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CHAPITRE I



I - INTRODUCTION

Les constructions métalliques en service ont connu ces
dernidres décennies un développement considérable (qu'il
s'agisse de constructions navales, des appareils & pression,
de ponts, etc...). Ce développement a été rendu possible par:

- une amélioration constante de la qualité et  les
caractéristiques des matériaux utilisés,

- une meilleure connaissance du comportement de ces métaux,
notamment la connaissance de 1l'état des contraintes et
déformations en tout point de la structure quelle que soit
sa forme, le chargement augquel -elle est soumise et le
domaine de déformation "élasticité ou plasticité”.

Connaissant cet état de contraintes et déformations, ainsi
que les caractéristiques du matériau, les utilisateurs
appliquent un coefficient de sécurité qui leur permet de se
prémunir contre le risque de rupture de la structure. Au fil
des années, l'expérience a montré que cette approche est
devenue insuffisante pour prévoir la rupture fragile de
plusieurs ponts et réservoirs sous pression.

Pour se prémunir contre ces risques de rupture fragile, les
utilisateurs ont adopté une autre approche ‘permettant la
caractérisation du comportement fragilé des aciers, qui est
basée sur le concept de l'énergie absorbée au cours d'un
essai de choc "résilience". Ainsi le comportement a rupture
de la structure est défini par une température dite de
transition en dessous de laquelle celle-ci ne devrait pas
travailler, et basée sur une énergie de rupture minimale.
Néanmoins, ce concept ne permet pas de dissocier 1la
propagation de l'amorgage et il donc est nécessaire de faire
appel a8 une méthode qui permet de suivre la rupture de
l'amorgage jusqu'a la fin de la propagation.



Vers les années cinquante, IRWIN ((1)) se base sur la théorie
de GRIFFITH ((2)) pour introduire la "Mécanique de la
rupture" qui considére la présence de fissures dans la
structure et donne la forme du premier terme singulier des
contraintes au voisinage de cette fissure. Cette approche
permet de quantifier la tenacité des structures en service et
montre en particulier qu'une fissure peut &tre soumise a

trois principaux modes de sollicitations :
- ouverture des l&évres de la fissure (mode 1),

- glissement droit de lévres, l'une par rapport a l'autre
(mode 11),

- glissement vis des l&vres de la fissure (mode III).

On définit un paramétre 1ié au chargement et & la géométrie
du défaut appelé "Facteur d'intensité de contrainte”" Ki

(i =1, II, III) et l'on considere que l'instabilité d'une
fissure commence guand ce paramétre Ki atteint une valeur
critique qui est une caractéristique du matériau appelée
également "tenacité du matériau".

Dans le cas de mode I pur, 1l'instabilité de la fissure
commence quand le facteur d'intensité de contrainte Ki
devient égal a KIC. Il n'en est pas de méme lorsque ce mode I
est superposé a un autre mode de sollicitation (Il ou ILI) ou
les trois ensemble.

Il n'est pas possible de développer tous les critéres de
rupture relatifs & ces modes de sollicitations dans cette
étude. Nous donnerons les principaux critéres de rupture et
de propagation dans le chapitre 11, en particulier, dans le
cas oU le mode I]l de sollicitation est superposé a celui du
mode 1. Ensuite, nous verrons dans les chapitres IIIl et 1V
respectivement l'application de la mécanique de la rupture
aux Jjoints soudés en général et aux Jjoints en croix en
particulier, une étude expérimentale, relative aux essais sur
petites éprouvettes et les joints en croix, sera présentée
dans le chapitre V. Enfin le chapitre VI traitera une
modélisation de la durée de vie des joints en croix & cordons
porteurs d'efforts. Et nous terminerons cette étude par une
conclusion portant sur les problé&émes de rupture en mode mixte
et leur application dans les joints soudés.



((1)) IRWIN G.R.
"Analysis of stresses and strain near the end of a

crack traversing a plate" .
J. of Appl. Mech. - Vol. 79 - N° 24 - PP 361~ 364 -

1957

((2)) GRIFFITH A.A.
Phil Trans Roy - A 221 - PP 185 - 1920
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Il - PRINCIPAUX CRITERES DE RUPTURE ET DE PROPAGATION DANS LE
CAS DE MODES DE SOLLICITATIONS (I + II)

I11-1 CRITERES DE RUPTURE

II-1-1 Critéres élastiques

Ces criteéres sont établis dans le cas des matériaux a
comportements fragiles. En effet, la plupart des structures 2a
haute limite élastique en service se rompent sans déformation
apparente et il en résulte des accidents graves et
inattendus. Néanmoins, ces critéres restent applicables en
présence d'une plasticité confinée en pointe de fissure.

