (a) la longueur de la fissure. On arrive ainsi facilement à la relation suivante 

pour le CTOD : 

cos 𝑟. (𝑊 − 𝑎) 
𝐶𝑇𝑂𝐷 = 

𝑎 + 𝑟(𝑊 − 𝑎) 

 
I.29 

 

Les recommandations ASTM préconisent r = 0,44. Des essais ont montré que r variait en 

fonction du COD, pour une éprouvette identique. De plus amples détails sont donnés par la 

figure suivante. 

I.28 
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Fig. I-11 : Schéma d’une rotule plastique 

La valeur critique du CTODc, est déterminée suivant la forme de la courbe COD - Force 

enregistrée au cours de l’essai. Le point qui est déterminant correspond au début de la 

fissuration stable. 

La valeur du CTODc peut être utilisée pour estimer la valeur critique du facteur d’intensité de 

contrainte KIC, ceci à l’aide des relations, déterminées à partir de : 

𝐾1
2 = 𝐶𝑇𝑂𝐷

𝜆𝐸𝑓𝑦

(1 − 𝜈2)
    𝐸𝑡𝑎𝑡 𝑝𝑙𝑎𝑛 𝑑𝑒 𝑑é𝑓𝑜𝑟𝑚𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛 I.30 

𝐾1
2 = 𝐶𝑇𝑂𝐷𝜆𝐸𝑓𝑦     𝐸𝑡𝑎𝑡 𝑝𝑙𝑎𝑛 𝑑𝑒 𝑐𝑜𝑛𝑡𝑟𝑎𝑖𝑛𝑡𝑒 I.31 

A-I-2-3 Concept de l’intégrale J : 
 

En 1968, Rice [71] propose de quantifier l'énergie liée à une fissure dans un matériau élastique 

linéaire ou non-linéaire par l'intégrale de contour suivante : 

 

 

où Γ un contour fermé quelconque entourant la pointe de fissure (voir figure I -12), Γ le vecteur 

contrainte (𝑇𝑖𝑗 = 𝜎𝑖𝑗𝑛𝑗 ), u le vecteur déplacement et s l'abscisse curviligne. w est la densité 

d'énergie de déformation : 

J = ∫ 𝑊𝑑𝑦 −𝑇⃗⃗
Γ

𝜕𝑢⃗⃗

𝜕𝑋
𝑑𝑠 I.32 

𝑊 = 𝑊(𝑋,𝑦) = 𝑊(𝜀) = ∫ 𝜎𝑖𝑗𝑑𝜀𝑖𝑗

𝜀

0

 I.34 
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𝐾    

 
𝗌 

𝑊 = ∫ 𝜎𝑖𝑗 𝑑𝜀𝑖𝑗 I.35 

0 

 

 

𝑇⃗→  : Vecteur de traction, perpendiculaire à Γ, dirigé contre l’extérieur du chemin d’intégration 

𝑢⃗→ : Vecteur déplacement à la position ds 

ds : Élément d’arc du chemin d’intégration Γ 

εij : Tenseur des déformations 

σij : tenseur des contraintes 
 

 

Fig.I-12. Présence d'une fissure dans un milieu infini. 

L’intégrale J est indépendante du chemin d’intégration choisi pour un matériau ayant un 

comportement non linéaire élastique. Dans le cas d’un comportement linéaire élastique, 

l’intégrale J est identique à G, l’énergie libérée par la relaxation des contraintes. 

On a la relation suivante entre KI et J : 
 

2 

𝐽 = 𝐼  
𝐸 

Etat plan de contrainte I.36 

 

 

𝐾2 
𝐽 =    𝐼 (1 − 𝜈2)   𝐸𝑡𝑎𝑡 𝑝𝑙𝑎𝑛 𝑑𝑒 𝑑é𝑓𝑜𝑟𝑚𝑎𝑡𝑖𝑜𝑛 I.37 

𝐸 

Cette intégrale présente de nombreuses caractéristiques intéressantes : 

- D'une part, cette intégrale est indépendante du choix du contour d'intégration Γ En effet, en 

prenant deux contours d’intégrations distinctes, on montre que la différence des expressions de 

J correspondantes est nulle. 

- Rice a montré que J est égale au travail d'ouverture des lèvres lors d'une extension de fissure. 

- De même, J est égal à la variation d'énergie potentielle Π lors de l'extension de fissure. 

Considérons un corps fissuré quelconque Ω, bidimensionnel, dont le contour extérieur est noté 
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∆ 

𝐽 = ∫ 

0 

𝜕𝑃(∆. 𝑎) 

𝜕𝑎 
. 𝑑∆ 

𝑃 

𝐽 = ∫ 

0 

𝜕∆(𝑃. 𝑎) 

𝜕𝑎 
. 𝑑𝑃 

 

 

Γ0 et Γ0,𝐹 la partie de Γ0 où sont imposés des efforts extérieurs. L'énergie potentielle totale 

s'écrit : 

 
Π = ∫ 𝑊. 𝑑Ω − ∮ 𝑇𝑖 𝑢𝑖 𝑑𝑠 I.38 

Ω 
Γ0,𝐹 

Pour un matériau élastique non linéaire, cette définition de J est équivalente à celle du taux de 

restitution d'énergie G, correspondant à la variation d'énergie élastique liée à une extension de 

fissure [7]. Cette propriété est illustrée dans le cas d'un solide soumis à un déplacement imposé 

(figure I-13-a) ou un effort imposé (figure I-13-b). 

 
 

 

 

Fig.I-13 : Interprétation de l'intégrale J. 

 

 
A-I-2-2-1 Valeur critique de l’intégrale J (JIC) 

Le problème majeur pour la détermination de JIC consiste à connaître le déplacement critique 

dc qui correspond au début de la fissuration lente. Différentes méthodes d’essai, standardisée 

dans les recommandations de l’ASTM sont utilisées pour déterminer la valeur critique de 

l’intégrale J au début de la propagation de la fissure. 

Les méthodes d’essai prescrites dans les recommandations ASTM (deux techniques d’essai sont 

décrites) doivent permettre d’estimer la valeur de l’intégrale J lorsque la fissure d’une 

éprouvette préfissurée soumise à un chargement en mode I a augmenté de 0.2 mm. Les 
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éprouvettes utilisées sont du même type que pour l’essai KIC décrit ci-dessus (CT ou SENB 

préfissurées). 

Une des deux méthodes décrites (« Multiple-Specimen Technique ») utilise plusieurs 

éprouvettes. Cette méthode, requiert environ cinq éprouvettes pour déterminer JIC Chaque 

éprouvette doit être chargée à un niveau différent et après chaque test. Pour chacun des tests, 

on calcule J par la relation suivante : 

A 
J = . f(a0 

Bb 

 

⁄W) I.39 

 

A : aire sous la courbe charge–déplacement 

B : épaisseur de l’éprouvette 

a0 : longueur initiale de la fissure effective 

b : ligament initial non fissuré (W – a0) 

f(a0 / W) = 2.0 pour une éprouvette SENB / = 2.2 pour une éprouvette CT 

L’autre méthode utilise une seule éprouvette « Single-Specimen Technique » ; elle nécessite de 

charger et de décharger partiellement l’éprouvette à plusieurs reprises au cours de 

l’augmentation de la charge. 

Lors de ces essais, on mesure le travail effectué sur l’éprouvette. Pour connaître ce travail de 

manière précise, il faut mesurer le déplacement à l’endroit où la charge est appliquée. La surface 

sous la courbe charge - déplacement représente alors ce travail. 

On trace ensuite la courbe J – Δa sur laquelle on effectue une régression linéaire. 

L’intersection de cette courbe avec la courbe donnée par l’équation qui correspond à la zone 

étirée « blunting line », décalée de 0.2 mm, correspond à la valeur critique de J, appelée JIC. 

J= 2fy Δa I.40 

 
Les recommandations ASTM préconisent le respect des dimensions suivantes pour les 

éprouvettes servant à mesurer JIC : 

 
 

L’avantage de l’essai JIC est de permettre l’utilisation d’éprouvettes de dimensions inférieures 

à celles qui sont utilisées pour l’essai KIC, par contre, son exécution et l’interprétation des 

résultats sont plus compliquées que pour cet essai. 

 

 

Betb ≥ 25
JIc

fy
 

I.41 
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La valeur de JIC pourrait, idéalement, être utilisée comme critère de rupture. Toutefois, elle est 

le plus communément utilisée pour estimer la valeur critique du facteur d’intensité de contrainte 

KIC, ceci à l’aide de la relation, permettant l’utilisation de la théorie de la mécanique de la 

rupture, en particulier des valeurs des facteurs d’intensité de contrainte dont une importante 

base de données existe dans la littérature [8]. 

𝐾𝐼𝑐
2 =

𝐽𝐼𝑐𝐸

(1 − 𝜈2)
 I.42 

A-I-2-2-2 Détermination expérimentale du paramètre énergétique J 

Le problème majeur pour la détermination de JIC consiste à connaître le déplacement critique 

dc qui correspond au début de la fissuration lente. Différentes méthodes d’essai, standardisée 

dans les recommandations de l’ASTM [72] sont utilisées pour déterminer la valeur critique de 

l’intégrale J au début de la propagation de la fissure. 

Les méthodes d’essai prescrites dans les recommandations ASTM (deux techniques d’essai sont 

décrites, voire au-dessous) doivent permettre d’estimer la valeur de l’intégrale J lorsque la 

fissure d’une éprouvette préfissurée soumise à un chargement en mode I a augmenté de 0,2 

mm. Les éprouvettes utilisées sont du même type que pour l’essai KIC (CT ou SENB 

préfissurées). 

Tant que le comportement du matériau est linéaire, l’intégrale J correspond à l’énergie de 

Griffith qui est directement reliée au FIC K lui-même proportionnel à la charge appliquée et 

pouvant être calculé à partir des conditions de chargement et de la taille de la fissure. 

Les choses se compliquent lorsque le comportement est non linéaire. L’intégrale J n’est plus 

proportionnelle à la charge appliquée. Aussi il n’existe pas de relation simple entre J, la charge 

appliquée et la taille de la fissure. 

Sous l’application d’un chargement et dans un matériau ductile, la pointe de fissure va subir 

une déformation plastique importante. La taille du défaut va augmenter sans que la déchirure 

proprement dite ne soit amorcée. Il y a alors émoussement en fond de fissure. Lors de cet 

émoussement, J suit une loi de type : 

 

J = α. Δa I.43 

Avec α constante dépendant des caractéristiques de traction du matériau. 

La forme de la courbe J-Δa au cours du chargement est celle donnée à la Figure (1.14). L’instant 

auquel la propagation démarre étant difficile à déterminer expérimentalement (Figure 1.15), les 

normes [73] et [74] préconisent de prendre pour valeur de J à l’amorçage la valeur obtenue à 

Δa = 0,2 mm, noté J0.2. 
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Macroscopiquement l’avancée de cette fissure est caractérisée par les étapes suivantes : 

- L’émoussement du front de la fissure initialement aigu. 

- La croissance stable résultant d’une déchirure au fond de la fissure. 

- L’instabilité brutale. 
 
 

 

Fig.I-14. Courbe J-R caractéristique avec les bornes imposées par l’ASTM [75] 
 

 

 
Fig.I-15. Schématisation du processus de la déchirure ductile 

Expérimentalement, il n’est pas possible de mesurer l’intégrale J, mais plutôt le paramètre 

énergétique J qui peut s’identifier à l’intégrale sous certaines conditions. Les deux techniques 

d’essai qui permettre d’estimer la valeur de l’intégrale J sont : 

A-2-3-3-1 Technique à plusieurs échantillons 

Cette méthode requiert environ cinq éprouvettes pour déterminer JIC [76.77]. Chaque 

éprouvette doit être chargée à un niveau différent. Pour chacun des essais, on calcule J par la 

relation suivante : 
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A 
J = 

𝐵 (𝑊 − 𝑎 

 

) 
. 𝑓(𝑎0⁄𝑊) I.44 

 

A : aire sous la courbe charge-déplacement (U) 

B : épaisseur de l’éprouvette 

a0 : longueur initiale de la fissure effective 

(W – a0) : ligament initial non fissuré 

f(a0 /W) = 2,0 pour une éprouvette SENB / = 2,2 pour une éprouvette CT 

Cette technique passe par les étapes suivantes : 

 Détermination pour chacune des éprouvettes contenant une fissure de longueur ai, à 

partir de l’air sous la courbe (force - déplacement des points d’application de la charge) 

les énergies par unité d’épaisseur (U/B) figure (I.16-a) 

 Pour plusieurs valeurs de déplacement di, ces énergies sont d’une part, reportées en 

fonction de la longueur de la fissure, et d’autre part, ajustées en fonction de di grâce à 

une fonction de lissage comme indiqué sur la figure I.16-b. 

 L’évolution de J en fonction des déplacements est déduite directement par la dérivation 

de la fonction utilisée par l’approximation (figure I.16-c). 

 

Fig.1-16 : Détermination expérimentale de la courbe (J-d) selon la méthode 

de Begley et Landes [76] 

 
Cette méthode utilise la définition du paramètre J, donnée par l’équation (1-24). 

 

 

J =  (
𝜕𝑈

𝜕𝑎
)

𝑥
= − (

𝜕

𝜕𝑎
∫ 𝐹𝑑𝑥

𝑥

0

)
𝑥

= − ∫ (
𝜕𝐹

𝜕𝑎
)

𝑥
𝑑𝑥

𝑥

0

 I.45 

0 
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La figure I-17 décrit le principe de cette approche. 

 

 
 

Fig.I-17 : Détermination expérimentale du paramètre J 

Landes et Begley tracent alors les courbes F-d de ces éprouvettes, mais en interrompant les 

essais à différentes valeurs au déplacement de la (figure I.18). Après décharge, les éprouvettes 

sont portées dans un four à 300 °C pendant 10 minutes, ce qui a pour effet de bleuir la fissure 

totale (fissure de fatigue = éventuelle déchirure lente). Après rupture de l’éprouvette, et mesure 

de la longueur de la fissure totale, on peut alors associer à chaque déplacement d’un 

accroissement Δa de la longueur de la fissure due à la fissuration stable. 

En réalité, Begley et Landes ont constaté que l’accroissement Δa pouvait être dû à deux causes : 

la zone étirée "strech zone", à l’ouverture de la fissure et la fissuration stable elle-même. 
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Fig.I-18 : Courbe schématique « charge – déplacement » montrant les points de décharge 

obtenus avec différentes éprouvettes [75] 

A-2-3-3-2 Méthode des fissures profondes 

L’autre méthode utilise une seule éprouvette ; elle nécessite de charger et de décharger 

partiellement l’éprouvette à plusieurs reprises au cours de l’augmentation de la charge. Lors de 

ces essais, on mesure le travail effectué sur l’éprouvette. 

Pour connaître ce travail de manière précise, il faut mesurer le déplacement à l’endroit où la 

charge est appliquée. La surface sous la courbe charge – déplacement, représente alors l’énergie 

dépensée U [78.79]. On détermine le paramètre J donnée par la relation 1-23, à partir de l’énergie 

dépensée U. f (a /W) 0 Peut s’écrire sous la forme suivante, recommandation ASTM [80] : 

𝑓(𝑎0 ⁄𝑊) = 2 + 0,522 (1 − 
𝑎0

) I.46 
𝑊 

On trace ensuite la courbe J – Δa sur laquelle on effectue une régression linéaire. L’intersection 

de cette courbe avec la courbe donnée par l’équation qui correspond à la zone étirée « blunting 

line », décalée de 0,2 mm, correspond à la valeur critique de J, appelée JIC 

𝐽 = 2 𝑅𝑒. ∆𝑎 I.47 

 
Les recommandations ASTM préconisent le respect des dimensions suivantes pour les 

éprouvettes servant à mesurer JIC : 

 

𝐵 𝑒𝑡 𝑏 ≥ 25 
𝐽𝐼𝑐 

 

𝑅𝑒 

 
I.48 
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𝐼   

 

 

L’avantage de l’essai JIC est de permettre l’utilisation d’éprouvettes de dimensions inférieures 

à celles qui sont utilisées pour l’essai KIC, par contre, son exécution et l’interprétation des 

résultats sont plus compliquées que pour cet essai. 

La valeur de JIC pourrait, idéalement, être utilisée comme critère de rupture. Toutefois, elle est 

le plus communément utilisée pour estimer la valeur critique du facteur d’intensité de contrainte 

KIC. 

 

Sumpter [81] a exprimé dans le cas des matériaux à comportement élastoplastique, le paramètre 

J sous la forme additive d’une composante élastique Jel et d’une composante plastique Jpl. 

𝐽 = 𝐽𝑒1 + 𝐽𝑝1 I.50 

 
La composante élastique J e1 est identique au taux de restitution d’énergie G, ce qui permet de 

calculer cette composante directement à partir du facteur d’intensité de contrainte K par la 

relation : 
 

 

𝐽𝑒1 

𝐾 
2 

= 𝐺 = 
𝐸 

 

I.51 

Par contre le calcul de la composante plastique J p1 peut s’effectuer suivant la méthode 

proposée par la norme ASTM [75] : 

 
𝑈𝑝1 

𝐽𝑝1 = 𝜂𝑝1 𝐵(𝑊 − 𝑎 

 
I.52 

) 
 
 

Les procédures de test ASTM [75] recommandent, en déformations planes et pour un matériau 

ductile, la condition de validité suivante : 

 
 

𝐽 
𝐵; 𝑏0 ≥ 25 

𝑦 

 
𝑏0   ∶ Longueur du ligament initial I.53 

 

A-I-2-2-3 Mesure de l'émoussement et de la croissance de la fissure 

Les Méthodes de mesure de l'émoussement et de la croissance de la fissure peuvent être classées 

en deux catégories : 

- méthode directe (méthode du chargement interrompu) 

𝐾𝐼𝑐
2 =

𝐽𝐼𝑐𝐸

(1 − 𝜈2)
 I.49 

𝜎 

0 
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- méthode indirecte (méthode de complaisance, méthode électrique) 

A-I-2-2-3-1 Méthode du chargement interrompu : 

Cette méthode, développée par LANDES et BEGLEY, nécessite l'utilisation de plusieurs 

éprouvettes (au minimum cinq) de géométrie identique possédant la même longueur (et forme) 

de fissure [17]. Le principe de cette méthode consiste à soumettre ces éprouvettes à des 

chargements conduisant à des longueurs finales de fissure progressives. 

A la fin de chaque essai, les éprouvettes sont oxydées au four à 350 °C pendant 15 minutes pour 

marquer les différents stades d'accroissement de la fissure puis elles sont rompues par fatigue, 

de façon à ne pas perturber le front de fissure. Les mesures, pour chaque éprouvette, de la 

longueur initiale ao et finale af de la fissure s'effectuent directement sur les faciès de la rupture 

de la manière suivante [18] : 

Les mesures s'effectuent, à partir de la ligne de chargement, sur neuf points répartis dans 

l'épaisseur de l'éprouvette (figure I-19). La différence entre l'une des neuf valeurs et la valeur 

moyenne de ao ne doit pas excéder 7 %. 

 

 
 

Fig.I-19 : Mesure de la profondeur de la fissure 

A-I-2-2-3-2 Méthode des décharges partielles (méthode complaisance) 

Cette méthode permet de mesurer l‘accroissement de fissure au cours du chargement en utilisant 

une seule éprouvette [19, 20 et 21]. Elle consiste à effectuer, tout au long de l'essai, des 

décharges partielles de 10 % environ. La mesure des complaisances, à partir des droites 

correspondant aux déchargements partiels, permet de calculer la longueur de fissure, en utilisant 

la relation suivante valable dans le cas de l'éprouvette CT : 
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𝑎 
= 1.000196 − 4.06319𝑢 + 11.242𝑢2 − 106.04𝑢3 + 464.335𝑢4 − 650.677𝑢5 I.54 

𝑊 
 

Avec : 
 

 
 

𝑢 = 

 

 
1 

 
 

1 

[𝐸𝐵𝐶]2 + 1 

 

 
I.55 

 

Où 

- C=Δd/ΔP : complaisance (rapport de la variation du déplacement sur la variation 

de la charge correspondante) ; 

- E : module d’Young ; 

- B : épaisseur de l’éprouvette ; 
 

L'application de cette technique à l'éprouvette CT fait l'objet d'une recommandation [18] qui 

explique entre autres, les corrections à appliquer sur la mesure de la complaisance. 

Cependant, il faut souligner que, dans certains cas, les premières valeurs des complaisances 

peuvent conduire à des valeurs négatives de Δa [22]. Ce phénomène peut être attribué au 

frottement et à la flexion des goupilles d'une part et à la plastification au fond de la fissure avant 

progression d'autre part. 

La figure (I-20) présente un résultat typique montrant la variation de la complaisance mesurée 

en fonction du déplacement appliqué à l'éprouvette. Dans ce cas, la valeur de la complaisance 

correspondant à la longueur initiale de la fissure est la valeur minimale de la courbe et non la 

valeur initiale. 

 

Fig.I-20 : Principe de la méthode des décharges partielles (courbe charge déplacement). 
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B-I COMPORTEMENT EN FATIGUE DES JOINTS SOUDES 

 
B-I-1 Introduction 

La résistance à la fatigue des joints soudés ne dépend pas seulement des propriétés du métal de 

base et du métal d’apport employé, mais aussi de la présence de défauts géométriques de surface 

ou de défauts internes (soufflures, manques de pénétration). 

