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RÉSUMÉ 

Un programme de recherche international sur la fatigue corrosion (FatCo), en collaboration avec 

l'institut de recherche d'Hydro-Québec (IREQ), a été lancé pour améliorer, entre autres, la fiabilité 

des installations hydroélectriques. Ce projet se concentre sur la dégradation de l'alliage, notamment 

le 13%Cr-4%Ni, largement utilisé dans la fabrication des turbines hydrauliques Francis, sous 

l’effet de la corrosion et des sollicitations cycliques. La problématique spécifique de l’étude 

actuelle a trait à la pérennité des turbines qui est souvent compromise par des discontinuités dans 

les joints soudés, telles que des inclusions internes et des manques de fusion. Celles-ci affectent 

considérablement la résistance en fatigue du matériau et doivent être prises en compte dans les 

calculs visant à prévoir la maintenance et la fin de vie des composants de la turbine. 

Hydro-Québec utilise actuellement l’approche de Kitagawa-Takahashi (KT) pour prévoir la 

résistance en fatigue des soudures en 410NiMo. C’est-à-dire que toutes indications linéaires mises 

en évidence lors de l’inspection suivant la fabrication sont assimilées à des fissures longues, telles 

quelles sont définies dans le cadre de la mécanique linéaire élastique de la rupture (LEFM). 

Cependant, des recherches récentes suggèrent que l'approche généralisée d'Atzori-Lazzarin (AL) 

pourrait offrir des prévisions plus justes de la résistance en fatigue, particulièrement en présence 

de discontinuités de grandes tailles produisant un gradient de contrainte différent de celui des 

fissures. En effet, cette approche, mieux adaptée aux entailles, tient compte de la distribution des 

contraintes locales spécifiques à la taille et la géométrie des discontinuités. 

L’objectif du mémoire est de prévoir la résistance en fatigue de soudures contenant de grandes 

discontinuités volumétriques, similaires à ceux rencontrés dans l’industrie. Pour ce faire, le procédé 

de soudage à l'arc avec fil fourré (FCAW) a été utilisé pour déposer des cordons de soudure de 

410NiMo sur une plaque en acier S41500 préparée par usinage. Des résidus de flux ont été 

délibérément introduits le long de la racine de la soudure pour créer des discontinuités centrales 

allongées, de type vermiforme. 

Les discontinuités présentes dans les éprouvettes de fatigue ont d’abord été caractérisées par 

tomodensitométrie par rayon X (CT scan). Des analyses par éléments finis (FEA) ont été réalisées 

sur des modèles représentant l’éprouvette et sa discontinuité. Au total, l’analyse de 15 éprouvettes 

contenant chacune une discontinuité ayant des caractéristiques qui lui sont propres est présentée. 

Les FEAs permettent de catégoriser la sévérité des discontinuités en se basant sur le facteur de 



vi 

 

concentration de contrainte (𝑘𝑡) et de l’exposant de singularité (α). À partir de ces résultats et de la 

résistance en fatigue du matériau sans défauts (0), une prévision de la résistance en fatigue de 

la soudure en présence d’une discontinuité spécifique est proposée. Les prévisions ont été ensuite 

confrontées aux résultats expérimentaux obtenus à partir d’essais de fatigue. Les essais ont été 

réalisés à un rapport de charge cyclique de R = 0.1, une fréquence de 108 Hz, et une durée de vie 

désirée de 2E6 cycles. La méthode par incrémentation de charge, inspirée des travaux de Locati, a 

été utilisée pour déterminer la résistance en fatigue. 

Les résultats ont révélé que la résistance en fatigue des soudures contenant des discontinuités 

volumétriques, d’un diamètre compris entre 0.18 mm et 2.94 mm, est mieux représentée par la 

mécanique de la rupture que par l’approche des entailles faisant intervenir 𝑘𝑡 et α. La fractographie 

des faciès de rupture a montré que de petites entailles remplies de flux, invisibles au CT scan et 

localisées le long de la racine de la soudure, ont provoqué la rupture des éprouvettes. Les 

observations métallographiques d'un essai de fatigue interrompu ont confirmé que ces petites 

entailles, mesurant environ 25 μm de longueur et moins de 5 μm de rayon, s'étendent sur toute la 

longueur du joint soudé. Bien que les FEAs montraient que les discontinuités à la racine de la 

soudure agissaient comme des entailles avec des exposants de singularité allant de 0.27 à 0.45, 

toutes les discontinuités volumétriques se sont comportées comme des fissures longues. Ces petites 

entailles étaient indétectables avec une résolution du CT scan de 20 μm/voxel. 

Ces résultats suggèrent que de grandes discontinuités de soudure arrondies peuvent être 

accompagnées d’hétérogénéités microscopiques qui se comportent comme des fissures, renforçant 

l'importance de l'utilisation de la LEFM pour évaluer la résistance en fatigue des structures 

contenant de telles discontinuités. L'étude confirme que l'approche d'Hydro-Québec consistant à 

considérer les discontinuités volumétriques dans les soudures en 410NiMo comme étant des 

fissures est juste. Cette approche est d’autant plus pertinente dans le contexte industriel où les 

techniques d’inspection (liquide pénétrant, magnétoscopie et ultrasons) ne permettent pas 

d’atteindre une résolution spatiale comparable à celle du CT scan utilisée dans cette étude. 
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ABSTRACT 

An international research program on fatigue corrosion (FatCo), in collaboration with Hydro-

Québec's research institute (IREQ), has been launched to improve, notably, the reliability of 

hydroelectric installations. This project focuses on alloy degradation, particularly 13%Cr-4%Ni, 

widely used in the manufacture of Francis hydraulic turbines, under the effects of corrosion and 

cyclic loading. The specific issue of the current study relates to the durability of turbines, which is 

often compromised by discontinuities in welded joints, such as internal inclusions and lack of 

fusion. These significantly affect the material’s fatigue strength and must be accounted in 

calculations aimed at predicting maintenance and component life expectancy. 

Hydro-Québec currently uses the Kitagawa-Takahashi (KT) approach to predict the fatigue 

strength of 410NiMo welds. That is, all linear indications during post-fabrication inspection are 

treated as long cracks, as defined within the framework of linear elastic fracture mechanics 

(LEFM). However, recent research suggests that the generalized Atzori-Lazzarin (AL) approach 

could provide more accurate fatigue strength predictions, especially in the presence of large 

discontinuities that produce a stress gradient differing from that of cracks. This approach, better 

suited for notches, considers the local stress distribution specific to the size and geometry of 

discontinuities. 

The objective of this thesis is to predict the fatigue strength of welds containing large volumetric 

discontinuities, similar to those encountered in industry. To achieve this, the flux-cored arc welding 

(FCAW) process was used to deposit 410NiMo weld beads onto a machined S41500 steel plate. 

Flux residues were deliberately introduced along the weld root to create central, elongated, 

wormlike discontinuities. 

The discontinuities present in the fatigue specimens were first characterized by X-ray computed 

tomography (CT scan). Finite element analyses (FEA) were conducted on models representing the 

specimen and its discontinuity. A total of 15 specimens, each containing a discontinuity with 

unique characteristics, were analyzed. The FEAs allowed categorization of the severity of the 

discontinuities based on the stress concentration factor (𝑘𝑡) and the singularity exponent (α). From 

these results and the fatigue strength of the material without defects (0), a prediction of the 

weld’s fatigue strength in the presence of a specific discontinuity is proposed. The predictions were 

then compared with experimental results from fatigue tests. Tests were conducted with a cyclic 
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load ratio of R = 0.1, a frequency of 108 Hz, and a target life of 2E6 cycles. A step-loading method, 

inspired by Locati’s work, was used to determine fatigue strength. 

The results revealed that the fatigue strength of welds containing volumetric discontinuities, with 

diameters ranging from 0.18 mm to 2.94 mm, is better represented by fracture mechanics rather 

than the notch approach involving 𝑘𝑡 and α. Fractography of the fracture surfaces showed that 

small flux-filled notches, invisible on the CT scan and located along the weld root, caused specimen 

failure. Metallographic observations of an interrupted fatigue test confirmed that these small 

notches, measuring approximately 25 μm in length and less than 5 μm in radius, extend along the 

entire length of the weld joint. Although the FEAs showed that discontinuities at the weld root 

acted as notches with singularity exponents ranging from 0.27 to 0.45, all volumetric 

discontinuities behaved like long cracks. These small notches were undetectable with a CT scan 

resolution of 20 μm/voxel. 

These findings suggest that large, rounded weld discontinuities may be accompanied by 

microscopic heterogeneities that behave like cracks, reinforcing the importance of LEFM to assess 

the fatigue strength of structures containing such discontinuities. The study confirms that Hydro-

Québec's approach of treating volumetric weld discontinuities in 410NiMo as cracks is accurate. 

This approach is particularly relevant in the industrial context, where inspection techniques (such 

as liquid penetrant, magnetic particle, and ultrasonic testing) cannot achieve a spatial resolution 

comparable to that of the CT scan used in this study. 
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CHAPITRE 1 INTRODUCTION 

Mise en contexte 

Le programme de recherche international sur la fatigue-corrosion (FatCo) s’inscrit dans la 

continuité des efforts de recherche en collaboration avec l’institut de recherche d’Hydro-Québec 

(IREQ) afin d’améliorer la fiabilité des installations hydroélectriques. Ce projet se concentre sur 

une compréhension approfondie du comportement en fatigue des roues de turbine. Ces assemblages 

mécanosoudés sont faits d’acier inoxydable 13%Cr-4%Ni, un alliage utilisé dans la fabrication des 

aubes des turbines hydrauliques d’Hydro-Québec (H.-Q.). Dans le cas des turbines Francis (voir 

Figure 1.1), les aubes sont soudées à la couronne et à la ceinture en utilisant le métal d’apport 

E410NiMo. 

 

Figure 1.1 Roue de turbine Francis (a) Schéma d’une aube (b) Vue d’ensemble (reproduite et 

adaptée de [1] avec permission de l’éditeur) 

La pérennité de la turbine est directement influencée par la durée de vie en fatigue du matériau, 

notamment dans les zones soudées, où les joints présentent souvent des discontinuités telles que 

des inclusions internes et des manques de fusion [2, 3]. Sous l’effet de charges cycliques, ces 

discontinuités peuvent agir comme des concentrateurs de contrainte favorisant l’amorçage de 

fissures. Une fois la fissure amorcée dans un joint soudé, Trudel [4] a montré qu’il y a un risque de 

propagation dans le métal de base. Qui plus est, les turbines hydrauliques de H.-Q fonctionnent 
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aujourd’hui sous des régimes d’exploitation de plus en plus exigeants, augmentant ainsi le risque 

d’endommagement par fatigue. Par ailleurs, l’interaction constante avec l’eau des rivières favorise 

le phénomène de corrosion, contribuant également à la dégradation des roues de turbines. 

Hydro-Québec [5, 6] classifie présentement les discontinuités volumétriques dans le métal d'apport 

410NiMo comme des fissures plutôt que des entailles, en raison de leur nature plus critique en 

ingénierie. Cette approche est également privilégiée pour sa simplicité, son conservatisme, et le 

manque de données disponibles sur la nature des discontinuités volumétriques. L’approche actuelle 

de prévision de la vie opérationnelle en fatigue des turbines hydrauliques repose sur la mécanique 

linéaire élastique de la rupture (LEFM). Le diagramme Kitagawa-Takahashi [7] est un outil basé 

sur ce concept, permettant de prévoir la résistance en fatigue « à la limite d’endurance »1 et un 

rapport de charge cyclique (R). 

Cependant, la LEFM montre ses limites lorsque des discontinuités de formes complexes causent la 

défaillance. Cette affirmation de la thèse de Meimandi [8] est issue de la détection de discontinuités 

de tailles comprises entre 250 μm et 1620 μm, influençant significativement la durée de vie en 

fatigue. Une approche généralisée d’Atzori-Lazzarin [9], basée sur la théorie du facteur d’intensité 

de contrainte appliqué aux entailles (NSIF), pourrait mener à une prévision plus juste de la 

résistance en fatigue. Le succès de cette approche a été démontré par Ghafoori-Ahangar et al. [10] 

pour prévoir la durée de vie en fatigue de joints soudés à pénétration partielle et, plus récemment, 

par Akbarian [11]. Akbarian a prévu la résistance en fatigue d’entailles hémisphériques artificielles 

dans une section de joints soudés en 410NiMo avec une justesse comprise entre 0.6 % et 18.1 %. 

Objectif 

Chez H.-Q., les discontinuités dans les zones soudées sont traitées comme des fissures pour la 

prévision de la résistance en fatigue. Cependant, l’approche LEFM pourrait sous-estimer la 

résistance réelle des matériaux concernés. Dans ce contexte, ce travail a pour but de répondre à la 

question suivante: 

L'approche généralisée d'Atzori-Lazzarin peut-elle améliorer la justesse des prévisions de 

résistance en fatigue pour les soudures 410NiMo présentant de grandes discontinuités 

volumétriques ?  

 
1 La limite d’endurance est un concept qui, en 1976, a été associé à une durée de vie de 107 cycles. 
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Organisation du mémoire 

Le Chapitre 2 propose une revue littéraire traitant des caractéristiques nominales du métal d’apport 

410NiMo, de l’influence des discontinuités sur la résistance en fatigue et de la résistance en fatigue 

à grand nombre de cycles des joints soudés en présence de discontinuités de grande taille. 

Le Chapitre 3 expose la structure du projet ainsi que le lien entre les objectifs spécifiques et 

l’article scientifique intégré au mémoire 

Le Chapitre 4 présente la méthodologie expérimentale générale, en couvrant les étapes non 

décrites dans l’article scientifique 

Le Chapitre 5 présente l’article soumis au journal Engineering Fracture Mechanics. Cet article 

traite de la résistance en fatigue des soudures 410NiMo, lorsque celles-ci contiennent des 

discontinuités artificielles. Un sommaire de l’article a été présenté lors de la European Conference 

on Fracture 2024 (ECF24), qui s’est tenu du 26 au 30 août 2024 à Zagreb, en Croatie. 

Le Chapitre 6 expose des résultats complémentaires sur la caractérisation des sites d’amorce. 

Le Chapitre 7 offre une discussion générale des résultats obtenus, en s'appuyant sur les 

informations retrouvées dans les chapitres précédents. 

Enfin, le Chapitre 8 synthétise les conclusions principales de cette recherche et suggère des pistes 

de recommandations pour les travaux futurs. 
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CHAPITRE 2 REVUE DE LITTÉRATURE 

2.1 Caractéristiques nominales du métal d’apport 410NiMo  

Les nouvelles turbines Francis au sein des installations d’Hydro-Québec sont principalement 

fabriquées à partir d'aciers inoxydables martensitiques, tels que les alliages à 13%Cr-4%Ni, 

développé à la fin des années 1950. Cet alliage remplace progressivement les fontes et aciers doux 

spécifiés par la norme ASTM A27, utilisés dans les anciennes turbines. Ces matériaux, notamment 

l’acier inoxydable 13%Cr-4%Ni à faible teneur en carbone, ont été choisis pour leur résistance 

supérieure à la corrosion, ce qui permet de réduire le taux de dégradation des installations [12, 13]. 

2.1.1 Matériau 13%Cr - 4%Ni soudé 

Le métal d’apport utilisé dans cette étude est l’acier inoxydable E410NiMo. Sa composition 

chimique est compatible avec celle du métal de base, soit l’acier inoxydable UNS S41500, une 

version laminée de l’acier CA6NM [14]. Le procédé de soudage à l’arc avec fil fourré (flux-cored 

arc welding, FCAW) a été choisi pour ses avantages, notamment une pénétration efficace, des 

cordons de soudure larges et une consommation d’énergie réduite [15]. Le Tableau 2.1 présente 

les compositions chimiques nominales des métaux de base et d’apport, respectivement selon les 

spécifications ASTM A240M [14] et AWS A5.22M [16]. 

Tableau 2.1 Composition chimique nominale (% massique) des métaux de base et d’apport 

Éléments (% m.) C Mn P S Si Cr Ni Mo 

S41500  

(ASTM A240M) [14] 
< 0.05 0.5 – 1.0 < 0.03 < 0.03 < 0.6 11.5 – 14.0 3.5 – 5.5 0.5 – 1.0 

E410NiMo      

  (AWS A5.22M) [16] 
< 0.06 < 1.0 < 0.04 < 0.03 < 1.0 11.0 – 12.5 4.0 – 5.0 0.4 – 0.7 

 

2.1.2 Caractérisation de la microstructure 

La microstructure du métal d’apport 410NiMo est influencée par l’empilement de cordons de 

soudure lors du procédé FCAW. Cet empilement produit un historique thermique particulier connu 

pour modifier la morphologie de la microstructure. Amrei et al. [2] ont montré que la soudure 

multipasse entraîne la formation d’une microstructure hétérogène. La Figure 2.1 illustre la 

formation des microstructures martensitiques colonnaires solidifiée dans le sens du flux de chaleur, 
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ainsi que les grains fins martensitiques générés lors des dépositions successives de cordons de 

soudure.  

 

Figure 2.1 Microstructure du métal d’apport 410NiMo après un traitement thermique de 605 °C 

pendant 8 heures, montrant (a) Les couches successives et (b) Les intersections des 

microstructures martensitiques (reproduite et adaptée à partir de [11]) 

De plus, chaque cordon de soudure déposé se solidifie en transférant une partie de l'énergie 

thermique aux cordons des couches précédentes. Cet historique thermique produit un champ de 

contraintes résiduelles qui est relaxé en grande partie lors du traitement thermique post-soudage 

(PWHT). Thibault et al. [17] ont démontré qu’un PWHT à 600 ± 10 °C relaxe efficacement les 

contraintes résiduelles et favorise la formation de 10 à 20 % du volume total d’austénite reformée. 

2.1.3 Propriétés mécaniques 

Les propriétés mécaniques minimales spécifiées par l’ASTM et l’AWS pour les métaux de base et 

d’apport sont résumées dans le Tableau 2.2. Le PWHT recommandé par l'AWS [16] pour le métal 

d’apport E410NiMo consiste à chauffer l’éprouvette entre 595 °C et 620 °C, à la maintenir pendant 

1 heure, puis à la refroidir à l'air jusqu'à la température ambiante. Foroozmehr [18] a réalisé trois 

essais de traction sur des éprouvettes tel que soudé (AW) et trois sur des éprouvettes traitées 

thermiquement (HT) en E410NiMo, soumises à un PWHT à 600 °C pendant 2 heures. Les 

propriétés mécaniques moyennes et les écarts types sont présentés dans le Tableau 2.2. 