Les principaux critéres proposés dans la littérature en
mécanique linéaire élastique sont les suivants

II-1-1-a Critére de la contrainte tangentielle maximale
" Tgemax"

L'établissement de ce critére par ERDOGAN=SIH ((1)) vers les
années soixante repose sur les hypothéses suivantes
(figurel) :

- la propagation de la fissure se fait dans une direction

.

radiale & partir de la pointe de la fissure,

- la direction de propagation &, est celle dans laquelle les
contraintes tangentielle est maximale,

- cette propagation se produit lorsque dans la directiong;:
Yoo VETAR = Kzc

Les auteurs ont utilisé des plaques de "PMMA" comportant des
fissures inclinées par rapport au chargement appliqué et
donnent 1'état des contrainte a la pointe de fissure en ne
considérant que les termes singuliers. Il ressort des
hypotheéses précédentes, deux équations permettant la
détermination de l'angle de propagation de la fissure ainsi
que la valeur du chargement critique a8 rupture exprimée en
fonction de KI et KII :



-

Kz Sin & + Kz (3Cs&, -4 ) = o

Cos §o [ Kz cos*oy, - 3 KZ 5,;,9,]: Kre (1)

Au niveau de l'angle de rupture, les auteurs n'obtiennent pas
des points correspondant aux plus fortes proportions de mode
de glissement (mode II), le point correspondant en mode 11
pur, figure (2) a été obtenu en sollicitant la plagque en
traction paralléle & l'entaille en des points trés proches de
celle-ci.

En ce qui concerne la charge critique 4 rupture, on observe
une dispersion importante des résultats obtenus.

D'autres auteurs comme WILLIAMS et Col. ((2)) ont apporté des
corrections au critére d'ERDOGAN-SIH en considérant 1'état de
contraintes a4 une distance critique "r" de la pointe de
fissure, ils appliquent le critére de la contrainte
tangentielle maximale d'ERDOGAN-SIH pour différrentes valeurs
de "r" en introduisant un coefficient .

De cette maniere, ils prennent ainsi en compte dans leur
calcul, la contrainte de traction qui est parallele a la
fissure. Ceci améliore la prédiction d'ERDOGAN-SIH, en
particulier dans la zone ol la proportion du mode Il est
‘prépondérante ( U'Caszﬂ )e

L'angle de rupture correspondant au mode Il pur trouvé par
les auteurs est de 90° au lieu de 70,5° donné par ERDOGAN-

SIH.

FINNIE et Col. ((3)) soulignent la contribution de la
contrainte non singulidre perpendiculaire a l'entaille.

ST JOHN et Col. ((4)) prennent en compte le tenseur complet

des con%raintes non singuligres en rajoutant l'expression
T sin ([3-9)4‘3 la contrainte singulidre Qs d'ERDOGAN-SIH.



II-1-1-b Critére de la déformation tangentielle maximale
v Epo mann

Ce critére est analogue & celui de la contrainte tangentielle
maximale, il a été introduit par CHANG et Col. ((5, 6)) en
utilisant des plaques comportant des fisures elliptiques
chargées en mode mixte, figure (3).

Les auteurs postulent que

- l'extension de la fissure se fait a partir d'un point MY
situé sur la surface de la fissure ou la déformation
tangentielle est maximale. L'angle de ,propagation g est
celui pour lequel, a un faible rayon"x" autour du point
M, la déformation tangentielle éba-est maximale.

- la rupture devient imminente quand la déformation Ese(0*)
atteint sa valeur critique et prend la valeur
EF=Tt , " Te¢" é6tant la contrainte & rupture.
&

A la différence de celui de la contrainte tangentielle
"maximale, ce critére prend en compte la nature du matériau
utilisé en introduisant plusieurs coefficients de POISSON
wn et le module d'YOUNG "E" figure (4).

La figure.(5) compare la prédiction de l'angle de propagation
pour deux géométries de fissures différentes (droite et
elliptique) avec l'expérience, celle-ci montre que le critere
de la déformation tangentielle maximale prédit assez bien
l'angle de rupture pour/g)>60°. En dessous de cette valeur,
compte tenu de la dispersion de l'expérience, ce critére sous
estime la valeur de l'angle a rupture.

II-1-1-c Critzres énergétiques

.11I-1-1-c-a8 Critére basé sur la densite d'énergie de
déformation "S5 min"

Ce criteére est basé sur l'état de déformation au voisinage du
défaut selon SIH ((7)).