De nombreux travaux montrent qu’à partir de tels défauts le stade d’amorçage de la fissure de 

fatigue peut être réduit et qu’en conséquence une grande partie de la vie des assemblages soudés 

sollicités en fatigue se déroule en propagation. 

Pour la conception de ces assemblages, il est donc intéressant d’utiliser les lois de propagation 

de fissure donnée par la mécanique de la rupture afin d’estimer les durées de vie des joints, en 

calculant le nombre de cycles nécessaires pour faire propager une fissure à partir de ces défauts 

jusqu’à rupture. 

Le principe de calcul des durées de propagation est alors le suivant : 

La vitesse de propagation d’une fissure de fatigue da/dN s’exprime de façon simple en fonction 

de l’amplitude de facteur d’intensité de contrainte de la pièce ΔK par une loi du type PARIS : 

𝑑𝑎⁄𝑑𝑁 = 𝐶. ∆𝐾𝑚 I.56 
 

Avec  
 

∆K = ∆σ√πa. f(a) 

 
I.57 

 

Δσ : est la variation de contrainte maximale appliquée à la structure. 

f (a) : est un facteur de correction qui tient compte de la géométrie de la structure ainsi que des 

conditions de mise en charge. 

 

On estime donc la durée de vie globale d’un joint soudé par intégration de cette loi : 

 

Np = ∫
da

C. ∆Km
=

1

C. (∆σ)m
. ∫

da

[√πa. f(a)]
m

af

ai

af

ai

 I.58 

 

f (a) : est un facteur de correction qui tient compte de la géométrie de la structure ainsi que des 

conditions de mise en charge. 

On estime donc la durée de vie globale d’un joint soudé par intégration de cette loi : 1.58. 

Np est le nombre de cycles de propagation d’un joint possédant un défaut initial ai dont la 

rupture a lieu pour la longueur de fissure a f. Pour un joint donné, si on choisit ai et a f constants, 

quelle que soit la contrainte d’amplitude constante appliquée, l’intégrale est une constante. 
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La relation (I-54) peut s’écrire plus simplement : 

N p =C'Δσ− m I.59 

 
Pour appliquer la mécanique de la rupture aux joints soudés, il faut donc connaître la loi de 

propagation du matériaux et l’expression de ΔK correspondant à la géométrie du joint. ΔK peut 

être calculé par éléments finis, mais on utilise souvent des modèles analytiques simplifiés avec 

des éprouvettes équivalentes aux joints étudiés et pour lesquelles l’expression de ΔK est connue. 

 

B-I-2 Vitesse de propagation des fissures dans les soudures 

Des essais conventionnels réalisés sur des éprouvettes normalisées prélevées dans des joints 

soudés, pour déterminer les lois de propagation dans les différentes parties de la soudure. 

B-I-2-1 Propagation dans la zone affectée thermiquement ZAT 

La majorité des résultats publiés concernant des éprouvettes mécanique de la rupture possédant 

une entaille mécanique traversant l’épaisseur de la tôle et située dans la ZAT. A même niveau 

de ΔK, on observe généralement une vitesse de fissuration da/dN, inférieur dans la ZAT à celle 

du métal de base MB. 

Cependant, l’écart entre ces vitesses diminue lorsque ΔK augmente. Un tel phénomène est 

rencontré dans le cas des aciers austénitiques [23 et 24] et des aciers ferritiques [25]. Cette 

réduction de vitesse s’accompagne généralement d’une déviation de la fissure de son plan initial 

vers le métal de base. Certains auteurs [26] ont tenté d’expliquer cette déviation par la différence 

de caractéristiques mécaniques entre la ZAT et le MB, la fissure se dirigeant d’une 

microstructure plus dure, vers une microstructure plus douce. 

B-I-2-1-1 Influence de la limite d’élasticité 

Quand la limite d’élasticité augmente, il y a une légère augmentation de m et une diminution 

simultanée de C, dans le deuxième stade de propagation stable de la fissure de fatigue. En fait, 

la relation C = A/ B m proposée par GURNEY [27] et confirmée par LIEURADE [28] pour des 

résultats obtenus en MB, ZAT et métal fondu MF sur des éprouvettes d’épaisseur inférieure à 

20 mm, permet de ne s’intéresser qu’à l’évolution de m. 

La figure (I-21) montre une lente décroissance de m lorsque la limite d’élasticité augmente. 
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Fig I-21 : Evolution de m en fonction de la limite d’élasticité. 

B-I-2-1-2 Rôle de la microstructure 

Des essais de fissuration ont été réalisés sur des éprouvettes possédant des structures simulées 

de ZAT d’un acier de construction. Les résultats obtenus mettent en évidence un faible effet de 

la morphologie et de la taille de grain de la ZAT ; on constate cependant une augmentation du 

seuil de non-fissuration quand la taille du grain diminue. 

B-I-2-1-3 Effet du rapport de charge R 

Le rapport de charge a un effet important, en particulier pour les faibles niveaux deΔK. 

Comme le montre la figure I-22 l’écart des vitesses de fissuration obtenues respectivement 

dans le MB et dans la ZAT tend à disparaître lorsque R croît. 

B-I-2-1-4 Influence du sens de prélèvement 

Les essais précédents correspondent principalement à des essais réalisés suivant la direction 

TL. L’effet d’un prélèvement dans la direction LS amène à des résultats sensiblement différents. 

La figure (I-22) compare les résultats obtenus pour ces deux directions de prélèvement. 

Le prélèvement LS, qui concerne la fissuration dans l’épaisseur du joint, conduit à une 

augmentation sensible de la vitesse de fissuration. En fait, les résultats obtenus en ZAT pour le 

rapport de charge R=0,1 sont alors comparables à ceux obtenus sur le métal de base pour R=0,7. 
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Fig I-22 : Influence du sens de prélèvement des éprouvettes sur la vitesse de propagation 

Dans le cas d’un acier inoxydable austénitique du type AISI 316L, la propagation d’une fissure 

perpendiculairement au joint fait apparaître une évolution importante de la vitesse de fissuration 

à ΔK donné lorsque la fissure transverse successivement le métal fondu (MF) et la zone affectée 

thermiquement (ZAT) avant de rejoindre le métal de base (MB). PICKARD et RITCHIE [28] 

proposent trois hypothèses pour expliquer cette évolution : 

- Evolution du champ des contraintes résiduelles. 

- La taille, la concentration et la nature des inclusions présentes dans le métal. 

- La taille des grains du métal à travers lesquels la fissure se propage. 

B-I-2-2 Propagation dans le métal fondu MF 

Les résultats obtenus [29] dans le cas du métal fondu, correspondant à des soudures d’aciers 

doux, ne diffèrent pas significativement de ceux obtenus dans le métal de base MB. Par ailleurs, 

dans le cas d’un soudage d’acier à résistance mécanique élevée, les résultats obtenus dans le 

métal fondu et dans la zone affectée thermiquement sont comparables [30]. 

B-I-2-3 Effet de l’environnement 

En fonction des matériaux et des conditions de soudage, les résultats différents : 

- Les travaux menés sur le soudage automatique et manuel d’un acier à haute résistance [31], 

ont montré un comportement en fissuration sous corrosion comparable à celui du métal de base. 

- D’autres travaux menés sur le même type d’acier, après avoir effectué un traitement de 

relaxation, ont montrés qu’il n’y a pas de différences significatives entre la propagation dans la 
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ZAT et le métal de base pour R=0,1. Par contre à R=0,5, une augmentation de vitesse dans la 

ZAT par rapport au métal de base paraît exister [32]. 

B-I-2-4 Rôle des contraintes résiduelles 

Les difficultés auxquelles on se heurte souvent pour interpréter les résultats d’essais de 

fissuration sur des éprouvettes prélevées dans des soudures proviennent généralement de la 

variété du champ des contraintes résiduelles créées initialement lors du soudage et au cours du 

prélèvement et de l’usinage des éprouvettes. 

B-I-2-4-1 Distribution des contraintes résiduelles dans les soudures 

Pour rendre compte des résultats d’essais, différents auteurs ont déterminé, soit 

expérimentalement [33], soit par calcul [34] le champ des contraintes résiduelles présent dans 

les éprouvettes essayées, dans les différents cas suivants : 

- cordons déposés longitudinalement [35] 

- cordons déposés transversalement [36] 

- soudures bout à bout transversales [37] 

La propagation d’une fissure dans le champ de contrainte initial conduit à une redistribution 

simultanée de ce champ. Cette distribution est précisée, soit numériquement [38], soit 

expérimentalement [39] pour connaître l’état des contraintes à la pointe de la fissure. 

B-I-2-4-2 Effet de divers paramètres 

B-I-2-4-2-1 Limite d’élasticité : 

Pour une même épaisseur de la tôle et des conditions de soudage comparables, l’augmentation 

de la limite d’élasticité du métal de base conduit généralement à des contraintes résiduelles plus 

élevées qui se traduisent par des écarts croissants entre les vitesses du MB et de la ZAT [40]. 

B-I-2-4-2-1 Epaisseur de la tôle : 

L’augmentation de l’épaisseur de la tôle conduit à une élévation des contraintes résiduelles. 

(Dans le cas des aciers ordinaires, l’évolution sensible de la vitesse de fissuration entre le MB 

et la ZAT pour des tôles de forte épaisseur). 

 

B-I-3 L'hétérogénéité due à la soudure : 

Les méthodes d'analyse en mécanique de la rupture nécessitent des données élémentaires sur le 

matériau, la géométrie, le type de défaut etc. Les techniques d'évaluation et le recueil de ces 

données sont connus et prouvées en ce qui concerne les matériaux homogènes. 

Au niveau d'un joint soudé, plusieurs difficultés apparaissent, essentiellement dues à 

l'hétérogénéité du matériau et à la présence de contraintes résiduelles. 
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B-I-3-1 Le Mismatching 

Le métal de base (MB), la zone fondue (ZF) et la zone affectée thermiquement (ZAT) ont 

souvent des caractéristiques mécaniques différentes, mises en évidence en première 

approximation par des filiations de dureté. 

Ces différences de comportement peuvent être mises en évidence par des essais mécaniques. 

Le rapport qui existe entre la limite d’élasticité de la ZAT et celle du MB est noté M est désigné 

par mismatching. 

σYMF 
M = 

σYMB 

 

I.60 

 

Quand M est supérieur à 1 on parle d’over-matching, et dans le cas contraire on parle 

d’undermatching. 

Si en principe, il est donc nécessaire de disposer des caractéristiques d’éprouvettes de traction 

prélevées dans le métal de base, il est possible au moins en première approximation d’utiliser 

les résultats d’une filiation de dureté [41]. 

Actuellement les codes ne tiennent pas compte de l’effet de mismatching. Ils considèrent le 

joint soudé comme un matériau homogène prenant en compte les caractéristiques les plus 

pénalisantes parmi celles constituant la soudure. Cela conduit en général à des résultats 

conservatifs. 

Le mismatching est pris en compte afin de l’intégrer dans l’évaluation de la nocivité des défauts. 

La détermination de la ténacité de la zone fondue est influencée par l’effet de mismatching, la 

largeur de la ZF par rapport à celle de l’éprouvette, le mode de chargement (flexion ou traction), 

la position de la pointe de la fissure par rapport au cordon et de la plasticité dans le ligament. 

La zone adjacente au métal déposé, zone affectée thermiquement par le soudage (ZAT), mesure 

quelques millimètres d'épaisseur et présente un gradient de propriétés, dû aux différents cycles 

thermiques vus par le matériau au cours du procédé de soudage. Celui-ci s’effectue en plusieurs 

passes. Au niveau métallurgique, la ZAT peut être divisée en plusieurs sous-zones. La zone la 

plus fragile est celle qui se situe du côté du métal fondu. De plus elle se situe en surface, au 

niveau du pied du bourrelet de soudure à savoir là où se concentrent les contraintes. 

B-I-3-2 Effet de mis-matching sur les évolutions des paramètres J et CTOD 

Des investigations expérimentales effectuées par HAESLER et al [42-43] pour étudier 

l’influence de mis-matching sur les paramètres énergétiques J et CTOD, en modélisant le joint 

soudé par une éprouvette CCP, les conclusions suivantes ont été tirées : 
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 Le mis-matching n’a aucun effet sur les évolutions des paramètres énergétiques J et 

CTOD dans la partie élastique. 

 Dans la partie plastique, la plasticité se développe : 

- du côté du MF (cas d’under-matching). 

- du côté du MB (cas d’over-matching). 

L’éprouvette CCP utilisée pour ces investigations, est une plaque à fissure centrale de longueur 

« 2a », présentant une zone caractérisant le MF de largeur « 2h ». Pour les fissures longues, 

l’effet de la singularité l’emporte sur celui du taux de mis-matching, mais pour le cas contraire 

cas des fissures courtes, l’influence du taux de mis-matching sur les paramètres énergétiques 

dépend principalement du rapport « h/a » : 

- les évolutions des paramètres J et CTOD deviennent plus importantes lorsque 

le rapport « h/a » augmente (cas d’under-matching). 

- les évolutions des paramètres J et CTOD diminuent dans le cas contraire (cas 

d’over-matching) (figure I-23). 

 
 

 

Fig I-23 : Effet de mis-matching sur les évolutions des paramètres J et CTOD : 

KRUPP [44] a proposé une méthode permettant de quantifier l’effet du mis-matching sur 

l’ouverture au fond de la fissure (CTOD), consiste à décrire un rapport δR des « forces actives 

de fissuration » par l’expression suivante : 

 

𝛿𝑅 = [
𝜀

𝜀𝑒(𝐵)
]

(
𝑛(𝑀𝐵)

𝑛(𝑀𝐹)
)

𝑀
(1−

1
𝑛(𝑀𝐹)

)
                  I.61 
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Avec: 

δR = δMF / δMB I.62 
 

δMF : CTOD dans le cas d’un joint soudé 

δMB : CTOD pour le MB 

n : coefficient d’écrouissage 

M : le taux de mismatching 

(εe) MB : Déformation élastique dans le cas du MB, correspondant à σe 

ε : Déformation correspondant à la contrainte appliquée 

B-I-3-4 Les contraintes résiduelles 

On définit les contraintes résiduelles comme étant les contraintes existant dans une structure 

mécanique alors qu’aucune sollicitation extérieure n’est appliquée. Elles s’autoéquilibrent donc 

mais s’additionnent au chargement extérieur. Dans le cas d'un joint soudé, elles proviennent du 

procédé de soudage. Elles résultent des dilatations thermiques différentielles, des changements 

de phase, des conditions de bridage des tôles et du mismatch. Il existe plusieurs techniques pour 

les mesurer : 

_ Les méthodes non-destructives : ultrasons, rayons X, diffraction des neutrons, 

_ Les méthodes destructives : méthode du trou, de la flèche. 

Ces contraintes sont rarement connues avec précision. En outre, elles peuvent varier d'un joint  

à l'autre de manière significative. La règle R6 propose des profils de contraintes résiduelles 

surestimés en traction (donc non-équilibrés), de manière à garder une analyse conservative. 

Pour des soudures de raboutage de tube, elle s'appuie notamment sur les travaux de FISSOLO 

[45 et 46]. D’après ces profils, les contraintes résiduelles peuvent être suffisamment grandes 

pour écrouir le matériau. 

Dans le cas d’une structure fissurée, les contraintes résiduelles influent sur le confinement de 

la plasticité en pointe de fissure. Dans le cas de la déchirure ductile, il est possible de vérifier 

cet effet par une approche J-Q (MATEO A [47]), le paramètre Q permettant justement de 

quantifier le confinement. Dans le cas de la rupture fragile, il est également nécessaire de tenir 

compte de ce changement de confinement car une simple addition des contraintes résiduelles et 

des contraintes appliquées peut se révéler non conservative [48]. En revanche, les contraintes 

résiduelles sont modifiées et redistribuées par une déformation plastique importante. Elles n’ont 
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donc que peu d’effet en cas de ruine par plasticité généralisée, voire en cas de rupture par 

déchirure ductile. 

C-I APPROCHE LOCALE DE LA DECHIRURE DUCTILE 

 
C-I-1 Introduction 

La compréhension des mécanismes de ruine du matériau à l'échelle microscopique a permis de 

développer une approche prenant en compte l'endommagement calculé localement en pointe de 

fissure. Cette démarche, appelée approche locale, constitue une alternative totalement différente 

à d’autres approches puisqu'elle ne s'appuie pas sur une grandeur quantifiant l'énergie liée à la 

propagation mais cherche à modéliser la manière dont cette énergie est dissipée. 

Cette approche, basée sur la connaissance des mécanismes microscopiques intervenant lors de 

la rupture nécessite le choix d’un modèle adéquat mettant en évidence les diverses phases de 

cette rupture ductile. 

Ce modèle s’exprime à partir des contraintes et des déformations à la pointe de la fissure, 

calculées en utilisant la méthode des éléments finis. Il s’agit ensuite de confronter les 

paramètres locaux, obtenus par le modèle, avec leurs valeurs critiques, pour évaluer les 

conditions de propagation de la fissure. 

 

C-I-2 Mécanisme de rupture par déchirure ductile 

Les mécanismes d'endommagement sont habituellement divisés en trois étapes (figure I-31) qui 

sont : 

- Amorçage de cavités à partir de la décohésion (la formation de cavités sur des 

particules). 

- Croissance de ces cavités, contrôlée par la déformation plastique et la contrainte 

hydrostatique. 

- Coalescence des cavités qui conduit à la rupture du matériau [49]. 
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Fig I-24 : Mécanismes de la déchirure ductile 

C-I-2-1 Germination (nucléation) des cavités 

Les inclusions et les particules de seconde phase sont en général à l'origine des cavités du fait  

de l'incompatibilité de déformation entre ces particules dures et la matrice métallique. 

L'amorçage est soit lié à la décohésion de l'interface entre ces particules et la matrice soit à la 

rupture de ces particules [50]. DEVAUX et al [51] supposent que la contrainte interfaciale pour 

une particule cylindrique est à peu près égale à la somme de la contrainte équivalente σeq et de 

la contrainte hydrostatique σm. La décohésion intervient lorsque celle-ci atteint une valeur 

critique σc : 

𝜎𝑐 = 𝜎𝑚𝑙 + 𝜎𝑒𝑞 = (
𝜎𝑘𝑘

3
) + (

3

2
 𝑆𝑖𝑗  𝑆𝑖𝑗)

1
2
 I.63 

 

D'autres modèles existent, en particulier à partir de la modélisation de l'interaction dislocations- 

inclusions. Cependant, en général pour les matériaux qui nous intéressent (aciers de 

construction et inoxydables), cette phase est négligée dans les modélisations parce que 

considérée comme étant instantanée. Dans le même matériau, cette phase dépend de la nature, 

de la forme et de la taille des inclusions. 

Plusieurs critères ont été élaboration par des conditions de formation de cupules à partir de 

particules. Ces critères sont basés, soit sur la notion de contrainte critique soit sur le critère 

énergétique. F. Mudry [52] a récapitulé ces différents critères dans le tableau (I-1). 
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Tableau I-1 : Différents critères germination des cavités. 
 

Types de critère Auteur Formulation 

 

Critère Energétique 

Brown et Stobbs 𝜀𝑒𝑞 > 3𝛾𝑎𝐹/𝜇𝐵 

Tanaka Mori Nakamura 𝜀𝑒𝑞 ≥ (𝐵⁄𝑟)1⁄2 

 

 

 
 

Contrainte Critique 

Tanaka Mori Nakamura 𝜎𝑐 = 𝜎𝑚 + (𝐸𝑝𝑙⁄𝛿) 
𝑒𝑞 

Argon, Safoglu 𝜎𝑐 = 𝜎𝑚 + 𝜎𝑒𝑞 

Argon 𝜎𝑐 = 𝜎𝑚 + 𝐾𝜎𝑒𝑞 

Brown et Stobbs 

 
 

𝜎𝑐 = 𝜎𝑚 + 𝛼𝜇√30𝑏𝜀𝑒𝑞⁄𝑟 

 

Les cavités prennent généralement naissance sur des inclusions. La germination est alors le 

résultat soit de la rupture de ces inclusions par clivage, soit de leur décohésion avec la matrice. 

En écrivant qu’à la germination la contrainte locale doit être au moins égale à la contrainte de 

rupture de l’inclusion et l'énergie libérée égale à l'énergie de rupture de l’inclusion, on obtient 

une déformation critique décroissante lorsque la taille des inclusions augmente (Figure I-25). 

 
 

 

Fig I-25 : Evolution de la déformation critique à l’amorçage de cavités 

 

 
Dans la pratique, la taille critique dc est de l'ordre de quelques microns, de telle sorte que pour 

la majorité des inclusions qui ont une taille supérieure, il suffit de se préoccuper du critère 

associé à la contrainte dans l'inclusion et à l'interface, égale à la contrainte de rupture. La 

condition d’amorçage s'écrit alors [53] : 



Chapitre I Etat de l’art 

43 

 

 

 

σd = σ1 + λ (σeq – σY) I.64 

 
σ1 La plus grande contrainte principale 

σY Limite d’élasticité 

σeq Contrainte équivalente au sens de Von Mises 

λ Facteur de forme 

C-I-2-2 Croissance des cavités 

Les cavités croissent sous l'effet combiné de la déformation plastique et de la triaxialité des 

contraintes. Des travaux basés sur des modèles mathématiques et expérimentables ont montrés 

que cette croissance résulte de la combinaison de deux mécanismes simultanés : 

- L’augmentation de la taille des cavités. 