Le PWHT appliqué à l’E410NiMo entraîne une modification notable des propriétés mécaniques 

par rapport à l’état tel que soudé. Dans l’état AW, le métal d’apport présente une limite d’élasticité 
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de 783 MPa et une résistance à la traction de 1007 MPa, indiquant une grande capacité de résistance 

sous charge, mais une ductilité limitée, avec un allongement à la rupture moyen de 10.5 %.  

En revanche, le PWHT à 600 °C pendant 2 heures réduit légèrement la limite d’élasticité à 765 MPa 

et la résistance à la traction à 895 MPa, tout en augmentant l’allongement à la rupture à 15.2 %.  

Tableau 2.2 Propriétés nominales de traction des métaux de base et d’apport 

Matériau 

Limite 

d’élasticité 

(𝝈𝐲)[𝐌𝐏𝐚] 

Résistance à la 

traction 

(𝝈𝐔𝐓𝐒) [𝐌𝐏𝐚] 

Allongement à la 

rupture (𝒆𝒇) [%] 

S41500           
(ASTM A240M) [14] 

> 620 > 795 > 15 

E410NiMo -HT     
(AWS A5.22M) [16] 

- > 760 > 15 

E410NiMo - AW       
[18] 

783 ± 5.8 1007 ± 10.3 10.5 ± 1.2 

E410NiMo - HT      
[18] 

765 ± 5 895 ± 4 15.2 ± 0.4 

 

2.1.4 Discontinuités de soudage dans le métal d’apport 410NiMo 

Les soudures en 410NiMo présentent plusieurs types de discontinuités. Amrei et al. [2] ont observé 

des inclusions d’oxyde rondes, dont les diamètres varient entre 1 µm et 5 µm, à l’aide d’un 

microscope électronique à balayage (MEB). Ces inclusions contiennent des éléments tels que le 

zirconium, le silicium et l’aluminium, selon l’analyse par spectroscopie par dispersion d’énergie 

(EDS). D’autre part, Akbarian [11] a détecté des inclusions d’oxyde sphériques sous la surface 

d’éprouvettes lisses, dont les diamètres se situent entre 39 µm et 100 µm (voir Figure 2.2(a) et (b)). 

L’analyse EDS de ces inclusions a mis en évidence la présence de zirconium, de titane, de silicium 

et d’oxygène (voir Figure 2.2(c)). Ces éléments proviennent du flux utilisé dans les électrodes 

employées pour le procédé de soudage FCAW, qui sont composées d’un revêtement à base de 

rutile. Le flux sert de stabilisation de l’arc électrique durant le soudage, tout en protégeant le bain 

de fusion des gaz atmosphériques, tels que l'oxygène, en formant une couche d’oxydes flottant à la 

surface du bain de fusion [19, 20]. Des inclusions riches en chrome, nickel et molybdène [2], ainsi 

que des oxydes de manganèse [18], ont également été identifiées dans les soudures. 
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Figure 2.2 (a) et (b) Faciès de rupture d’une éprouvette en 410NiMo, (c) Analyse EDS des 

inclusions (reproduite et adaptée de [11]) 

Une étude de Boukani et al. [21] rapporte l’observation d’une discontinuité survenue dès la 

première passe après le gougeage de la racine de soudure. Cette discontinuité, de forme semi-

cylindrique (vermiforme), correspond à un manque de fusion et présente une porosité partiellement 

comblée par une inclusion comme montré à la Figure 2.3(a). Des mesures réalisées par 

tomographie assistée par ordinateur (computed tomography, CT) ont révélé que cette discontinuité 

s’étend sur plusieurs millimètres dans la direction de soudage, prenant une forme allongée (voir 

Figure 2.3(b)). 

 

Figure 2.3 (a) Microscopie d’une discontinuité de soudure, et (b) Visualisation 3D de la 

discontinuité obtenue par numérisation CT (reproduite et adaptée de [21] avec permission de 

l’éditeur) 
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Les résultats de l’analyse par EDS, illustrés à la Figure 2.4, ont révélé que la discontinuité 

correspond à une inclusion de laitier provenant du flux fondu. En effet, aucune trace de fer ou de 

nickel n'a été détectée dans l'inclusion, bien que ces éléments soient présents dans le métal de base 

et le métal d’apport adjacent à l'inclusion. Ces inclusions de laitier sont généralement attribuées 

soit à un nettoyage inadéquat entre les passes de soudures, soit à un emprisonnement du laitier. 

L’emprisonnement du laitier se produit plus fréquemment lors de la déposition du premier cordon 

de soudure à la racine, après le gougeage [22]. Une rainure de dimensions inappropriées causée par 

le gougeage peut piéger le laitier lors de la solidification du métal d’apport. Le transfert de chaleur 

est rapide puisqu’il est amplifié par la présence de petites rainures dues au gougeage [23, 24]. Cette 

contraction rapide, caractéristique du refroidissement de la région soudée, peut provoquer un vide 

planaire, souvent interprété comme un manque de fusion. 

                

Figure 2.4 Image MEB (a) De la discontinuité observée, (b) De la zone délimitée par le carré 

rouge dans (a), et (c) Résultats EDS montrant la concentration des différents éléments dans 

l’inclusion (reproduite et adaptée de [21] avec permission de l’éditeur) 

Dans le cadre de l’assemblage des aubes de turbines hydrauliques, le risque de formation 

d’inclusions de laitiers est élevé, en particulier en raison de l’utilisation du procédé de soudage 

FCAW. Ce risque est accru par des conditions de soudage difficiles, notamment, celles rencontrées 
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lors de l’assemblage du bord de fuite avec la ceinture. C’est d’ailleurs souvent dans cette zone 

qu’on retrouve l’amplitude de contrainte maximale lors de l’opération. Une fois formées, les 

discontinuités ne sont pas systématiquement détectées par les méthodes de contrôle de qualité 

conventionnelles comme le rapporte Bajgholi et al. [1]. Dans l’étude de Bajgholi et al., des billes 

en céramique de différents diamètres ont été insérées dans des soudures en 410NiMo pour simuler 

des discontinuités artificielles. Leurs résultats montrent que l’inspection par ultrasons 

conventionnels, effectuée manuellement avec des sondes à faisceau angulaire à un angle de 

réfraction fixe de 70°, détecte 90 % des discontinuités ayant un diamètre de 5.24 mm. 

2.2 Influence des discontinuités sur la résistance en fatigue 

Les joints soudés sont des zones particulièrement sensibles à l’endommagement par fatigue dans 

les turbines Francis. La prévision de la résistance en fatigue dans ces zones repose sur des modèles 

développés à partir de la LEFM et de la théorie des entailles.  

2.2.1 Approche de la mécanique linéaire élastique de la rupture 

La mécanique linéaire élastique de la rupture permet de modéliser et d'analyser le comportement 

des fissures dans les matériaux sous charge. Cette approche repose sur la caractérisation du champ 

de contrainte autour de la pointe de fissure, où les variations de contrainte sont élevées et localisées. 

2.2.1.1 Distribution des contraintes en fond de fissure 

À la pointe de fissure, le champ de contraintes devient triaxial, non uniforme et atteint des valeurs 

très élevées. En LEFM, pour un matériau isotrope et homogène soumis à un chargement en mode 

I (ouverture), ce champ de contrainte est décrit par la solution de Westergaard [25]. Celle-ci utilise 

des coordonnées cartésiennes (x, y) avec l'origine située à la pointe de la fissure et l'axe x aligné 

avec la direction de propagation de la fissure.  

Dans cette région, les contraintes locales triaxiales sont exprimées en fonction de la distance radiale       

𝑟 = √𝑥2 + 𝑦2 et de l’angle 𝜃 = arctan(𝑥
𝑦⁄ ) de la manière suivante: 

1. Contrainte locale dans la direction X (direction de propagation de la fissure) : 

 𝜎xx =
𝐾

√2𝜋𝑟
cos (

𝜃

2
) (1 − sin (

𝜃

2
) sin (

3𝜃

2
)) (2.1) 

2. Contrainte locale dans la direction Y (perpendiculaire à la propagation de la fissure) : 
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 𝜎yy =
𝐾

√2𝜋𝑟
cos (

𝜃

2
) (1 + sin (

𝜃

2
) sin (

3𝜃

2
)) (2.2) 

3. Contrainte de cisaillement dans le plan XY:  

 𝜏𝑥𝑦 =
𝐾

√2𝜋𝑟
sin (

𝜃

2
) cos (

𝜃

2
) cos (

3𝜃

2
) (2.3) 

Où K est le facteur d’intensité de contrainte; il sera défini plus en détail dans la Section 2.2.1.2. 

Ces expressions montrent que les contraintes triaxiales décroissent selon la relation 
1

√𝑟
, ce qui 

signifie que les contraintes augmentent infiniment lorsque r tend vers zéro, créant ainsi une 

singularité de contrainte à la pointe de fissure. 

La Figure 2.5 illustre la distribution de la contrainte locale 𝜎yy le long de l'axe x, en fonction de la 

distance normalisée à la pointe de fissure (x/a), où a est la longueur de la fissure. Pour simplifier 

cette représentation, l'Équation 2.2 est appliquée avec les conditions spécifiques : x = r, et θ = 0, 

décrivant la contrainte perpendiculaire à la fissure, là où  𝜎yy est maximale. 

 

Figure 2.5 Distribution de contrainte élastique en pointe de fissure 

2.2.1.2 Définition des paramètres d’une fissure 

Facteur d’intensité de contrainte (K) 

Le facteur d’intensité de contrainte (K), introduit par Irwin [26], permet de caractériser l’intensité 

du champ de contrainte locale d’une fissure sous un chargement monotone, en fonction de la 
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contrainte nominale appliquée (𝜎nominal) et de la géométrie de la fissure. Celui-ci s’exprime par 

l’Équation 2.4: 

 𝐾 = 𝑌𝜎nominal√𝜋𝑎 (2.4) 

où Y est un facteur de correction géométrique spécifique à la forme et à l’orientation de la fissure. 

Paris et al. [27] ont étendu cette notion pour les charges cycliques, établissant une relation de 

puissance entre la vitesse de propagation (da/dN) en fatigue d’une fissure longue et la variation du 

paramètre K comme montré à la Figure 2.6.  

 

Figure 2.6 Courbe de propagation en fatigue typique d'une fissure longue à rapport de charge 

constant (reproduite et adaptée de [28], sous licence Creative Commons) 

La variation de la contrainte lors des cycles de fatigue induit une variation correspondante du 

facteur d’intensité de contrainte (∆𝐾), définie par : 

∆𝐾 =  𝑌∆𝜎nominal√𝜋𝑎 (2.5) 

Dans le cas où le rapport de charge cyclique 𝑅 ≥ 0, la variation de K est exprimée comme: 

∆𝐾 = 𝐾max  −  𝐾min  =  𝑌(𝜎max−𝜎min)√𝜋𝑎 (2.6) 
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Pour 𝑅 < 0, lorsque la contrainte minimale est nulle, la définition de ΔK devient :  

∆𝐾 = 𝐾max  −  0 =  𝑌(𝜎max − 0)√𝜋𝑎 (2.7) 

Une valeur ∆𝐾 au-dessus du régime caractéristique du seuil de propagation définit par ∆𝐾th 

indique une propagation continue de la fissure longue, tandis qu’une valeur en dessous de ce seuil 

marque l’arrêt de la propagation.  

Exposant de singularité (𝛼) 

Dans la LEFM, un paramètre fondamental est l'exposant de singularité (𝛼), qui caractérise 

l’évolution de la contrainte élastique autour de la fissure. La décroissance en 𝑟−0.5, rapportée à la 

Section 2.2.1.1, est caractérisée par l'exposant de singularité α = 0.5. Irwin [26] a montré qu'à la 

pointe d'une fissure, lorsque l'angle d'ouverture φ tend vers zéro (φ ≈ 0), 𝛼 prend la valeur 

critique de 0.50, marquant la singularité du champ de contrainte dans cette région. 

2.2.1.3 Diagramme de Kitagawa-Takahashi 

En 1976, Kitagawa et Takahashi (KT) [7] ont montré que la LEFM (avant réservé aux pièces 

fissurées) pouvait être utilisée pour prévoir la résistance en fatigue des pièces contenant des 

discontinuités. Le diagramme de KT, montré à la Figure 2.7, décrit la transition de la résistance en 

fatigue (Δσ) en fonction de la taille des discontinuités, en distinguant deux zones : celle des fissures 

courtes (discontinuités courtes) et celle des fissures longues (discontinuités longues), pour un 

rapport de charge cyclique (R) spécifique. 

Pour l’amorçage des fissures, la résistance en fatigue est déterminée à partir des courbes S-N et 

correspond à la limite d’endurance (Δ𝜎0) des éprouvettes sans défauts. 

Pour les fissures longues (taille supérieure à 𝑎0), Δσ est calculée à partir des paramètres 

géométriques en utilisant la LEFM, tout en tenant compte du seuil de propagation pour le rapport 

de charge R étudié. Dans ce cas, la relation est la suivante : 

 ∆𝜎 =
∆𝐾th

𝑌√𝑎𝜋
(2.8) 
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L’intersection entre la pente du seuil d'intensité de contrainte en LEFM (∆𝐾th) et la résistance en 

fatigue d’un matériau sans défauts (∆𝜎0) est définie par le paramètre 𝑎0. Ainsi, pour une fissure de 

longueur 𝑎 inférieure à 𝑎0, la fissure courte (ou discontinuité) n’affecte pas la résistance en fatigue 

du matériau. En revanche, lorsque 𝑎 est supérieur à 𝑎0, la résistance en fatigue est dominée par le 

facteur d’intensité de contrainte au seuil, suivant une pente de ½ en échelle log-log conformément 

à la LEFM. La transition entre une discontinuité de taille négligeable et une fissure influençant la 

résistance en fatigue est définie par une taille critique de fissure (𝑎0), calculée selon: 

 𝑎0 =
1

𝜋
(

∆𝐾th

𝑌∆𝜎0
)

2

(2.9) 

 

Figure 2.7 Diagramme de Kitagawa-Takahashi illustrant la relation entre la taille de fissure et la 

résistance en fatigue (reproduite et adaptée de [7], sous licence Creative Commons) 

Paramètre d’El-Haddad 

Le diagramme de Kitagawa-Takahashi ne prenait initialement pas en compte l'effet des fissures 

courtes, qui dévient du comportement linéaire attendu en LEFM, mais dont l’influence sur la 

résistance en fatigue n’est pas négligeable. En 1979, El-Haddad, Smith et Topper [29] ont suggéré 

d’ajouter un paramètre, 𝑎0, à la longueur d’une fissure a pour obtenir une longueur 

effective (a + 𝑎0). 



14 

 

Selon cette approche, l’ajout de 𝑎0 à la longueur de fissure a dans le calcul permet de combler 

l’écart entre la propagation des fissures courtes et longues, ce qui uniformise la caractérisation de 

la propagation. Du Quesnay et al. [30] ont démontré que cette équation corrigée doit inclure un 

facteur de correction géométrique Y et est formulée comme suit : 

∆𝜎 =  
∆𝐾th

√𝜋(𝑌2𝑎 + 𝑎0)
(2.10) 

Cette condition, illustrée par une ligne en pointillé dans la Figure 2.7, permet d’améliorer la 

justesse des prévisions de la résistance en fatigue des matériaux présentant de petites discontinuités.  

2.2.2 Approche de la mécanique linéaire élastique des entailles 

Une entaille est un terme utilisé pour décrire toute discontinuité, comme un trou, une rainure, ou 

un filet, qui entraîne une augmentation locale des contraintes dans une pièce. En ingénierie, ces 

formes complexes, également appelées concentrateurs de contrainte (stress raisers), réduisent la 

résistance en fatigue [31]. La distribution des contraintes à la pointe des discontinuités de formes 

quelconques ne peut pas toujours être décrite par les équations de Westergaard. Williams [32] a 

calculé les distributions des contraintes pour des entailles avec des angles d’ouverture variés en 

mettant en évidence l’effet de la singularité des contraintes. Atzori et al. [33] ont adapté ce concept 

à la fatigue des entailles en appliquant les principes de la mécanique de la rupture. 

Dans le cadre de cette approche, deux paramètres d’une entaille permettent d’analyser le champ de 

contrainte généré par des discontinuités, comme cela sera expliqué dans les sous-sections suivantes. 

2.2.2.1 Distribution des contraintes en fond d’entaille 

La distribution de contrainte en pointe d’entaille, illustrée à la Figure 2.8, est caractérisée par la 

contrainte locale 𝜎𝑦𝑦 (dans la direction du chargement) en fonction de la distance à partir de la 

pointe d’entaille, de façon analogue à celle caractérisant une fissure. 
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Figure 2.8 Distribution de contrainte élastique en pointe d’entaille (reproduite et adaptée de [34, 

35] avec permission de l’éditeur)  

Une première différence entre les Figures 2.5 et 2.8 réside dans le comportement de la contrainte 

maximale qui ne converge pas vers l’infini dans un cadre strictement linéaire élastique. On observe 

plutôt un plateau supérieur, où 𝜎𝑦𝑦(max) atteint une valeur constante, définissant ainsi une zone de 

contrainte maximale (peak stress zone).  

La seconde région, caractérisée par une pente en log-log α, représente la zone gouvernée par le 

champ de contrainte élastique. Atzori et al. [36] ont délimité cette région entre 0.125ρ et 0.5a de la 

pointe de la discontinuité. La contrainte normalisée dans cette zone peut être calculée à l’aide de 

l’équation suivante, issue d’une combination des Équations 2.2 et 2.4, et adaptée selon le 

formalisme proposé par Verreman et al. [34] : 

 
𝜎𝑦𝑦(𝑥)

𝜎nominal
=  𝑌 (

𝑥

𝑎
)

−𝛼

(2.11) 

La troisième zone de la distribution correspond à la région où la contrainte atteint la valeur 

nominale. La transition entre ces régions dépend principalement de la taille (a), du rayon (ρ) et de 

l’angle d’ouverture (φ) de l’entaille qui influencent les paramètres 𝑘𝑡 et α. 
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2.2.2.2 Définition des paramètres d’une entaille 

Le modèle illustré à la Figure 2.9 est utilisé pour décrire les paramètres géométriques associés à 

une entaille. 