Pour un matériau élastique, la quantité d'énergie emmagasinee
dans la zone proche du fond de fissure dépend uniquement de
l'état de contraintes et déformations. L'énergie stockée dans
un élément dA sous sa forme quadratique, dans un systéme
bidimensionnel est donné par :

, z
dw - 4 (aun kzz ¢ 2 dny KeKE + @22 K ) (2)
W - 5 |

A
avec

am= A A+ CoS & (/{ - Gos &)
we A [( ) )

a2 <t _sne [z s ._(/C.—/)_Z

AEHA
a2 =2 [(/fuj(,f_ los &) + (/+(915'j(5to$9-_/ﬂ
SN

K =(3-Y)/(4+V)en contrainte plane
K= 3-9V en déformation plane

(3)

G étant l'angle de rupture,17,/a sont respectivement 1le
coefficient de Poisson du matériau et le module de
cisaillement. Cette densité d'énergie possdde une singularité
en "1/r" et peut s'écrire :

néu::s (4)
'~

ol le parametre "S" est appelé le taux de densité d'énergie
de déformation qui dépendra de l'angle polaire e,

SIH ((7)) formule le criteédre en posant deux hypotheéses
fondamentales : ‘

- la premi&re suppose que la propagation de la fissure a lieu
dans une direction déterminée ol le taux de densité
d'énergie de déformation est minimum.

&
S o o
’3937

et



11 est a noter gque la valeur de S (mini) est celle qui
correspond a la contrainte tangentielle positive.

- la deuxieéme hypoth&se consiste & dire que l'extension de la
fissure se produit quand le taux de densité d'énergie de
déformation "S" .atteint sa valeur critique.

.S(KI,KE, 9"):5}. pour e -5 (6)

Contrairement & celui de la contrainte tangentielle maximale
((1)), ce critére prend en compte la nature du matériau par son
coefficient de poisson vV . Comme dans son premier critere
((1)), l'auteur n'intégre pas les termes non singuliers dans
l'expression de 1l'énergie de déformation.

Pour en tenir compte, FISHER ((8)) exprime la densité

d'énergie de déformation en fonction des contraintes
principales :

w - /6/4 [2( 02)2+(£-J)(¢/+Tz)zj (7)

ol Kz 3-u4v en déformation plane
f{;(‘?-”)/(,ﬂ‘)’) en contrainte plane

Ainsi, le taux de densité d'énergie de déformation
correspondant & "n" termes pour une distance critique de "r"
est donné par @

Sn: /z . W*lz (8)

Un calcul numérique de l'angle de rupture a été fait par
FISHER pour n = 4, et comparé a celul obtenu & partir de la
théorie de SIH ((7)).

La figure (6) montre 1'écart existant entre ces deuxX
approches pour des angles de chargement no{" supérieurs &
4509, '



IlI-1-1-c-b Critére basé sur le taux maximum d'energie
disponible "G max"

Ce critére a fait l'objet de plusieurs recherches. En effet,
des les années 1920, GRIFFITH ((9)) considére un corps
fissuré soumis & un chargement quelconque Pi figure (7),
l'auteur suppose que la fissure se propage dans son plan
initial et donne l'expression de l'énergie potentielle avant
et apreés propagation respectivement et IT*. '

y
/7'*:/':4/;/;/-/2- s s (8)

- J . [P - i ;' Py
avec W"‘é‘o-‘]g‘j et W,ZO'jé'J

Ty ,é&/ étant les tenseurs des contraintes et déformations
aux points considérés.

L'énergie disponible pour faire progresser la fissure de "Aa
appelée aussi le "taux de restitution d'énergie" étant égale
a :

* Py
& = Limrs fe (___—77 "//): (K__Iz"'_/(‘z._ )(Je +Jj
« 2

7/-44 o 4 M (9)

2 2
6= Kz +hz ar C.P

zE Z
G - Kt - e (/_'yz) an D.P
E.

Cependant, l'hypothé&se émise concernant la propagation de la
fissure dans son plan est démentie par l'expérience, en
effet, il a été démontré que la fissure dévie aussitdt que 1la
valeur maximale de l'énergie "G" devient critique.

Des chercheurs comme HUSSAIN ((10)), HWANG ((11)) ‘et AMESTOY
((12)) ont développé des théories pour tenter de prendre en
compte la longueur de la branche "g&"' dans les déterminations
de l'énergie "G".



D'une maniére généréle, la relation donnant l'énergie "G"
dans ce cas prend une forme semblable & celle donnée par
l1'équation (9) pour une fissure droite, figure (8).

*9 .l
6 (as &)= Z_{;'(”‘ * K ) (10)
ol E’= & en contrainte plane

£ -—‘—'r-—z-/ en déformation plane

La relation existant entre les facteurs Ki* (i = I, 1I)
relatifs & la fissure branchée et ceux correspondant & une
fissure droite Ki (i = I, I1) est donnée par la matrice Kij
(i =1, 2) telle que :

/(z* Kan 4913 Kz
l(.,;-r - K1y K2 K (11)

La détermination des coefficients de cette matrice est
délicate. Des auteurs ((10, 11, 12)) utilisent des méthodes
numériques basées sur les transformations conformes et les
fonctions complexes pour déterminer les coefficients Kij.

Une étude bibliographique concernant le probléme des fissures
branchées est détaillée dans les travaux de JODIN ((13)) et
LOUAH ((14)).