- L’augmentation du nombre de cavités par germination 

Cette phase, purement mécanique, représente la plus grande part dans la durée de vie d’un 

matériau. Ainsi de nombreux modèles mathématiques ont été proposés pour décrire la 

croissance des cavités [54]. 

 

C-I-3 Modélisation de la déchirure ductile 

Dans le domaine de transition fragile-ductile, l'évolution de la ténacité en fonction de la 

température et la dispersion de la ténacité n’est pas correctement prédite avec les modèles 

locaux de description du clivage. 

En particulier les valeurs expérimentales basses sont sous estimées par les modèles. Des effets 

de la déchirure ductile, de la déformation plastique ou encore de la température sont invoqués 

pour expliquer les insuffisances des modèles de rupture par clivage. 

Deux types de modèles locaux sont utilisés pour simuler le comportement à rupture du matériau 

dans le domaine de la transition fragile-ductile : les modèles couplés qui décrivent 

simultanément l'endommagement ductile et l'endommagement par clivage et les modèles non 

couplés qui reposent sur les modèles de clivage « aménagés ». 

C-I-3-1 Modèles de croissance des cavités 

C-I-3-1-1 Modèle de croissance de cavités de Rice et Tracey 

Rice - Tracey [55] considèrent une cavité sphérique de rayon R dans un massif infini, de 

comportement rigide parfaitement plastique sous un chargement axisymétrique obéissant au 

critère de plasticité de Von Misès (figure I-26). Ces auteurs proposent une relation entre la taille 
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de cette cavité (via un rayon moyen) et les champs de contraintes et de déformations de la 

forme : 

 

 

La rupture est supposée intervenir lorsque la cavité atteint un rayon critique Rc défini par 

Beremin [64], et dans le cas du modèle de Rice et Tracey étendu à un matériau écrouissable, on 

obtient : 

 

 

 
 
 
 

 

Fig I-26 : Cavité sphérique isolée 

La triaxialité joue ici un rôle prédominant. Cette approche est dite « découplée » car le 

comportement mécanique du matériau n’est pas affecté par l’endommagement, qui peut être 

évalué en post-traitement des calculs numériques. 

La coalescence apparaît lorsque le rapport R/R0 atteint une valeur critique (R/R0)c. Une 

relation similaire est proposée par Huang [56] pour les forts taux de triaxialité (à la constante 

x près, qui vaut 0.427). Pour un taux de triaxialité inférieur à 1, il propose une relation menant 

à des déformations à la rupture plus importantes que le modèle de Rice et Tracey : 

ln (
R

R0
) = ∫ 0.427 (

σm

σeq
)

1
4

exp (
3

 2
.

σm

σeq
) dεeq

P
ε

ε0

 I.67 

 

C-I-3-1-2 Vérification expérimentale du Modèle de Rice - Tracey 

La méthodologie de vérification expérimentale du Modèle de Rice - Tracey consiste à mesurer 

la croissance des cavités sur des éprouvettes cylindriques de traction entaillées circulairement 

dR

R
= 0.283exp (

3

2
 .

σm

σy
) . dεeq I.65 

ln (
R

R0
) = ∫ 0.283. exp (

3σm

2σeq
)

εeq
p

ε
décohésion
p

 dεeq
p

 I.66 
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ayant subies différents taux de déformation [57, 58 et 59]. Cette méthodologie a été appliquée 

par : 

- Marini et al [60], dans le cas des aciers contenant des particules d'alumine de différents 

diamètres, servant à initier les cavités (fo = 5.10-3 et 3. 10-2). volumique d'inclusion 

- Mudry [52] sur l'acier A 508 Cl 3 (fraction ns de sulfures de manganèse fo = 3. 10-4). 

La figure (I-27), montrant les taux de croissance mesurés en fonction de la triaxialité des 

contraintes, met en évidence le fait que : 

- la loi de croissance est correctement modélisée par une dépendance exponentielle vis- 

à-vis du taux de triaxialité des contraintes, du type : 

 

 
 

 

La valeur β=1.5 donnée par Rice - Tracey semble en bon accord avec les résultats 

expérimentaux de divers auteurs sur une plage de porosité allant de 3. 10-4 à 3. 10-2 . Par contre 

le coefficient (a) dépend fortement de la fraction volumique initiale de vides : plus la fraction 

volumique est grande, plus la valeur de (a) est importante dans tous les cas sa valeur excède 

largement 0.283, donnée par Rice - Tracey. En extrapolant les résultats expérimentaux de 

Marini et al, Licht et Suquet [61] ont trouvé une valeur de 0.5 environ correspondant aux très 

faibles porosités. La différence constatée entre les valeurs expérimentales et théoriques du 

coefficient (a) est attribuée à l'effet des interactions entre inclusions voisines et à la formation 

d'une seconde population de micro-cavités. 

Il faut noter que ces divers modèles considèrent le cas d'une cavité isolée dans un milieu infini 

où les interactions entre trous et les effets de la porosité ne sont pas prises en considération [62]. 

ln (
R

R0
) = αεeq

P exp (β
σm

σeq
) I.68 
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Fig I-27 : Dépendance de A vis-à-vis de la fraction volumique initiale de cavités [60] 

 
C-I-3-1-3 Modèle de croissance de cavités de Mc Clintock 

Mc Clintock [63] calcule la croissance de cavités cylindriques dans un matériau parfaitement 

plastique non linéaire, qui s’allonge dans la direction de l’axe de la cavité et qui est soumis à 

un chargement axisymétrique. La loi de croissance obtenue est donnée par : 

 

 
 

  

R 1 √3 σm√3 
= + sin h I.69 

P σeq 

 

Cette loi a été étendue au cas d’une cavité ellipsoïdale dans un milieu tridimensionnel sous la 

forme [64] : 

 
 

R εP   √3 

R 
= 

2(1 − n) 

 
sin h 

(1 − n) σm√3 

σeq 

 
I.70 

 

Où 

n : le coefficient d’écrouissage du matériau 

R : le rayon moyen de la cavité 
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C-I-3-2 Modèles de décohésion locale 

C-I-3-2-1 Modèle de décohésion de Rousselier 

Dans le cadre d'une approche thermodynamique des matériaux standard généralisés, Rousselier 

[65, 66 et 67] a développé une théorie en considérant l'endommagement comme une variable 

interne. Le modèle repose sur deux hypothèses principales : 

- les variables d'écrouissage p et d'endommagement β sont des scalaires (hypothèse 

d'isotropie); les « forces » associées à p et β sont notées respectivement P et B, - le 

potentiel plastique F est de la forme : F= σeq / ρ +P(p) + B(β)g(σm). 

Avec ρ : rapport de la masse volumique actuelle sur la masse volumique initiale. 

L'expression du potentiel plastique est alors la suivante : 

F =
σeq

ρ
− R(P) +

σ1f0exp(β)

1−f0+f0 exp(β)
Dexp (

σm

ρσ1
) = 0                              1.72  

                            (écrouissage)       (endommagement) 

  

 

Avec 
 

 
Re : contrainte d'écoulement du matériau non endommagé 

β : paramètre d'endommagement, β= p exp(σm / ρσ1 ) 

D : constante d'intégration comprise entre 1,5 et 2. Elle est considérée indépendante du 

matériau, du moins pour une faible porosité initiale, fo < 10-3. 

σ1 : résistance de la matrice à la déchirure ductile. Généralement la contrainte σ1 est 

environ égale au 2 /3 de la contrainte d'écoulement soit σ1 = (R p0,2 + R m) / 3. 

Ce potentiel est identique à celui de Von Mises lorsque la fraction volumique est nulle (fo = 0). 

Le matériau perd toute résistance pour une porosité égale à 1. Pour accélérer la rupture, Howard 

et al. [68] ont défini une valeur de paramètre d'endommagement critique βc, qui correspond à 

une valeur de porosité critique (fc) pour laquelle le matériau perdrait toute résistance : 

f0exp(βc) 
f c = 

 
 

1 − f0 + f0exp(βc) 
1.72 

 

En définitive, les paramètres du modèle sont au nombre de quatre : la constante d'intégration 

D, la résistance de la matrice à la déchirure ductile σ1, la fraction volumique initiale de cavités 

fo et la taille de maille qui représente le volume élémentaire représentatif. La taille de maille 

vaut usuellement (500 μm). 
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C-I-3-2-2 Modèle de décohésion de Gurson 

Gurson [69] à partir d'un modèle microstructural définit pour différentes géométries de 

microcavités des potentiels plastiques. Dans son approche, la matrice est rigide et parfaitement 

plastique. Pour des cavités sphériques il montre que le potentiel plastique (D a pour expression : 

 
𝜙 = 

𝑒𝑞 + 2𝑓. cos ℎ [
3

 
𝜎2 2 

. 
𝜎𝑚

] − [1 + 𝑓2] = 0 𝐼. 73 
𝜎0 

 

Avec 
 

 
f : fraction volumique de cavité 

σo : contrainte d'écoulement de la matrice 
 

Pour une porosité nulle (f= 0), le potentiel se réduit au potentiel de Von Mises. Pratiquement, 

ce modèle surévalue la ductilité, ce qui est attribué au fait que l'interaction entre les cavités n'est 

pas prise en compte. Pour tenir compte de cette interaction, Tvergaard [70] estime qu'une 

meilleure représentation est obtenue si on introduit dans le potentiel de Gurson trois paramètres 

q1, q2 et q3 

3 

𝜙 =
𝜎𝑒𝑞

2

𝜎0
2 + 2𝑓. 𝑞1. cos ℎ [

3

2
.
𝑞2𝜎𝑚

𝜎0
] − [1 + 𝑞3𝑓2] = 0 𝐼. 74 

 

 
Avec l'appui de calculs par éléments finis, Tvergaard aboutit aux valeurs suivantes des 

paramètre s : q1= 1,5 ; q2 = 1 et q3 = q1 
2 ce qui revient à multiplier la proportion des cavités par 

q1. Perrin et Leblond [71] ont montré que le paramètre ql est fonction de la porosité f. Pour une 

porosité tendant vers 0, le paramètre q1 est égal à 4. 

Mais si ce modèle décrit convenablement le comportement global, il ne peut rendre compte de 

l'accélération de la déformation qui se produit juste avant la coalescence des cavités. 

Tvergaard et Needleman [72] introduisent ainsi une fraction volumique effective : 
 

 

𝜙 =
𝜎𝑒𝑞

2

𝜎0
2 + 2𝑓∗ . 𝑞1. cos ℎ [

3

2
.
𝑞2𝜎𝑚

𝜎0
] − [1 + 𝑞3𝑓∗2] = 0 𝐼. 75 

 
La fonction veut représenter l'étape de la coalescence des cavités pour des matériaux avec des 

fractions volumiques faibles : 

 

 
𝑓∗ {

𝑓∗ = 𝑓                                    𝑓 ≤ 𝑓𝑐  

𝑓∗ = 𝑓𝑐 + 𝛿(𝑓 − 𝑓𝑐)            𝑓 > 𝑓𝑐
  𝑎𝑣𝑒𝑐 𝛿 =

𝑓𝑢 − 𝑓𝑐

𝑓𝐹 − 𝑓𝑐
} I.76 

𝜎 
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δ représente la pente « d’accélération » de la croissance de porosité. fc est la valeur du début de 

la coalescence, fF correspond à la porosité pour laquelle le matériau perd toute résistance. 

Pour f* égale à 1/q1, on montre que la contrainte équivalente σeq est nulle. 

Les paramètres du modèle de Gurson sont au nombre de 6 : la porosité initiale (fo), δ, q1, q2, fc 

et la taille de maille qui définit le volume élémentaire représentatif. 

Avec les modèles couplés, comme ceux de Rousselier et de Gurson, il n'est pas nécessaire de 

définir une valeur critique de la variable d'endommagement pour obtenir l'amorçage et ensuite 

la propagation de la fissure. L'amorçage et la propagation se produisent naturellement lorsque 

l'adoucissement dû à la croissance des cavités l'emporte sur l'écrouissage du matériau. Il en 

résulte une instabilité mécanique qui se traduit notamment par un effondrement des contraintes 

transmises par la zone fortement endommagée. 



 

 

 

 

 

 

 

 

 
 

 

 

 

 
 

CHAPITRE II 
 

 

GENERALITES SUR LES FACTEURS  
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A-PRECOMPRESSION 
 

A-II-1 Introduction 
 

Les contraintes résiduelles induites par le soudage sont généralement créées par la contraction 

du métal d’apport lors de la solidification et du refroidissement qui est restreinte par le matériau 

froid environnant. Dans le cas des aciers possédant une faible température de transformation de 

phase, la transformation de l’austénite en martensite lors du refroidissement, qui s’accompagne 

par une expansion volumique, contribue en plus à l’établissement des contraintes résiduelles 

[14]. Le champ de contraintes internes ainsi créé est auto-équilibré et présente des zones de 

tension et de compression. La Figure II.1 montre le profil de contraintes résiduelles 

longitudinales le plus classique pour un joint bout-à-bout à une seule passe. On voit bien que la 

zone soudée est en tension, que la zone affectée thermiquement est le siège de gradients 

importants de contraintes résiduelles, et que des zones en compression de part et d’autre de la 

zone soudée sont présentes pour équilibrer la zone en tension. 

 

 
 

Fig.II.1 : Champ de contraintes résiduelles longitudinales typique 

d'un joint bout-à-bout. 

A-II-2 Relaxations des contraintes 

Compte tenu de leurs effets possibles, il est souvent utile et parfois obligatoire de faire disparaître les 

contraintes résiduelles, au moyen d'un traitement dit de relaxation. Que ce traitement soit thermique 

ou mécanique, il procède du même mécanisme, qui consiste à permettre l'écoulement plastique 

nécessaire à la relaxation des parties sous contrainte : 

 La relaxation thermique utilise le fait que la limite d'élasticité d'un matériau, en parti- 

culier de l'acier, diminue lorsque la température augmente, de sorte que les zones qui se trouvent 
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sous contrainte à l'état élastique à la température ambiante se plastifient progressivement au fur 

et à mesure que la température augmente, amenant ainsi une relaxation plus ou moins complète 

selon la température atteinte. 

 La relaxation mécanique implique une déformation à froid. Celle-ci peut être obtenue 

par une mise sous contrainte de l'ensemble de la pièce soudée à un taux susceptible de provoquer 

la plastification, au moins là où existent des « pics » de contraintes. On peut ainsi traiter des 

appareils à pression à l’état brut de soudage par une mise en pression hydraulique. 

Une autre pratique, moins répandue, est celle de la relaxation par vibration : les pièces soudées 

sont soumises à une sollicitation vibratoire, soit dans leur ensemble, soit localement au moyen 

de pulsateurs, de telle sorte qu'un état de résonance s'établisse au niveau des zones où existent 

des pointes de tension et y provoquent la réduction nécessaire des contraintes résiduelles. 

Pour remédier à cet inconvénient on peut avoir recours à l’un des deux procédés suivants : 
 

 pré-compression locale du ligament de l’éprouvette comme l’a proposé Dawes [24] (figure II.2) 
 

 fissuration en fatigue avec un rapport 
 

𝑅 = 
𝝈𝒎𝒊𝒏𝒊 

𝝈𝒎𝒂𝒙𝒊 
au moins égal à 0,5 II.1 

 

 

  

 

Fig.II.2. Méthode d'élimination des contraintes résiduelles 

par pré-compression locale. 

 

Dans le cas de la pré-compression locale il faut limiter la déformation plastique à quelques pour 

cent de l’épaisseur sous peine de modifier la ténacité. La figure II.3 donne des exemples de 

dimensions de poinçons à utiliser pour la pré-compression, ainsi que les formules de calcul de 

la charge pour chacun d’eux. 
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P=0,8.Re.B2 

 

 

Fig.II.3. Formules de calcul des efforts de pré-compression. 

Re : limite d’élasticité conventionnelle à 0,2 %. 
 

Toutefois on peut se poser la question de savoir si ces différentes méthodes de 

préparation n’ont pas d’influence sur la ténacité du joint. La figure II.4 donne les 

résultats obtenus sur deux types d’assemblages différents. On remarque d’une part une 

dispersion importante des résultats et d’autre part que ceux-ci ne mettent pas en évidence 

de différences significatives de comportements 

 

 

Fig.II.4. Influence de la méthode d’élimination des contraintes résiduelles sur δ1. 

Méthodes de préparation : – A : R = 0,1, – B : pré-compression 1 % B sur un côté, R = 0,1, 

- C : pré-compression 0,5 % sur chaque côté, R = 0,1 – D : R = 0,5 – E : R = 0,5 

sans arasage de la surépaisseur 
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A-II-3 Améliorations de la tenue à la fatigue 

A-II-3-1 Optimisation de la conception 

Un assemblage à l’état brut de soudage ne peut être exempt de contraintes résiduelles et de 

concentrations de contraintes, responsables de sa faible tenue en fatigue. En revanche, ces 

contraintes peuvent être en grande partie amplifiées suivant la configuration de l’assemblage 

soudé et des défauts qu’il peut comporter. Ce n’est donc pas tant le choix du procédé de 

soudage, mais bien plus encore la configuration de l’assemblage soudé et les conditions de 

soudage qui affectent le plus la tenue en fatigue de l’assemblage. Il est donc crucial de porter 

un intérêt tout particulier à optimiser la position, la forme et la qualité des soudures fortement 

sollicitées en fatigue, et ce, avant même la prescription d’un éventuel traitement de 

parachèvement. 

Un assemblage soudé de qualité supérieure sera d’autant plus facile à obtenir que la soudure 

soit accessible au moment de l’assemblage. Une bonne visibilité au moment des inspections 

préventives favorisera de plus la détection et le suivi d’anomalie par contrôle non destructif. 

Par ailleurs, on positionnera autant que possible les liaisons soudées aux endroits les moins 

sollicités vis-à-vis de la fatigue. 

Les profils de cordons convexes responsables de fortes concentrations de contraintes sont aussi 

à proscrire. Afin de réduire le facteur théorique de concentration de contrainte, des formes 

concaves, dans le cas de soudure en angle, et de faibles surépaisseurs, pour les soudures bout à 

bout, sont recommandées. Pour cela, des électrodes à mouillabilité améliorée sont parfois 

utilisées pour le raccordement au pied de cordon ou pour l’exécution de la totalité de la soudure, 

ainsi que le soudage en position gouttière. 

Par ailleurs, les soudures à pénétration partielle sont à éviter au profit de soudure à pénétration 

totale dans le cas où elles transmettent les efforts. En plus d’une tenue en fatigue plus faible en 

pénétration partielle, l’amorçage de fissure en racine1 présente un risque supplémentaire par sa 

difficulté à être détectée. 

Enfin, une qualité supérieure à celle prescrite dans les normes actuelles est généralement 

conseillée avec la présence d’un rayon de raccordement en pied de cordon visible à l’œil nu. 

Cette qualité est à appliquer uniquement aux zones les plus chargées. 

A-II-3-1-1 Utilisation des traitements de parachèvement 

Une fois l’optimisation de la conception effectuée, l’exécution d’un traitement de 

parachèvement peut alors être envisagée et prescrite pour une tenue en fatigue améliorée. 

Remarque. L’utilisation de tels traitements ne s’avère pas forcément bénéfique pour 

l’amélioration de la tenue en fatigue de joints soudés initialement mal conçus ou mal réalisés. 
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A-II-3-1-2 Localisation des effets 

Les différents traitements de parachèvement se concentrent généralement sur une amélioration 

localisée en pied de cordon. La racine peut alors devenir un site préférentiel d’amorçage de fissure 

en fatigue. Or, il est naturellement conseillé de favoriser l’amorçage des fissures à l’extérieur de 

la soudure pour en faciliter la détection. Les traitements de parachèvement sont alors à appliquer 

de façon modérée, de sorte que l’amorçage se fasse toujours en pied de cordon. Ils peuvent même 

devenir inutiles si l’amorçage préférentiel de fissure était déjà localisé en racine. 

A-II-3-1-3 Les différents types de traitements 

On distingue deux catégories de parachèvements selon qu’ils agissent sur la forme du joint ou 

sur l’état des contraintes résiduelles. Les différentes méthodes existantes (Figure II.5) peuvent 

éventuellement être combinées dans le but d’obtenir une amélioration optimale, en tenant 

compte toutefois des coûts qu’elles impliquent. 
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Fig.II.5 : Classification des méthodes de parachèvement. 

A-II-3-1-4 Intérêt vis-à-vis de la résistance mécanique du matériau 

Il a été vu précédemment que la résistance mécanique n’a que peu d’influence sur la tenue en 

fatigue des joints bruts de soudage. Dans le cas d’un assemblage soudé ayant subi un traitement 

de parachèvement, Rm redevient un paramètre prédominant dans la tenue en fatigue [134]. La 

configuration du joint (position, forme, qualité) garde cependant toute son importance, 

l’efficacité de tels traitements y étant particulièrement sensible. 