 

Figure 2.9 Modèle d’une discontinuité cylindrique à travers une plaque 

Facteur de concentration de contrainte (𝒌𝒕) 

Le facteur de concentration de contrainte, 𝑘𝑡, désigne l’amplification locale des contraintes autour 

d’une discontinuité, où la concentration de contrainte est significativement plus élevée que dans le 

reste de la structure. Ce facteur est déterminé pour des entailles cylindriques et elliptiques à l’aide 

de solutions théoriques, notamment celle dérivée de la solution d’Inglis [37], et est formulé par 

l’équation suivante : 

 𝑘𝑡  =  1 +  2√
𝑎

𝜌
 =  1 +  2√𝜁 (2.12) 

Pour une acuité (𝜁) égale à 1, représentant une discontinuité cylindrique (voir Figure 2.9), 𝑘𝑡 est 

égal à 3 pour une plaque de largeur infinie. L’équation peut également être reformulée pour inclure 

la contrainte locale maximale [38], comme indiqué dans l’équation suivante :  

 𝑘𝑡  =  
𝜎𝑦𝑦(max)

𝜎nominal

(2.13) 
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Ce facteur est déterminant dans la prévision de la résistance en fatigue des entailles, car il 

identifie les zones les plus susceptibles d’amorcer une fissure. Le 𝑘𝑡 est lié à la racine du 

paramètre géométrique de l’entaille et, dans le cas de géométries complexes (ζ > 1), il peut 

atteindre des valeurs nettement plus élevées que 3.  

Schuscha et al. [39] ont mené une analyse microscopique pour calculer le 𝑘𝑡 des discontinuités de 

surface observées sur des éprouvettes en aluminium EN AC-46200 (voir Figure 2.10). Les formes 

et dimensions des discontinuités ont été modélisées en 2D à l’aide du logiciel d’analyse par 

éléments finis (FEA) ABAQUS CAE et simulées sous une contrainte uniaxiale de 1 MPa. Les 

résultats obtenus pour 𝑘𝑡, variant de 5.6 à 8.8, dépassent largement la valeur théorique de 3 pour 

des discontinuités cylindriques simples. Cela confirme que la géométrie complexe des 

discontinuités influence fortement l’amplification des contraintes locales, avec un 𝑘𝑡 beaucoup plus 

élevé dans les cas de discontinuités aux formes irrégulières. 

 

Figure 2.10 Mesure du kt par FEA réalisée à partir de l’analyse des discontinuités de surface 

présentes dans des éprouvettes en aluminium EN AC-46200 (reproduite et adaptée de [39] avec 

permission de l’éditeur) 

Dans une autre étude, Schuscha et al. [40] ont utilisé la tomographie assistée par ordinateur pour 

numériser des cavités de retrait artificielles formées dans la fonte d'acier G21Mn5. Ces données 

ont permis de développer un modèle numérique représentatif après lissage de la surface, comme 

illustré dans la Figure 2.11. 
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Figure 2.11 Cavité de retrait : (a) Numérisation CT et (b) Modèle numérique généré après lissage 

de la surface (reproduite et adaptée de [40], sous licence Creative Commons) 

L’étude de sensibilité du maillage (voir Figure 2.12) a révélé que le raffinement du maillage a un 

impact significatif sur le temps de calcul. En effet, pour des éléments tétraédriques quadratiques, 

le temps de calcul est multiplié par 400 lorsque la taille du maillage passe de 500 μm à 125 μm. Ce 

raffinement du maillage influe également sur les valeurs de 𝑘𝑡, qui varient entre 2.97 à 3.54, 

démontrant que plus le maillage est fin, plus la précision de 𝑘𝑡 est accrue. 

 

Figure 2.12 Étude de sensibilité du maillage pour la modélisation numérique de cavité de retrait. 

Taille moyenne des éléments : (a) 500 μm, (b) 250 μm, (c) 167 μm, (d) 125 μm (reproduite et 

adaptée de [40], sous licence Creative Commons) 

Exposant de singularité (α) 

Williams [32] a démontré que le degré de singularité du champ de contrainte est dépendant de 

l’ouverture de l’entaille (φ). En référence à la Section 2.2.1 lorsque le rayon d’entaille tend vers 
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zéro, atteignant une géométrie de celle d’une fissure, la distribution de contrainte devient 

singulière. De plus, l’Équation 2.12 montre que le facteur de concentration de contrainte augmente 

à mesure que le rayon d'entaille diminue, renforçant ainsi l'effet de singularité au niveau de la 

pointe de l’entaille. Williams [32] a déterminé que pour des valeurs de φ comprises entre 90° et 0°, 

l’exposant de singularité reste presque constant, avec des valeurs se situant entre 0.46 et 0.50. 

Toutefois, il a aussi montré que cet exposant varie significativement lorsque φ dépasse 90°.  

2.2.2.3 Théorie du facteur d’intensité de contrainte des entailles 

La résistance en fatigue des entailles peut être étudiée à travers la mécanique linéaire élastique des 

entailles (LENM), permettant d'analyser les distributions de contrainte autour de discontinuités, 

qu'elles soient pointues ou émoussées. Pour une entaille donnée, cette résistance en fatigue dépend 

de la distribution de contrainte et de l’étendue de la zone affectée dans la microstructure, 

caractérisée par un exposant de singularité α, dont la valeur maximale est 0.5, correspondant au cas 

d’une discontinuité assimilable à une fissure.  

L’effet d’une entaille de longueur a sur la résistance en fatigue d’un matériau (𝛥𝜎) est décrite par 

l’Équation 2.14, qui inclut la variation de l’intensité de contrainte d’entaille au seuil (𝛥𝐾th,n), 

exprimée en MPa m𝛼: 

𝛥𝜎 =  
𝛥𝐾th,n

𝑌√𝜋𝑎𝛼
(2.14) 

Lorsque la distribution de contrainte constante, localisée près de la pointe de l’entaille, s’étend sur 

plusieurs grains, la résistance en fatigue peut être estimée à partir de celle d’une éprouvette à bords 

lisses, ajustée par un facteur de concentration de contrainte. Cette relation s’exprime ainsi: 

𝛥𝜎 =
∆𝜎0

𝑘𝑡

(2.15) 

La transition entre l’application de la LENM et une distribution de contrainte uniforme est définie 

par le paramètre suivant : 

 𝑎𝑛
∗ =  𝑎0,𝑛𝑘𝑡

1
𝛼 (2.16) 

Le paramètre 𝑎0,𝑛, analogue à l’Équation 2.9, traduit la transition entre la résistance en fatigue 

d'une éprouvette à bords lisses et la mécanique des entailles, où la résistance en fatigue est 
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gouvernée par la distribution de contrainte à la pointe de l’entaille. Ce paramètre est exprimé par 

l’équation suivante : 

 𝑎0,𝑛  =  (
𝛥𝐾th,n

𝑌√𝜋𝛥𝜎0

)

1
𝛼

(2.17) 

Selon cette approche, l’ajout de 𝑎0,𝑛 à la taille de l’entaille a dans le calcul permet d’uniformiser 

la caractérisation de la propagation et s’applique à une gamme d’exposants de singularité. 

L’équation de correction généralisée d’El-Haddad, analogue à l’Équation 2.10, s'exprime comme 

suit : 

∆𝜎 =  
∆𝐾th,n

√𝜋(𝑌1 𝛼⁄ 𝑎 + 𝑎0,n)𝛼
(2.18) 

Pour caractériser la résistance en fatigue des entités entaillées, diverses approches théoriques ont 

été proposées par Atzori et al. [33]. Ces approches incluent la LEFM, l’énergie locale (𝑤̅) [41-43], 

et la méthode du point (PM), qui permettent de calculer la variable adimensionnelle β. Cette 

variable permet d’établir un lien entre le seuil de propagation d’une fissure (𝛥𝐾th) et son équivalent 

pour une entaille (𝛥𝐾th,n). Cette relation est particulièrement utile, car elle permet de prévoir le 

facteur d’intensité de contrainte d’une entaille à partir de la résistance en fatigue du matériau sans 

défauts et du seuil de propagation, pour une large gamme de géométries d’entaille. L’équation 

modifiée à partir de [9] est la suivante: 

 𝛥𝐾th,n =  β𝛥𝜎0
(1−2𝛼)𝛥𝐾th

2𝛼 (2.19) 

L’équation de la variable adimensionnelle β, dérivée de la méthode du point, est utilisée pour 

estimer la résistance en fatigue d’une entaille, selon l’équation suivante : 

 𝛽𝑃𝑀 =
√2

2𝛼
𝜋((1/2)−𝛼) (2.20) 

Pour référence, le paramètre 𝛥𝐾th pour le métal d’apport 410NiMo, mesuré par 

Patriarca et al. [44], est de 5.16 MPa√m pour un rapport de charge cyclique R = 0.1.  
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2.2.2.4 Diagramme d’Atzori-Lazzarin 

Le diagramme d’Atzori-Lazzarin (AL) [9] (voir Figure 2.13) permet d’évaluer la résistance en 

fatigue d’une entaille pour des valeurs spécifiques de ζ et un α. Ce diagramme constitue une 

extension du modèle de Kitagawa-Takahashi, intégrant la LENM. 

 

Figure 2.13 Diagramme d’Atzori-Lazzarin (reproduite et adaptée de [9, 33] avec permission de 

l’éditeur) 

Le diagramme d’Atzori-Lazzarin généralisé [9] constitue un outil de prévision avancé permettant 

d’évaluer la résistance en fatigue en fonction de divers angles d’ouverture de l’entaille (φ). Une 

augmentation de φ, engendre une diminution de l’exposant de singularité (α). Lorsque α diminue, 

la résistance en fatigue prévue est plus élevée que celle prévue par la LEFM applicable aux fissures 

longues comme schématisée à la Figure 2.14. 
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Figure 2.14 Diagramme d’Atzori-Lazzarin généralisé (reproduite et adaptée de [9, 33] avec 

permission de l’éditeur) 

2.3 Résistance en fatigue à grand nombre de cycles des joints soudés en 

présence de discontinuités de grande taille 

Atzori et al. [45] proposent une évaluation de la résistance en fatigue à grand nombre de cycles 

pour des joints soudés, en se basant sur les facteurs d'intensité de contrainte au niveau des entailles. 

Cette analyse, fondée sur un formalisme établi dans les sections précédentes, démontre l’efficacité 

de la méthode appliquée. 

La Figure 2.15 présente les résultats expérimentaux obtenus à partir de 12 éprouvettes, initialement 

étudiés par Maddox [46] et Gurney [47], constitués de joints soudés en V avec un angle d’ouverture 

de 135°, tous en condition tel que soudé et fabriqués en acier de construction. Les essais ont été 

réalisés sous un chargement cyclique de N = 5𝐸6 cycles avec un rapport de charge R = 0. Les 

prévisions de résistance en fatigue sont comparées pour différents exposants de singularité, variant 

de 0.25 à 0.50, correspondant à des angles d'ouverture d'entaille de 0°, 120°, 135°, et 150°.  
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Pour un angle d'ouverture de 135°, une correction généralisée d'El-Haddad est appliquée, 

permettant de prévoir avec justesse la transition entre la résistance en fatigue d'une éprouvette à 

bords lisses et la mécanique des entailles. Le facteur de concentration de contrainte 𝑘𝑡 est 

respectivement de 3.65 et 1.85 pour des rayons de pied de soudure de 0.5 mm et 5.0 mm. La 

résistance en fatigue d’éprouvettes sans défauts est de 155 MPa. Pour un exposant de singularité 

α = 0.33, le facteur d'intensité de contrainte de l'entaille atteint 24.7 MPa m0.33. 

 

Figure 2.15 Diagramme d’Atzori-Lazzarin généralisé pour des joints soudés en angle en acier de 

construction aux conditions N = 5E6 cycles et R = 0 (reproduite et adaptée de [45] avec 

permission de l’éditeur) 

Un autre exemple, concernant des entailles hémisphériques micro-percées en acier inoxydable 

410NiMo (exposant de singularité α = 0.18), est présenté dans les travaux d’Akbarian [11]. Celle-

ci a obtenu une valeur de ∆𝐾th,n de 178 MPa m0.18, déterminée à partir de l’ajustement de la pente 

expérimentale 𝛥σ = 348𝑎−0.18, illustré dans la Figure 2.16. La méthode du point a permis de 

calculer un NSIF de 178 MPa m0.18, validé par les résultats expérimentaux 
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Figure 2.16 Résistance en fatigue d’une entaille hémisphérique du matériau soudé 410NiMo, 

pour ζ = 1, N = 2E6 cycles et R = 0.1 (reproduite et adaptée de [11]) 

Une résistance en fatigue maximale de 520 MPa a été observée pour des éprouvettes à bords lisses 

dans des conditions N = 2𝐸6 cycles et R = 0.1. La valeur de 𝛥𝜎0 de 520 MPa pour le matériau 

410NiMo, a donc été adoptée pour cette étude. 

2.4 Sommaire 

La revue de littérature présentée dans ce chapitre met en évidence que le procédé de soudage 

multipasse par FCAW génère des discontinuités qui affectent considérablement la résistance en 

fatigue des joints. Parmi ces discontinuités, on retrouve des inclusions d’oxydes, des inclusions de 

laitier, des manques de fusion ainsi que des porosités, lesquels peuvent devenir des sites 

préférentiels à l’amorçage de fissures. Les inclusions d’oxydes, en particulier, varient en taille, 

allant de 1 μm à 100 μm, tandis que les pores associés aux inclusions de laitier, de dimensions plus 

importantes, forment des discontinuités allongées pouvant atteindre plusieurs millimètres. Ces 

derniers, qualifiés de grandes discontinuités volumétriques, représentent un intérêt particulier pour 

cette étude. 
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Le CT scan est reconnue dans la littérature comme un outil permettant de faire une caractérisation 

fine des discontinuités volumétriques. En numérisant avec précision la géométrie complexe des 

discontinuités, le CT fournit les données nécessaires pour modéliser par éléments finis le champ 

de contrainte local se développant autour des discontinuités. Ce champ de contrainte est caractérisé 

par l’exposant de singularité (α) et le facteur de concentration de contrainte (𝑘𝑡).  

Les récents travaux d’Atzori et al. [9, 33, 45, 48] et d’Akbarian [11] démontrent que l’utilisation 

de l’approche LEFM tend à sous-estimer la résistance en fatigue des joints soudés, alors qu’une 

approche basée sur la mécanique des entailles permet des prévisions plus justes. Ces travaux de la 

littérature se sont focalisés sur la caractérisation des discontinuités de soudage dans des conditions 

de fatigue à haut nombre de cycles (plus de 2 millions), avec des rapports de charge cyclique allant 

de R = 0 et R = 0.1, et portent sur divers alliages d’aciers et d’aluminium. Ces études couvrent une 

gamme de tailles de discontinuités variant entre 0.2 à 25 mm, avec des angles d’ouvertures (φ) 

comprises entre 45° et 160°, permettant d’anticiper que cette approche pourrait être bénéfique pour 

la prévision de la résistance en fatigue des soudures contenant de grandes discontinuités 

volumétriques. Cependant, il subsiste un manque de données pour calibrer cette approche à des 

discontinuités produisant des distributions de contrainte variées, plutôt qu’à des discontinuités 

ayant des angles d’ouverture d’entaille strictement définis en forme de V ou en U dans les joints 

soudés. 

Malgré ces avancées, la littérature traitant de la quantification de l’influence des discontinuités 

volumétriques allongées de soudage FCAW sur la résistance en fatigue du 410NiMo est 

incomplète. Actuellement, aucune donnée spécifique n’est disponible pour évaluer avec justesse la 

résistance en fatigue de ces discontinuités dans des conditions industrielles. Cette absence de 

données constitue une limitation importante pour la validation des stratégies de conception et de 

maintenance. 
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CHAPITRE 3 STRUCTURE GÉNÉRALE DU PROJET 

Ce chapitre présente le cadre conceptuel et les objectifs du projet, établissant une base solide avant 

d’aborder les aspects techniques détaillés dans les chapitres suivants. Il fournit également une vue 

d'ensemble de l’organisation du mémoire, expliquant comment chaque chapitre contribue à 

répondre à la question de recherche et aux objectifs spécifiques. 

3.1 Objectifs spécifiques 

La question de recherche formulée à la fin de l’introduction est la suivante : 

L'approche généralisée d'Atzori-Lazzarin peut-elle améliorer la justesse des prévisions de 

résistance en fatigue pour les soudures 410NiMo présentant de grandes discontinuités 

volumétriques ?  

Ce projet de maîtrise répond à la question de recherche en visant les objectifs spécifiques (OS) 

suivants : 

OS1) Analyser la distribution de contrainte au fond de discontinuités volontairement introduites 

lors du soudage FCAW de l’acier 410NiMo. 

OS2) Prévoir la résistance en fatigue à partir des résultats de OS1 et de la théorie des entailles. 

OS3) Vérifier empiriquement les prévisions de la résistance en fatigue. 

OS4) Poser les limites du modèle de prévision de la résistance en fatigue.  

3.2 Organisation du mémoire 

Pour répondre à la question de recherche et aux objectifs spécifiques, le mémoire est structuré 

comme suit : 

• Chapitre 4 : Méthodologie Expérimentale Générale - Ce chapitre décrit en détail les 

étapes expérimentales et la méthodologie employées pour atteindre les objectifs du projet. 

Il couvre principalement les objectifs spécifiques OS1 et OS3, en expliquant les étapes de 

préparation des éprouvettes, le soudage par FCAW, le traitement thermique post-soudage, 

l’introduction de la discontinuité, l'usinage des éprouvettes, les simulations par éléments 

finis, les essais de fatigue, et les analyses fractographiques. Ce chapitre complète les 

informations non abordées dans l'article scientifique du Chapitre 5. 
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• Chapitre 5 : Article scientifique - Ce chapitre présente l'article rédigé dans le cadre de ce 

mémoire et soumis au journal Engineering Fracture Mechanics. L’article traite de la 

résistance en fatigue des soudures 410NiMo contenant des discontinuités artificielles et 

aborde les trois objectifs spécifiques OS1, OS2, OS3 et OS4 en mettant particulièrement 

l'accent sur la vérification empirique des prévisions de résistance en fatigue (OS3). Ce 

travail a également fait l'objet d'une présentation à la European Conference on Fracture 

2024 (ECF24), tenue à Zagreb, en Croatie. 

• Chapitre 6 : Résultats Complémentaires - Ce chapitre expose des résultats 

supplémentaires sur la caractérisation des sites d’amorce. Il complète les résultats de 

l'article (Chapitre 5) et se concentre exclusivement sur le OS3 et OS4, en approfondissant 

l'analyse des mécanismes d'amorçage des fissures. 