1I-1-2 Critéres élasto-plastiques de rupture

Tous les criteéres étudiés dans le précédent paragraphe sont
établis dans le cas des matériaux fragiles. Dans ces
matériaux, la taille de la zone plastique entourant la
fissure reste faible au cours de la rupture . Cependant, dans
la plupart des matériaux métalliques travaillant dans des
conditions normales (sans influence d'environnement, de
température, etcese), la rupture est précédée par une
déformation plastique importante. Dans ce cas, oOn fait appel
a des critéres qui tiennent compte de cette déformation pour
prédire au mieux le comportement des métaux en question. Nous
donnerons dans ce paragraphe les critéres les plus courants.



I1-1-2-a Critédre basé sur le concept de l'ouverture de
fissure (COD = Crack Opening Displacement)

Ce critére est souvent utilisé comme critére d'instabilité
des fissures en mode d'ouverture. Nous développerons plus
loin son origine et en particulier son application aux joints
soudés.

Dans le cas d'un chargement en mode d'ouverture, BARENBLATT
((15)) et COTTRELL ((16)) définissent l'ouverture & fond de
fissure en élasticité linéaire comme suit :

Vo K /'2__? (12)
E 7
ol _Zv:cr-:étant l'écartement & fond de fissure "COD"
Hz :le facteur d'intensité de contraintes
’ E
& = : dans le cas de déformation plane
A-v¥

E’z £ : en contrainte plane
N : étant la distance a l'extrémité de la fissure.
UEDA et Col. ((17)) proposent d'étendre ce critére du "COD" &

un .chargement en mode mixte. Les auteurs considérent que
l'extension de la fissure se fait dans une direction

—
perpendiculaire au vecteur déplacement résultant "Yr" selon
la figure (9), la rupture se produit quand ce vecteur résultant
devient égal & :

V;': /rfkgz*'Vk; (13)

-2 -3
ou Ve of VZ étant respectivement les vecteurs déplacements

en mode d'ouverture (mode 1) et le mode de glissement (mode
11). '



Les mesures de déplacements (VI et VII) ont été effectuées
sur un acier doux (SM 41) au loin de la pointe de fissure.
Comme il est difficile de transposer ces résultats a la
pointe de fissure, les auteurs calculent par élements finis
en élasto-plasticité le "COD" pour différentes configurations
(angle B et chargement différent) a une distance (r = 0,5 mm)
de la pointe de fissure, figure (10).

Les résultats du calcul sont comparés avec l'expérience dans
la figure (11). Les auteurs constatent qu'au dela d'une
charge de 1 000 KN, les valeurs du "COD" mesurées sont plus
élévées que celles obtenues par le calcul, ceci est di selon
les auteurs & la faible croissance stable de la figure dans
l1'éprouvette réelle. Compte tenu de cette remarque, ils
concluent que les calculs concordent bien avec l'expérience,
la figure (12) donne l'angle de propagation "@' pour
différentes configurations de chargement, le critére preédit
bien l'angle de bifurcation initial "&J'excépté dans le cas
du chargement uniaxial (Px = 0) ol la rupture est gouvernée
par la contrainte de cisaillement maximale. Remarquons
toutefois le faible nombre de résultats expérimentaux utiliseé
pour valider leur calcul.

II-1-2-b Critere de base sur le concept de l'intégrale J

Ce concept a été développé par RICE ((18)) en considérant une
fissure rectiligne dans un milieu bidimensionnel présentant
des déformations plastiques importantes avant rupture.
L'auteur définit une intégrale "J" indépendante du contour
figure (13) tel que :

' — )
J’:/[M/a/xa—r(z—%}]ds (14)
7

W : réprésente la densité d'énergie de déformation qui est
égale a : '

7]
W (ERL) :/ U‘c/'a’&'/ (15)
o



—_—
7 : étant le vecteur contrainte appliqué au point M de

1'élément du contour (ds) de normale m .

———

/] ¢ = 0—7 m/' (16)

Cependant, le concept de 1'intégrale "J" a éte souvent
utilisé dans le cas de mode I pur.

L'état des contraintes et des déformations au voisinage du
dé faut est donné par HUTCHINSON ((19)) et RICE et Col.

((20)).

A
r T —— ("]
oe = O (Km ). ¥ Ty (6 MF )

(17)
. e N 8= ¢
e'-:)z °.(_O_7'_(KM)-/"-N+:‘ EtJ (6, HE)

E

~ ~

ol UTJ ¢f g{f sont des fonctions dépendant de l'angle O et
d'un parametre MP.