 

 

 

Modification de la 
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A-II-3-2 Principaux procédés de parachèvement par impacts 

A-II-3-2-1 Le martelage conventionnel 

Le martelage conventionnel est une technique datant des années 1940 qui est effectué à l’aide 

d’un outil pneumatique, hydraulique ou électrique dont l’extrémité arrondie vient marteler la 

surface de la pièce à traiter. Les impacts répétés à une fréquence généralement comprise entre 

20 et 100 Hz induisent la création d’un sillon qui peut être plus ou moins prononcé suivant le 

nombre de passes (Figure II.6). 

 
 

 

Fig.II.6 : Exemple d’un pied de cordon traité par martelage conventionnel [127]. 

Les contraintes résiduelles émanant de ces déformations plastiques locales atteignent 

généralement entre 2 et 5 mm de profondeur. Les modifications apportées par cette technique 

en font l’une des plus efficaces pour le post-traitement des joints soudés. Cependant, ce procédé 

reste fastidieux et bruyant. De plus, la surface relativement lisse obtenue peut parfois dissimuler 

des défauts de type repli (Figure II.7) conduisant à l’amorçage prématuré de fissures. 

 

 

Fig.II.7 : Défaut de type repli observé après martelage conventionnel [127]. 

A-II-3-2-2 Le grenaillage 

Le grenaillage de précontrainte est une autre forme de martelage assurée par la projection à 

grande vitesse (20 à 150 m/s) sur la surface à traiter de particules (le plus souvent sphériques) 

dont le diamètre est communément compris entre 0,1 et 2,5 mm. Les contraintes résiduelles de 
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compression créées en surface atteignent généralement une profondeur de l’ordre de 0,2 mm 

[128]. Cette technique a été préconisée pour le traitement d’éléments mécaniques sollicités en 

fatigue suite aux observations faites, à la fin des années 1920, sur des ressorts dont la durée de 

vie se voyait allongée pour les spécimens nettoyés par grenaillage (sans toutefois en 

comprendre aussitôt l’origine). Elle est aujourd’hui relativement bien maîtrisée et largement 

répandue, particulièrement dans les industries aéronautique et automobile. 

De nombreuses études ont montré que plusieurs facteurs intervenaient sur l’efficacité du 

grenaillage suivant les pièces à traiter, à savoir les caractéristiques mécaniques des projectiles, 

leurs tailles, la vitesse de projection, l’angle d’attaque, le débit de la grenaille et le temps 

d’exposition. L’intensité du traitement se mesure alors via la déformée d’éprouvettes de type « 

Almen » et par évaluation du taux de recouvrement (ou couverture). Par ailleurs, il est 

indispensable d’assurer un tri des projectiles déformés ou cassés au cours du traitement. 

A-II-3-2-3 Le choc laser 

Le choc laser est une technologie émergente dans le domaine des traitements de précontraintes 

et fait actuellement l’objet de nombreuses études et simulations. Tout comme le cas du 

martelage ou du grenaillage, ce traitement induit de fortes contraintes résiduelles en surface qui 

se traduisent par une amélioration significative de la tenue en fatigue des éléments traités. 

Le principal bénéfice de ce traitement concerne les contraintes résiduelles de compression qui 

atteignent 2 à 3 fois les profondeurs habituellement observée en grenaillage. De plus, leur 

relaxation thermique semble être significativement plus faible que dans le cas de traitements 

mécaniques [128]. 

A-II-3-2-4 Configuration des indenteurs 

A-II-3-2-4-1 Configuration générale 

Comme pour le martelage conventionnel, les indenteurs utilisés sont couramment de forme 

cylindrique (Figure II.8). L’extrémité martelante est arrondie tandis que la face opposée 

présente une planéité de qualité supérieure pour un meilleur contact avec la sonotrode. 

 

Fig.II.8 : Présentation d’un support amovible d’indenteurs pour UltraPeen [131]. 
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En fonction de l’application, différentes terminaisons interchangeables sont habituellement 

proposées comportant un ou plusieurs indenteurs, à disposition variable et aux diamètres 

compris généralement entre 3 et 5 mm (Figure II.9). 

 
 

Fig.II.9 : Exemple d’indenteurs interchangeables proposés pour l’UltraPeen [132]. 

A-II-3-2-2 Effets du martelage à haute fréquence sur les joints soudés 

A-II-3-2-2-1 Modifications géométrique et de l’état de surface 

Le MHF d’un pied de cordon entraine la création d’un sillon au passage de l’indenteur (Figure 

II.10). Suivant les conditions de martelage (taux de recouvrement, stabilité de l’outil, dimension 

des indenteurs, etc.), l’état de surface de ce sillon peut être de très bonne qualité, caractérisé par 

un aspect lisse et brillant (Figure II.11) particulièrement propice à une meilleure tenue en 

fatigue. Par ailleurs, cette modification géométrique peut être assimilée à un rayon de 

raccordement qui contribue à diminuer significativement les concentrations de contraintes en 

pied de cordon [136] et tend ainsi à expliquer en partie l’amélioration de la tenue en fatigue des 

assemblages soudés traités. Enfin, en fonction de la configuration de l’assemblage soudé et de 

l’intensité du traitement, des déformations après martelage peuvent être observées. Suivant le 

cas, elles pourront même compenser les déformations initiales dues au soudage (Figure II.10). 

 
 

Fig.II.10 : Géométrie d’un pied de cordon traité par martelage à haute fréquence [132]. 
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Fig.II.11 : Comparaison d’un joint soudé brut de soudage (à gauche) et après traitement par 

martelage à haute fréquence (à droite) [132]. 
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B - Traitements Thermiques 



Chapitre II GENERALITES SUR LES FACTEURS INFLUENÇANT UN CORDON DE SOUDURE 

 

59 

 

 

 

B- TRAITEMENTS THERMIQUES 

B-II-1 Objet et mise en œuvre des traitements thermiques [83] 

 

B-II-1-1 classification selon l'objet 

L'opération de soudage se traduit par des modifications métallurgiques locales du métal de base et. 

selon les procédés et les modes opératoires, par la création d'une zone fondue dont la structure et 

les propriétés sont plus ou moins différentes de celles du métal de base. D'autre part, l'opération de 

soudage établit un état de contraintes résiduelles dont la répartition et l'amplitude sont, elles aussi, 

fonction des procédés et des modes opératoires. 

Qu'elles soient à caractère métallurgique ou thermomécanique, ces modifications sont souvent 

tolérables vis-à-vis du comportement en service et les ensembles soudés sont utilisés à l'état 

brut de soudage. Dans certains cas, cependant, il est jugé préférable ou nécessaire ou bien 

encore il est obligatoire d'intervenir par un traitement thermique après soudage. dont l'objet 

principal peut être d'améliorer ou d'obtenir les propriétés jugées importantes vis- à-vis des 

conditions de service, ou d'éliminer (ou simplement de réduire) les contraintes résiduelles. En 

réalité, compte tenu des rôles multiples que joue tout cycle d’échauffement et de 

refroidissement, le premier type de traitement, destiné à jouer un rôle métallurgique, agit aussi 

sur l’état de contraintes. Le second, à finalité mécanique, a cependant des conséquences 

métallurgiques. C'est donc en gardant à l'esprit cette interaction que l'on étudiera 

successivement, ci-dessous, dans le cas des aciers, les types de traitements suivants sans entrer 

dans le détail de la nature des sources d'énergie mises en œuvre : 

- Traitements de relaxation (ou de détente) et de revenu. 
 

- Traitements de normalisation. 
 

- Traitements de trempe et revenu. 

 
B-II-1-2 modes de mise en œuvre 

On peut classer et décrire (Figure II.12) [83] comme suit la façon dont les traitements ther- 

miques concernant des soudures ou des ensembles soudés sont pratiqués. 

a) Le traitement peut être global, c'est-à-dire affecter la ou les soudures constitutives de 

l’ensemble, en même temps que la totalité du métal de base. Une telle action peut être simultanée 

(figure II.12 - A1). c’est-à-dire que tout l’ensemble soudé est soumis en même temps au même 

cycle de traitement ; ou bien le traitement a lieu de proche en proche (figure II.12 - A2) mais pour 

chaque position qu’elle occupe, la source de chaleur agit simultanément et selon le même cycle 
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sur la soudure et le métal de base non affecté. Comme exemple de traitement global simultané 

(figure II.12 - A1), la figure II.12.A1 illustre le cas du recuit des bouteilles à gaz liquéfiés, qui 

défilent après soudage dans un four tunnel. Le traitement global de proche en proche (figure II.12 

- A2) est illustré par un schéma emprunté à la fabrication des tubes soudés par résistance ou par 

induction : la source de chaleur, immobile, traite une section entière du tube qui défile, aussi bien 

le métal de base que la soudure qui vient d’être faite. 

Dans la pratique. le traitement global simultané peut être appliqué à tous les objectifs de 

traitements mentionnés plus haut et à toutes les formes et encombrement d'ensembles soudés 

compatibles avec les capacités des sources de chaleur mises en œuvre. Le traitement global de 

proche en proche, qui requiert un profil constant du produit à traiter, est essentiellement pratiqué 

pour la fabrication de tubes, pour la normalisation ou l'hypertrempe. selon qu'il s'agit d’acier 

noir ou d’acier inoxydable. 

b) Le traitement local simultané (figure II.12 - B1) consiste à opérer en même temps sur la 

totalité d’une soudure et de ces abords et donc sur une partie seulement du métal de base encadrant 

la zone affectée. Le traitement se distingue du traitement local de proche en proche (B2) en ce 

sens que ce dernier est pratiqué au moyen d’une source de chaleur se déplaçant par rapport à la 

soudure ou l’inverse (l’une immobile, l’autre mobile), pour assurer de proche en proche l’effet 

recherché dans le métal fondu et une partie du métal de base incluant la zone affectée. 

Le traitement local simultané est essentiellement destiné à des soudures circulaires, pour 

lesquelles il assure un effet métallurgique (normalisation ou revenu), ainsi que de relaxation, 

en raison de la symétrie qu'il assure. Tel n'est pas le cas du traitement local de proche en proche 

qui. s'il assure une action métallurgique (essentiellement de normalisation). n’est pas à 

conseiller pour obtenir la relaxation, car il ne fait que remplacer un état de contrainte dû au 

soudage, par un autre, dû au traitement lui-même. 

En ce qui concerne les traitements thermiques locaux, qu’ils soient simultanés ou de proche en 

proche, ils ne peuvent être pratiqués sans inconvénient que moyennant deux conditions, toutes 

deux relatives au métal de base, sur lesquelles on reviendra plus loin ; 

 Lors des traitements de normalisation, la vitesse de refroidissement, donc d’éloignement 

de la source de chaleur, doit être réglée de sorte que la zone traitée, qui est momenta- 

nément austénitisée, ne prenne pas la trempe. 

 Tout traitement thermique local crée sa propre zone affectée qui remplace la ZAT de la 
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soudure que l'on traite. Du fait de l'inévitable gradient de température qui y règne, cette 

zone comporte, sur ses bords, une bande où le traitement appliqué n'a pas complètement 

été réalisé, mais où il a créé une modification du métal de base par rapport à son état 

initial, en particulier un adoucissement si le métal de base est lui-même à l'état initial 

trempé et revenu. 
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Fig.II.12 : mise en œuvre des traitements thermiques [83]. 
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B-II-2 Traitement de relaxation (détente) et/ou de revenu 

 

B-II-2-1 objet 

Le traitement thermique de relaxation, ou encore de détente, a pour objet d'annuler – où 

d'atténuer - les contraintes résiduelles présentes dans un ensemble soudé après son achèvement, 

ou en cours de construction s'il apparaît nécessaire d'intervenir sur l'état de contraintes avant de 

poursuivre les opérations de soudage en toute sécurité. Compte tenu du domaine de 

température, en tous cas inférieure à celle du point A1, dans lequel se pratique le traitement de 

relaxation, il entraîne aussi un effet de revenu, lorsque les soudures contiennent des constituants 

de trempe, dans la zone fondue comme dans la zone affectée. Cet effet est parfois l'objet 

principal du traitement qui reste alors pratiqué selon les mêmes techniques. Malheureusement, 

ce rôle métallurgique supplémentaire n'est pas toujours bénéfique, car des effets défavorables 

peuvent intervenir, en affectant les propriétés mécaniques ou en provoquant le phénomène de 

fissuration dit < au réchauffage ». 

B-II-2-1-1 mécanisme de la relaxation 

la relaxation thermique des contraintes résiduelles est obtenue grâce à la diminution de la limite 

d'élasticité provoquée par l'élévation de la température : il résulte de cette diminution que toute 

région d'une pièce ainsi réchauffée qui était le siège d'une contrainte résiduelle à l'ambiante 

(contrainte évidemment élastique) se plastifie au fur et à mesure de l’échauffement, ce qui 

fournit l’allongement nécessaire à l'obtention d'un taux de relaxation croissant avec la 

température du traitement. 

Une représentation simplifiée de ce mécanisme peut être obtenu en confrontant sur un même 

graphique (Fig. II.13) le cycle thermique θ = f(t) du traitement, la variation Re = f (θ) de la 

limite d'élasticité en fonction de la température et enfin la courbe  = f (t) donnant la variation 

de la contrainte résiduelle durant le cycle du traitement. 



Chapitre II GENERALITES SUR LES FACTEURS INFLUENÇANT UN CORDON DE SOUDURE 

 

63 

 

 

 

 

 

 

 

 
 
 

Fig.II.13 : cycle thermique θ = f(t) du traitement 
 

Selon le fascicule de documentation faisant l'objet de la Norme A36-200, le taux de relaxation, 

en première approximation fonction de la seule température de traitement, est très faible jusqu'à 

200°, atteint 50 à 60 % à 500°, 70 à 85 % à 575° et 90 à 95 % pour une température de 625°, le 

résultat étant obtenu dès que la température maximale est attente. II n'en reste pas moins que 

tout traitement thermique doit être spécifié non seulement en termes de température, mais aussi 

en termes de durée, pour tenir compte, en fonction de l'énergie disponible pour assurer le 

traitement, de la masse du produit traité et de la nécessité d’homogénéiser la température pour 

éviter la création de nouvelles contraintes au refroidissement. D'autre part, un certain temps de 

maintien à la température fixée pour le traitement assure un pourcentage complémentaire de 

relaxation dans les régions où existent initialement des pointes de contraintes. 

Finalement, pour définir un traitement thermique en fonction de la température et du temps, et 

pour en évaluer les effets, du point de vue des contraintes ou surtout de celui des propriétés 

mécaniques, on fait appel à un paramètre dit de Hollomon. 

H = T (20 + log t) 103 
 

où T est la température de traitement (en degrés K) et t la durée du traitement (en heures). 
 

Ce paramètre est utilisé dans la norme précitée pour rendre compte de l'effet du traitement sur 

les propriétés mécaniques, dont il est fait état dans le paragraphe suivant. La norme indique à 

cet effet les valeurs de H (Figure.II.14) correspondant aux diverses combinaisons 

température/temps. 
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Fig.II.14 : valeurs de H correspondant aux combinaisons température/temps. [83]. 
 

B-II-2-1-2 effets métallurgiques du traitement 

Le cycle thermique d'un traitement de relaxation étant assimilable à celui d'un traitement de 

revenu, il n'y a dans l'ensemble pas d'effet sur le métal de base lorsque ce dernier est lui-même 

mis en œuvre à l’état normalisé et revenu ou trempé et revenu, sauf si le traitement a lieu à une 

température supérieure à celle du revenu initial ; à cet effet on se tient en général à une température 

inférieure d'une trentaine de degrés au-dessous. Il faut cependant signaler que certains aciers alliés 

(au Mn-Mo, au Mn-Ni-Mo ou encore au Cr-Mo) peuvent être sensibles au phénomène dit de 

fragilité de revenu, qui se produit au cours d'un traitement à 450-550° ou durant le refroidissement 

au cours d'une traversée trop lente de cet intervalle de température. Ce phénomène, qui semble 

être associé à l'effet des impuretés, est moins sensible en présence de vanadium. 

Par contre, pour les aciers utilisés à l'état normalisé, le traitement thermique de relaxation a une 

action à la fois sur les caractéristiques de traction (à l'ambiante ou à chaud) et sur la température 

de transition de résilience ; cette action est fonction du paramètre H du traitement, défini comme 

indiqué ci-dessus. Ce comportement se produit pour les aciers au C, au C-Mn, au C-Mn 

additionnés de Ni et pour les aciers à haute limite d’élasticité à dispersoïdes. Par exemple, pour 

un acier au C-Mn, la norme A36 200 donne (Figure II.15) pour diverses valeurs du paramètre 

H l’ordre de grandeur de la réduction de la limite d'élasticité et de l’augmentation de la 

température de transition à laquelle on peut s'attendre dans le métal de base. 
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Fig.II.15 : l’ordre de grandeur de la réduction de la limite d'élasticité 

et de l’augmentation de la température de transition en fonction de H. [83]. 
 

En ce qui concerne l'effet du traitement de relaxation sur les propriétés mécaniques du métal 

fondu, il est bénéfique en ce qui concerne la restauration à partir de l'état vieilli par l'effet tenso- 

thermique que l'on peut rencontrer dans les soudures multi-passes sur produits épais. Il peut par 

contre avoir un effet fragilisant pour certaines compositions sensibles à la fragilité de revenu, 

essentiellement au cours d'un refroidissement trop lent ; la température maximale atteinte et la 

durée du séjour ne sont pas en cause dans ce phénomène. 

En conclusion, il apparaît qu'en tout état de cause, on doit, au moment du calcul d’une 

construction devant être soumise à un traitement thermique de relaxation, tenir compte des 

propriétés mécaniques réelles, telles qu’elles résultent de l'effet métallurgique de ce traite- 

ment. Pour ce faire, la valeur H du paramètre de ce traitement doit être fixée au minimum 

compatible d'une part avec les conditions technologiques indiquées plus haut, d'autre part avec 

le taux de relaxation recherché ou imposé, cependant que la vitesse de refroidissement doit être 

réglée au maximum possible, tout en maintenant l'homogénéité thermique des pièces traitées. 

 

B-II-2-2 Fissuration au réchauffage 

L’explication simplifiée du mécanisme de la relaxation qui a été donnée dans ce qui précède 

suppose un état de contraintes et un état structural homogènes. En réalité, un ensemble soudé, 

à l'état brut, n'est homogène à aucun de ces deux points de vue : d’une part le joint soudé et ses 

H 
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abords n'ont pas la même structure que le métal de base et réagissent donc différemment vis-à- 

vis du réchauffage nécessaire à la relaxation des contraintes, d’autre part, l'état de contraintes 

n'est pas uniforme, en raison de cette hétérogénéité de structure et aussi des particularités 

géométriques de la construction. Pour ces deux raisons, on peut craindre que l'allongement 

plastique nécessaire à la relaxation soit mal supporté au niveau des soudures au cours du cycle 

de réchauffage, en raison de la structure initiale qui y règne et des modifications que ce cycle y 

engendre. Ce risque se trouve accentué au niveau des zones où se manifestent des pointes de 

contraintes. Si tel est le cas. L’allongement plastique imposé risque de n'être obtenu qu'au risque 

d'une fissuration qui a été appelée < fissuration au réchauffage >. 

La fissuration au réchauffage peut affecter non seulement des ensembles sondés, mais aussi des 

pièces rechargées, en particulier les parois intérieures d'appareils à pression revêtues d'une couche 

d'acier austénitique déposée par soudage sous flux en passes larges, surtout avec apport en 

feuillard. Dans ce cas. la fissuration, qui est transversale, se produit dans l’étroite zone de revenu 

du métal de base comprise entre deux passes voisines. Ce cas pose un problème supplémentaire 

associé à la différence de coefficient de dilatation entre le dépôt austénitique et le métal de base, 

qui intervient aussi bien durant le soudage qu’au cours du traitement thermique ultérieur. 

Ce phénomène, qui ne se produit pas pour la plupart des aciers, en particulier les aciers au C- 

Mn ou à haute limite d'élasticité à dispersoïdes, est caractéristique de certains aciers alliés 

contenant des éléments d'addition carburigènes, c'est-à-dire susceptibles de produire des 

carbures, tels que, par exemple, les aciers au Cr-Mo-V. L’examen métallographique des fissures 

montre qu’elles s'amorcent volontiers dans la zone affectée, au raccordement des cordons de 

soudure, où l’effet d’entaille accentue localement la contrainte résiduelle initiale et se propagent 

le long des joints de grains de l'austénite mère, qui avait donné naissance au refroidissement 

après soudage à de la martensite ou de la bainite (Figure II.16). Ce parcours de la fissuration, 

qui a lieu à température croissante, s'explique par la précipitation des carbures dans les anciens 

grains d’austénite, d'où un durcissement qui entraîne la localisation de la déformation au niveau 

des joints de ces grains, affaiblis par la ségrégation des impuretés qui s'y produit. Le risque de 

fissuration au réchauffage est donc essentiellement associé à la composition chimique de l'acier 

(éléments d'alliage et impuretés) et, d'autre part, aux conditions d'exécution du traitement. 
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Fig.II.16 : propagation des fissures le long des joints de grains de l'austénite. [83]. 