Le chapitre suivant détaille la stratégie de recherche ainsi que les méthodes expérimentales 

employées pour atteindre ces objectifs. 
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CHAPITRE 4 MÉTHODOLOGIE EXPÉRIMENTALE GÉNÉRALE 

Ce chapitre décrit les étapes expérimentales et la méthodologie employées pour atteindre les 

objectifs du projet. Il couvre les objectifs spécifiques OS1 et OS3, en détaillant les variables 

influençant la résistance en fatigue, les méthodes de préparation des échantillons, ainsi que les 

étapes de caractérisation des discontinuités et de vérification empirique de la résistance en fatigue. 

Définitions des variables 

Comme indiqué dans le sommaire de la revue de littérature, la résistance en fatigue des 

discontinuités présentes dans le matériau soudé 410NiMo est influencée par des facteurs 

géométriques et matériels. Afin de prévoir la résistance en fatigue des soudures contenant de 

grandes discontinuités volumétriques, les effets de ces paramètres doivent être isolés. Sur la base 

des données disponibles dans la littérature, les paramètres les plus pertinents sont représentés dans 

la Figure 4.1. 

 

Figure 4.1 Variables dépendantes, indépendantes, modératrices et de contrôle 

Ce diagramme est utilisé pour décrire les interactions entre les différentes variables : contrôlées, 

indépendantes, modératrices et dépendantes, fournissant ainsi un cadre analytique pour 

comprendre et prévoir le comportement en fatigue du matériau.  

Dans cette étude, les variables indépendantes incluent le facteur de concentration de contrainte 

(𝒌𝒕), l’exposant de singularité (α) et le facteur de correction géométrique (Y) de la 

discontinuité. Ces paramètres géométriques permettent de quantifier l’influence des discontinuités 

induites par le soudage sur la capacité du matériau à résister en fatigue au chargement cyclique. 

Les variables de contrôle influencent principalement les variables indépendantes. Parmi ces 

variables de contrôle figurent la taille des discontinuités et la résolution maximale de la 
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tomographie assistée par ordinateur (CT), fixée à 20 μm/voxel. La taille des discontinuités 

détermine leur impact sur la résistance en fatigue du matériau, tandis que la résolution des 

numérisations CT conditionne la précision des mesures de ces discontinuités. La taille des 

discontinuités varie d’une éprouvette à l’autre, car elles sont introduites volontairement dans la 

soudure. La température ambiante du laboratoire et des éprouvettes a été maintenue constante 

lors des essais de fatigue, influençant ainsi la variable dépendante du projet.  

Les variables modératrices affectent la relation entre les variables indépendantes et dépendantes. 

La première variable modératrice est le traitement thermique post-soudage (PWHT), réalisé 

pendant huit heures à 605 °C, afin d’atténuer la martensite et relâcher les contraintes résiduelles 

générées par le soudage. La seconde variable est le polissage des éprouvettes. Les éprouvettes sont 

polies avec une finition de surface de 1 μm à l’aide de pâte diamantée. Chaque étape de polissage 

est accompagnée d’un nettoyage par hydropulseur et d’une immersion dans un bain à ultrasons 

pour évacuer les particules de diamant piégées dans les discontinuités. Enfin, les paramètres des 

essais de fatigue sont également modérateurs, incluant le nombre de cycles (N) ciblé à 2E6, le 

rapport de charge cyclique (R) de 0.1 et la fréquence de vibration du vibrophore à 108 Hz.  

La variable dépendante, qui est la résistance en fatigue, représente la capacité du matériau à 

résister à des cycles de charge avant la rupture. Elle est déterminée par l’ensemble des autres 

variables et constitue un indicateur clé du comportement en fatigue des soudures contenant des 

discontinuités volumétriques. 

Plan expérimental et techniques de caractérisation 

Le Tableau 4.1 présente la corrélation entre les étapes expérimentales et les objectifs spécifiques 

du projet. La stratégie de recherche consiste à introduire une discontinuité centrale allongée dans 

une soudure de 410NiMo, à partir de laquelle des éprouvettes de fatigue sont usinées. Le matériau 

soudé est ensuite caractérisé par des essais métallographiques et de microdureté Vickers autour de 

la discontinuité. Les discontinuités sont numérisées par CT, modélisées dans le logiciel SolidWorks 

et exportées dans le logiciel ABAQUS CAE pour une analyse par éléments finis.  

Les prévisions de résistance en fatigue sont réalisées en utilisant le diagramme KT et la théorie 

NSIF, intégrant les facteurs géométriques de chaque discontinuité. Les éprouvettes sont ensuite 

soumises à des essais de fatigue, au cours desquels un essai est interrompu pour observer 

l’amorçage des fissures. Des analyses fractographiques sont réalisées pour identifier les sites 
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d’amorces, à l’aide de techniques telles que la microscopie optique (MO), la microscopie 

électronique à balayage, la spectroscopie à dispersion d'énergie et l'imagerie par électrons 

rétrodiffusés (BSE). Enfin, l’outil de prévision de la résistance en fatigue est ajusté en fonction des 

résultats expérimentaux.  

Tableau 4.1 Méthodologie et plan expérimental basé sur les objectifs de recherche 

Méthodologie Objectifs 

Tâches Méthode d’essai 

1. Analyser la 

distribution de 

contrainte au 

fond de 

discontinuités 

volontairement 

introduites 

lors du 

soudage de 

l’acier 

410NiMo. 

2. Prévoir la 

résistance en 

fatigue à 

partir des 

résultats de 

SO1 et de la 

théorie des 

entailles. 

3. Vérifier 

empiriquement 

les prévisions 

de la résistance 

en fatigue. 

4. Poser les 

limites du 

modèle de 

prévision de 

la résistance 

en fatigue. 

1.1 Préparer les 

éprouvettes. 

FCAW, PWHT, 

introduction de 

la discontinuité 

centrale 

allongée, et 

polissage. 

X  X X 

1.2 Caractériser la 

soudure sur un bloc 

métallographique. 

Attaque 

chimique, MO, 

et essais de 

microdureté. 

   X      X    X 

1.3 Calculer 

numériquement les 

facteurs 

géométriques de 

chaque éprouvette : 

𝒌𝒕, 𝜶 et Y. 

Numérisation 

CT des 

discontinuités, 

modélisation 3D 

(SolidWorks), et 

FEA 

(ABAQUS). 

X   X 

2.1 Prévoir la 

résistance en 

fatigue. 

Diagramme KT, 

théorie NSIF. 
 X  X 

3.1 Éprouver en 

fatigue. 

Incrémentation 

de charge @ 

R=0.1; N = 2E6 

cycles par 

vibrophore. Un 

essai est 

interrompu. 

  X X 

3.2 Identifier les 

sites d’amorce. 

MO, MEB, 

EDS, BSE. 
  X X 
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4.1 Comparer les 

résistances en 

fatigue. 

-    X 

4.2 Calibrer et 

identifier les 

limites. 

-    X 

 

4.1 Soudage 

Cette section détaille la méthodologie adoptée pour introduire une discontinuité centrale allongée 

dans la direction de soudage d’une plaque en acier S41500 remplie avec de multiples cordons en 

410NiMo. L’introduction de la discontinuité a été délibérément réalisée en introduisant des résidus 

de flux à la racine de la soudure, générant ainsi une inclusion de laitier. Ce flux, une composante 

du procédé de soudage, permet de reproduire de manière contrôlée les discontinuités internes 

similaires à celles observées dans un environnement industriel. L’utilisation du robot SCOMPI®, 

développé par l’IREQ, assure une répétabilité optimale et une constance dans les paramètres de 

soudage, garantissant ainsi une déposition uniforme des cordons de soudure 410NiMo. Le procédé 

de soudage à l’arc avec fil fourré, illustré à la Figure 4.2, est entièrement automatisé par la fixation 

de la torche sur le bras robotisé du système.  

 

Figure 4.2 Illustration du procédé de soudage FCAW [4] 
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4.1.1 Paramètre de soudage 

Le procédé FCAW a été employé pour déposer les cordons de soudure sur un matériau de base en 

acier inoxydable martensitique S41500, avec un métal d’apport constitué de fil fourré 410NiMo 

(classification de l’électrode E410NiMoT1-1). Le soudage a été réalisé conformément à la norme 

AWS A.5.22M [16], sous la supervision technique de l’IREQ. Les paramètres de soudage sont 

résumés dans le Tableau 4.2.  

Tableau 4.2 Paramètres de la procédure de soudage FCAW 

Paramètres de soudage Valeurs 

Gaz de protection externe Argon / 25% CO2 

Courant (A) 265 

Tension (V) 28.3 

Diamètre du fil (mm) 1.6 

Longueur terminale (mm) 20.0 

Vitesse de soudage (mm/s) 6.5 

Énergie de soudage (J/mm) 1171 

Angle de déplacement de la torche (deg.)  6.0 

Angle transversal de la torche (deg.) -31 à 25 

Taux de dépôt (kg/h) 5.5 

Température de préchauffage (°C) > 100 

Température entre-passes (°C) < 200 

Position de soudage 1G 
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Le contrôle des températures de préchauffage et d’entre-passes minimise les risques de fissuration 

à froid. Un préchauffage à 100 °C diminue le taux de refroidissement du métal d’apport, limitant 

ainsi la formation de fissures pendant le soudage [10]. Les paramètres de tension et de courant 

influencent la stabilité de l’arc ainsi que pour la profondeur de pénétration de la soudure. Dans ce 

projet, la procédure de soudage exige une pénétration complète. Le gaz de protection, composé de 

75% d’argon et de 25% de CO2 est couramment utilisé dans le procédé FCAW pour sa capacité à 

offrir une vitesse de soudage rapide, combinée à une pénétration optimale du joint soudé [19]. 

4.1.2 Introduction d’une discontinuité dans la soudure 

L’introduction planifiée d’une inclusion de laitier au centre de la racine d’un joint soudé est réalisée 

à l’aide du robot de soudage SCOMPI®, utilisant la technique de soudage à l’arc avec fil fourré. 

La Figure 4.3 montre l’équipement robotisé en cours de préparation pour l’opération de soudage. 

Le bras robotisé, équipé d’une torche FCAW, est programmé pour déposer des cordons de soudures 

410NiMo le long de l’axe longitudinal de la plaque de 457 mm d’acier inoxydable S41500. Ce 

processus automatisé est conçu pour garantir une précision et une reproductibilité élevées dans les 

applications de soudage afin d’assurer un placement exact des cordons. 

 

Figure 4.3 Robot de soudage SCOMPI® utilisé pour la déposition du métal d’apport 410NiMo : 

(a) Vue de l’équipement lors du soudage (b) Préparation de la plaque (Courtoisie du technicien de 

l’IREQ, René Dubois) 
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La première étape de l’introduction de la discontinuité consiste à fraiser une cavité dans la plaque, 

créant une cavité au fond plat avec des angles de 45°, formant un chanfrein en V. Après cette 

opération, la surface de la plaque est préparée par usinage. Des essais préliminaires ont permis 

d’ajuster la distance transversale entre les deux cordons de soudure à 18 mm, optimisant ainsi la 

fusion et la taille de la discontinuité. La première passe de soudure a été retirée, car elle aurait placé 

la discontinuité directement dans le chanfrein. Une nouvelle couche de soudure a ensuite permis 

de déposer efficacement du flux à la racine du joint, créant ainsi une discontinuité centrale allongée, 

positionné de manière précise au centre de la plaque (voir Figure 4.4). Le flux a été distribué de 

manière à reproduire des discontinuités internes de taille et de forme comparables à celles 

observées en conditions industrielles, comme illustré à la Figure 2.3. 

 

Figure 4.4 Dépôts des résidus de flux le long de l’axe longitudinal de la plaque soudée : (a) Vue 

de face (b) Vue de dessus 

Enfin, la Figure 4.5 montre l’état post-soudage, où le flux a été entièrement recouvert par les 

cordons de soudure en 410NiMo. Une fois recouvert, ce flux génère une discontinuité interne dans 

la soudure. Après le remplissage de la cavité par une soudure multipasse, l’excès de métal d’apport 

a été surfacé pour obtenir une surface uniforme en vue des étapes suivantes.  
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Figure 4.5 Recouvrement de la discontinuité par des cordons de soudure : (a) Vue de face (b) 

Vue de dessus 

Une fois cette étape terminée, la plaque est retournée pour appliquer le même processus de fraisage 

sur l’autre côté, garantissant une préparation symétrique. La cavité est de nouveau remplie avec 

plusieurs passes de soudure, suivant le même protocole. Tout excès de soudure est surfacé afin 

d’assurer une surface parfaitement plane. Enfin, un traitement thermique post-soudage, décrit dans 

la section suivante, est effectué. 

4.2 Traitement thermique post-soudage 

Le traitement thermique post-soudage appliqué à la plaque de 410NiMo a pour but de relaxer les 

contraintes, d’adoucir la martensite et de générer de l’austénite reformée. Pour ce faire, la plaque a 

été placée dans un four à une température régulée de 605 °C pour une durée de huit heures. Ces 

paramètres sont typiques pour le PWHT des soudures utilisées dans les aubes de turbines. Par 

ailleurs, des mesures réalisées par Akbarian [11] à l’aide de la diffraction des rayons X (XRD) sur 

des soudures de 410NiMo traitées avec le même PWHT ont révélé des pourcentages d’austénite 

reformée variant entre 16.5 % et 20.5 %.  

Des thermocouples ont été positionnés sur le 410NiMo à une distance de 127 mm des extrémités 

de la plaque, enregistrant la température avec une précision de ± 5 °C (voir Figure 4.6). Ce palier 

de température est maintenu afin de favoriser la relaxation des contraintes résiduelles induite par 

l’opération de soudage. Le refroidissement s’est effectué à l’air ambiant à la sortie du four, sans 

assistance de convection forcée. 



36 

 

 

Figure 4.6 Installation des thermocouples pour le traitement thermique suivant le soudage de la 

plaque 

Dans le cadre de ce traitement, une surveillance rigoureuse de la température était impérative. 

L’analyse des profils thermiques obtenus à partir des lectures des thermocouples a montré que la 

température cible de 605 °C a été atteinte rapidement et maintenue de façon stable, garantissant 

l'uniformité du traitement (voir Annexe A).  

4.3 Usinage des éprouvettes 

Les éprouvettes destinées aux essais de fatigue ont été usinées conformément à la norme ASTM 

E466 [49]. Après le PWHT, 15 éprouvettes ont été extraites dans le sens transversal de la plaque, 

permettant ainsi d’intégrer les discontinuités à travers les zones soudées des éprouvettes.  
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Figure 4.7 Schéma dimensionnel de la découpe des éprouvettes dans la plaque soudée : (a) Vue 

isométrique (b) Vue de dessus (Toutes les dimensions sont en mm)  

Un dessin technique détaillé des éprouvettes de fatigue est disponible en Annexe B. 

4.4 Simulation par éléments finis 

La caractérisation des discontinuités présentes dans chaque éprouvette a été réalisée à l’aide d’un 

essai non destructif, en particulier par la numérisation tomographique assistée par ordinateur. Ces 

manipulations ont été effectuées avec l’expertise du technicien de l’IREQ, Alexandre Tremblay, 

au Centre d’excellence en électrification des transports et en stockage d’énergie. Le modèle utilisé 

pour la numérisation CT est l’inspeXio SMX-225CT FPD HR Plus, un système de 

tomodensitométrie doté d'un générateur de rayons X à microfocus [50]. Les étapes détaillées 

permettant de convertir une discontinuité numérisée en 3D via CT en un modèle FEA sur le logiciel 

ABAQUS CAE sont fournies en Annexe C. 

Qualité de maillage et précision des résultats 

La géométrie des discontinuités est complexe et irrégulière, nécessitant l’utilisation d’un maillage 

composé d’éléments tétraédriques à 10 nœuds (C3D10), bien adapté pour épouser les contours 

complexes. Un raffinement du maillage est effectué autour des discontinuités, avec une taille 

d’élément moyen pouvant atteindre 18 μm dans certaines zones, tandis que les extrémités du 
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modèle conservent un maillage grossier, à 200 μm. Ce compromis garantit une résolution aux 

endroits de forte courbure, tout en limitant les coûts de calcul. 

Méthode d’essai de convergence 

Afin d’assurer la précision et la fiabilité des simulations par éléments finis (EF), une méthode de 

raffinement incrémental du maillage a été adoptée pour converger vers une solution numérique tout 

en optimisant le temps de calcul. Cette approche consiste à augmenter de manière contrôlée le 

nombre d’éléments du maillage (E), typiquement d’un minimum de 20%, entre chaque simulation 

EF (n). Ce processus permet d’affiner progressivement le maillage sans provoquer une 

augmentation excessive du temps de calcul. L’équilibre entre la précision des résultats et 

l’efficacité de calcul est défini par le critère suivant : 

Différence 𝐸 =  |
𝐸(𝑛) − 𝐸(𝑛−1)

𝐸(𝑛−1)
| × 100 ≥ 20 % (3.1) 

Un second critère de convergence est basé sur la valeur de 𝜎𝑦𝑦 dans la zone de concentration de 

contrainte maximale à chaque simulation. Il consiste à limiter la variation maximale de 𝜎𝑦𝑦(max) à 

2 % entre chaque simulation EF. Cette approche itérative permet de garantir que les modifications 

successives du maillage ont un effet de plus en plus réduit sur les résultats de la simulation, 

indiquant ainsi que les résultats sont devenus indépendants du maillage. La convergence est atteinte 

lorsque l’augmentation du nombre d’éléments n’apporte plus d’améliorations significatives des 

résultats, selon le critère suivant :  

Différence 𝜎𝑦𝑦(max)  =  |
𝜎𝑦𝑦(𝑛)

− 𝜎𝑦𝑦(𝑛−1)

𝜎𝑦𝑦(𝑛−1)

| × 100 ≤ 2 % (3.2) 

Ces critères sont justifiés par les résultats de Schuscha et al. [40] qui ont obtenu une indépendance 

du maillage avec une variation de 3.5 % du 𝑘𝑡 et une différence de 25 % dans la taille moyenne 

d’un élément tétraédrique quadratique. Leurs discontinuités présentent des caractéristiques 

géométriques similaires à celles de cette étude (voir Figure 2.12), bien que leur maillage soit six 

fois plus grossier. Les résultats détaillés des essais de convergence sont fournis en Annexe D. 
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4.5 Essais de fatigue 

La méthode d’incrémentation de charge, initialement proposée par L. Locati [51] en 1955 et 

développée par Maxwell et Nicholas [52], a été utilisée pour les essais de fatigue. Cette technique 

a été validée pour déterminer la limite de fatigue d’alliages métalliques, notamment le Ti-6Al-4V, 

et a montré une grande compatibilité avec les résultats issus des courbes S-N conventionnelles [52, 

53].  