Ce parametre M’ représente le rapport entre les composantes
KI, KII dans le régime plastique telle que :

MP:, —_2-_— &nf-/’/ [Imz/; U'&ﬁ(n’9-=°)_](18)
7 0;29' ( 2 9‘:0)

La plage de variation du paramgtre ME est de (0 & 1).

f4€ 0 dans le cas du mode 1l pur,
,43;,4 dans le cas du mode 1 pur,

- Up,N,x @ étant respectivement la limite élastique, le
coefficient d'écrouissage et une constante du matériau
utilisé,

- Km étant les facteurs d'intensité de contraintes
(KI, KII1) dans le régime plastigue confiné,



SHIH ((21, 22)) donne l'expression de J en fonction des
param2tres KM et suppose que l'amorgage de la rupture se
fait quand l'intégrale J atteint sa valeur critique.

7. 40

(19) -

expression dans laquelle l'intégrale In (M?) est évaluée
numériquement en fonction des paramétres (N, Mf),

i
~ NMaA Moy ey Ja-
A ] ~ A o~ _ ) !_ U
/ *laé . los B |Senm p(q/‘vl (do-- %} 6?(Uﬂ#9):/*l(%hdn4q’.r$(l9)

~9 A . 2 -~ e/
avec Og = -5—’ (Umz—o;-a-) + 3 ZTns

contrainte effective en déformation plane
P”.’_.Af\, P
e = ¥ ( k$1‘).4& Net e (8,17 _)
&

La figure (14) montre la varlatlon de l'intégrale "1" pour
des valeurs allant de 0 &4 1 pour nmEn et de 1 a 1'infini pour
le coefficient d'écrouissage "N". Les figures (15a) et (15b)
montrent respectivement les variations :

- de l'angle @* pour lequel la contrainte OEﬁ-est maximale
avec le parametre "MP",

- de la contrainte tangentielle maximale "Ubﬁ" calculée en
mode mixte divisée par la contrainte " Y& " maximale
correspondant au mode I pur, avec le paramétre ME pour des
valeurs du coefficient "N" allant de 1l'unité a 1l'infini.

Dans le cas d'un comportement parfaitement plastique du
matériau, l'auteur utilise la théorie des lignes de
glissement pour prédire la déformation plastique.



La figure (16) montre un exemple d'application de champs de
lignes de glissement dans les deux cas extrémes (mode I et 11
pur) et deux cas intermédiaires (mode mixte).

Dans le cas de plasticité parfaite, la formulation du
parametre MZ et le rapport U;'g ModeT+T s'écrit de la manidre
suivante : 0',: Mode T

£, 2 /[a
Mz = carf

2(‘

-A (/+2/7+2J )*(05 / ,oaura)d?-_’z

> ~ Y
_5117.26‘\'

(20)
MP'-‘- %_— Z;o*'lf-ﬁ /f+3’— -+~ ‘/J— ] /:auf—_’:’—ZJ—Z'g-.’.

'z— y ¥ 4
ot Upe Meck(zeZ) - a424 (21)
Use /Mode T 24l

Les valeurs de cette dernidre équation (21) et celles de
l'angle 0* peuvent &tre vérifiédes par les courbes (15) dans
le cas ol la valeur du coefficient "N" est infinie (N e ).

L'angle de propagation 8* figure (l17b) peut étre défini en
fonction d'un parameétre "MP " caractérisant les facteurs
d'intensité de contraintes (KI, KII) élastiques en tenant
compte du coefficient d'écrouissage du matériau, cette courbe
est obte65 & partir des figures (15a) et (l17a) permettant de

relier entre eux les param2tres (&*, MP, M%),

Dans le cas de déformation plane, les résultats d'essais dis
a LIU ((23)) et POOK ((24)) montrent que :

- pour les fortes proportions du mode I, 1les points
expérimentaux se placent en dessous de la courbe élastique
(N = l)o

- pour les fortes proportions du mode II, les points sont
placés au dessus de la courbe élastique.
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Dans le cas élastique "courbe a8 N = 1", les paramétres J et M
sont donnés par les formules suivantes :

T, = p-v* ( K&2-+ kﬁz )
E (22)
To = = (A+Y) ( 4+ K ) ( hz HZ )
€

-A
meé = 2 lang” ( KZ )
77 P7a
A= 3.4V an DP
K= (3-V) fta+v) #n C.E
D'autres auteurs comme XING ((25)) donne l'expression de
1'intégrale J dans le cas d'une fissure branchée comme montré
sur la figure (18) en contrainte plane

J= 3;‘ CoS% '+ J-z Sin é (23)

ol les paramétres Jl et J2 sont relatifs aux directions (x4,
xz)

et55 étant l'angle du chemin virtuel de l'extension de la
fissure.