 
B-II-2-3 Traitement avant ou après refroidissement 

Normalement, il n’y a pas d'inconvénient à procéder au traitement de relaxation d'un ensemble 

soudé aussitôt après l’exécution de la dernière soudure, avant refroidissement complète, même, 

si le programme de soudage prescrit un post chauffage : en effet, le traitement de relaxation se 

pratique à une température supérieure aux températures usuelles du post chauffage, dont il ne 

peut que compléter les effets. Cependant, si on est en présence de plusieurs pièces identiques à 

souder et à traiter, on peut avoir intérêt à les stocker après refroidissement pour leur faire subir 

ultérieurement et simultanément le traitement thermique prévu. Mais il faut, pour opérer ainsi 

en toute sécurité, veiller à ce que la température et le temps de post chauffage permettent un 

refroidissement complet sans risque de fissuration à froid. 

De même, lorsqu'une opération de soudage de longue durée doit être interrompue par exemple 

aux fins de contrôle, la température de préchauffage doit être maintenue pendant un temps 

suffisant pour assurer un refroidissement sans risque, ou alors il faut procéder " traitement 

intermédiaire de relaxation. Une autre solution consiste à procéder au contrôle non destructif à 

chaud, mais cela implique des difficultés techniques non négligeables. 
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B-II-3 Traitement comportant une austénisation 

 

B-II-3-1 recuit – normalisation 

En matière d'acier, le recuit ou la normalisation ont tous deux pour objet d'obtenir, au moyen 

d'un chauffage au-dessus du point A3 provoquant l'austénitisation complète de cette zone ou de 

la pièce traitée, suivi d'un refroidissement relativement lent, une structure constituée de ferrite 

et de perlite qui remplace, quelle qu'elles aient été, la constitution et la structure à l'état bruite 

de soudage. La normalisation, qui comporte un refroidissement aussi lent que le recuit, produit 

une perlite dont l'espace inter lamellaire est plus facile, donc dure que ne le fait le recuit Pour 

certains aciers faiblement alliés, la normalisation peut évoquer une trempe du type bainitique 

et requérir de ce fait un traitement ultérieur de revenu. 

Du point de vue du mode de mise en œuvre, le traitement global simultané est le complet car il 

affecte tout l'ensemble traité, sans gradient de température ; il produit uniformément l'effet 

métallurgique recherché aussi bien dans la zone fondue et thermiquement affectée que dans le 

métal de base, qui bénéficie de la même régénération thermique s’il a été déformé à froid ou à 

haute température (emboutissage à froid ou à chaud). S’il s’agit d'un ensemble important et 

lourd ; le traitement global peut poser des problèmes pratiques difficiles de déformation ou 

d'encombrement. On peut être amené à étayer les pièces pour éviter leur déformation et, pour 

les pièces trop importantes pour être normalisées en une seule fois, telles que de longues viroles, 

on peut traiter successivement chaque moitié que l’on introduit dans le four cependant que 

l’autre dépasse à l’extérieur. On peut aussi normaliser séparément chaque élément de virole, 

dont la soudure longitudinale, placée verticalement dans le four bénéficie du traitement sans 

risque de déformation ; on assemble ensuite les viroles entre elles et on termine alors par un 

traitement de relaxation global, sans normalisation des soudures circulaires. 

Le traitement local simultané (B1 ne pose pas ce problème, puisque le refroidissement peut être 

réglé pour compenser l’effet du gradient de température. Par contre, ce gradient se traduit 

inévitablement par la création, de part et d'autre de la région traitée, d’une zone d’austénisation 

partielle entre A1 et A3, où un adoucissement se produit, plus au moins marqué selon l’état initial 

du métal de base. 

Enfin, le traitement local de proche en proche ne peut être utilisé que pour des soudures d’acier 

ne risquant pas de prendre la trempe au cours du refroidissement qui suit. D'autre part, il 

s'accompagne de contraintes résiduelles qui en rendent l’emploi déconseillé pour des 
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applications où intervient un risque de corrosion sous contrainte. 

 
B-II-3-2 traitements thermiques après soudage 

Parmi les traitements thermiques, les recuits sont des traitements fondamentaux. On définit 

souvent les recuits comme traitements réduisant la dureté ou modifiant la structure des grains de 

l’acier, mais cette définition reste incomplète, car il est nécessaire de préciser le but recherché 

afin de fixer les paramètres caractéristiques de l’état initial avant recuit et de la structure à obtenir. 

Pratiquement le recuit se définit par deux points principaux : 
 

 La température de chauffage 

 La durée du traitement 
 

Mais il ne faut pas négliger deux autres éléments très importants qui sont : 
 

 La vitesse de chauffage 

 La vitesse de refroidissement 
 

Les méthodes de traitements thermiques après soudage incluent le plus souvent, le recuit de 

normalisation et les recuits de dégazage et surtout de détente. 

B.II.3.2.1 cycle thermique du recuit 
 

 Chauffage jusqu’à la température de recuit. 
 

 Maintient isotherme à cette température déterminée, d’une durée variable ou avec des 

oscillations autour de cette température 

 Refroidissement généralement lent, le plus souvent à l’air ou dans un four ou parfois dans 

le sable. 



Chapitre II GENERALITES SUR LES FACTEURS INFLUENÇANT UN CORDON DE SOUDURE 

 

70 

 

 

 

 

 

B-II-3-2-2 recuit de normalisation 
 
 

Fig.II.17 : Recuit de normalisation 
 

Également qualifié de recuit de régénération ou de perlitisation, il sert à affiner les grains (les 

rendre plus petits Figure II.17- c) pour les pièces ayant subi un grossissement des grains parce 

qu’ils ont été exposés à une température élevée lors d’une opération de soudage. Il sert 

également à supprimer les tensions internes et de recuit ainsi que supprimer les zones de trempe 

et améliorer les propriétés mécaniques (augmentation du coefficient de sécurité). Le traitement 

s’effectue, pour une durée de quelques minutes, entre 40 et 50°C au-dessus de la limite 

inférieure AC3 du domaine austénitique (Figure II.17. a et b). 

Puis on laisse refroidir à l’air libre. 

 
B-II-3-3 Le recuit de détente (ou de relaxation) 

Il a pour but de supprimer les contraintes internes provenant de la solidification des pièces au 

refroidissement, après soudage. 
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Pour réaliser un recuit de détente, on chauffe progressivement la pièce de 120 à 150 °C/h, 

jusqu’à une température inférieure à AC1 en fonction de la nuance d’acier. 

Refroidir à une vitesse de 100 à 150 °C/h (pour les aciers) jusqu’à une température proche de 150 

°C puis on laisse refroidir à l’air libre. Le recuit de détente est largement utilisé en chaudronnerie 

et en tuyauterie industrielles et en particulier pour les aciers 13CrMo44 ou 15Mo3. 

Remarques : 
 

– Les valeurs exprimées sont théoriques. Il est important de se référer aux diverses normes 

européennes. 

– En général, la plupart des soudures peuvent refroidir à l’air libre, mais il faut les protéger 

des courants d’air. Lorsque les pièces sont plus épaisses ou que la soudure doit être de plus 

grande qualité, on peut recouvrir la pièce d’une toile pour ralentir le processus de 

refroidissement. Il faut être particulièrement prudent lors du refroidissement des structures 

ayant un rôle dynamique (c’est-à-dire soumises à des tensions d’utilisation, par exemple un 

pont roulant). Dans ce cas, le danger ne provient pas seulement des tensions internes créées 

dans la soudure, mais de celles présentes dans l’ensemble de la ZAT. 

 

B-II-3-4 Recuit de dégazage 

Il permet d’améliorer les caractéristiques mécaniques, augmente l’allongement et permet 

l’amélioration de la teneur en hydrogène (Fish-eyes). Pour effectuer ce recuit, on chauffe la 

pièce jusque 250 °C (suivant la qualité d’acier) et on maintient cette température durant 8 h 

environ. 

Remarque générale : 

Tous ces traitements thermiques ne suppriment aucun défaut de soudage. 

Effets thermiques du soudage (déformations) 

 

B-II-4 Conséquences sur les assemblages 

Une des conséquences de l’application de cycles thermiques à un assemblage réside dans 

les déformations et les tensions internes qui en résultent (quand la température augmente => Re 

diminue ; E diminue et A augmente (fluage)). 

Ces déformations sont dues à la différence de dilatation entre le métal chaud et ce même métal 

lorsqu’il est refroidi. Cette dilatation négative est le retrait. Il est d’autant plus important que 

le coefficient de dilatation est plus grand (ex. aciers austénitiques). Toute tentative pour le 
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limiter, que ce soit volontairement ou non, donne naissance à des tensions internes qui, si elles 

sont trop élevées, peuvent provoquer des fissurations. Cet empêchement du retrait constitue 

le bridage. Il peut être créer artificiellement ou résulter de l’action des autres parties de la 

structure c’est l’anti-bridage. 

Théoriquement, lors du dépôt d’un métal liquide dans un chanfrein, le retrait se manifeste 

suivant 2 directions et 1 rotation. 

 Retrait longitudinal : très important sur les tôles minces et donne naissance à un effet 

de cintrage (± 1,2 mm par mètre). 

 Retrait transversal : il est fonction du nombre de passes et de la façon dont elles sont 

effectuées donne naissance aux effets de serrage et de pliage (± 1/10 de e pour e < 40 mm et 

1/20 de e pour e > 40 mm). 

 Retrait angulaire : très important dans le cas d’une disposition dissymétrique du dépôt, 

est influencé de la même manière que pour le retrait transversal (+/- 1° par passe). 

 

B-II-4-1 Règles générales : 

B-II-4-1-1 Déformations en soudage 
 

Pièces libres ==> déformation maximale => faibles contraintes 

Pièces bridées ==> déformation minimale => contraintes élevées 
 

Nous connaissons maintenant les effets. Compte tenu que les dimensions des pièces sont 

imposées, il y a lieu, pour le soudeur, d’agir afin de minimiser les tensions et les déformations, 

c’est-à-dire définir une certaine ligne de conduite. 

a) Adopter des joints ayant un minimum de soudure réalisés par rapport à la symétrie de 

la pièce. 

Exemple : Lorsque cela est possible, adopter un chanfrein en X pour la répartition du métal et 

parce qu’il représente, en volume, la moitié d’un chanfrein en V.(figure.II.18.a) 

b) Eviter le renforcement de cordon de soudure, ce qui aurait comme résultat : la rigidité 

du joint avec risque de cassure, puisque les tensions créées viendraient s’ajouter à celles 

de la structure ( RDM ). 
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Fig.II.18 : a- chanfrein en V et K. b- défaut de soudure 
 

c) Adopter une séquence opératoire pour essayer de minimiser les tensions et surtout 

l’échauffement exagéré du joint. 

Exemples : type de préparation ; régime soudo-thermique ; diamètre d’électrode approprié ; 

position de soudage. 

d) Réaliser l’accostage des pièces selon une technologie appropriée 

e) Recherche de création de zones élastiques permanentes permettant le libre retrait après 

soudage. 

B-II-4-1-2 corrections des déformations 

 Martelage des soudures. Attention toutefois, à l’écrouissage. Le martelage peut être 

réalisé au moyen d’un marteau pneumatique de 40 N avec air comprimé à 4 bars (16 s pour 

électrodes Ø 4 et 20 s pour électrodes Ø 5). Les pièces < 15 mm devront être supportées. 

 Redressage à froid. Attention toujours à l’écrouissage 
 

 Redressage par « Chaudes de retrait ». Le procédé des chaudes de retrait permet de 

redresser des pièces ou de corriger des déformations, notamment des déformations angulaires.  

Le procédé consiste à porter un endroit précis d’une pièce au rouge vif afin que le métal se 

contracte au moment du refroidissement (figure II.19.20.21.22). Un chauffage et un 

refroidissement rapide donnent de meilleurs résultats, car la chaleur reste très localisée. 

  b  

  a  
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Fig.II : (19.20.21.22). déformations en soudage 

Fig.II.19 Fig.II.20 Fig.II.21 Fig.II.22 
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C - MICROSTRUCTURE 
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C-MICROSTRUCTURE 

C-II-1 INTRODUCTION A L'EXAMEN MÉTALLOGRAPHIQUE DES SOUDURES 

 
C-II-1-1 Généralités [83] 

L’examen métallographique, associé aux techniques d'investigation qui complètent les 

intonations qu'il fournit, est à la base de l’étude métallurgique des soudures. Aussi est-il 

nécessaire, en ce qui concerne la macrographie et la micrographie, d’examiner les particularités 

de ces deux techniques lorsqu’elles sont appliquées à l'examen des soudures, à des fins de 

recherche, de mise au point, de contrôle et aussi d’enseignement. 

Sauf lorsqu’il a lieu de manière non destructive sur des répliques, rarement en macrographie, 

plus souvent en micrographie, l’examen métallographique s'effectue sur des prélèvements. Il 

est donc destructif ou au mieux semi-destructif. Chaque fois que cela est possible, on préfère 

que ces prélèvements comportent toutes les zones intéressantes de la soudure examinée, le seul 

obstacle sérieux surtout en micrographie, étant le poids et l’encombrement des échantillons (cas 

des produits épais). Dans le cas des soudures exécutées avec déplacement de la source de 

chaleur, les prélèvements le plus souvent examinés sont effectués perpendiculairement à la 

ligne de soudure (Fig.II.23. a.). Un tel prélèvement est représentatif de toute la portion de 

soudure où l’état quasi-stationnaire a été atteint durant l’opération de soudage. Le prélèvement 

d’échantillons dans d’autres positions ou orientations n’est cependant pas exclu ; en particulier, 

on obtient des informations très intéressantes sur des coupes longitudinales. (Fig.II.23. b.) 

surtout en ce qui concerne la morphologie des fissures éventuelles, on peut se prononcer 

qu’après avoir examiné les deux types de coupes transversale et longitudinale. 

 

 

Fig.II.23 : soudage continu Fig.II.24 : soudage par point 

Dans le cas de soudures sans déplacement de la source de chaleur, on prélève en général les 

échantillons selon un plan de symétrie ; tel est par exemple le cas pour un point de soudure par 

résistance, examiné suivant un plan méridien (Fig.II.24.a.) mais, ici encore, il peut être indiqué 

d'examiner une autre coupe, par exemple un plan équatorial (Fig.II.24.b.). 
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C-II-2 Régions de joint de soudure 

La zone de fusion est décrite en tant que telle car il s’agit de la région où la fusion et la 

solidification se produisent pour former le joint, ou la soudure. Étant donné que tous les métaux 

sont de nature cristalline, beaucoup possédant des réseaux cristallins cubiques, il existe des 

phénomènes généraux de solidification communs à tous les métaux. Dans de nombreux 

matériaux, le comportement de solidification est très sensible à la composition. Par exemple, 

l'ajout de petites quantités de carbone et d'azote à certains aciers peut modifier leur comportement 

en matière de solidification de ferritique (CC) à l’austénitique (CFC). Des additions minimes de 

soufre aux aciers peuvent favoriser une fissuration par solidification importante dans la zone de 

fusion. Les alliages d'aluminium sensibles aux fissures peuvent être soudés avec un matériau de 

remplissage contenant plus de 6% de silicium afin d'éviter les fissures. [3] 

La microstructure et les propriétés de la ZAT sont uniquement contrôlées par les conditions 

thermiques rencontrées lors du soudage et du traitement thermique après soudure (TTAS). Les 

alliages d'aluminium sont systématiquement durcis par précipitation ou durcis au travail pour 

augmenter la résistance ; le soudage peut éliminer complètement ces effets de renforcement 

dans la ZAT. L'acier subit une transformation de phase, ce qui peut aboutir à une ZAT ayant 

une microstructure et des propriétés radicalement différentes de celles du métal de base ou de 

la zone de fusion. 

 
 

 
Fig.II.25 : Schéma fonctionnel d'évolution et de performance 

 de la microstructure de soudure [8]. 

La compréhension des régions d'une soudure a énormément évolué depuis les années 1960. 

Auparavant, on pensait qu'une soudure par fusion ne comprenait que deux régions, la zone de fusion 

et une zone de zonage de zirconium environnante, comme le montre la Figure.II.25 [4, 5 ,6]. 

En 1976, Savage et al. [5] ont proposé plusieurs modifications à la terminologie utilisée pour 

décrire les régions de microstructure de soudure par fusion, comme illustré à la figure II.26. 

La zone de fusion était considérée comme composée de deux régions. La région composite 
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représentait la partie de la zone de fusion où le métal de base et le métal d'apport étaient 

mélangés dans une composition «composite». Autour de cette région le long de la limite de 

fusion, ils ont défini une région appelée zone non mélangée (ZNM). ZNM est constitué de métal 

de base fondu et resolidifié qui ne se mélange pas avec le métal d'apport. Dans certains systèmes 

d’alliage, la ZNM peut présenter des microstructures et des propriétés très différentes de celles 

de la région composite, en particulier lorsque des métaux d’addition différents sont utilisés. 

 

 
Fig.II.26 : Régions d'une soudure par fusion [9]. 

En 1976, Savage et al. [5] ont proposé plusieurs modifications à la terminologie utilisée pour 

décrire les régions de microstructure des soudures par fusion, comme indiqué dans La ZAT 

était subdivisée en deux régions, la zone partiellement fondue (ZPF) et la «vraie» zone affectée 

par la chaleur (V-ZAT). La ZPF existe dans toutes les soudures par fusion faites dans des 

alliages puisqu'un passage de 100% de liquide à 100% de solide doit avoir lieu à travers la 

limite de fusion. En outre, d'autres mécanismes ont été identifiés qui ont entraîné une fusion 

(ou une liquidation) locale dans une région étroite entourant la zone de fusion. Celles-ci incluent 

la fusion des joints de grains due à la ségrégation et un phénomène appelé «liquidation 

constitutionnelle» résultant de la fusion locale associée à une particule constitutive. La 

désignation d'une zone V-ZAT a été utilisée pour différencier la région de la zone dans laquelle 

toutes les réactions métallurgiques se produisent à l'état solide, c'est-à-dire qu'il ne se produit 

ni fusion ni liquation. [7]. 

Depuis 1976, peu de choses ont changé en ce qui concerne la terminologie utilisée pour décrire 

les régions d’une soudure par fusion, bien que des recherches approfondies aient été menées 

sur divers systèmes d’alliage afin de vérifier que ces régions existent réellement dans ces 

systèmes de matériaux. Des améliorations supplémentaires ont été apportées à cette 

terminologie originale. Par exemple, la V-ZAT dans les aciers a été subdivisée en diverses sous- 

régions, telles que les régions ZAT à grain grossier (ZATGG), ZAT à grain fin (ZATGF) et les 

régions inter-critiques ZAT (ZATIC). 

Le seul ajout potentiel à la terminologie de la figure II.26 est une région de transition dans la zone 

de fusion. Dans les soudures hétérogènes, où le métal d'apport a une composition différente de 
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celle du métal de base, cela représenterait une transition de composition de la région composite 

à la zone ZNF. Dans certains systèmes d'alliage, cette zone de transition (ZT) peut présenter 

une microstructure distinctement différente des régions environnantes. Par exemple, dans les 

soudures entre les aciers inoxydables et les aciers faiblement alliés, une structure martensitique 

peut se former dans la région de transition, ce qui ne se produit pas ailleurs dans la soudure. [8]. 

Un nouveau schéma des régions d'une soudure par fusion est fourni à la Fig.II.27 pour une 

soudure hétérogène. Il est similaire à l'illustration de la Figure.II.26 mais contient une 

composition ZT pouvant être présente dans certains systèmes. Les sections suivantes 

passeront en revue les différentes régions définies précédemment de manière très détaillée et 

décriront les mécanismes impliqués dans leur formation. 
 

 
Fig.II. 27 : Schéma moderne montrant les régions d'une soudure par fusion 

C-II-2-1 Zone de fusion 

La zone de fusion représente la région d’une soudure par fusion où la fusion et la re- 

solidification sont complètes au cours du processus de soudage. La microstructure dans la zone 

de fusion est fonction des conditions de composition et de solidification. De petites différences 

dans la composition entraînent souvent de grandes variations dans la microstructure et les 

propriétés. Dans certains systèmes, la modification des vitesses de solidification et de 

refroidissement peut également altérer la microstructure, parfois de manière spectaculaire. 

La zone de fusion est normalement très distincte de la ZAT et du métal de base environnants 

lorsque les échantillons sont préparés par métallographie. Ceci est dû aux fluctuations 

macroscopiques et microscopiques de la composition résultant du processus de solidification. 

[9,10]. 
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Dans les soudures où le métal d'apport a une composition différente de celle du métal de base, 

il existe théoriquement trois régions. La plus grande d'entre elles est la zone composite (ZC), 

constituée de métal d'apport uniformément dilué avec du métal de base. Adjacent à la limite de 

fusion, deux régions supplémentaires peuvent exister. La zone non mélangée (ZNM) est 

constituée de métal de base fondu et resolidifié dans lequel un mélange négligeable avec le 

métal d’apport a eu lieu. Entre les ZNM et les ZC, une zone de transition (ZT) doit exister où 

un gradient de composition du métal de base au ZC est présent. 

Trois types de zones de fusion ont été définis : autogène, homogène et hétérogène. Les 

classifications sont basées sur l'utilisation ou non d'un métal d'apport et sur la composition du 

métal d'apport par rapport au matériau de base. Les trois types de zones de fusion sont 

couramment rencontrés. 