L’utilisation de cette méthode permet un gain de temps significatif en combinant rapidité et 

précision grâce au vibrophore 200 HFP 5100, illustré sur la Figure 4.8. Cet appareil de fatigue 

applique une charge sinusoïdale, avec une charge moyenne et une amplitude constante, exploitant 

le phénomène de résonance à des fréquences élevées pour accélérer les essais. La Figure 4.8 

montre l’appareil utilisé pour les essais de fatigue (a) ainsi que le détail de la zone de chargement 

(b), où des buses d’air assurent le refroidissement de la zone soudée contenant la discontinuité. 

 

Figure 4.8 Observation d’un essai de fatigue sur le Vibrophore 200 HFP 5100 : (a) Vue 

d’ensemble de l’appareil; (b) Détail de la zone de chargement avec annotation de la discontinuité et 

des buses de refroidissement 
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4.6 Analyses fractographiques 

Les analyses fractographiques ont été réalisées sur les faciès de rupture des éprouvettes de fatigue 

à l’aide d’un MO et d’un MEB. Avant l’analyse, les faciès ont été nettoyés dans un bain à ultrasons 

pendant quelques minutes pour éliminer les impuretés. Certains résidus de flux sont restés piégés 

dans les discontinuités, comme le montre la Figure 4.9.  

Les observations au MEB ont été effectuées sous une tension d’accélération de 20 kV. De plus, les 

sites d’amorces identifiés ont été analysés à l’aide de l’EDS afin de discuter de l’influence de la 

composition chimique sur la rupture des éprouvettes.   

 

Figure 4.9 Faciès de rupture observé après un essai de fatigue, montrant les résidus de flux 

formant une discontinuité 

Un essai de fatigue interrompu a été réalisé afin d’identifier l’emplacement du site d’amorce de la 

fissure autour de la discontinuité. Un échantillon de 9 mm a été découpé autour de la discontinuité 
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située dans la section réduite de l’éprouvette. La métallographie de la face transversale de 

l’échantillon a été analysée à l’aide d’un MO après avoir obtenu une finition de surface de 1 μm 

par polissage. Ce processus a été répété à 2 reprises, en retirant 1 mm de profondeur entre chaque 

étape. Ensuite, un polissage final avec de la silice colloïdale en suspension, MasterMet, permettant 

une finition de surface de 0.06 µm, a été effectué pour une analyse par BSE sous une tension de 

5 kV.  

Le flux résiduel a été retiré de la discontinuité et une pâte d’argent a été appliquée sur la 

discontinuité afin de masquer le flux restant sans obstruer la fissure. Cette stratégie avait pour but 

de minimiser le chargement des particules de flux non conductrices qui rendaient l'observation 

impraticable. Un ruban de cuivre a été collé entre la surface de l'échantillon et le porte-échantillon 

pour établir une mise à la terre efficace.  

Le Tableau 4.3 présente un résumé des essais et caractérisations réalisés au cours de ce projet. 

Tableau 4.3 Sommaire des essais et caractérisations réalisés 

 

Métallographie Microdureté 

Essais de fatigue et 

examen 

fractographique 

MO (microstructure) 
Prélèvement 

transversal de la 

soudure 

MEB, EDS, BSE 

Essais 

complétés 

Essai 

interrompu 
Prélèvement 

transversal de la 

soudure 

Essai de fatigue 

interrompu 

É
ch

a
n

ti
ll

o
n

s 

1 1 1 14 1 

M
es

u
re

s 
/ 

o
b

se
r
v

a
ti

o
n

s 

3 3 8 28 3 
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Abstract 

The fatigue strength of martensitic stainless steel 410NiMo with volumetric discontinuities was 

studied by introducing flux into welds to create elongated discontinuities. Numerical simulations 

using 3D models from CT scans showed that the stress field's singularity exponent near these 

discontinuities ranges from 0.27 to 0.45. Fatigue tests indicated that LEFM better predicts fatigue 

resistance than notch theory. Fractography revealed multiple crack initiation sites from small, flux-

filled notches not visible with a 20 µm³ CT voxel size. The study suggests that large, rounded weld 

discontinuities can contain microscale cracks, and LEFM should be used to assess fatigue strength 

in such structures.  

5.1 Introduction 

5.1.1 Context of research 

Hydraulic turbines are essential for renewable energy generation. Their durability directly affects 

the maintenance costs and the capacity to produce green energy during peak demand periods, such 

as winter mornings. Stainless steel 13Cr-4Ni components, joined with 410NiMo, are commonly 

used in hydraulic turbine manufacturing, particularly for the crowns, bands and blades of Francis 

turbines operated by Hydro-Québec. Welding discontinuities, such as internal inclusions and lack 

of fusion, affect the material resistance to fatigue and must be considered to assess the fatigue life 

of the turbine and schedule appropriate servicing intervals. 

These welding discontinuities include spherical oxide inclusions which contain zirconium, silicon 

and aluminum [2]. Slag inclusions are another common critical flaw associated with arc welding 
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(FCAW). They form as a residue of molten flux resulting from incomplete interpass cleaning. 

These discontinuities form elongated wormlike shapes, as demonstrated by Boukani et al. [21] 

through several non-destructive tests (NDT) on T-shaped joints in hydraulic turbine runners.  

Hydro-Québec’s (H-Q) current approach to predict the operational fatigue life of hydraulic turbines 

containing discontinuities is based on linear elastic fracture mechanics (LEFM) [5, 6]. After 

conducting non-destructive testing (NDT) by ultrasonic inspection, a Kitagawa-Takahashi (KT) 

diagram [7] is used to predict the fatigue strength (for a given life) of the 410NiMo welded material. 

This conservative approach may underestimate the material’s fatigue resistance, potentially leading 

to designs with thicker joints that could impair the hydraulic performance of the assembly. This 

concern is supported by the thesis of Meimandi [8], which shows that the fatigue life of stainless 

steel 13Cr-4Ni is significantly affected by discontinuity sizes ranging from 0.25 mm to 1.62 mm. 

Consequently, Akbarian [11] was motivated to develop a generalized Atzori-Lazzarin model [9, 

33] for welded fatigue specimens containing small, semi-spherical, artificial discontinuities. 

Additionally, Ghafoori-Ahangar et al. [54] have demonstrated that the Notch Stress Intensity 

Factor (NSIF) approach accurately predicts the fatigue strength of weld roots for various weld 

penetration depths.  

The general objective of this work is to apply the generalized Atzori-Lazzarin approach using the 

linear elastic notch mechanic (LENM) to larger discontinuities having a wide range of geometries. 

The experimental approach in Section 5.2 includes a detailed description of the sample 

manufacturing, the material characterization methods, the 3D discontinuity modelling using the 

CT scan, and the finite element simulation of the stress distribution around discontinuities. 

Section 5.3 presents the results, beginning with welding and characterization around the 

discontinuity, followed by finite element and experimental fatigue results, and further explains 

these findings through fractographic and chemical analyses. Section 5.4 focuses on presenting 

predictions for fatigue strength using the LENM and LEFM approaches. Section 5.5 provides a 

detailed discussion of these results. The conclusion of the analysis and the limitations of the current 

research are discussed in Section 5.6.  



44 

 

5.2 Materials and Methods  

5.2.1 Materials and specimens preparation 

A 457.2 mm long plate made of S41500 steel was milled to create a U-groove cavity with a flat 

bottom. The surface was prepared by numerical machining. A 410NiMo filler metal was deposited 

using a flux-cored arc welding operation performed by a SCOMPI® welding robot developed by 

Hydro-Québec. During the entire welding operation, the plate temperature was maintained between 

100 °C and 200 °C. To facilitate the introduction of flux residue, a valley was intentionally formed 

between two weld beads as shown in Figure 5.1. Flux residues were distributed along the weld 

root to obtain discontinuities with dimensions similar to those detected in industrial manufacturing 

conditions.  

 

Figure 5.1 Deposits of flux residues along the longitudinal axis of the welded plate: (a) Front view 

(b) Top view (Courtesy of Hydro-Quebec Research Institute (IREQ) technician René Dubois) 

The flux residues were then covered by multiple weld beads and the excess material was grooved 

at the surface. The same process was performed on the other side of the plate which resulted in a 

fully penetrated weld of approximately 50 mm in width. A post-weld heat treatment (PWHT) was 

carried out at 605 °C for a period of 8 hours and the part was cooled by ambient air.  

Table 5.1 shows the chemical composition of the E410NiMo electrode used to manufacture the 

specimens and the nominal standard specifications of the AWS A5.22M standard [16]. The bulk 

chemical analysis was performed by glow discharge optical emission spectroscopy (GDOES) while 
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the carbon and sulfur content was obtained by oxygen stream combustion-infrared absorption 

analysis [11]. 

Table 5.1 Measured and nominal chemical compositions (wt.%) of 410NiMo filler metal 

Classification C Mn P S Si Cr Ni Mo 

ER410NiMo [11] 0.025 0.34 0.018 0.009 0.5 11.7 5.32 0.66 

E410NiMo       

(AWS A5.22M) 
< 0.06 < 1.0 < 0.04 < 0.03 < 1.0 11.0 – 12.5 4.0 – 5.0 0.4 – 0.7 

 

Three tensile tests were conducted by Akbarian [11] on specimens post-weld heat treated at 605 °C 

for 8 hours. The average mechanical properties and standard deviation are presented in Table 5.2. 

The average tensile strength value is above the minimum required by AWS A5.22M while the 

average elongation at break falls below the requirement. The presence of discontinuities in the weld 

could explain the low elongation value.  

Table 5.2 Measured and nominal mechanical properties of the weld 410NiMo 

Classification 
Yield stress at 

0.2% (𝝈𝒚)[𝐌𝐏𝐚] 

Ultimate tensile 

strength 

(𝝈𝑼𝑻𝑺) [𝐌𝐏𝐚] 

Elongation to 

fracture (𝒆𝒇) [%] 

E410NiMo – HT [11] 680 ± 20 825 ± 22 11 ± 2.5 

E410NiMo – HT 

(AWS A5.22M) 
- > 760 > 15 

 

Following the PWHT, 15 fatigue specimens were machined in the transverse direction of the plate, 

allowing the discontinuity to cross through the reduced sections of the specimens. Figure 5.2 shows 

the specimen cutting pattern and gives the dimensions of the fatigue specimens designed according 

to ASTM E466 specifications [49]. The blue contour indicates the position of a metallographic 

sample extracted from the weld extremity.  
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Figure 5.2 Schematic of (a) The specimen cutting pattern in the weld plate and (b) The fatigue 

specimen dimensions, indicating the position of the elongated central discontinuity (all 

dimensions are in mm) 

The external surfaces of all fatigue specimens were polished with SiC papers down to 1200 grit 

followed by a final polishing with diamond suspension of 9 µm and 1 µm.  

5.2.2 Microstructural characterization and microhardness measurements 

around the discontinuity 

The metallographic sample underwent the same polishing procedure used to prepare the fatigue 

specimens. A Villela reagent (1 g picric acid + 5 ml hydrochloric acid + 100 ml ethanol) applied 

for 30 seconds, according to the ASTM E407 standards [55], provided a good contrast of the 

martensitic microstructure. 

One fatigue test was interrupted before failure to allow for metallographic observations aimed at 

identifying the location of the crack initiation site. A 9 mm sample was cut around the discontinuity 

in the reduced section and prepared as previously described. Approximately 1 mm of material was 

removed in the welding direction. 

This metallographic sample was also used to probe microstructural changes around the 

discontinuity by micro-indentations. Eight Vickers indentations were performed using Matsuzawa 

MMT X7 digital microhardness tester with a load of 300 gf according to the ASTM E384 [56].  

5.2.3 3D Geometric modeling of discontinuities 

The geometry of 15 specific discontinuities was scanned from computer-assisted tomography (CT) 

and exported to ABAQUS CAE software for modelling. Figure 5.3 shows an overview of the 
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process steps performed to generate 3D geometric models from CT scans. Information about each 

processing step is provided in the subsections, and the characterization of two fatigue specimens is 

given as an example.  

 

Figure 5.3 Process flow: From CT scan post-processing in Dragonfly software to SolidWorks 3D 

CAD and ABAQUS CAE 

5.2.3.1 CT scan characterization 

The discontinuity that traverses each specimen was characterized by CT scans using a Shimadzu 

inspeXio SMX-225CT FPD HR Plus. The element size of the voxelized discontinuities varied from 

100 μm to 20 μm, with the maximum scan resolution being 20 μm per voxel. Dragonfly software 

was used to post-process the 3D scan data, involving segmentation, cleaning and meshing 

operations. The models of the discontinuities were imported in the SolidWorks 3D CAD software 

to smooth the global mesh surface and locally adjust the mesh using the ScanTo3D - Mesh Prep 

Wizard tool (see Figure 5.4). The main purpose of using SolidWorks is to convert mesh-based 

formats (STL) obtained from Dragonfly software to feature-based formats (STEP). The conversion 

ensures compatibility when importing the volumetric model into ABAQUS CAE. 
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Figure 5.4 Mesh models of discontinuities in welded specimens derived from CT scans and 

refined in SolidWorks software of (a) Specimen No.1 and (b) Specimen No.2. Rough mesh (top) 

and smoothed mesh (bottom) 

5.2.3.2 3D Geometric modeling of specimens 

The 3D geometry of each discontinuity was incorporated into a prismatic volume that mimics the 

fatigue specimen’s geometry and dimensions. The resulting model, shown in 

Figure 5.5(a) and (c), was compared to the transverse surface of the fatigue specimens 

(Figure 5.5(b) and (d)) to validate the geometry and alignment. The smearing produced during 

the machining of the fatigue specimens was not considered in the 3D model.  



49 

 

  

Figure 5.5 Comparative analysis of (a) and (c) The actual meshed specimens No.1 and No.2, and 

(b) and (d) The transverse surfaces of specimens No.1 and No.2 as observed using light 

microscopy 

5.2.3.3 Finite element model 

The 3D geometric models were imported into ABAQUS CAE software to simulate the stress 

distribution around the discontinuities using finite element analysis (FEA). The material was 

modelled with elastic behavior characterized by a Young’s modulus of 200 GPa and a Poisson’s 

ratio of 0.3. The models were meshed using 10-node tetrahedral elements (C3D10). A coarse mesh 

with a resolution of 200 µm was applied to the bulk of the models, while a finer mesh with a 

resolution as small as 18 µm was used around the specimen discontinuities to precisely characterize 

the elastic stress distribution. A nominal stress (𝜎nominal) of 1 MPa was applied, with a boundary 

condition of 𝑈𝑦𝑦 = 0 (no displacement in Y direction). The finite element simulation of specimen 

No.1, presented in Figure 5.6, is provided as an example. 
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To ensure the accuracy and reliability of the finite element (FE) simulations, an incremental mesh 

refinement method was implemented. This approach involved increasing the number of elements 

by at least 20% between each FE simulation, with convergence assessed by a maximum difference 

of 2% in 𝜎𝑦𝑦(max) between simulations. 

 

Figure 5.6 Finite element stress distribution around the discontinuity of specimen No.1 

5.2.4 Fatigue tests 

Fatigue testing was performed using the step-loading method first proposed by L. Locati in 1955 

[51], and the results were analyzed using the simplified equation introduced by Maxwell et al. [52] 

to characterize the fatigue strength at 2E6 cycles. Specifically, the stress variation was incremented 

by 40 MPa each time the specimen completed 2E6 cycles. One specimen (No.8) underwent a 

different treatment where the stress variation was incremented by 20 MPa. 

The fatigue strength for 2E6 cycles was determined by evaluating the number of cycles at the failure 

step (𝑁𝑓), along with the incremented stress variation (Δ(Δσ)) and the stress variation at the step 

prior to failure (𝛥𝜎(𝑛−1)). It was calculated using the following equation: 

𝛥𝜎 = 𝛥𝜎(𝑛−1)  +  𝛥(𝛥𝜎) (
𝑁𝑓

2𝐸6
) (5.1) 
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Fatigue tests were carried out on a Vibrophore 200 HFP 5100 at a stress ratio of R = 0.1 and a 

frequency of 108 Hz. The first stress level (Δ𝜎1) was independently selected for each fatigue 

specimen based on the FEA. The minimum fatigue strength of a specimen was estimated by 

dividing the fatigue strength of a 410NiMo reported for a smooth specimen at R = 0.1 and 

2E6 cycles (𝛥𝜎0= 520 MPa [11]) by the stress concentration factor, 𝑘𝑡, specific to the discontinuity 

in the specimen. The resulting value was reduced by at least 40 MPa to avoid fatigue failure at the 

first load step.  

5.3 Results 

5.3.1 Weld and discontinuity characterization 

Figure 5.7 shows the martensitic microstructure of 410NiMo filler metal in the weld. Figure 5.7(a) 

is the raw image, while annotations were added in Figure 5.7(b). The grains clearly show the weld 

beads contours, characterized by alternating regions of columnar (CMM) and fine-grained 

martensitic microstructure (FGMM). The weld consists of a total of 44 beads, with a quasi-circular 

cross-section of the discontinuity visible in the middle. The microstructure around the discontinuity 

is consistent, with regions of CMM and FGMM arranged in the direction of heat extraction. Weld 

beads preceding the introduced discontinuity are referred to as the weld root, whereas those 

following the discontinuity are identified as the weld covering zone. 

 

Figure 5.7 Distribution of columnar and fine-grained martensitic microstructures in a 

metallographic sample of a multi-pass weld, PWHT at 605 ± 5°C for 8 hours, etched by Villela. 

(a) Raw image, (b) Annotated image 
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Figure 5.8 shows a higher magnification of the region surrounding a discontinuity. No specificity 

of the microstructure is observed. The results of micro-indentation confirm the homogeneity of the 

microstructure with an average hardness of 292 HV and a standard deviation of 6 HV. For FCAW 

410NiMo, PWHT at 600-610 °C for 8 hours, Amrei et al. [2] reported an average microhardness 

of 300 HV. 

 

Figure 5.8 Vickers hardness measurements around the discontinuity in the welded material 

5.3.2 Finite element analysis 

Figure 5.9 shows, for the two specimens previously described in the methodology, the fracture 

surfaces (Figure 5.9(a) and (c)) and the results of finite element analysis (Figure 5.9(b) and (d)). 

A comparison of the model with several 2a values, measured on the crack surface along the 

discontinuities, confirms that the discontinuity size was modelled with a precision of 0.06 mm. A 

specific 2𝑎(FEA) value was defined for each specimen model. This discontinuity size was measured 

at the location associated with the Z position where 𝜎𝑦𝑦 reaches its maximum, as shown in 

Figure 5.9(b) and (d). 
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Figure 5.9 (a) and (c) Fracture planes of specimens No.1 and No.2 after completing the fatigue 

test. (b) and (d) Stress distribution on the 𝑘𝑡 plane of specimens No.1 and No.2 

The stress distribution in the crack propagating direction (X direction) was characterized for each 

fatigue test specimen with the objective of quantifying the singularity exponent. The position along 

the discontinuity (Z direction) where 𝜎𝑦𝑦 is maximum was chosen to perform this characterization. 