Les relations entre les paramétres Ji (i = 1,2) et les
facteurs Ki (i = 1,2) et 1l'angle § sont données par

le —é?_— (h;'z,v.l(ez)[ojfrqﬁ-e_éz-./akz.jl.ﬂf
(24)

T2 = Jg_ (/(,.24- 11/22)5/}73[—2_&47:.21(4}(2.[0:5

L = éﬁi i = féi
ou K/_‘/i/—_ ) 2 ﬁ._'

Les valeurs de paramétres Ji calculés par éléments finis et
les facteurs d'intensités de contraintes Ki sont reportées
dans le tableau (1). Ces résultats montrent l'indépendance
des intégrales (Ji) vis & vis le contour "Ji" choisi.



— hada T

ISHIKAWA ((26)) considére dans le cas d'une déformation
¢lastique, en mode mixte de rupture que 1'intégrale "J" peut
étre séparée en deux intégrales J1 et JII relatives aux modes
I et Il respectivement :

T_. Jz+ Jx
—_ )
et TIm =j[WM dxy — ?”(?_"_H 27:/5 (25)

vz,
n
L'auteur calcule par éléments finis les facteurs d'intensité
de contraintes (KI, K11) correspondant prJr deux

configurations différentes figure (19).

De son cété, MINGVUAN ((27)) utilise un critédre basé sur
1'énergie potentielle principale pour rendre compte du
comportement élasto-plastique d'une plaque fissurée chargée

en mode mixte (I + 11).

L'amorgage de la rupture se produit quand la valeur de
l'intégrale "J" devient critique : '

T= JEri[c'—yue_ (27)

ou "J" étant la somme de deux composantes

Jz2 : composante élastique
jf : composante plastique

L'intégrale J peut atre estimée numériquement par la relation
ci-apres

. -2 z
J = Zf('za) (28)

- a@étant la demi longueur du défaut.

- i-{z/ﬁ):/[u//fj_ VV(E‘O/ - U';‘:é.';?]afy -/O\;?m/’. s s
v .3

ol les symboles == et ~ réprésentent respectivement les
caractéristiques des corps fissurés et non fissurés.



L'auteur calcule la contrainte critique a rupture UZr(p) de
la plaque & l'aide du critdre énoncé en (27).

La figure (20) montre l'évolution de cette contrainte &
rupture normalisée par la contrainte critique en mode I avec
l'angle/3 et le rapport ) donné par

y. Vs Uer (%) - (29)
=2 To

Les résultats calculés concordent bien avec les résultats
d'expérience trouvés sur des alliages d'aluminium dans la
littérature figure (21).

AHMAD et Col. ((28)) utilisent des éprouvettes type flexion
trois points munies d'une entaille inclinée et eelculeng‘par
éléments finis les valeurs des paramétes I, et J3 en
fonction du chargement appliqué pour des 1inclinaisons
différentes (/3: 30°, 45¢9, 20°) figure (22). Ces résultats
. montrent que la composante J4, estAindépendante du contour

d'intégration et que la composante J2 l'est moins. Cet écart
augmente au fur et & mesure que 1l'angle "3" diminue. De ces
résultats, les auteurs proposent un modele empirique
permettant la prédiction de l'amorgage de la fissure dans le
cas élasto-plastique figure (23).

A
J;___ T /j’.nzﬂ (30)

ou Je est la valeur de Jzec quand l'angle/3 devient égal a %0°
(mode 1 pur).

II-1-2-c Criteére basé sur l'énergie de séparation G
UEDA et Col. ((17)) ont mené des essais sur deux matériaux de

nature différentes : 1l'un est fragile (PMMA), l'autre est
ductile (SM4l1), les auteurs utilisent des plaques plates et

des plaques cruciformes fissurées chargées respectivement par
des forces uniaxiales et biaxiales et analysent l'effet de.la
composante du mode Il (KII) sur la résistance & l'extension
de la fissure. Les expressions de l'énergie élastique "G"
prises dans leur étude sont de la forme



fissure branchée

2 2
g - J’/
4(0__,1?2_‘?' zf o t¥) + KE0F) .

‘ 1/ .
Kz () =(3fw),) ;-hf//l//) (K:Q»Y 43,2 kz.rma’]

_ y LX) AT /. Kz $in¥
Kir(¥) = ( 6413’) o (K/[tyob’ z )

3’étant l'angle de branchement.

fissure branchée supposée droite

_ X 2 7 2
607 = 220 ( L )(//7*77/::/@ Y Kilrrey o 4 &ty

+ 2Kk Sin & (4 fw”}*’(fz[‘f- Y oY 5/)}

(32)

Les résultats obtenus sur la figure (24) montrent que la
valeur de l'énergie & rupture augmente avec l'accroissement
de la composante du mode II (cas SM 41), par contre cette
énergie reste quasi constante dans le cas du matériau
fragile "PMMA" ceci est d& a l'apparition des lignes de
glissement autour de la fissure provoquées par une
dissipation partielle de l'énergie stockée dans le cas des
aciers (SM4l).