 

C-II-2-2 Techniques de prélèvement et de préparation 

Sauf lorsqu'il a lieu dans le cadre d'opérations d’expertise, où il se pratique sur des 

prélèvements, l'examen macrographique a lieu sur des échantillons de soudure spécialement 

exécutés. ou encore sur des éprouvettes utilisées par ailleurs pour d'autres essais (essais de 

dureté, essais mécaniques ou encore essais de soudabilité). L'examen macrographique a aussi 

été utilisé autrefois comme moyen de contrôle avec les réserves que l'on trouvera plus loin mais 

l'obligation de mutiler la construction en cause pour en extraire des échantillons, ainsi que le 

développement de moyens de contrôle mieux adaptés, ont fait abandonner cette pratique. 

Néanmoins, il en est resté un mode de prélèvement, encore pratiqué aujourd'hui, au moyen d'un 

outil à fraise sphérique, d'échantillons « en forme de bateau » (Fig.II.28) ; le profil de la zone 

ainsi mutilée se prête mieux à l'indispensable réparation ultérieure par soudage que dans le cas 

d'échantillons cylindriques trépanés. Ce type de prélèvement est utilisé en complément au 

contrôle non destructif (radiographie ou ultrasons) lorsqu'il faut préciser la nature et la position 

des défauts détectés et s'il y a lieu, d'évaluer la possibilité de leur réparation. 

Quel que soit l'objet de l'examen, il importe que la technique de prélèvement et de préparation 

mise en œuvre ne provoque pas un échauffement susceptible de modifier l'aspect 

macrographique ou micrographique des zones auxquelles on s'intéresse. S'il a été fait appel au 

coupage thermique pour obtenir une ébauche d'échantillon, la dimension de cette ébauche doit 

être suffisante pour permettre d'éliminer largement, par un moyen mécanique, la partie altérée 

par l’effet thermique du coupage. 

La même précaution vaut pour le dressage et le polissage des échantillons, en tout cas le 

polissage mécanique, qu'il s'agisse de macro ou de micrographie : la différence entre les deux 

ne tient qu'au degré de polissage visé et à l’intensité de l'attaque nécessaire à la mise en évidence 

des variations de constitution et de structure recherchées. Le polissage électrolytique, pratiqué 

essentiellement pour la micrographie, permet d'obtenir un degré de polissage très poussé sans 
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bateau 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
 

Fig.II.28 : échantillon en forme 

 

 

aucune altération ni déformation à froid de la surface à examiner. 

 
C-II-3 POSSIBILITÉS OFFERTES PAR L'EXAMEN MACROGRAPHIQUE 

 
C-II-3-1 Présentation macrographique d’une soudure. Définitions. 

L’attaque chimique d'un échantillon pour macrographie fait apparaître, entre autres, les zones 

constitutives de la soudure, qui se manifestent par des intensités d'attaque ou des colorations 

différentes les unes des autres. Ces différences traduisent les variations de constitution et de 

structure engendrée par l'opération de soudage. Si l'attaque est suffisante, elles sont visibles à l'œil 

nu ou à faible grossissement. Par exemple, dans le cas général d'une soudure bout à bout avec 

fusion en une passe, on verra apparaître les zones suivantes, repérées sur la Figure II.29 : 

 

C-II-3-1-1 Zone fondue 

C'est la région où l'état liquide a régné pendant l'exécution de la soudure. Elle a été obtenue par 

la fusion du métal de base, avec la participation plus ou moins importante d'un métal d'apport. 

Si la soudure est brute d'exécution, les grains résultant de la solidification y sont en général 

visibles sans grossissement. Le métal qui la constitue est appelé métal fondu. Le métal apporté 

à l’état liquide, c’est-à-dire avant dilution, est appelé métal déposé. 

 

C-II-3-1-2 Zone de liaison 

Cette zone correspond à la limite jusqu'à laquelle le métal de base a été porté à la fusion. Elle 

délimite ainsi la zone fondue et elle est mise en évidence par la différence de structure que l'on 

constate de part et d'autre. Si on y regarde de plus près, on doit tenir compte lu fait que tout 

alliage (au sens large du terme, c'est-à-dire métal/métal ou métal/impureté) est caractérisé par 

un domaine de température dit intervalle de solidification dans lequel coexistent les deux phases 

liquide et solide. D'autre part, l'intérêt de cette zone est d’être le siège l'amorçage de la 

solidification du métal fondu. 
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Fig.II.29 : Présentation macrographique d’une soudure 

 
C-II-3-1-3 Zone affectée thermiquement (ZA.T.) 

Comme on l’a déjà vu. la Z.A.T. est celle au sein de laquelle le cycle thermique de soudage a 

provoqué à partir de l’état initial une ou plusieurs transformations à l’état solide intervenant à 

l’échauffement. Chaque transformation étant caractérisée par une température minimale, la 

limite extérieure de la zone affectée correspondante coïncide avec l’isotherme caractéristique 

de cette température : cette isotherme apparaît plus ou moins nettement selon que le phénomène 

est progressif ou non en fonction de la température. Ainsi, sur la Figure II.30 relative à l’acier, 

on distingue par une variation progressive de coloration l’entrée dans le domaine où la 

température dépasse le point A1, (dissolution progressive de la perlite), par une discontinuité 

nette l’entrée dans le domaine entièrement austénitisé à l’échauffement (isotherme A1). Plus 

près de la zone fondue, le grossissement du grain d’austénite, phénomène progressif, a engendré 

une zone de surchauffe de plus en plus apparente, mais dont l’occurrence n’est pas jalonnée par 

une isotherme franche. 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

Fig.II.30 : Structure dans la Zone Affectée Thermiquement 

C-II-3-1-4 Métal de base 

Bien que cela soit évident, il est important de mentionner le métal de base comme faisant partie 

d’un échantillon de soudure destiné à l’examen macro ou micrographique. Tout d’abord, le 



Chapitre II GENERALITES SUR LES FACTEURS INFLUENÇANT UN CORDON DE SOUDURE 

 

82 

 

 

 

 

métal de base sert de référence pour l’appréciation des transformations qui interviennent au 

cours du soudage. D’autre part, certaines modifications ne sont pas révélées à l’échelle de la 

macrographie, parce qu’elles mettent en jeu des constituants et des structures trop fines ou trop 

dispersées pour que l’hétérogénéité correspondante soit révélée par l’attaque macroscopique ; 

ces structures sont à l’échelle de la microscopie optique ou même électronique. Il ne faut donc 

pas forcément conclure que le métal de base n’est pas affecté du fait que l’examen 

macrographique n’a rien révélé. Ainsi en est-il, par exemple, du vieillissement éventuel de 

l'acier provoqué par une opération de soudage au voisinage d'une zone déformée à froid. 

 

C-II-3-1-5 Cas particuliers 

Pour les procédés de soudage dans lesquels la fusion n’intervient pas et ceux où une phase 

liquide est éliminée, il n'y a évidemment pas de zone fondue et on n’observe qu’une zone de 

liaison de part et d’autre de laquelle n’existe que du métal qui est demeuré à l'état solide durant 

l'opération de soudage, mais qui garde éventuellement la trace de la déformation qu'il a subie, 

à chaud ou à froid, selon le procédé étudié. Ainsi en est-il par exemple, pour le soudage par 

étincelage ou par friction de l'acier (Fig.II.31), l’attaque macrographique mettant simultanément 

en évidence la zone thermiquement affectée et la déformation subie par le métal, marqué par la 

déviation de ses fibres. On pourrait citer aussi des particularités macrographiques relatives à 

d’autres procédés, tels que brasage ou soudo-brasage, soudage par diffusion, etc. 

 

 

Fig.II.31 : soudage par friction 

 
C-II-3-2 Interprétation des macrographies de soudures d'acier 

Si on se limite au cas des soudures par fusion en une ou plusieurs passes, on peut énumérer et 

commenter comme ci-dessous, les informations fournies par l'examen macrographique, d'une 

part sur les anomalies géométriques ou physiques des soudures, d'autre part sur leurs conditions 

d'exécution. 

 

C-II-3-2-1 les anomalies géométriques ou physiques observables, 

Il est évident que seules sont décelables celles qui débouchent sur les coupes examinées. Dans 

ce cas elles sont d'ailleurs observables sans attaque sur des coupes qui peuvent être guidé par 

les résultats du contrôle non destructif, qui sont ainsi précisés et illustres. 

Au titre des défauts géométriques, on peut citer ; 
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- La dénivellation des bords. 

- La déformation angulaire (effet de toit). 

- Le décalage des cordons endroit et envers. 

- Les caniveaux. 

- Les surépaisseurs excessives, ou le manque de métal. 

- Les manques de fusion (défauts de pénétration) 

Comme défauts physiques (ou d'homogénéité), citons ; 

- Les soufflures. 

- Les inclusions non métalliques (laitier). 

- Les manques de liaison (collages). 

- Les fissures. 

Etant donné que seule est visible la partie de l'anomalie qui est traversée par la coupe examinée, 

l'examen d'une seule coupe ne permet pas de se prononcer sur la forme du défaut observée. 

Cette remarque vaut essentiellement pour les inclusions, les soufflures et surtout les fissures, 

dont la connaissance précise ne peut résulter que de l'examen de plusieurs coupes. 

 

C-II-3-2-2 Les conditions d’exécution des soudures, 

Peuvent être précisées par l'examen macrographique, en tous cas pour ce qui concerne les 

éléments suivants, valables pour les soudures par fusion sur acier ; 

- Détermination du procédé de soudage : La question ne se pose que dans le cas d'une 

expertise, mais il est bon de rappeler que le procédé de soudage est identifiable, essentiellement 

par le profil de la zone fondue (s'il y en a une) sur coupes transversales et par l'étendue plus ou 

moins grande de la zone thermiquement affectée. 

- Nombre, disposition et ordre des passes ; La macrographie renseigne sur ces données par 

l'observation des particularités suivantes, illustrées sur la Figure II.32 relatives à une soudure 

en six passes dont trois à l’endroit et trois à l'envers. 

- au sein du métal fondu, les zones de liaison sont apparentes et tournent leur concavité du 

côté où les passes ont été exécutées. Par les recouvrements des passes, on distingue leur ordre 

et leur nombre. 

- les zones du métal fondu d’une passe, thermiquement affectées par les autres passes, 

apparaissent par leur concavité et leur structure différente (elle est affinée), ce qui confirme le 

diagnostic précédent 

- les limites des zones thermiquement affectées du métal de base, provenant de chaque 

passe, confirment, par leur orientation et leurs intersections, les observations faites sur le métal 

fondu, tout au moins à la périphérie de la zone fondue. 
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- le métal fondu des passes brutes de dépôt (marquées 2 ou 3 et 3 ou 2) se distingue par sa 

structure non transformée par l’effet de passes ultérieures. 

- Des incertitudes peuvent cependant demeurer sur l’ordre des passes. Ainsi sur la 

macrographie de la figure II.38 on ne peut pas lire si la passe de reprise à l’envers a été faite 

avant ou après la dernière passe à l’endroit. 

 
 

Fig.II.32 : représentation d’une soudure des deux côtés 

C-II-3-2-3 Appréciation du taux de dilution, 

D’après la définition déjà donnée du taux de dilution, il suffit, pour évaluer ce taux dans le cas 

d’un cordon déposé (Fig.II.33-a) ou d’un rechargement, de mesurer les surfaces (métal de base 

fondu) et S (métal fondu total) pour calculer ce taux, égal à d% = 
1

 
𝑠+𝑆 

d’où l’évaluation de la 

composition chimique du métal fondu à partir de celles du métal de base et du métal déposé 

non dilué. Cette mesure, très utile dans le cas des rechargements hétérogènes (par exemple acier 

inoxydable sur acier faiblement allié), suppose que les conditions d'exécution et par suite la 

pénétration soient constantes tout au long des dépôts. 

La même mesure est possible dans le cas d’une soudure, à condition de connaitre le profil initial 

et l’écartement des bords, que l’on reporte sur la macrographie (Fig.II.33-b). 
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Fig.II.33 : micrographie d’une soudure 

 
C-II-3-2-4 traitements thermiques avant, pendant ou après soudage, 

La macrographie permet pour des soudures d'acier, de déterminer ou de vérifier si de tels 

traitements ont eu lieu ; 

- Le soudage sur une pièce à l’état initial recuit provoque une zone thermiquement affectée, 

clairement délimitée par les isothermes A1 et A3 (Fig.II.34- a). Si l’acier a été traité avant 

soudage, par trempe et revenu, le cycle thermique exerce son effet au-delà de ces isothermes il 

y provoque un < sur-revenu » dans la zone qui a été réchauffée au-delà de la température du 

revenu initial. L'attaque macrographique marque cette zone par une auréole moins contrastée 

qui entoure la zone austénitisée (Fig.II.34-b.) - Le préchauffage entraine une diminution du 

gradient de température, donc un étalement de la zone affectée thermiquement. Comparée à 

celle d'un cordon non préchauffé (Fig.II.34-c), la macrographie d'un cordon préchauffé et 

exécuté avec la même énergie (Fig.II.34-d), montre bien cet étalement en même temps qu'une 

diminution de contraste. 

- Le recuit se pratique à une température supérieure à celle du point A3 pour obtenir 

l’austénitisation complète. Si un tel recuit a été exécuté sur l'ensemble d'une pièce soudée ou 

sur une largeur suffisante autour du cordon, il a fait disparaître la ZAT qui est ré-austénisée en 

même temps que le métal de base, et provoque un affinage du grain de la zone fondue (qui est 

l'un des objets du recuit). Ces deux conséquences rendent très différentes les macrographies 

d’un cordon de soudage (Fig.Il.34-e) et d’un cordon recuit (Fig.II.34-f) Cette observation vaut 

aussi pour les traitements de trempe et revenu d’ensembles soudés. 
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Fig.II.34. Traitements thermiques avant, pendant ou après soudage 

- Lorsque le traitement est pratiqué à une température où l’austénitisation n'est pas recherchée, 

comme c'est le cas pour les traitements de relaxation des contraintes. La zone affectée n'est ni 

supprimée ni modifiée en dimensions, mais l'effet de revenu entrainé par l'opération se manifeste 

par un moindre contraste de coloration comparable à celui du cas d de la Figure II.30. 

C-II-3-3 Remarques sur les divers usages de l’examen macrographie 

Compte tenu des renseignements qu'il fournit, l'examen macrographique des soudures est utilisé 

pour divers usages, et quelques remarques peuvent être ajoutées selon ces usages. 

Tout d'abord l'examen macrographique précédé et guide l'examen micrographique, quel que soit 

l’objet de ce dernier (recherche, expertise, contrôle ou enseignement) ; même si des opérations 

ultérieures complètent celle de l'échantillon macrographique, l'exploitation de ce dernier est 

indispensable pour localiser les examens micrographiques et de ce fait, en exploiter les 

conclusions. Souvent, d'ailleurs, les résultats d’une exploration micrographique de soudure sont 

présentés en même temps qu'une macrographie où sont situées les positions de deux points 

examinés. 

De même, la macrographie est indispensable pour situer les éprouvettes d’essais, ou à tout le 

moins leurs ébauches. Ainsi en est-il des essais de dureté sous cordon ou sur soudures 

proprement dites, et des divers essais mécaniques, y compris les essais de résilience, pour 

lesquels l’attaque macrographique des ébauches elles-mêmes est indispensable pour préciser la 

position de l’entaille. Ainsi en est-il aussi pour les micro-analyses chimiques, en particulier à 

l’aide de la micro-sonde de Castaing. Les résultats de ces divers essais sont souvent présentés 

sous la forme d’une « filiation, superposée à la macrographie de la soudure examinée. 
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En tant que moyen de contrôle, mises à part les réserves exprimées plus haut, concernant le 

caractère mutilant des prélèvements nécessaires, on doit retenir que l'examen macrographique 

ne rend compte que des particularités qui débouchent sur les coupes examinées. Il en résulte 

que les anomalies aléatoires telles que la plupart des défauts énumérés plus haut ne peuvent pas 

être décelées avec certitude. On ne peut atteindre ces défauts, si on veut en préciser la nature, 

que sur des coupes localisées au moyen du contrôle non destructif. Par contre, les 

caractéristiques d’exécution qui se perpétuent tout au long d'une soudure ne peuvent être mises 

en évidence que par l’examen macrographique, et ce sur n'importe quelle coupe (en vertu de 

l’état quasi-stationnaire). D'où l’importance de l’examen macrographique pour la mise au point 

et l'agrément des modes opératoires ou pour la vérification de leur bonne application. Dans le 

premier cas, on pratique l’examen sur des assemblages représentatifs ; dans le second, on 

examine des sections pratiquées sur des coupons ou < appendices témoins » préparés en cours 

de fabrication en même temps que les soudures réelles, Dans ce cas, la plus grande attention 

doit être apportée au caractère réellement représentatif des coupons, du point de vue du cycle 

thermique qu'ils subissent (soudage et traitement). 

 

C-II-4 COMPLÉMENTS SUR L'EXAMEN MICROGRAPHIQUE 

Ainsi guidée par l’examen macrographique, l’investigation micrographique (optique ou 

électronique) ne pose pas de problème spécifique aux soudures concernant les techniques 

d’examen. Seules quelques indications pratiques peuvent être données. 

En ce qui concerne la finition des échantillons, qui est conduite de la même manière pour la 

micrographie optique ou électronique par balayage, le polissage et l'attaque électrolytique 

offrent quelques difficultés si on veut obtenir un poli et une attaque uniforme sur l'ensemble 

des zones constitutives de la soudure, qui ont des vitesses de dissolutions inégales. Aussi se 

contente-t-on le plus souvent de plusieurs polissages locaux (chacun sur un diamètre de 

quelques millimètres) aux emplacements que l'on souhaite examiner, préalablement situés par 

une attaque macrographique. 

Pour l'examen au microscope électronique par transmission, on met en œuvre des répliques, en 

général en carbone, qui sont-elles-même préparées à partir de répliques plastiques obtenues à 

partir des échantillons polis et attaqués. On peut aussi utiliser des échantillons très minces 

(amincis par dissolution électrolytique), dont la préparation est plus délicate, ainsi que la 

localisation. A cet égard, du point de vue de la continuité des observations sur la surface polie, 

la micrographie par balayage se prête mieux à l'examen des soudures que la micrographie par 

transmission. 

L'examen micrographique peut parfois, moyennant l'équipement complémentaire nécessaire, 

être quantitatif. Citons par exemple l’évaluation de la ferrite delta dans le métal fondu des 

soudures austénitiques, de la proportion de martensite dans la ZAT des soudures sur acier, ou 

encore des inclusions dans la zone fondue. 
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C-II-5 Conclusion 

Enfin, à des fins de recherche ou d'enseignement. L’examen micrographique peut être associé 

à la cinématographie, comme cela a été le cas à l'institut de Soudure pour l’étude du rôle de 

l'hydrogène dans la fissuration à froid et le dégagement de ce gaz à partir du métal fondu. 
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III- ETUDE EXPERIMENTALE 

 
III-1 Introduction 

 

Les différentes zones sont des sites privilégiés d’amorçage et de propagation des fissures de 

fatigue qui sont les causes réelles des dommages de ces structures. Les facteurs affectant la durée 

de vie des structures soudées sont, l’hétérogénéité, les conditions de soudage et bien sûr le métal 

d’apport. Le bon choix de ce dernier améliore considérablement la tenue en fatigue des structures. 

Cette partie de la thèse traite le couplage entre le traitement (thermique/ mécanique) et l’état 

microstructurale et leurs Influence sur le comportement en fatigue d’un cordon de soudure. Une 

démarche utile pour évaluer l’intégrité et la sécurité des soudures. D’autre part, les effets de la 

réduction des contraintes internes en utilisant la méthode de pré compression du ligament de 

l’avancée de fissure de fatigue ont également été analysées. 

 

III-2 Expérimentation 

 
III-2-1 Présentation du matériau 

 

Notre étude porte sur l’acier API X60, utilisé pour la fabrication des citernes à gaz (Gaz de 

pétrole liquéfié GPL) et la construction de gazoduc. La soudure est obtenue par soudage 

automatique avec électrodes enrobées GMoSi. La composition chimique et les propriétés 

mécaniques de base des deux matériaux sont données respectivement par le tableau 1 et 2. 

Tableau.III.1 : Composition chimique du MB et MF 
 

 C% Mn% P% Si% S% V% Mo% 

Métal de base (MB) API 

X60 

Métal d’apport MF 

GMoSi 
 

 

Tableau.III.2 : Propriétés mécanique du MB et MF 
 

 
Re (MPa) 

Rm 

(MPa) 
A % k n 

Métal de base (MB)  API X60 414 517 25 578 0.1 

Métal d’apport MF GMoSi 460 560 22 836 0.3 

0.22 1.4 0.03 - 0.03 < 0.01 - 

 

0.1 
 

1.15 
 

- 
 

0.6 
 

- 
 

- 
 

0.52 
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III-2-2 Procédure de soudage 
 

La qualité du joint dépend du soin apporté à la préparation des pièces à souder, en effet une 

bonne préparation ne doit pas altérer sensiblement ni les propriétés mécaniques ni les propriétés 

métallurgiques des pièces. 

En amant d’une opération de soudage, la plaque doit être nettoyée de tout oxyde, huile, graisse, 

impureté ou autre matière déposée dessus pouvant provoquer des défauts lors de la 

solidification du métal fondu. Un nettoyage manuel avec une brosse en acier inoxydable ou un 

solvant chimique sont les plus utilisés dans les chantiers. 