Figure 5.10 shows 2 examples of this analysis where the relative stress distribution 

(𝜎𝑦𝑦(𝑥) 𝜎nominal⁄ ) is plotted against the relative distance (x/𝑎(FEA)) from the root of the discontinuity 

on a log-log scale.  

All elastic stress distributions, characterized between 0.125𝑎(FEA) and 0.5𝑎(FEA), follow the power 

law of Equation 5.2 as proposed by Verreman et al. [34]: 

𝜎𝑦𝑦(𝑥)

𝜎nominal
=  𝑌 (

𝑥

𝑎(FEA)
)

−𝛼

(5.2) 
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Where Y is the geometrical factor characterizing the discontinuity. The singularity exponent (α) is 

the slope of the line presented in the graphs of Figure 5.10 and the maximum value of 
𝜎𝑦𝑦

𝜎nominal
 is 𝑘𝑡. 

Williams [32] demonstrated that the singularity of the stress field is a function of the notch opening 

angle (φ). In this formalism, a crack-like discontinuity (φ ≈ 0°) is characterized by α = 0.50 [26] 

and Y = 1.00 for a centered crack in an infinite plate.  

 

 

Figure 5.10 Normalized stress distribution at the notch tip, bounded by the localized stress 

concentration factor, kt. (a) Specimen No.1 and (b) Specimen No.2 

The stress distribution of all 14 broken specimens was analyzed as described above. To ease 

interpretation, α, Y, 𝑘𝑡,  and 2𝑎(FEA) characterizing the stress distributions of each specimen are 

presented in yellow characters on the fracture surfaces in Figure 5.11. The singularity exponents 

ranged between 0.27 and 0.45 and the stress concentration factor varied between 4.06 and 8.31, 

with one specimen having a much higher 𝑘𝑡 of 40.20. The results in Figure 5.11 are presented in 

ascending order of α values, and the fracture surfaces are described in Section 5.3.4. 

5.3.3 Fatigue results 

The results of the 14 completed fatigue tests are presented in white characters on Figure 5.11. The 

number of cycles at failure (𝑁𝑓), the number of steps completed up to 2E6 cycles before failure and 

the fatigue strengths calculated using Equation 5.1 are reported. It should be noted that the 

specimen No.10 failed on the first loading step. The calculated fatigue strength varies between 

72 MPa and 171 MPa, with the lowest and highest values obtained for the specimens with the 

longest and shortest discontinuity, respectively. 



55 

 

 



56 

 

 

Figure 5.11 Fracture planes of the fatigue specimens annotated with corresponding FEA and 

fatigue test results. The multi-pass weld is oriented in the X direction: root on the right, covering 

zone on the left side of the discontinuities. The loading direction is orthogonal to the observed 

planes. The results are presented in ascending order of the singularity exponent, α 

5.3.4 Fractography observations  

Fractography observations were performed on the 14 fracture surfaces presented in Figure 5.11. 

For all fatigue test specimens, the fracture planes are normal to the load direction and intersect the 

artificial discontinuity. The minimum and maximum lengths of the discontinuity (2𝑎(min) and 

2𝑎(max)) were measured along the X direction on the fracture planes using the Keyence VHX-7000 

microscope. Despite the automated welding process, significant variations in the shape of the 

discontinuities were observed. The smallest and largest values measured across all specimens were 

0.18 mm (specimens No.3 and No.4) and 2.94 mm (specimen No.5), respectively.  

Failure initiated at multiple sites on each side of the artificial discontinuity, as seen in Figure 5.11. 

A closer examination under SEM of the internal edges, from which most ratchet marks emanate, 

revealed the presence of a 25 µm thick layer having a grey shade different from the weld material 

(Figure 5.12(b) and (c)). Energy-dispersive spectroscopy (EDS) performed over this layer 

indicates a higher concentration of titanium, oxygen, silicon, and zirconium. Bauné et al. [19] 

reported that Ti, Si and Zr are part of the flux-cored electrode’s constitutive elements.  

On specimens 5, 8, 9, 12, and 13, zones of darker coloration were also observed under optical 

microscopy. These zones are most likely free surfaces, formed by cold cracking, which would 

explain why they are covered with oxides produced during the post-weld heat treatment. An EDS 

elemental mapping performed on specimen No.5 (Figure 5.13) showed a much higher 
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concentration of oxygen over this area compared to the filler metal. Elements constituting the flux, 

such as Ti and Zr, are also present in this region.  

 

Figure 5.12 Analyses of fracture surfaces in welded specimen No. 8: (a) Overview with light 

microscopy, (b) High-resolution SEM image, (c) SEM detail of ratchet marks at the weld root 

and (d) EDS elemental mapping (white rectangle). The multi-pass weld is oriented in the 

X direction: root on the right, covering zone on the left side of the discontinuities 

 

Figure 5.13 Analyses of fracture surfaces in welded specimen No.5: (a) Overview with light 

microscopy, (b) SEM detail, and (c) EDS elemental mapping (white rectangle). The multi-pass 

weld is oriented in the X direction: root on the right, covering zone on the left side of the 

discontinuities 
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5.3.5 Interrupted fatigue test  

A longitudinal sample was extracted from a fatigue specimen that underwent 0.95E6 fatigue cycles 

without failing. Figure 5.14(a) shows a crack smaller than 1 mm taking its origin from a region 

where the radius of curvature of the discontinuity is smaller (sharp corner). The microstructure 

exposed by etching reveals that the crack initiation is located between two weld beads. Gradual 

material removal and subsequent observations indicated that the crack was present through the 

thickness (along the weld direction) and initiated from the sharp corner. Another sharp corner is 

observed in Figure 5.14(b), but no cracks initiated from it. SEM observation using a BSE detector 

clearly highlighted the initiation site (Figure 5.14(c)). It is a small notch, corresponding with the 

step-like feature seen in Figure 5.12(b). It measures approximately 25 µm in depth with a radius 

of about 5 µm. This feature was not captured by the CT scan, as indicated by the contour 

superimpose in Figure 5.14(b). The stress concentration factor characterizing this small feature is 

much higher than that predicted by FEA. The microstructure in the crack propagation area is a fine 

martensite with no particularities worth mentioning. 

   

Figure 5.14 Light microscopy images of crack initiation: (a) Overview from the weld root and 

(b) Zoomed-in view with CT scan contour superimposed. (c) BSE image showing crack initiation 

from a small notch. The sample was etched by Villela. The multi-pass weld is oriented in the 

X direction: root on the right, covering zone on the left side of the discontinuities. 

5.4 Prediction of the fatigue resistance 

The general objective of this work is to apply the generalized Atzori-Lazzarin approach using the 

LENM to predict the fatigue strength of the tested specimens. The LEFM and LENM equations 

used to anticipate the effect of a discontinuity, having a length a, on the fatigue strength of a 

material, 𝛥𝜎, are very similar, as shown by Equations 5.3 and 5.4. Two aspects differentiate 
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Equations 5.3 and 5.4. The former is based on a stress distribution that evolves with a singularity 

exponent of 0.5, while LENM is generalized to any stress distribution characterized by a singularity 

exponent α. LEFM predicts that a crack will propagate to failure if the critical stress intensity factor 

range reaches the long crack threshold (𝛥𝐾th), while LENM predicts crack propagation based on 

notch-specific thresholds (𝛥𝐾th,n). Overall, LEFM is a specific case of LENM with α = 0.5 and 

𝛥𝐾th,n = 𝛥𝐾th. 

𝛥𝜎LEFM  =  
𝛥𝐾th

𝑌√𝜋𝑎
(5.3) 

𝛥𝜎LENM  =  
𝛥𝐾th,n

𝑌√𝜋𝑎𝛼
(5.4) 

When plotted on a graph with the logarithm of discontinuity size and the logarithm of the stress 

variation as the axes, Equations 5.3 and 5.4 are straight lines with slopes of -0.5 and -α, 

respectively. 

In the AL diagram, the fatigue strength values of a smooth and notch specimens 

(𝛥𝜎0 and 𝛥𝜎0/𝑘𝑡) represent the upper and lower bounds of LENM, respectively. These values 

define the limits within which LENM is applicable. The discontinuity size at the intersection point 

of the LENM with the upper bound is commonly referred to as 𝑎0,𝑛. This parameter is analogous 

to the El Haddad-Smith-Topper parameter (𝑎0) [29], which defines the upper bound of application 

for LEFM. The values of 𝑎0,𝑛 can be calculated by equating 𝛥𝜎LENM =  𝛥𝜎0 as proposed in 

Equation 5.5. The discontinuity size at the lower bound of LENM is referred to as 𝑎𝑛
∗ . It is obtained 

by equating 𝛥𝜎LENM =  𝛥𝜎0 as shown in Equation 5.6.  

  𝑎0,𝑛  =  (
𝛥𝐾th,n

𝑌√𝜋𝛥𝜎0

)

1
𝛼

(5.5) 

  𝑎𝑛
∗ =  𝑎0,𝑛𝑘𝑡

1
𝛼 (5.6) 

The threshold stress intensity factor range of a notch, 𝛥𝐾th,n, combines material properties and 

notch characteristics. Atzori et al. [9] proposed the following equation to relate 𝛥𝐾th,n with 𝛥𝐾th 

and α based on the notch stress intensity factor theory: 

𝛥𝐾th,n = 𝛽(𝛥𝜎0)(1−2𝛼)𝛥𝐾th
2𝛼 (5.7) 
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Where β is a dimensionless parameter. Atzori et al. [33] proposed to use the point method (PM) to 

calculate 𝛽𝑃𝑀 using Equation 5.8:  

 𝛽𝑃𝑀 =
√2

2𝛼
𝜋((1/2)−𝛼) (5.8) 

To complete the AL diagram of each specimen under study, 𝛥𝐾th,n, was calculated by combining 

Equations 5.7 and 5.8. The α calculated by the FEA and a 𝛥𝐾th value of 5.16 MPa√m were used 

for the calculation. This latter value was experimentally measured by Patriarca et al. [44] for the 

same 410NiMo welded material. 

Figure 5.15(a) and (b) show the LEFM (blue line) and LENM (black line) theories applied to 

specimens No.1 and No.2, respectively. The red point with the horizontal bar represents the 

experimental fatigue strength reported over the discontinuity size range measured on the fracture 

surfaces. The point is positioned at 𝑎(mean) = (𝑎(min) + 𝑎(max))/2.  

The specimens chosen for the examples given in Figure 5.15 have singularity exponents of 0.40 

and 0.30, respectively. The graphs that describe the other specimens are presented in the appendix. 

Independently of the singularity exponent, the LEFM seems to better predict the fatigue strength 

of most specimens, as shown in Figure 5.15. 

  

Figure 5.15 Fatigue strength of elongated discontinuities in the 410NiMo welded material for 

N = 2E6 cycles and R = 0.1. Predictions from (black line) Notch theory, (blue line) Linear elastic 

fracture mechanics and (red bar) Experimental data. (a) Specimen No.1 and (b) Specimen No.2 

Figure 5.16 is used to correlate the fatigue strength predictions given by the LEFM and LENM 

approaches with all the experimental results. The Y-axis represents the predicted values, while the 

X-axis represents the experimental values. Each experimental results is presented by two data 

points, one triangle and one square. The triangle and the square correspond to (𝛥𝜎LENM, 𝛥𝜎exp) and 
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(𝛥𝜎LEFM, 𝛥𝜎exp), respectively. Both the triangle and square data points are reported for the specific 

𝑎(max) of each specimen. The black dashed line represents the ideal prediction model where 

predictions perfectly match the experimental results (slope of 1). All data reported above and below 

this line are overestimating and underestimating the experiment results, respectively. 

Out of the 14 specimens, 13 had overestimated fatigue strength predictions when using the LENM, 

whereas the fatigue strength of only one specimen was overestimated when using the LEFM.  

The Mean Absolute Percentage Error (MAPE) and the Relative Standard Deviation (RSD) were 

calculated by comparing the experimental data to the ideal prediction model. The MAPE 

characterizing the LEFM and LENM predictions are 16.1% and 33.7%, respectively. Therefore, 

the prediction accuracy (calculated as 100 – MAPE) is 83.9% for LEFM and 66.3% for LENM, 

with associated RSD values of 14.4% and 34.0%, reflecting the variability in the prediction errors. 

 

                          

Figure 5.16 Fatigue strength comparison using LEFM and LENM approaches using maximum 

discontinuity size 

Since LEFM led to the most accurate fatigue strength prediction, its application was further 

explored. The discontinuity size variation through the specimen thickness and the existence of 
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multiple crack initiation sites triggered a question. What discontinuity size parameter between 

𝑎(min), 𝑎(max) and 𝑎(mean) will lead to the most accurate fatigue strength predictions?  

Figure 5.17(a) and (b) present the experimental results in a KT diagram. In Figure 5.17(a), the 

fatigue strength is reported over the average size of the discontinuities 𝑎(mean), while in 

Figure 5.17(b), bands spanning the 𝑎(min) and 𝑎(max) values are presented. These comparative 

graphs reveal that the LEFM predictions provide a good estimation of the fatigue strength related 

to the average discontinuity size measured on the fracture surfaces. Additionally, for most 

specimens, conservative fatigue strength predictions can be obtained using 𝑎(max). 

Based on the 𝛥𝐾th and 𝛥𝜎0 parameters used in this study, the El Haddad-Smith-Topper parameter 

(𝑎0) [29] is 0.031 mm for the 410NiMo welded material. 

 

Figure 5.17 Results on the Kitagawa-Takahashi diagram showing (a) Mean discontinuity size, 

and (b) Discontinuity size variation. The red arrow indicates the applied stress variation that led 

to the fatigue failure of specimen No.10 during the first loading step 

5.5 Discussion 

The application of notch theory, calibrated with the singularity exponent characterizing the local 

stress field predicted by finite element simulation, was unable to improve the accuracy of the 

fatigue strength predictions under the studied conditions. Several explanations can be proposed. 

The finite element simulations were performed using the geometry of discontinuities characterized 

by CT scans with a resolution of 20 µm/voxel. Patterson et al. [57] reported that detail detectability 

of a CT scan is typically 3 times the voxel size. Considering that the crack-initiating discontinuity 

shown in Figure 5.14(c) has a length smaller than 60 µm, this notch was not revealed by the CT 

scan and, therefore, was not accounted for in the numerical simulation of the stress field. This 

explains why the singularity exponent calculated by FEA is less than 0.5 for all studied specimens. 
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At the tip of the micro-notch, the singularity exponent is probably closer to 0.5, as the angle 

between the notch lips approaches zero. 

In addition to the notch-like discontinuities, 5 out of the 14 specimens suffered from cracking prior 

to fatigue testing. The oxide present on a portion of the fractured surface indicates that small cracks, 

ranging from 50 µm to 700 µm in depth, existed before the post-weld heat treatment was 

performed. These cracks were not revealed by the CT scan. In industrial applications, these cracks 

would most likely go undetected by conventional ultrasonic inspection. Bajgholi et al. [1] 

demonstrated that the probability of detecting a 3.17 mm flaw in a 410NiMo weld is 50%. 

Nevertheless, even if these cracks were detected, information on their specific geometry would not 

allow for accurate modelling of the local stress field.  

Another notable observation from EDS analysis performed on the fractured surface is the high 

concentration of elements belonging to the flux. Ti, Si and Zr were highly concentrated at the crack 

initiation sites, particularly in the oxidized regions (notch surfaces and pre-crack areas). Even 

though no characterization of their embrittlement potential was performed, the diffusion of foreign 

elements into the filler material is often undesirable, as it has the potential to modify the material’s 

resistance to crack initiation and propagation. ASME standards [58] have indicated that the 

presence of flux residues can be extremely corrosive, and certain researchers have highlighted the 

harmful effects of these elements [20, 21]. 

5.6 Conclusion 

The general objective of this research work was to predict the fatigue resistance of welds containing 

wormlike discontinuities ranging from 0.18 mm to 2.94 mm. These discontinuities were 

successfully introduced by adding flux residue between weld beads. The geometry of the 

discontinuities was characterized using a CT scan with a precision of 20 µm/voxel. Modelling of 

the stress field around the discontinuity was performed using a finite element simulation, resulting 

in stress singularity exponents ranging from 0.27 to 0.45, which are lower than the 0.5 exponent 

characterizing a crack. The fatigue strength of the specimens, at R = 0.1 and 2E6 cycles, ranged 

between 72 MPa and 171 MPa, while the fatigue resistance of the material without defects is 

estimated at 520 MPa. After studying the fractured surfaces and comparing the fatigue results with 

analytical fatigue strength predictions made using LENM and LEFM, the following conclusions 

are proposed: 
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1) Welding discontinuities introduced in a controlled environment suggest that their impact on 

fatigue strength is similar to that of crack-like discontinuities for the following reasons: 

- Small notches, undetected by CT scan, are produced at the superposition of weld beads; 

these notches may have a singularity exponent closer to 0.5. 

- Cracks, undetected by CT scan, are prone to form during welding; these cracks have a 

singularity exponent of 0.5. 

2) Foreign elements belonging to flux residues were found at crack initiation sites. Their presence 

can embrittle the material. 

Applying the LENM proves to be unsafe for the durability of turbine runners, as the calculated 

inspection intervals may lead to unexpected risks. This research empirically validates that the 

discontinuities introduced in the weld are crack-like discontinuities. Hydro-Québec’s current 

approach used to predict the operational fatigue life of hydraulic turbines is substantiated by this 

research. Assessment of weld discontinuities by conventional non-destructive testing (NDT) 

methods, such as ultrasonic inspection (UT), cannot confirm the presence of the aforementioned 

small, yet critical, discontinuities. It is thus recommended to treat volumetric discontinuities from 

welding as crack-like discontinuities, as proposed by the ASME standards [58]. To this end, it is 

recommended to use the Kitagawa-Takahashi diagram for predicting the fatigue strength of 

elongated wormhole discontinuities, as it provides a prediction accuracy of 83.9 ± 14.4 % when 

accounting for the maximum discontinuity size. 
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CHAPITRE 6 RÉSULTATS COMPLÉMENTAIRES 

Ce chapitre présente des résultats complémentaires sur la caractérisation des sites d’amorce. Ces 

résultats viennent enrichir l’analyse présentée dans l’article du Chapitre 5 et répondent aux 

objectifs spécifiques OS3 et OS4, qui portent respectivement sur la vérification empirique de la 

résistance en fatigue et l’établissement des limites du modèle de prévision de la résistance en 

fatigue. 