Pour tenir compte de l'effet de la plasticité & fond
d'entaille sur le comportemnt & rupture, KFOURI ((29))
propose d'étendre , dans l'hypothésé d'une plasticité
confinée, le concept "G" de GRIFFITH.

Dans le cas d' une plaque comportant une entaille inclinée,
les énergies 6I% () et GZ () relatives & une fissure
branchée en mécanique élastique peuvent s'écrire

Y,

y) ¢/ Y.
[6;(@’} j /z—_- Wi ) [6: /o)]6+ /613/0//[61 (DJ ¥

(33)

</

4 v
[6&4'(4’/]44/: Kaq (%) [6; (a)]l‘/,/./. /1’21(4’}[51' (OZZ



o 6tant l'angle entre la fissure branchée de la fissure
droite et le symbole " " signifie que le domaine est non
linéaire . L'auteur calcule par éléments finis l'énergie G (¥)
64 () pour une fissure branchée et compare avec les résultats
obtenus par 1l'équation (33) pour une fissure droite. On
observe un bon accord entre ces deux approches comme le
montre la figure (25).

CHIANG et Col. ((30)) wutilisent des éprouvettes flexion
quatre points excentrés pour calculer par éléments finis
l'énergie de séparation GA dans le domaine élasto-plastique,
les auteurs simulent la croissance de la fissure par le
relachement successif des noeuds a l'avant de celle-ci .
L'énergie GA peut &tre évaluée par :

¢’z [/7’4 Jm']/Aa. (34)

ol PL sont les forces nodales équivalentes

et dUf sont les incréments de déplacement des noeuds &
l'avant de la fissure.

Un maillage approprié a permis de déterminer cette énergie
nGA en fonction de l'angle d'extension de la fissure "&X"

64 ).

Les résultats du calculs sur éprouvettes flexion trois et
quatre points excentrés sont reportés dans la figure (26). Il
est montré sur cette figure que l'augmentation de 1la
composante du mode II accroit la résistance & l'extension de
la fissure. Le paramétre KI* représente le chargement
appliqué : '

* _ 3
P(; :[/f.z - 3 lang (%‘)Ka.] Cos” 8/, (35)

A A 4
La figure (27) montre que l'énergie 6 = (Gl + GII) établie
parKFOURI et Col. ((31)) sur des plaques fissurées, évolue

d'une manigdre semblable & celle discutée sur la figure (26).



Enfin, la figure (28) compare les critéres GA obtenus pour'
deux configurations (CCP et SENB) avec des résultats d'essais
sur trois matériaux différents. On constate que les criteéres
élastiques (1, 2, 3) ne permettent pas de prédire le
comportement &8 rupture de ces matériaux. Par contre les
criteéres "GA, et T@pmax" élasto-plastiques sont plus proches
des résultats expérimentaux, toutefois le critere ¢4
developpé pour l'éprouvette "CCP" semble se placer du cdté de
la sécurité.

]I-1-2~-d La méthode des deux critéres

Le.comportement & rupture d'un matériau élasto-plastique peut
étre défini par une analyse intermédiaire entre la mécanique
linéaire élastique MLER, et 1l'analyse limite. Cette analyse,
appelée "Méthode des deux critérés“, est caractérisée par
la figure (29) :

- la charge critique réelle Pc = min (PK, PL)
ot PK est la charge critique en MLER
PL est la charge limite en analyse limite

- une correction des zones de transition entre ces deux
limites

- la prise en compte d'un coefficient de sécurité dans le
dimensionnement de la structure

Ce criteére a été proposé par DOWLING et Col. NBZ)), qui
considérent que le comportement d'une structure méme complexe
peut &tre décrit par la formule :

27; .%_ Cas"'[ axp (_%_2)< Lzlf_/)zj (36)

avec Lf

Lk : paramétfe de rupture dans le cas linéaire élastique

Lu : paramdtre de rupture dans le cas de l'analyse
limite

paramétre caractérisant la rupture réelle



Ce critére universel (36) est basé sur le modéle de Dudgale
Bilby Cotterel- SWINDEN ((3, 34)) qui s'écrit :

2 O, Cos’ -7 Kr 2 (37)
T - ) [¢xp( ch)( /g‘o)—J

77— .

Le moddle était établi au départ dans le cas d'une plaque
chargée par une contrainte U a 1'infini ,G, étant la limite
d'écoulement.

Ce méme modele a été modifié par HEALD~-SPINK-WORTHINGTON
((35)) qui ont apporté des corrections dues & l'effet de la
plasticité et la géométrie finie de la plaque (D.BCS.HSW).

i _ 2
o=-2 5K G cos"[ﬂp (= )( KR/FaFSOo)J(sa)

174

F1, F2, F3 étant respectivement les fonctions de correction
de plasticité, de géométrie sur le facteur d'intensité de
contrainte K et sur la contrainte nominale.