Le matériau utilisé dans notre étude est livré sous forme de tube utilisé dans la construction du 

gazoduc GPDF Bechar, le découpage et le soudage est assuré par la société algérienne de 

gestion du réseau de transport de gaz (GRTG) filiale de SONELGAZ. 

Les plaques ont été soudées à l’arc électrique selon la norme API1104, ce mode de soudage a 

été qualifier selon une PQR (Procédure qualification record) qui englobe tous les tests et essais 

tels que (contrôle visuel, radiographie, dureté, macroscopie, traction, pliage, etc...). 

La préparation des pièces a été faite selon les étapes suivantes : 

- La mise à dimension est faite par : oxycoupage ou découpage au chalumeau 

- Sciage 

- Préparation des chanfreins est réalisée par : fraisage ou machine à chanfreiner à froid. 

- Soudage 

- Usinage des éprouvettes soudées pour avoir les dimensions et les formes des 

éprouvettes normalisées ; 

- Rectification des éprouvettes usinées pour avoir un bon état de surface 
 

Le principal contrôle qui a été appliqué est le contrôle par ressuage, qui permet de détecter des 

défauts de compacité, parfois très fins, débouchant en surface et non obstrués (fissures, 

porosités, replis, manque de liaison) sur des matériaux métalliques non poreux et non 

absorbants l’opération se base sur les étapes suivantes : 

-Dégraissage de l’élément à examiner à l’aide d’un solvant et d’un chiffon propre et non 

pelucheux. 
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-Application du pénétrant rouge ou fluorescent suivant la sensibilité de l’examen, pour 

un temps  d’imprégnation de 20 minutes. 

-Nettoyage de l’excès de pénétrant par pulvérisation d’eau et séchage. 

-Application du révélateur en fine couche uniforme. L’interprétation des indications se 

fait immédiatement et durant les 30 minutes suivantes. 

Les soudures (figure III.1) ont été réalisées par des soudeurs homologué puis radiographie et 

interprété par un contrôleur CND certifié niveau 2. 

 

 

 

 

 
Fig. III.1 : Exemple d’échantillon prélevé afin de réaliser les différentes éprouvettes 

 
III-3 Examens micrographiques 

 

Des examens micrographiques sur des coupes polies (1μm) puis attaquées au Nital 3%, ont été 

effectués à l’aide d’un microscope. Le but recherché est d’observer d’une manière très fine, les 

structures dans des zones très localisées en surface et transversale perpendiculaire au cordon de 

soudure dans les trois zones illustrées par la figure III.2. 
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Fig. III.2 : Orientation des coupes polies pour les examens micrographiques 
 

Les transformations que subit la ZAT ne sont pas simulables aux traitements thermiques 

appliqués aux aciers. En effet après une opération de soudage, il y a apparition de la bainite et 

la ferrite intergranulaire dans la zone de jonction et les zones de transformations. 

 Zone Z1 (MB) : L’observation montre la présence de la ferrite et de la ferrite-perlite (une 

structure alternée de ferrite et de perlite caractéristique des bandes de laminage (figure 

III.3- a). 

 Zone (Z3) MF : Dans la dernière passe, les dispositions des plages ferritiques et des 

constituants carburés assimilables à la ferrite présentent une disposition marquée liée à la 

solidification. L’observation montre la présence d’une structure dendritique avec des îlots 

(ferrite-perlite) et des grains assez gros (figure III.3-b). 

 Zone ZAT : Cette zone présente une variation de structure hétérogène et une destruction 

progressive des bandes de laminage (figureIII.3-c). Dans la zone près de la ligne de 

fusion, apparaît une structure surchauffée avec un aspect et une disposition assez 

particulière de la ferrite. On remarque la présence d’une nouvelle phase qui est la ferrite 

aciculaire (sous forme des aguilles). Cette microstructure présente des îlots de bainite en 

lattes séparés par de la ferrite et de bonnes propriétés mécaniques. Des travaux récents 

[14-15] ont décelé pratiquement les observations similaires. 
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Fig. III.3 : Structure des trois zones avec différents grossissements : 

a - MB, b - MF, c - ZAT 

 
Les petites « tâches marron » ponctuelles réparties sur l’ensemble de la micrographie seraient 

des attaques chimiques localisées. La figure III.4 montre la jonction frontière entre les trois 

zones. 

c 

b 

a 
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Fig.III.4 : Jonction frontière entre les trois zones 
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III-4 MESURE DE DURETE : 

 
Pour la mesure de micro-dureté sur les différentes zones de soudures, des filiations de dureté 

Vickers sous 10 Kgf de charge, ont été effectuées à raison d’une mesure par millimètre, sur la 

ligne transversale de la face de l’éprouvette. Les essais ont été effectués sur une machine de 

type SHIMADZU HMV-2000 présenté dans la figure III.5 suivantes : 

 

 

 

 

 

 
Fig.III.5 : Présentation du micro-duromètre SHIMADZU HMV-2000 

et le détail de l’optique 

La dureté est donnée par le rapport de la charge à la surface latérale de l’empreinte pyramidale, 

exprimée sans dimension : 

 

 

  III.1 

 
Les résultats des mesures sont reportés sur la figure III.6. 
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Fig.III.6 : Profil de mesure de microdureté 
 

La dureté est plus élevée au niveau de la ZAT en raison de la microstructure transformée lors 

du soudage et plus particulièrement dans la zone de liaison. La dureté moyenne mesurée est de 

65 à 70 Hv10. 

 

III-5 Fissuration par fatigue 

 
III-5-1 Conditions des essais et instrumentations 

 

Le prélèvement des éprouvettes utilisées pour les essais de fissuration a été réalisé selon la 

figure III.7. Ces éprouvettes sont du type CT 50 d’épaisseur 07 mm conformes à la norme 

ASTM-E-647 (figure III.8). 

v 

Axe de la soudure 

Hv 
H

v
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Fig.III.7 : Représentation schématique du prélèvement des éprouvettes. 

 

 

 
Fig.III.8 : Eprouvette de fissuration par fatigue CT50. 

 

Les essais de fissuration par fatigue ont été réalisés à l’université Djillali Liabes de Sidi Bel 

Abbès (Laboratoire de matériaux et systèmes réactifs LMSR). La machine utilisée est une 

machine électro-hydraulique asservie INSTRON (Système d’acquisition MTS) de capacité 50 

KN en statique et 100 KN en dynamique (Figure III.9). 
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Le suivie de la fissure a été effectuée à l’aide d’une lunette binoculaire optique grossissante 

(Détaille figure III.10) et un stroboscope monté sur un dispositif solidaire de la machine 

(Détaille figure III.10). 

 

 

 

 

Fig III.9 : Machine électro-hydraulique asservie INSTRON 
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Fig.III.10 : Lunette binoculaire optique grossissante 
 

Les graduations sur la lunette binoculaire optique permettent la mesure de l’avancée de fissure 

(figure III.10), par l’intermédiaire d’une vis micrométrique fixée sur le socle. Et le stroboscope 

permet de prendre des mesures sans arrêter la machine à cause de l’effet de fermeture. (Détaille 

figure III.11) et un stroboscope monté sur un dispositif solidaire de la machine 

 

Fig III.11 : Détail d’amorçage de la fissure 
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Le facteur d’intensité de contrainte K dans le cas d’une géométrie CT est donné par la relation 

suivante (Norme ASTM E 399) [91]: 

 

P 
K =    f(α) III.2 

B√W 
 
 

 
P : est la charge appliqué [N]. 

w : est la largeur de l’éprouvette depuis l’axe de chargement [m]. 

B : est l’épaisseur de l’éprouvette [m]. 

  a 
w : a est la longueur de fissure. 

f a 
w
 : est une fonction de complaisance qui prend une forme différente 

 

f a   1 2 
(0.199  0.41  18.7 

2 
 38.48 

3 
 53.85 

4
) 

 
III.3 

 

 

 

III-5-2 Calcul de La vitesse de fissuration : 
 

Généralement les données ou les résultats expérimentaux sont compilées, elles peuvent être 

manipulées pour supprimer ou réduire toute volatilité ou tout autre type de décalage, C’est ce 

qu’on appelle le lissage des données. Le lissage est une technique qui consiste à réduire les 

irrégularités et singularités d'une courbe expérimentale. 

L’idée derrière le lissage des données est qu’il peut identifier des changements simplifiés afin 

d’aider à prédire différentes tendances et modèles. Il aide les chercheurs à examiner beaucoup 

de données qui peuvent souvent être compliquées à interpréter pour trouver des modèles qu’ils 

ne verraient pas autrement. 

La méthode utilisée dans notre étude, est une méthode polynomiale incrémentale adaptée pour 

le traitement des données expérimentales. Cette méthode appelée méthode des sept points, 

utilise le lissage d’une série de points successifs par un polynôme dont la croissance est 

monotone dans cet intervalle de sept points. L’équation de la courbe lissée est de la forme : 

 
𝑎1 = 𝑏0 + 𝑏1 ( 

𝑁1 − 𝐶1 

𝐶2 

 
) + 𝑏2 ( 

𝑁1 − 𝐶1 2 
) 

𝐶2 

 
III.4 

https://fr.wikipedia.org/wiki/Singularit%C3%A9_(math%C3%A9matiques)
https://fr.wikipedia.org/wiki/Courbe
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b0 , b1 et b2  : Paramètres de régression déterminés par la méthode des moindres carrés dans un 

intervalle de sept points. Les paramètres C1 et C2 sont utilisés pour normaliser les données. 
 

 

 

 

 𝐶 = 
1 

(𝑁 
 

− 𝑁 )      III.6 
2 2 1+3 1−3 

 
 

La vitesse de fissuration au point ai est obtenue à partir de la dérivée de la première expression. 
 

 

 

III-6 Résultats et discussion 

 
III-6-1 Étude sur les trois zones 

 

Les résultats obtenus concernent les différentes éprouvettes dans les trois zones (MB – MF – 

ZAT) représentés par la figure (III.3). Le tableau (3) englobe les valeurs de C et m de la loi de 

PARIS (formule 8) du domaine exploré présentant une allure quasi rectiligne. 

𝑑𝑎 
 

 

𝑑𝑁 
= 𝐶 (∆𝐾)𝑚 III.8 

 

Tableau.III.3. : Valeurs C et m de la Loi de Paris dans les différentes zones étudiées 
 

 Désignation Loi de Paris K  

MB  da/dN=1,25e-11K4,3 20 à 62 MPa m 

MF 
 

da/dN=9,76e-12K4.6 28 à 64 MPa m 

ZAT 
 

da/dN=6,33e-12K5.8 18 à 66 MPa m 

 
La figure III.12 représente la vitesse de fissuration 𝑑𝑎⁄𝑑𝑁 par rapport à  des 3 zones avec un 

rapport de charge R = 0.1. Les résultats montrent que pour les faibles taux de , la croissance des 

fissures de fatigue sont similaires. Cependant, pour des valeurs de  supérieures à 30 MPa.m , 

cette croissance de fissure devient plus importante respectivement dans le MF et la ZAT. 

𝐶1  =  
1

2
 (𝑁1−3 + 𝑁1+3) III.5 

𝑑𝑎

𝑑𝑁
 =

𝑏1

𝐶2
+ 2𝑏2 (

𝑁1 − 𝐶1

𝐶2
2 ) III.7 
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- Pour les valeurs de  > 50 MPa.m, la vitesse de fissuration présente un écart important 

(15%) entre les 3 cas, ce qui signifie que : 

 Dans ce domaine étudié, la vitesse de fissuration présente une allure presque similaire dans 

les trois zones. 

 Même si les vitesses diffèrent dans les trois zones, mais aucune déviation de la fissure de 

son axe de propagation n’a été remarquée, contrairement à certains auteurs [21 - 23] qui ont 

montrés qu’au-delà d’une certaine valeur de  la vitesse de fissuration s’accompagne 

généralement d’une déviation de la fissure de son plan initial vers le métal de base. Ce qui 

confirme que la soudure a été seine et le choix d’un métal d’apport à celle du métal de base 

est adéquat. Généralement la déviation est due à la différence des caractéristiques 

mécaniques entre les trois zones ; la fissure se dirige d’une microstructure plus dure vers une 

microstructure plus douce. 
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Fig III.12 : Evolution de la vitesse de fissuration da/dN=f() 
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Beaucoup de difficultés ont été enregistrée lors des essais de fissurations par fatigue sur la zone 

de soudure (MF), et cela due aux contraintes résiduelles contractée durant le cycle de soudage. 

Pour faciliter l’amorçage et l’initiation de la fissure, nous avons essayé deux techniques : 

- Elimination des contraintes résiduelles par pré compression locale 

- Traitement du ligament de l’avancée de la fissure 
 

III-6-2 Elimination des contraintes résiduelles par pré compression locale 
 

Au cours d’un essai de fissuration de fatigue sur un cordon de soudure, on remarque que la 

propagation de la fissure de fatigue est perturbée par le champ de contraintes résiduelles 

existant. Pour remédier à ce problème, on a eu recours à la méthode de pré compression locale 

pour limiter la déformation plastique à quelques pourcentages de l’épaisseur sous peine de 

modifier la progression de la fissure. La figure III.13 schématise le principe de la méthode avec 

les dimensions de poinçons à utiliser. La figure III.14 et III.15 représentent respectivement la 

machine utilisée pour la compression et la photo prise sur l’éprouvette étudiée. 

La pression appliquée et la pénétration du poinçon dans le ligament sont données 

respectivement par les relations (III.9) et (III.10) : 

 

𝑝 = 0,4. 𝑅𝑒. 𝐵2 III.9 

Avec : 

Re : limite élastique du matériau (MPa) 

B : épaisseur de l’éprouvette (mm) 

 
𝑇 = 0,5% 𝑑𝑒 𝐵 (Totalisé des deux côtés) III.10 

 
 

 

 

 
Fig.III.13 : Schématisation du principe de la méthode de pré compression 
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Fig.III.14 : Photo de la machine de compression 
 

 

 
Fig.III.15 : Photo du ligament pré compressé 

 
 

La figure III.16 représente l’évolution de la vitesse de fissuration après la relaxation des 

contraintes internes de soudage au point de fissure par pré compression. En effet ce 

comportement est en accord avec les contraintes résiduelles et l'évolution de la fermeture des 

fissures. Lorsque les contraintes résiduelles de traction agissent pour ouvrir complètement la 

fissure, l'éprouvette adopte un comportement de croissance de fissure comparable au métal de 

base mais avec un cumul important de nombre de cycles de fatigue. 
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MF da/dN=9,76e-12K4.6 28 à 64 MPa m 

Désignation Loi de Paris K 

 
 

Les résultats donnés par la figure III.16 et le tableau 4, montrent que la croissance de fissure est 

très importante après le retard enregistré due à la fermeture par contraintes internes, et présente 

un écart pratiquement constant durant l’avancée de la fissure. La pente m est augmentée et est 

comparable à la pente obtenue dans la ZAT. D’autres auteurs ont tiré les mêmes conclusions 

sur l’acier X70 [19-20]. 

Tableau.III.4. : Valeurs C et m de la Loi de Paris dans métal fondu avant et après compression. 
 

 

MF Après comp da/dN=6,77e-15K6 22 à 50 MPa 
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III-6-3 Traitement du ligament de l’avancée de la fissure 
 

Cette opération est passée par deux phases importantes, un préchauffage avant l’opération de 

soudage et un recuit de détensionnement consistant à baisser lentement la température. Ce 

traitement doit garantir une parfaite sécurité et fiabilité au niveau de la soudure en fonction des 

épaisseurs et de la qualité du matériau en réduisant les contraintes internes. En effet ce 

traitement a été réalisé dans un four à une température maxi de 580°C avec une durée de 

maintien de 2H00 suivi d'un refroidissement lent jusqu'à 320° C puis une exposition à une 

température inférieure à AC1. D’autres techniques et procédures sont aussi utilisées [17-18] 

Les figures III.17 et III.18 représentent respectivement le modèle de four utilisé pour le 

traitement thermique et les éprouvettes CT traitées. La vitesse de fissuration 𝑑𝑎⁄𝑑𝑁 par rapport 

à  dans le métal fondu après relaxation par traitement thermique ayant pour but la 

suppression des contraintes internes provenant de la solidification des pièces soudées refroidies, 

est présentée par la figure III.19 et d’après les résultats donnés par le tableau 5. 

Les résultats montrent que pour la croissance de fissure est amorcée pour un niveau de  plus 

faible que l’état sans traitement thermique. Et même pour des valeurs plus importantes de , 

une diminution de cette vitesse a été enregistrée avec une croissance régulière de la fissure par 

fatigue. Ce qui signifie une suppression des contraintes internes causées par la solidification 

après soudage. La figure III.18 représente les éprouvettes CT traitées 

 

 
Fig.III.17 : Modèle de four utilisé pour le traitement de recuit 
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MF da/dN=9,76e-12K4.6 28 à 64 MPa m 

Désignation Loi de Paris K 

 

 
 

 
 

Fig.III.18 : Eprouvettes CT après opération de chauffage 
 

Tableau.III.5. : Valeurs C et m de la Loi de Paris dans le métal fondu avant et après TTH. 
 

 

MF Après TTH da/dN=6,53e-10K3.1 18 à 60 MPa 
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Fig.III.19 : Comparaison de l’évolution de da/dN=f() Avant et après TTH 
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III-7 Position de soudure Transversale 

 
Dans le but d’étudier la variation d’une fissure de fatigue à travers un joint de soudure 

transversal, l’entaille mécanique a été placé perpendiculairement à la soudure (figure III.20). 

Le but est de voir le comportement et la fissure à travers les différentes microstructures des 

différentes zones, et de voir l’influence de ces zones sur la vitesse de fissuration. Nous avons 

remarqué que la fissure n’a pas dévié de son plan de propagation jusqu’à la position critique, 

ce qui nous donne à conclure que les microstructures des différentes zones n’étaient pas très 

différentes, donc un bon choix du métal d’apport. 

 

 

 

 
 

Fig. III.20 : Position de soudure Transversale 

 
 

La variation 𝑑𝑎⁄𝑑𝑁dans la plaque contenant un joint de soudure transversal, suit une allure 

semblable à celle de MB, mais enregistre un retard dès que la pointe de fissure entra dans la 

deuxième zone (ZAT) puis elle progresse rapidement avec une pente m proche de 7. 
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MF da/dN=9,76e-12K4.6 28 à 64 MPa m 

Désignation Loi de Paris K 

 
 

Cette évolution est caractérisée par une perturbation due au changement répété de de 

microstructure. En outre, le cordon de soudure avait une résistance à la croissance des fissures 

manifestement plus élevée que le métal de base, en particulier dans la gamme basse . Au fur 

et à mesure que la fissure croissante se propageait à travers la ZAT et MF cette résistance a 

chutée (tableau 6), (figure III.21). 

 

Tableau.III.6. : Valeurs C et m de la Loi de Paris d’un cordon de soudure transversal 
 

 

Cordon transversal da/dN=1,42e-14K6.2 17 à 65 MPa 
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Fig.III.21 : Comparaison da⁄dN=f() Du MF sens longitudinal et transversal 
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IV- MODELISATION NUMERIQUE 

 
IV-1 Introduction 

 
L’objectif de cette partie est consacré à faire une modélisation en trois dimensions sur une 

éprouvette CT50, qui comporte de nouveaux concepts sur la modélisation des joints soudés. 

 

Les calculs numériques ont été réalisés sur des configurations différentes en se basant sur la 

méthode des éléments finis dans une option de calcul en déformations planes du code de calcul 

" ABAQUS CAE ". Nous avons introduit dans les calculs les résultats des essais rationnels telle 

que les contraintes et déformations vrais et l’énergie de déformation élastoplastique. Cette étude 

a pour but de définir la direction de la fissure gouvernée par le modèle de Rice-Tracey [55] et 

qui présente le complément d’autres travaux [57, 58]. 

 

L’objectif principale est de décelé les paramètres locaux qui peuvent influencer l’évolution (J- 

a) et par la suite JIC et J0.2 (ténacité d’amorçage) dans le cas des joints soudés. 
 

IV-2 Hypothèses de travail 
 

Les simulations des essais de rupture mis en œuvre expérimentalement ont été réalisées à l’aide 

du code éléments finis « ABAQUS v.6.13-4 ». L’analyse est faite en déformations planes, nous 

avons choisi de mener une première approche numérique en introduisant une loi de 

comportement élastoplastique. 

 

Par conséquent, nous introduisons la relation contrainte vraie – déformation vraie obtenue lors 

des essais de traction [70 et 71]. La méthode utilisée consiste en un changement des conditions 

aux limites : on laisse libre le déplacement en ouverture des nœuds précédemment bloqués dans 

le plan de symétrie. Pour une solution optimale, cette procédure impose le chemin et la forme 

de fissure, chose qui est imposé par un maillage adéquat. Dans le cas de l’éprouvette CT, la 

fissure reste dans le plan de symétrie de l’éprouvette. Pour notre cas, deux hypothèses 

simplificatrices sont donc faites sur la forme de la fissure simulée : 

 

- On a simulé un front toujours rectiligne car on ne connaît pas l’évolution de la forme du front 

de fissure au cours de chargement. 