6.1 Caractérisation des sites d’amorce 

L’approche de la mécanique linéaire élastique de la rupture appliquée pour prévoir la résistance en 

fatigue dans le chapitre précédent repose sur deux hypothèses principales, dont la validité doit être 

confirmée.  

La première sous-section aborde les observations au MEB, où sont détaillées les formes et 

dimensions des sites d’amorce. La deuxième sous-section aborde les analyses par EDS qui 

cartographient la composition chimique locale pour discuter de son influence sur l’amorçage des 

fissures.  

6.1.1 Examen de la géométrie des fissures 

La première hypothèse repose sur le facteur géométrique de la discontinuité, noté Y, qui est utilisé 

pour prévoir la résistance en fatigue. Dans les observations du Chapitre 5, la présence de multiples 

sites d’amorce, sous forme de petites entailles, suggère l’utilisation d’un facteur de correction 

géométrique de 1.00 (valeur correspondant à une fissure centrée dans une plaque infinie). 

Cependant, les analyses fractographiques révèlent la présence de fronts de propagation de fissure 

semi-elliptique susceptible de faire varier la valeur de Y. 

Afin d’évaluer l’effet des géométries observées sur les prévisions, une analyse détaillée des 

caractéristiques géométriques des sites d’amorce a été réalisée. La Figure 6.1 montre les 

dimensions typiques d’une fissure semi-elliptique initiée à partir d’un site d’amorce de largeur 2𝑐𝑖 

depuis le centre d’une surface libre. Le facteur de correction géométrique pour les fissures semi-

elliptiques est calculé selon les équations de Newman [59] : 

𝑌 =  
[𝑀1 + 𝑀2 (

𝑎𝑖

𝑡 )
2

+ 𝑀3 (
𝑎𝑖

𝑡 )
4

] 𝑔𝑓𝑤

√𝑄
(6.1) 
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La fonction est définie pour 0 ≤  𝑎𝑖/𝑐𝑖  ≤  2, 𝑐𝑖/𝑏 < 0.5, et 0 ≤ 𝛷 ≤ 𝜋. Un angle paramétrique 

de l’ellipse (𝛷) de π/2 est utilisé pour le cas où le facteur d’intensité de contrainte est maximum. 

Le facteur de forme pour une fissure elliptique est applicable pour 𝑎𝑖/𝑐𝑖 ≤ 1: 

𝑄 =  1 +  1.464 (
𝑎𝑖

𝑐𝑖
)

1.65

(6.2) 

Le facteur de correction géométrique (Y) est déterminé à partir de plusieurs fonctions d’ajustement 

et de correction, incluant les coefficients 𝑀𝑖 et g, le facteur de correction de largeur finie 𝑓𝑤 : 

 𝑀1 = 1.13 − 0.09 (
𝑎𝑖

𝑐𝑖
) (6.3) 

 𝑀2 = −0.54 +
0.89

0.2 + (
𝑎𝑖

𝑐𝑖
)

(6.4)
 

 𝑀3 = 0.5 −
0.89

0.2 + (
𝑎𝑖

𝑐𝑖
)

+ 14 (1 −
𝑎𝑖

𝑐𝑖
)

24

(6.5) 

 𝑔 = 1 +  [0.1 + 0.35 (
𝑎𝑖

𝑡
)

2

] (1 − sin 𝛷)2 (6.6) 

 𝑓𝑤 = [sec (
𝜋𝑐𝑖

2𝑏
√

𝑎𝑖

𝑡
)]

1/2

(6.7) 

 

 

Figure 6.1 Dimensions d’une fissure semi-elliptique initiée à partir d’un site d’amorce de largeur 

2ci et de profondeur ai localisée au centre d’une surface libre 
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La Figure 6.2 montre les sites d’où s’amorcent des fissures elliptiques identifiées pour les 

éprouvettes No.2 et No.7, avec des annotations au microscope optique. 

 

Figure 6.2 Observation et annotation au microscope optique des sites d’amorce présents dans les 

éprouvettes (a) No.2 et (b) No.7 

La Figure 6.3 présente les différents sites d’amorces annotés à la Figure 6.2. Les dimensions 𝑎𝑖  

et 2𝑐𝑖 des sites d’amorce ont été mesurées à partir des observations au MEB et sont rapportées dans 

le Tableau 6.1. 

  

Figure 6.3 Observation des sites d’amorce au MEB avec les annotations ai et 2ci : (a) No.2.1 

(b) No.2.2 (c) No.2.3 (d) No.7.1. La soudure multipasse est orientée dans la direction X : la 

racine à droite et la zone de recouvrement à gauche des discontinuités. 
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Le Tableau 6.1 récapitule les caractéristiques pertinentes des fissures elliptiques observées dans 

cette section, mais aussi celles des éprouvettes No.5 et No.8 présenté en détail à la Section 5.3.4. 

Les rapports de forme 𝑎𝑖/2𝑐𝑖  permettent de catégoriser les sites d’amorce selon leurs géométries : 

une géométrie très allongée présente un rapport de forme autour de  0.15, tandis qu’une géométrie 

circulaire se caractérise par un rapport de 1.0. Le facteur de correction géométrique est calculé pour 

une fissure semi-elliptique pour tous les sites d’amorce à partir de l’Équation 6.1, excepté le site 

d’amorce 2.3 qui présente une forme circulaire (penny shape), caractérisé par un facteur de 

correction Y = 2/π. 

Tableau 6.1 Caractéristiques des sites d’amorce 

 

Les sites d’amorce No.2.1, No.2.2, No.5 et No.7.1 présentent des rapports de forme (𝑎𝑖/2𝑐𝑖) très 

allongés, se rapprochant ainsi d’une fissure de type bande pour un facteur de correction 

géométrique Y ≈ 1.00. Le site d’amorce No.8 présente un facteur Y se rapprochant de la valeur 

attendue pour un rapport de forme semi-circulaire (Y = 0.728). Le site d’amorce No.2.3 a une forme 

circulaire, caractéristique d’une cavité d’inclusion d’oxyde située sous la surface.  

Les valeurs calculées pour Y varient entre 2/π et 1.00, ce qui confirme que l’application d’un facteur 

de correction géométrique de Y = 1.00 est conservatrice pour la prévision de la résistance en fatigue. 

No. 

Éprouvette 
𝒂𝒊 [μm] 𝒂𝒇 [μm] 

 𝟐𝒄𝒊 

[μm] 

 𝟐𝒄𝐟 

[μm] 

Rapport de forme     

(𝒂𝒊/𝟐𝒄𝒊) [-] 
Y [-] 

2.1 34 426 249 1150 0.14 1.00 

2.2 13 203 84 485 0.15 1.00 

2.3 18 277 20 725 0.90 0.64 

5 727 - 4197 - 0.17 1.00 

7.1 7 83 43 230 0.16 0.99 

8 195 - 490 - 0.40 0.75 
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6.1.2 Examen de la nature chimique des sites d’amorce 

La seconde hypothèse suppose que le seuil de propagation des fissures ayant causé la défaillance 

est celui du métal d’apport, estimé à 𝛥𝐾th =  5.16 MPa √m pour un rapport de charge cyclique 

R = 0.1. Cependant, les analyses EDS effectuées sur les faciès de rupture, présentées dans le 

Chapitre 5, révèlent une concentration élevée d'éléments provenant du flux, tels que le titane (Ti) 

et le zirconium (Zr), aux sites d’amorce, notamment dans les zones oxydées. Cette modification 

chimique locale pourrait avoir un impact sur le seuil de propagation des fissures, remettant en 

question l’hypothèse du seuil unique. 

Les cartographies élémentaires par EDS (Figures 6.4 à 6.7) permettent de visualiser la distribution 

du flux dans la matrice métallique.  

 

Figure 6.4 Caractérisation du site d’amorce No.2.1 : (a) Image MEB du site d’amorce, et 

(b) Cartographie des éléments par EDS. La soudure multipasse est orientée dans la direction X : 

la racine à droite et la zone de recouvrement à gauche des discontinuités 
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Figure 6.5 Caractérisation du site d’amorce No.2.2 : (a) Image MEB du site d’amorce, et 

(b) Cartographie des éléments par EDS. La soudure multipasse est orientée dans la direction X : 

la racine à droite et la zone de recouvrement à gauche des discontinuités 

 

Figure 6.6 Caractérisation du site d’amorce No.2.3 : (a) Image MEB du site d’amorce, et 

(b) Cartographie des éléments par EDS. La soudure multipasse est orientée dans la direction X : 

la racine à droite et la zone de recouvrement à gauche des discontinuités 
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Figure 6.7 Caractérisation du site d’amorce No.7.1 : (a) Image MEB du site d’amorce et 

(b) Cartographie des éléments par EDS. La soudure multipasse est orientée dans la direction X : 

la racine à droite et la zone de recouvrement à gauche des discontinuités 

Le site d’amorce No.2.1 montre la présence de flux emprisonné sous forme d’inclusion de laitier, 

créant un vide planaire propice à la fissuration. La profondeur observée des sites d’amorce No.2.2 

et No.7.1 indique également un vide planaire. Ces observations suggèrent que la présence de 

résidus de flux peut influencer la résistance locale à la propagation des fissures. La norme 

ASME [58] décrit ces résidus de flux comme pouvant être très corrosifs, bien que sans référence 

externe pour appuyer cette affirmation. En outre, bien que l’International Institute of Welding 

(IIW) [60] indique une réduction du seuil de propagation des fissures en environnement corrosif 

principalement pour les aciers non inoxydables, la présence de résidus de flux potentiellement 

corrosifs pourrait affecter localement la résistance en fatigue de l’acier inoxydable.  

6.2 Sommaire des résultats complémentaires 

Les résultats montrent que certains sites d’amorce associés à la présence de flux présentent une 

géométrie semi-elliptique plutôt qu’une géométrie en bande. Cependant, l’utilisation d’un facteur 

de correction géométrique adapté aux fissures de type bande s’avère conservatrice pour la prévision 

de la résistance en fatigue dans ces configurations. Les analyses EDS ont révélé que les résidus de 

flux modifient la composition chimique localement autour des sites d’amorce, ce qui peut 

potentiellement influencer la valeur du seuil de propagation des fissures. 
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CHAPITRE 7 DISCUSSION GÉNÉRALE 

Ce chapitre propose une discussion générale des découvertes issues des Chapitres 4, 5 et 6, en se 

basant sur les objectifs spécifiques définis au Chapitre 3 pour répondre à la question de recherche 

suivante: 

L'approche généralisée d'Atzori-Lazzarin peut-elle améliorer la justesse des prévisions de 

résistance en fatigue pour les soudures 410NiMo présentant de grandes discontinuités 

volumétriques ?  

Cette discussion synthétise les résultats expérimentaux et numériques obtenus, en évaluant la 

pertinence de l’approche généralisée d’Atzori-Lazzarin dans le contexte spécifique des soudures 

contenant des discontinuités de grande taille. 

7.1 Discussion générale basée sur les objectifs 

7.1.1 Objectif 1 : Analyser la distribution de contrainte au fond de 

discontinuités volontairement introduites lors du soudage de l’acier 

410NiMo. 

Pour atteindre cet objectif, un ensemble de méthodes expérimentales et numériques a été employé 

pour caractériser la géométrie des discontinuités et modéliser la distribution de contrainte. 

Comme détaillé au Chapitre 4, les éprouvettes ont été préparées selon un protocole comprenant le 

soudage par FCAW, le PWHT, l’introduction d’une discontinuité centrale et un polissage à 1 μm. 

La caractérisation des soudures a été effectuée par attaque chimique, microscopie optique et 

microdureté, confirmant que les discontinuités n'affectaient pas localement le métal d’apport. 

Les discontinuités volumétriques, introduites avec succès dans les soudures, ont été caractérisées 

par tomodensitométrie à une résolution de 20 µm/voxel. Bien que cette résolution permette de 

visualiser les discontinuités, elle limite la précision dans l’analyse des plus petites zones de 

concentration de contraintes. 

L’analyse par éléments finis a cartographié les zones de concentration de contraintes autour de ces 

discontinuités, qui présentent des géométries tridimensionnelles complexes influençant 

significativement la distribution de contrainte. Les résultats du Chapitre 5 indiquent que les zones 

de contraintes maximales se situent en périphérie des discontinuités, identifiées comme des points 
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critiques pour la prévision des comportements en fatigue. L’analyse numérique a également révélé 

des exposants de singularité variant de 0.27 à 0.45, soit des valeurs inférieures à l’exposant de 0.50 

typiquement associé à une fissure, ce qui indique que ces discontinuités sont numérisées comme 

des entailles plutôt que des fissures.  

D’autres facteurs géométriques ont été déterminés, tels que le facteur de correction géométrique, 

avec des valeurs comprises entre 1.04 et 1.42, et des facteurs de concentration de contrainte allant 

de 4.06 à 8.31. L’éprouvette No.5 a atteint un 𝑘𝑡 de 40.2 sans pour autant présenter les 

caractéristiques d’une fissure, l’exposant de singularité restant à 0.36. 

7.1.2 Objectif 2 : Prévoir la résistance en fatigue à partir des résultats de 

OS1 et de la théorie des entailles 

Pour répondre à cet objectif, une analyse approfondie a été réalisée en utilisant les paramètres 

géométriques (α, Y, 𝑘𝑡) déterminés précédemment. Conformément aux recommandations de 

W.Fricke [61] dans l’IIW, les modélisations avec les NSIF nécessitent une analyse détaillée du 

champ de contraintes proche de la pointe de l’entaille, ce qui requiert des maillages très fins dans 

les simulations FEA. 

En appliquant la théorie du facteur d’intensité de contrainte des entailles, l’approche généralisée 

d’Atzori-Lazzarin a été employée au Chapitre 5 pour évaluer sa capacité à améliorer la justesse 

des prévisions de résistance en fatigue pour des soudures présentant de grandes discontinuités 

volumétriques. Cette approche est particulièrement pertinente, car elle prend en compte l’effet des 

entailles et de la géométrie complexe des discontinuités volumétriques. 

Lazzarin et Tovo [62] ont déjà démontré que les essais de fatigue sur divers joints soudés produisent 

des courbes S-N cohérentes lorsque le NSIF est utilisé comme paramètre de fatigue, validant ainsi 

cette approche pour la prévision de la durée de vie en fatigue des structures soudées.  

Les simulations indiquent que l’approche généralisée d’Atzori-Lazzarin, adaptée aux 

caractéristiques géométriques uniques des discontinuités volumétriques présentes dans les 

soudures 410NiMo, pourrait potentiellement améliorer la justesse des prévisions de résistance en 

fatigue par rapport à l’approche classique de la LEFM. Cependant, ces prévisions doivent être 

vérifiées empiriquement pour en confirmer la validité comme discuté à la Section 7.1.3.  
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7.1.3 Objectif 3 : Vérifier empiriquement les prévisions de la résistance en 

fatigue 

Pour répondre à cet objectif, 14 éprouvettes ont été soumises à des essais de fatigue, accompagnés 

d’analyses fractographiques dans les Chapitres 5 et 6 pour identifier les sites d’amorce, avec une 

méthodologie explicitée au Chapitre 4. 

Les essais ont révélé des valeurs de résistance en fatigue comprises entre 72 MPa et 171 MPa pour 

les éprouvettes contenant des discontinuités, tandis que la résistance en fatigue d’un matériau sans 

défauts est estimée à 520 MPa, sous les conditions N = 2𝐸6 cycles et un rapport de charge cyclique 

R = 0.1. Les résultats du Chapitre 5 ont permis de vérifier empiriquement que les discontinuités 

introduites dans les soudures suivent une tendance prévisible selon la mécanique linéaire élastique 

de la rupture, plutôt que selon l’approche généralisée d’Atzori-Lazzarin. 

L’analyse fractographique a révélé de multiples sites d’amorce provenant d’un essai de fatigue 

interrompu, comprenant notamment de petites entailles formées lors du soudage et remplies de 

résidus de flux, non détectables avec la résolution de 20 µm³ du CT scan. Ces entailles, d’un rayon 

de 5 μm, ont été observées dans deux joints au niveau de la racine de la soudure, constituant des 

points critiques pour l’amorçage des fissures. 

De plus, 5 des 14 éprouvettes présentaient des fissures formées durant le soudage, avant même les 

essais de fatigue. La présence d’oxydes sur certaines zones du faciès de rupture indique que de 

petites fissures, de 50 µm à 700 µm de profondeur, existaient avant le traitement thermique post-

soudage. Non détectées par le CT scan, leur géométrie spécifique reste inconnue, ce qui complique 

la modélisation précise du champ de contraintes local. 

L’analyse EDS des faciès de rupture a révélé une concentration élevée d’éléments provenant des 

résidus de flux, tels que le Ti, le Si et le Zr, dans les zones oxydées autour des sites d’amorce. Bien 

que leur effet exact sur le seuil de propagation des fissures n’ait pas été précisément quantifié, la 

diffusion de ces éléments étrangers dans le métal d’apport est souvent indésirable. Certains 

chercheurs ont mis en évidence leur potentiel à réduire la résistance en fatigue en raison de la 

formation d’inclusions de laitier [20, 21]. La norme ASME [58] indique également que les résidus 

de flux peuvent être très corrosifs. Toutefois, cette étude se concentre sur l’influence des 

discontinuités sur la résistance en fatigue, sans inclure une analyse de l'impact de la corrosion. 
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7.1.4 Objectif 4 : Poser les limites du modèle de prévision de la résistance 

en fatigue 

Pour atteindre cet objectif, il s’agit de poser les limites du modèle de prévision de la résistance en 

fatigue, en s’appuyant sur les résultats expérimentaux et les limitations identifiées. Une analyse 

approfondie des essais et des modélisations a été effectuée pour calibrer le modèle et améliorer la 

justesse des prévisions. 

Les essais de fatigue effectués sur des éprouvettes de soudures en acier 410NiMo, contenant des 

discontinuités délibérément introduites, ont montré une tendance conservatrice conforme à la 

mécanique linéaire élastique de la rupture. La prévision de la résistance en fatigue selon la LEFM 

reste conforme aux pratiques d’Hydro-Québec. Les inspections ultrasoniques réalisées après la 

fabrication des roues de turbines ne permettent pas d’obtenir une résolution inférieure au 

millimètre, soulignant ainsi la nécessité d’une approche conservatrice pour l’évaluation de la 

résistance en fatigue. Cependant, en appliquant la théorie des entailles, des écarts significatifs de 

nature non conservatrice ont été observés. Cette approche se révèle insuffisante pour garantir la 

pérennité des roues de turbines chez Hydro-Québec, car les intervalles d’inspection calculés selon 

cette approche peuvent mener à des risques imprévus. 