- La longueur initiale du défaut est prise égale à la longueur de préfissuration obtenue par 

ASTM E399-90 [16]. 
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IV-3 Evaluation numérique de l’intégrale J 

 

D’une part pour définir les paramètres des singularités élastiques ou plastiques, et d’autres part 

pour exprimer des variations d’énergie potentielle on utilise les intégrales de contour. Il a été 

démontré par des chercheurs [xx Eshelby] que l’intégrale de contour est indépendante du 

contour d’intégration. L’évaluation de cette grandeur noté J passe par l’intégrale de surface qui 

est dérivée de l’intégrale de de Rice [25]. 

L’intégrale J schématisé par la figure (IV.1) suivante, s’exprimer de la formulation suivante : 
 

 
 

 

Fig IV.1. Contour d’intégration Г. 
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Où 

 : est un chemin dans le plan autour de l’extrémité de l’entaille. 

W : est la densité d’énergie de déformation, 

s : est un vecteur unitaire dans la direction d’avancée de fissure, 

ni : est la normale au contour  ,  

L’expression (1) peut alors s’écrire : 

 

 

 

Où tj est la force d’extension sur les lèvres libres de la fissure : 
 

iijj mt   IV.3 

Par le théorème de la divergence, on obtient : 
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Finalement J peut s’écrire 
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IV-4 Comparaison de deux modélisations étudiées 

cette partie, deux configurations de modélisation ont été explorés : 

- Eprouvette modélisée et du type CT50 homogène, sur laquelle est configuré les différentes 

zones d’un joint soudé (figure IV.2- a). 

- Eprouvette du type CT50 modélisée en fragment séparé, contenant les mêmes zones que la 

première configuration mais indépendantes puis assemblés (figure IV.2-b). 

Les deux configurations ont été modélisées par la position de l’entaille dans le MF et puis dans 

la ZAT,(figure IV.3) conformément à la norme ASTME 399. 

 
 

(b) (a) 

Fig.IV.2. Les deux modélisations d’une éprouvette hétérogène (cas de MF). 
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Fig.IV.3. Les deux configurations d’une éprouvette homogène et l’autre 

hétérogène (cas de ZAT). 

L’épaisseur recommandée, B, de l’éprouvette est donné par le critère : 
 
 

W 
 B  

W
 50 

 B  
50 

 
IV.6 

20 4 20 4 
 

2,5 mm  B  12,5 mm 
 

La longueur initiale de la fissure an est donnée comme suit, 
 

an  0,2W an    10mm IV.7 
 

Nous avons choisi B est égale à 10 millimètres. 

 
IV-3-1 Modélisation des Préfissures des éprouvettes 

 

Les préfissures sont déclarées jusqu'à une extension relative (a/W) comprise entre 0,45 et 0,55. 

Cette extension est donnée par : 

a  an  a f IV.8 
 

af est donné comme suite (ASTM E 647), 
 

a f  0,025W a f  1,25 mm IV.9 

 

a est exprimé par la relation suivante : 
 

0,45W  a  0,55W 

 
 

22,5  a  27,5 
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Pour que l’éprouvette modélisée ne se déforme pas au niveau des trous pendant la simulation, 

nous avons pris af entre 5 et 6mm, donc, la longueur a est égale à 23mm pour garantir a/W=0,46. 

IV-3-2 Maillage 
 

Nous avons choisi pour cette étude un maillage quadratiques de type C3D20R,(figure IV.4). Et 

afin d’éviter le passage brusque d’une section à une autre nous avons opté pour une régression 

de maillage régulières. Un raffinage particulier a été utilisé en pointe de fissure pour approuvé 

la modélisation en approche locale. Le rapport a0/W est varié pour gouverne le fond de fissure. 

 

 

 
 

 
Fig.IV.4. Type de maillage utilisé. 

IV-3-3 Conditions aux limites 
 

Nous avons choisi un déplacement Ux nul pour les nœuds A0 et A1, et nous avons imposé un 

déplacement pour la charge (+) au niveau du nœud A0 et (-) au niveau du nœud A1 suivant l'axe 

Y. Nous avons utilisé 10 pas de chargement également répartis jusqu'à l’ouverture de 1 mm de 

chaque côté donc un total de 2 mm.(figure IV.5) 

La goupille (qui représente l’axe d’amarrage de l’éprouvette) est considérée comme 

parfaitement élastique avec un module d’élasticité longitudinale égal à celui du métal réel. 
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Fig.IV.5. Conditions aux limites. 
 

 

 

IV-4 Résultats et discussion 
 

IV-5-1 Ouverture au fond de la fissure (CTOD) 
 

L’évolution du CTOD en fonction du déplacement imposé d=2mm dans le cas du MB et du 

joint soudé, présenté par la figure IV.6, montre que l'ouverture au fond de la fissure présente 

presque la même évolution dans les 3 configurations étudiées (MB, MF et ZAT). Cette 

constatation signifie que l'ouverture au fond de la fissure est gouvernée par le comportement du 

matériau ayant la plus faible limite d'élasticité. 

On remarque dans la figure IV.6 qu’il y a un écart plus petit entre les modélisations m1 et m2 

de chaque configuration des éprouvettes de tri-métal, ce qui signifie que la modélisation des 

géométries, l’identification des paramètres et la définition du contact sont entre les surfaces 

ajustées parfaitement avec le comportement réel de ces éprouvettes. 

La forme d'ouverture de la fissure, dans le cas du MB et le joint de soudure, coïncide avec la 

forme de la zone plastique : - forme symétrique dans le cas du MB. - forme dissymétrique dans 

le cas du MF et la ZAT. Cette évolution présente un lien étroit avec le phénomène 

(Mismatching), rapport de la limite élastique du MB sur le MF ou la ZAT, ce qui justifier le 

développement important de l’ouverture de la fissure du coté MB par rapport au joint soudé à 

cause de la limite élastique qui est plus faible. 

b a 
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Fig.IV.6. Évolution du CTOD en fonction du déplacement imposé 

(Pour les différentes configurations). 

Nous pouvons donc dire que l’évolution du paramètre CTOD est plus importante dans le cas 

d’Over-matching, et diminue dans le cas contraire (cas d’Under-matching). Ce qui signifie que, 

l'ouverture de la fissure dans la zone affectée thermiquement, possède deux côtés : - une 

ouverture vers le métal de base – une ouverture vers la zone de jonction avec le métal d’apport 

à cause de la dissymétrie. 

 

IV-5 COURBE J-a 
 

La figure IV.7 présente les points obtenus de l'intégrale J en fonction d’un pas d’avancement  

de la fissure, pour les différentes zones étudiées. Les points obtenus sont calculés loin du 

contour affecté par la singularité en pointe de fissure.  Afin de se référé aux conditions 

expérimentales les résultats présentés sur la figure mettent en évidence deux décalages à gauche 

et à droite. Ces courbes mettent en évidence un écart relative entre les différentes zones pour 

les faibles valeurs de a par contre cet écart devient important vers la ligne de décalage 

supérieur. Les points représentant le paramètre J ont été déterminés pour chaque avancée de la 

fissure, et l’intersection de ces points avec la ligne de décalage inférieur représente le Jcritique. 

MB 

MF 

ZAT 

 CTOD (MF/MB) 

 CTOD (MF/ZAT) 

C
T

O
D

 (
m

m
) 



Chapitre IV Modélisation Numérique 

117 

 

 

 

Ces conditions ont été respectées pour pouvoir faire une comparaison avec les résultats obtenus 

expérimentalement. 

 
Les valeurs les plus faibles du paramètre J obtenues sont observées pour les éprouvettes dont la 

fissure est en ZAT, 38 kJ/m2 environs. Par contre les valeurs les plus élevées sont observées 

pour les éprouvettes dont la fissure est en métal de base MB, 105 kJ/m2 environs. On constate 

alors que la ténacité est trois fois plus importante que dans le cas de la ZAT. Le métal fondu 

présente une ténacité, exprimée par J d'environ 68 kJ/m2, presque le double que pour la ZAT. 
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Fig.IV.7 Evolution de J en fonction de a dans les trois zones de soudure. 

 

IV-6-1 Evolution de l’intégrale J 

 
L'évolution de l'intégrale J pour les trois configurations (MB, MF et la ZAT), calculées sous 

Abaqus suivant le contour Г5 est présentée par la figure IV.8. On remarque que ces calculs de 

différentes modélisations et de mêmes dimensionnements donnent cependant une ténacité à 

l’amorçage identique pour des faibles valeurs des déplacements, et une évolution relative pour 

des déplacements plus importantes. L’écart de l’intégrale de contour J entre le Métal de base et 
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la zone affectée thermiquement ZAT pour d=2mm est pratiquement le double, tandis que l’écart 

entre le métal de base et le métal fondu est nettement inférieur. 

 

Il y a un écart faible entre les résultats au début des calculs pour les faibles valeurs de (d). Les 

mêmes résultats ont été obtenus avec une éprouvette modélisée par parties (chaque zone 

modélisée à part), cette constatation nous amène à la conclusion que l’intégrale J n'a pas été 

influencée par le changement de des paramètres du matériau et le contact des différentes zones. 
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Fig.IV.8. Evolution de J en fonction du déplacement imposé. 

 
L'évolution de la valeur de l’intégrale J en fonction du choix du contour d'intégration pour vérifier 

l'indépendance de l'intégrale J vis à vis des contours d'intégration, celle-ci est calculée selon 

plusieurs contours différents. Les résultats obtenus montrent l'existence de trois domaines : 

 

- Lorsque le contour Γ (contour d'intégration) inclut l’ensemble de la zone de fissuration 

(propagation), la valeur obtenue est la valeur globale J. 
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- Lorsque le contour Γ (contour d'intégration) passe par la zone de décharge, qui correspond à 

la zone de sillage (Zp zone plastique) existante à la pointe de fissure, les résultats obtenus 

divergent, car ce domaine est affecté par une contrainte de compression. On obtient des résultats 

sans aucun sens physique. 

 

- Enfin, si le contour Γ (contour d’intégration) passe entre les deux pointes de fissures 

successives, sans traverser la zone de décharge, on obtient des valeurs plus faibles que la valeur 

obtenue pour J, d’où des résultats indépendants du choix de ce contour. 

 

IV-6 Conclusion 

 
Ce chapitre est consacré à la comparaison de deux modélisations des éprouvettes CT50 

homogènes et hétérogènes pour caractériser numériquement la déchirure de l'acier API X60P, 

nous avons déterminé les paramètres des modèles à partir de la simulation numérique en 

utilisant le code de calcul ABAQUS. 

 

L'ensemble des résultats a permis de montrer l'effet prépondérant des caractéristiques 

mécaniques des trois configurations. En effet, ces caractéristiques mettent en évidence le 

comportement global de J, CTOD et la zone plastique Zp dans le cas d’un joint de soudure. En 

effet, dans le cas du trimétal, une forte dissymétrie peut être décomposée en ouverture du côté 

de MB et du côté de MF. Ce qui signifie que l'ouverture au fond de la fissure est gouvernée par 

la zone présentant la plus faible limite d'élasticité. 

 

Dans les configurations hétérogènes (cas des joints de soudures), et à cause de la forte 

dissipation d'énergie liée à la plasticité loin du fond de la fissure, la validité d'un critère global 

basé sur le paramètre énergétique J pour décrire la progression d'une fissure dans les matériaux 

hétérogènes est compromise. En effet, l'énergie totale de déformation est alors décomposée en 

deux parties : la première contribue à la phase de plastification, la seconde étant l'énergie de la 

fissuration. 

 

Un autre critère peut être utilisé pour prédire le comportement d’une fissure de fatigue 

numériquement est le taux de croissance des cavités, car il est sensible à tout changement dans 

les champs des contraintes et déformations au bout de la fissure. Ce qui signifie que ce critère 

est nécessaire dans le cas des joints soudés, comme approche locale pour l'étude de la déchirure. 
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IV-7 Essai de fissuration (ABAQUS) 

 
IV-8-1 Introduction 

Cette partie est consacré la modélisation la propagation de fissure par cycle (simulation de 

fatigue) dans la partie hétérogène d’un joint de soudure. Les trois zones constituant le joint de 

soudure ont été prises en considération. 

Un joint soudé est constitué de trois zones de structure métallurgique et de propriétés 

mécaniques différentes, cette hétérogénéité remet en question : 

- la validité des approches classiques de la mécanique de la rupture J proposée initialement pour 

les structures homogènes. 

- La validité de la méthode classique qui prédit le comportement d'une soudure en l'assimilant 

à un matériau fictif équivalent ayant les propriétés mécaniques (limite d'élasticité, ténacité) les 

plus basses parmi celles des matériaux constituant le joint soudé. 

Pour chaque zone (Métal de Base (MB), Métal Fondu (MF) et la Zone Affectée Thermiquement 

(ZAT)), nous avons pris en considération les lois de comportements rationnelles 

(élastoplastique) obtenus par des essais de tractions expérimentaux. 

IV-8-2 Types d’éprouvettes utilisées 
 

En se basant sur la méthode des éléments finis et dans une option de calcul en déformations 

planes par code de calcul " ABAQUS CAE ", la modélisation géométrique a été faite sur une 

éprouvette type CT 50 (Compact Tension) selon la norme ASTM E 399, nous avons pris 

(CT 50, w=50mm) dans les conditions représentées par la figure IV.9 pour reproduire les essais 

expérimentaux. 

Le ligament (w − a0) est relativement importante : il est utilisée dans l’étude de la propagation 

de fissures de fatigue ainsi que pour déterminer la ténacité d’un matériau après un pré fissuration 

de l’ordre de : a / w ≈ 0,5 . 
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Fig.IV.9. Eprouvette type CT 50 (Compact Tension) selon la norme ASTM E 399 

L’épaisseur B recommandée de l’éprouvette (norme ASTM E 399 ) est donné par le critère : 

W 
 B  

W
 50 

 B  
50 2,5 mm  B  12,5 mm IV.10 

20 4 20 4 

a longueur initiale de la fissure an est donnée comme suit, 
 

an  0,2W an  10mm 
 

IV.11 

Pour dessiner l’éprouvette CT, nous avons pris B égale à 07 millimètres (pour rester dans la 

contrainte plane) et la longueur initiale de la fissure est de 9 millimètres (pour favoriser la 

propagation). 

IV-8-3 Configurations des différentes éprouvettes. 

Les différentes configurations d’éprouvettes modélisées sont présentées comme suite (figure 

IV.9): 

- Une configuration homogène composée d’un seul matériau. Dans le cas du métal de 

base MB, cette configuration servira pour l’étude paramétrique, 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
Figure xx. Éprouvette CT donné dans la norme d’ASTM E 399. 
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- Une configuration homogène d’un seul matériau, dans le cas du métal fendu (MF) 

- Une configuration homogène d’un seul matériau, dans le cas du la zone affectée 

thermiquement (ZAT). 

- Une configuration hétérogène (MB ; MF ; ZAT) dont la fissure existe sur la partie du 

métal fondu (bimétal). 

- Une configuration hétérogène (MB ; MF ; ZAT) dont la fissure existe sur la partie de 

la ZAT (trimétal). 

 
 

(MB) (MF) ZAT 

  

BIMITAL TRIMITAL 

 
Fig.IV.10. Les différentes configurations pour la simulation numérique 

 
 

IV-8-4 Les conditions aux limites (figure IV.11): 

 
Le chargement est modélisé par un déplacement imposé du nœud suivant l’axe Y, dans le sens 

positif. Le calcul est accompli en 50 pas de chargement répartis jusqu’à dmax = 2mm. Les noeuds 

de l’axe de symétrie qui se trouvent dans le ligament de l’éprouvette sont astreints à un 

déplacement UX nul (élimination du mouvement du corps solide selon cet axe). 
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Fig.IV.11. Conditions aux limites. 

 

 

IV-8 Propriétés des matériaux 

 

Les propriétés mécaniques obtenus expérimentalement dans les trois zones, sont données par le 

tableau (IV.1) suivant. Ces résultats ont été introduits dans le code de calcul. 

Tableau IV.1. Caractéristiques des trois zones du joint de soudure. 
 

 
Matériau E MPa ν JIC ( kJ/m2) 

MB 183000 0.3 125 

ZAT 200000 0.3 38 

MF 180000 0.3 80 
 

 

 

IV-9 Maillage 

 
Le maillage basé sur des éléments triangulaires à trois nœuds de type CPS3 a été utilisé. Afin 

d’éviter les éléments trop distordus et le changement brusque de taille de maille, nous avons 

opté pour une régression régulière de maillage. Le fond de fissure est indiqué par le rapport de 

deux grandeurs géométriques a0 et W. 
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Pour la modélisation en approche locale en pointe de fissure le maillage est particulièrement 

raffiné, le maillage a été raffiné aussi dans les régions où l’on prévoit de forte concentration de 

contrainte (régions critiques). La figure IV.12, présente le type de maillage ainsi que les 

conditions aux limites. 

 

 

 

Fig.IV.12. Maillage de l’éprouvette 

 

 
 

IV-10 Résultats et critique 

 
Nous avons pu avoir une avancé de fissure (propagation) par la Technique de fermeture virtuelle 

de fissures (VCCT), mais sans pouvoir détecter le nombre de cycles ni de pouvoir lier la vitesse 

de fissuration avec le facteur d’intensité de contrainte afin d’obtenir la courbe da/dN via ∆K . 

Les avancées des fissures présentées dans les figures suivantes, ont été obtenus 

automatiquement avec des niveaux de contraintes, mais sans déceler le nombre de cycle. 
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Fig.IV.13. Avancement de fissure, contrainte de Vom Mises 
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CONCLUSION GENERALE 

 

Cette étude sur le comportement en fatigue d’un cordon de soudure de l’acier API X60, qui repose sur 

une grande base de données expérimentale, a permis d'obtenir des résultats intéressants aussi bien en 

expérimentation qu'en modélisation. 

(1) L’étude expérimentale nous a permis de déterminer expérimentalement les caractéristiques 

mécaniques à la température ambiante, du métal de base (MB), métal fondu (MF) et de la zone affectée 

thermiquement (ZAT) prélevés à partir d'un joint soudé réalisé dans des conditions représentatives des 

fabrications industrielles. Cette partie conduit aux conclusions suivantes : 

Les fissurations par fatigue montrent que pour les faibles taux de , la croissance des fissures est 

similaire. Mais pour  supérieures à 30 MPa.m, cette croissance de fissure devient plus importante 

respectivement dans le MF et la ZAT. En s’approchant du troisième stade, la vitesse de fissuration 

présente un écart important (15%) entre les 3 cas, ce qui signifie que : 

-Après l’amorçage et la sortie du sillage des contraintes résiduelles, la vitesse de fissuration présente une 

allure presque similaire dans les trois zones. 

-Le choix adéquat du métal fondu MF et le traitement du ligament de la pointe de fissure ont évité la 

déviation de la fissure de son axe de propagation pour les différentes configurations.  

- Pour la position de la soudure transversale, la fissure se propage perpendiculairement à la direction de 

soudage. Nous enregistrons une évolution caractérisée par une perturbation due au changement répété de 

microstructure. Ce cas permet d’avoir une allure semblable à celle de MB, mais enregistre un retard dès 

que la pointe de fissure entra dans la deuxième zone (ZAT) puis elle progresse rapidement. Les propriétés 

mécaniques chutent au fur et à mesure que la fissure se propageait à travers la ZAT et MF. 

(2) L’influence du traitement local et les effets de la réduction des contraintes internes sur le 

comportement en fatigue d’un joint de soudure ont été traitées dans cette étude. Les conclusions suivantes 

sont tirées :  

Apparition de la bainite et la ferrite intergranulaire dans la zone de jonction et les zones de 

transformations après une opération de soudage et avant traitement thermique.  

-Loin du cordon de soudure, l’observation montre une structure alternée de ferrite et de perlite 

caractéristique des bandes de laminage. Mais sur le cordon et dans la dernière passe, l’observation montre 

la présence d’une structure dendritique avec des îlots (ferrite-perlite) et des grains assez gros. Cette phase 

est assimilable à la ferrite présentant une disposition marquée liée à la solidification. 

-Dans la ZAT, nous avons remarqué une destruction progressive des bandes de laminage d’où une 

variation de structure hétérogène. Ce qui justifie les propriétés mécaniques obtenues. 

 

(3) La modélisation numérique a mis en évidence l'effet prépondérant des caractéristiques mécaniques des 

trois configurations. En effet, ces caractéristiques mettent en évidence le comportement global de J,  
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CTOD et la zone plastique Zp dans le cas d’un joint de soudure. Dans le cas de la ZAT, une forte 

dissymétrie peut être décomposée en ouverture du côté de MB et du côté de MF. Ce qui signifie que l'ouverture 

au fond de la fissure est gouvernée par la zone présentant la plus faible limite d'élasticité.  

Nous avons pu avoir une avancé de fissure (propagation) par la technique de fermeture virtuelle de 

fissures (VCCT), mais sans pouvoir détecter le nombre de cycles ni de pouvoir lier la vitesse de 

fissuration avec le facteur d’intensité de contrainte afin d’obtenir la courbe da/dN via ∆K . Les avancées 

des fissures présentées dans les figures suivantes, ont été obtenus automatiquement avec des niveaux de 

contraintes, mais sans déceler le nombre de cycle. 
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