L’une des principales limites identifiées concerne la résolution des images tomographiques, fixée 

à 20 µm/voxel, qui influence la précision des simulations par éléments finis, particulièrement pour 

les micro-discontinuités de taille inférieure aux voxels. Cette résolution limite la capacité du 

modèle à capturer la géométrie exacte des micro-discontinuités, réduisant ainsi la justesse des 

prévisions de la résistance en fatigue.  

Les travaux de calibration présentés au Chapitre 6 ont démontré que l'utilisation du facteur de 

correction géométrique Y = 1.00 pour le calcul de la résistance en fatigue basée sur la LEFM 

constitue une approche conservatrice. Les petites entailles observées sont considérées comme des 

fissures de type bande, justifiant ainsi un facteur Y = 1.00 en raison de leur rapport de forme très 

élevé. Les autres sites d’amorce observés, de géométrie semi-elliptique, présentent des valeurs de 

Y comprises entre 0.75 et 1.00, tandis qu’un oxyde sous-surface est approximé par le facteur 

Y de 0.64. De plus, l’outil de prévision de la résistance en fatigue, le diagramme de Kitagawa-

Takahashi présenté au Chapitre 5, doit être calibré pour la taille maximale de chaque discontinuité 
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afin de produire des prévisions conservatrices, conformément aux recommandations de l’IIW [60] 

pour des discontinuités volumétriques. 

Les données expérimentales du Chapitre 5, illustrées dans la Figure 7.1 et comparées à celles 

d’Akbarian [11], montrent un écart significatif de la résistance en fatigue entre les entailles 

hémisphériques et les discontinuités vermiformes allongées pour l’acier 410NiMo. Les entailles 

hémisphériques suivent la théorie NSIF, avec un exposant de singularité de 0.18, tandis que les 

discontinuités de soudure introduites volontairement présentent un comportement conforme à la 

LEFM (α = 0.5) pour des diamètres maximaux compris entre 1.18 mm et 2.94 mm. 

 

Figure 7.1 Résistance en fatigue pour différents types de discontinuités dans le matériau 

410NiMo pour N = 2E6 cycles et R = 0.1 (D’après les résultats de [11])  

L’approche par la théorie des entailles, bien que calibrée avec l’exposant de singularité local, n’a 

pas permis d’améliorer la justesse des prévisions de résistance en fatigue pour les soudures 

410NiMo présentant de grandes discontinuités volumétriques. Cela souligne la nécessité d’adapter 

l’approche LEFM en fonction de la nature spécifique des discontinuités présentes dans la soudure.  
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CHAPITRE 8 CONCLUSION ET RECOMMANDATIONS 

Les analyses menées dans cette étude révèlent l’influence des discontinuités volumétriques sur la 

résistance en fatigue des soudures en acier 410NiMo, à travers les conclusions expérimentales et 

numériques suivantes : 

Conclusions expérimentales 

• L’introduction de flux lors du soudage permet de produire des discontinuités 

vermiformes allongées, orientées parallèlement aux cordons de soudures, avec des 

diamètres variant de 0.18 mm à 2.94 mm. 

• Les discontinuités générées par l’ajout de flux produisent des entailles et/ou des fissures 

formées pendant le soudage, ayant un effet sur la résistance en fatigue comparable à 

celui des fissures.  

• La résolution du CT scan, fixée à 20 μm/voxel, ne permet pas de caractériser 

précisément les entailles de l’ordre de 60 μm, la limite de détection des détails étant 

généralement de trois fois la taille du voxel. 

• Les grandes discontinuités de soudure de forme arrondie peuvent contenir des micro-

fissures non détectables par CT scan. 

• Des éléments étrangers tels que le titane (Ti), le silicium (Si), et le zirconium (Zr), issus 

des résidus de flux, sont présents aux sites d’amorce et peuvent réduire le seuil de 

propagation des fissures. 

Conclusions numériques 

• Les simulations numériques révèlent des exposants de singularité compris entre 0.27 et 

0.45, inférieurs à 0.5 (valeur caractéristique d’une fissure), justifiant ainsi l’application 

de la théorie NSIF. 

• La quantification de la distribution de contrainte autour des discontinuités est limitée 

par la résolution du CT scan, restreignant ainsi la précision des simulations par éléments 

finis. 

• Les prévisions de résistance en fatigue basées sur la théorie NSIF sont influencées par 

la précision de la quantification de la distribution de contrainte autour des 

discontinuités. 
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Conclusions globales 

Cette étude démontre que l’application de l'approche généralisée d'Atzori-Lazzarin n’améliore 

pas la justesse des prévisions de résistance en fatigue pour les soudures 410NiMo présentant 

de grandes discontinuités volumétriques. En revanche, l’utilisation du diagramme de Kitagawa-

Takahashi pour les éprouvettes testées permet une prévision juste de la résistance en fatigue, les 

discontinuités volumétriques introduites dans les soudures en acier 410NiMo se comportant de 

manière similaire aux fissures. 

Conformément à la norme ASME [58], il est recommandé de considérer les discontinuités 

volumétriques issus du soudage comme des fissures dans les analyses de fatigue. L’application 

du diagramme de Kitagawa-Takahashi aux discontinuités allongées de type vermiforme a 

permis d’obtenir une justesse de prévision de la résistance en fatigue de 84 ± 14 %, en tenant 

compte de la taille maximale des discontinuités. L’outil de prévision doit être utilisé dans des 

conditions similaires aux essais, soit en environnement ambiant, et calibré pour le seuil de 

propagation du métal d’apport avec un facteur de correction géométrique de 1.00. La 

calibration du diagramme Kitagawa-Takahashi peut être influencée par des facteurs tels que la 

corrosion, la présence d’éléments étrangers, ou des variations dans le traitement thermique post-

soudage qui modifient la taille des grains; son utilisation doit donc être encadrée par des limites 

précises. 

Recommandations de travaux futurs 

Cette étude a vérifié que la résistance en fatigue des discontinuités volumétriques dans les soudures 

d’acier 410NiMo, réalisées par FCAW, est prévisible avec justesse par la LEFM. Les recherches 

supplémentaires sur ce sujet spécifique ne sont donc pas nécessaires. 

La méthodologie développée dans cette recherche, utilisant la tomodensitométrie et l'analyse par 

éléments finis, constitue un cadre rigoureux pour modéliser avec précision les discontinuités 

volumétriques à géométrie complexe et pour prévoir la résistance en fatigue à l’aide du NSIF. Un 

axe de recherche prometteur consisterait à appliquer cette approche à d'autres procédés, tels que le 

moulage, la fabrication additive ou des techniques de soudage alternatives, où les discontinuités 

internes influencent significativement la tenue en fatigue. Une amélioration de la justesse dans la 
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prévision de la résistance en fatigue dans ces domaines permettrait potentiellement d’optimiser la 

conception des matériaux et d’accroître la pérennité des structures soumises à des charges 

cycliques. 

En parallèle, l'investigation de l'effet d'un environnement corrosif sur les phénomènes de fatigue 

reste un sujet crucial. Dans un tel contexte, des recherches futures pourraient se concentrer sur 

l'interaction entre la corrosion et la fatigue, en particulier sur la réduction du seuil de propagation 

des fissures (𝛥𝐾th) et l'évolution du diagramme Kitagawa-Takahashi sous conditions corrosives. 

Remarques supplémentaires 

L’institut de recherche d’Hydro-Québec poursuit activement ses efforts pour améliorer la fiabilité 

des installations hydroélectriques à travers des projets de recherche axés sur la fatigue-corrosion. 

Une estimation juste de la durée de vie en fatigue des turbines permet d’optimiser leurs 

performances tout en réduisant les coûts de maintenance, contribuant ainsi à l’augmentation de la 

production d’énergie hydroélectrique. Cette recherche s’inscrit pleinement dans une perspective de 

développement durable et vise à : 

- Promouvoir l’utilisation des énergies renouvelables; 

- Soutenir l’adaptation aux changements climatiques; 

- Contribuer à la décarbonation des activités économiques. 
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ANNEXE A  ANALYSE DES PROFILS DE TEMPÉRATURE LORS DU 

TRAITEMENT THERMIQUE POST-SOUDAGE 

La Figure A.1 présente les profils de température mesurés par deux thermocouples (TC) pendant 

un traitement thermique post-soudage à 605 °C sur une période de 8 heures. Ces thermocouples 

ont été placés à des emplacements stratégiques pour garantir un contrôle thermique précis. Les 

données collectées confirment la stabilité du palier thermique. 

 

Figure A.1 Profils de température mesurés par deux thermocouples (TC) lors d’un traitement 

thermique à 605 °C pendant 8 heures 
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ANNEXE B  DESSIN TECHNIQUE DE L’ÉPROUVETTE DE FATIGUE 

La Figure B.1 présente le dessin technique détaillé d’une éprouvette de fatigue utilisée dans les 

essais expérimentaux. Ce dessin inclut les dimensions spécifiques et les tolérances requises pour 

garantir la reproductibilité des essais et la comparabilité des résultats obtenus. 

 

Figure B.1 Dessin technique d’une éprouvette de fatigue
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ANNEXE C  PROCÉDURE DÉTAILLÉE POUR CONVERTIR UNE 

DISCONTINUITÉ NUMÉRISÉE PAR CT EN MODÈLE PAR ÉLÉMENTS 

FINIS DANS ABAQUS CAE 

Ouverture du fichier STL :  

Le processus débute par l’ouverture du fichier STL dans SolidWorks, en utilisant l’option 

ScanTo3D conçue pour le traitement des données numérisées. Il est possible que ScanTo3D doive 

être activé via les compléments, accessibles dans l'onglet Outils. Cette étape permet d'importer 

directement le maillage généré par la numérisation CT. 

 

Figure C.1 Interface SolidWorks montrant l’activation du complément ScanTo3D 

Préparation du maillage :  

Une fois le fichier STL importé dans SolidWorks, il est nécessaire d’utiliser l’assistant de 

préparation du maillage. Cet outil permet d’optimiser la qualité du maillage en appliquant un 

lissage maximal et en éliminant le bruit. Le maillage affiné est ensuite sauvegardé sous le format 

ScanTo3D (*.stl). 
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a)  b)    

Figure C.2 Réglages de l’assistant de préparation du maillage : (a) Suppression du bruit, 

(b) Lissage global 

Conversion en pièce SolidWorks :  

Le fichier STL affiné doit ensuite être ouvert en mode corps volumique dans SolidWorks, ce qui 

permet de traiter le maillage comme un solide pour les modifications futures. Ce fichier est ensuite 

enregistré en tant que pièce SOLIDWORKS (.prt;.sldprt). 

 

Figure C.3 Importation du fichier STL en tant que corps volumique dans SolidWorks 

Intégration et alignement :  

La discontinuité numérisée est ensuite intégrée dans une pièce représentant les dimensions exactes 

de l'éprouvette. Cela se fait en utilisant l’option Insertion > Pièce dans SolidWorks. La cohérence 

des unités doit être garantie dans tous les fichiers importés. L'alignement des coordonnées de la 



89 

 

discontinuité avec celles de la pièce est nécessaire pour que les contraintes soient correctement 

évaluées par rapport à la géométrie. Cette étape peut nécessiter un recadrage des bords pour assurer 

une fusion optimale. La fonction Combiner, située dans l’onglet Insertion, est utilisée pour intégrer 

la discontinuité dans le bloc, en la soustrayant du corps principal. Des mesures et vérifications au 

microscope peuvent être nécessaires pour valider cette étape. 

 

Figure C.4 Alignement des coordonnées de la discontinuité dans SolidWorks 

Exportation en fichier STEP :  

Une fois la pièce finalisée dans SolidWorks, elle doit être sauvegardée sous le format STEP AP214 

(.step;.stp). Ce format garantit la compatibilité des données et préserve la précision géométrique 

lors de l'importation dans ABAQUS CAE. 

Importation dans ABAQUS CAE :  

Le fichier STEP est ensuite importé dans ABAQUS CAE en tant que pièce. Une fois importé, il 

est impératif de combiner toutes les parties séparées en un seul corps solide et de fusionner toutes 

les régions solides pour garantir l'intégrité structurelle du modèle lors de la simulation. 
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Figure C.5 Importation du fichier STEP dans ABAQUS CAE 

Configuration de la simulation dans ABAQUS CAE :  

Les propriétés des matériaux sont appliquées au modèle, ainsi que les conditions aux limites et les 

charges spécifiques au cas étudié. Le maillage est réalisé en utilisant des éléments tétraédriques 

quadratiques, adaptés aux géométries complexes et détaillées issues des numérisations CT, assurant 

ainsi une précision optimale pour la simulation par éléments finis. 
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ANNEXE D  MÉTHODE D’ESSAI DE CONVERGENCE 

La méthode de raffinement incrémental du maillage a été mise en œuvre pour assurer la précision 

des simulations par éléments finis (EF), tout en optimisant le temps de calcul. Comme illustré à la 

Figure D.1, cette approche consiste à augmenter progressivement le nombre d'éléments du 

maillage, avec un accroissement minimal de 20 % entre chaque simulation, réalisée sur un 

ensemble de 15 éprouvettes. Cette stratégie permet d’affiner le maillage tout en minimisant 

l’impact sur le temps de calcul.  

La convergence est évaluée en comparant la différence entre le nombre d'éléments, et la valeur 

maximale de la contrainte 𝜎𝑦𝑦(max) (en noir) obtenue pour chaque simulation. La convergence est 

atteinte lorsque la variation relative de 𝜎𝑦𝑦(max) (en rouge) ne dépasse pas 2 % (ligne pointillée 

rouge), indiquant ainsi que les résultats deviennent indépendants de la densité du maillage. 
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Figure D.1 Analyse de convergence de 𝜎𝑦𝑦(max) en fonction du nombre d’éléments tétraédriques 

quadratiques, avec un critère de convergence fixé à 2 % (ligne pointillée rouge) 
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ANNEXE E  SCHÉMAS DU DÉPÔT DES CORDONS DE SOUDURE 

La Figure E.1(a) montre un schéma d'une vallée (No.8) formée entre deux cordons de soudure. 

Des résidus de flux étaient répartis dans la vallée le long de la racine de soudure, et ces résidus ont 

ensuite été recouverts par plusieurs cordons de soudure. La Figure E.1(b) illustre un schéma du 

dépôt de cordon de soudure sans discontinuités, qui a été réalisé sur le côté opposé de la plaque. 

 

Figure E.1 Schéma du dépôt de cordons de soudure (a) avec la discontinuité représentée par le 

No.8, et (b) sans la discontinuité 
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ANNEXE F  DÉTAIL DU CALCUL DE ΔKTH,N 

La Tableau F.1 présente la résistance en fatigue d'une éprouvette à bords lisses (𝛥𝜎0) et la variation 

du facteur d'intensité des contraintes au seuil (𝛥𝐾th) du matériau soudé 410NiMo.  

Tableau F.1 Paramètres pour le 410NiMo à N = 2E6 cycles et R = 0.1 

 

 

 

Les résultats expérimentaux d'Akbarian [11] ont démontré que la théorie du facteur d'intensité des 

contraintes pour entailles est applicable aux entailles hémisphériques micro-percées  (α = 0.18) 

dans l'acier inoxydable 410NiMo sous des conditions de R = 0.1 et N = 2E6 cycles. Akbarian a 

obtenu une variation du facteur d'intensité des contraintes au seuil pour les entailles (𝛥𝐾th,n)  

expérimentale de 178 MPa m0.18. 

Le paramètre 𝛥𝐾th,n peut être déterminé en utilisant l'équation générale qui relie 𝛥𝐾th et α à partir 

de la théorie NSIF (Équation 5.7). Le même résultat est obtenu en utilisant les valeurs du 

Tableau F.1. 

𝛥𝐾th,n = 𝛽(𝛥𝜎0)(1−2𝛼)𝛥𝐾th
2𝛼 =  1.8(520 MPa)(1−0.36)(5.16 MPa√m) 

0.36
 =  178 MPa m0.18.  

Où la variable adimensionnelle β est calculée selon la méthode du point (PM) 

(Équation 5.8) :

𝛽𝑃𝑀 =
√2

2𝛼 𝜋((1/2)−𝛼) √2

20.18 𝜋((1/2)−0.18)  =  1.8  

 

 

 

 

𝜟𝝈𝟎 [MPa] [11] 𝜟𝑲𝐭𝐡 [MPa√𝐦] [44] 

520 5.16 
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ANNEXE G  DISTRIBUTIONS DE CONTRAINTE DES ÉPROUVETTES 

DE FATIGUE 

La Figure G.1 illustre les distributions de contrainte des éprouvettes No.3 à No.15 par ordre 

croissant des valeurs des exposants de singularité. Les exposants de singularité varient entre 0.27 

et 0.45, et le facteur de concentration des contraintes varie entre 4.06 et 8.31, avec une éprouvette 

ayant un 𝑘𝑡 beaucoup plus élevé de 40.20. Les distributions de la contrainte 𝜎𝑦𝑦 des éprouvettes 

No.1 et No.2 sont présentées comme exemples dans la Figure 5.10. 

 

 

 

 

Figure G.1 Distributions de contrainte normalisées à la pointe de l'entaille, limitée par le facteur 

de concentration de contrainte local, 𝑘𝑡 
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ANNEXE H  PRÉVISION DE LA RÉSISTANCE EN FATIGUE DES 

ÉPROUVETTES  

La Figure H.1 présente les résultats de fatigue des éprouvettes No.3 à No.15, classés par ordre 

croissant de leurs valeurs d'exposant de singularité. Le point rouge avec la barre horizontale 

représente la résistance à la fatigue expérimentale rapportée pour l'intervalle de taille de 

discontinuité mesuré sur les faciès de rupture. Ce point est positionné à                                              

𝑎(moy) = (𝑎(min) + 𝑎(max))/2. Ces résultats sont superposés sur leurs diagrammes LENM 

respectifs, avec une pente de comparaison provenant de l'approche LEFM (Kitagawa-Takahashi) 

également incluse.  

 

 

 

 

Figure H.1 Résistance en fatigue d’une discontinuité allongée dans le matériau soudé 410NiMo 

pour N = 2E6 cycles et R = 0.1. Prévisions selon (ligne noire) la théorie des entailles, (ligne bleue) 

la mécanique linéaire élastique de la rupture et (barre rouge) les données expérimentales 