La validation expérimentale du modtle de DOWLING (formule
36) est réalisée par des résultats obtenus sur différents
matériaux et diverses configurations (figure 30).

OKUMARA et Col. ((36)) ont utilisé la méthode des deux

critéres sous sa forme universelle pour prédire le
comportement élasto-plastique d'une structure chargée
simultanément par une contrainte de membrane et un moment de
flexion.

Des essais ont été réalisé sur des plaques contenant une
fissure de profondeur "a" située au bord de celle-ci, 1l'axe
du chargement est décalé d'une distance "e”par rapport a l'axe
de la plaque figure (31). Ces deux paramétres "a et e"
varient d'un essai a l'autre afin de réaliser le mode de
sollicitations combinées.



Les résultats reportés sur la figure (31) montrent qu'il y a
bon accord entre l'expérience et la théorie dans le domaine
de transition. Les paramétres Pm, PmF, Pm¢ sont
respectivement la contrainte & rupture réelle, la contrainte
critique prédite par la mécanique linéaire élastique et la
contrainte issue d'un critére de la charge limite.

Nous verrons plus loin que la courbe universelle peut gtre
appliquée sous forme de courbe de dimensionnement en
particulier dans les joints soudés.

11-4 CRITERES DE PROPAGATION DES FISSURES DE FATIGUE

La propagation des fissures de fatigue en mode mixte peut
8tre traitée de la mé&me mani&ére que la rupture en mode mixte
discutée dans les paragraphes précedents.

BROEK (37)) considére que la vitesse de propagation d'une
fissure de fatigue en mode mixte serait la méme dans le cas
d'un mode pur équivalent avec une contrainte principale
égale. Cette condition d'équivalence permet d'avoir un
facteur d'intensité de contrainte équivalent "KI eqg" telle
gque '

2

Kreg = Kz o8y . 3 KL GSZsinG (39)

et la vitesse de propagation devient une fonction du facteur
"Keq" dans le cas d'une propagation en mode mixte :

de /o = 7f7(24ktf) : (40)

Dans les probl&émes de rupture en mode mixte, seul le premier
accroissement de la, fissure est considéré, car la rupture est
imminente aussitét apr&és. En propagation, le chemin de
fissuration est constitué d'une succession d'accroissement le
long duquel les facteurs d'intensité de contraintes doivent
gtre connus.

Il y a peu de résultats d'essais dans la littérature sur la
fatigue en mode mixte ((14)).



IIEDA et Col. ((38)) ont réalisé des essais de fatigue sur des
plaques fissurées en traction afin d'étudier 1'influence de
la composante du mode II sur la vitesse de fissuration.
Ils constatent que la fissure dévie au début de 1la

propagation et s'oriente dans la direction perpendiculaire a
la contrainte principale ensuite. Les auteurs concluent que
la présence de la composante du mode I, méme faible, accroit
la vitesse de fissuration d'une manidre importante, ceci est
illustré dans le tableau (2).

BROEK et Col. ((39)) utilisent une éprouvette de flexion. Ils
introduisent le mode I1 en décalant la fissure et observent

que l'angle de propagation suit bien le critére de la
contrainte tangentielle maximale figure (32)c Un calcul aux
6léments finis a montré que la composante du mode II
disparait dés le premier accroissement de la fissure et le
reste de la fissuration est gouverné par le mode I.

HUA et Col. ((40)) étudient l'influence sur le seuil de non
fissuration du rapport du chargement et de la composante du
mode 1I. Les essais ont été réaliséé sur des éprouvettes de
flexion trois et quatre points excentrés dont les paramétres
sont reportés dans le tableau (3).

Les résultats expérimentaux reportés sur la figure (33)
montrent que :

*Le critere de propagation au niveau du seuil de non
propagation est délimité par deux bornes C& C) inférieure et
spérieure respectivement. Flles indiquent que pour des
valeurs des facteurs d'intensité de contraintes en dessous de
la courbeCl la fissure ne s'amorce pas, par contre quand
ces valeurs se situent au dessus de la courbe() ; 11 y a
amorgcage et propagation dans la direction de la contrainte
maximale. La surface entre ces deux courbes@et@représente
le blocage des fissures aprés une faible propagation.



* a borne supérieure est influencée par le rapport de
chargement "R".

Les auteurs concluent que labcomposante du mode 11 joue un
rdle important dans le domaine du seuil de non fissuration et
proposent un modele basé sur la plastification en pointe de
fissure. La figure (34) montre une bonne concordance avec
l'expérience, ainsi que l'écart existant entre celui-ci et
les criteéres de propagation Uggmax et S mini de SIH

(L, 7))

OTSUKA et Col. ((41)) étudient les conditions d'amorgage
d'une fissure de fatigue en mode mixte dans un acier
faiblement allié et postulent que la propagation commence
‘quand le facteur

- 7n - Cos & Y5, _2 Kz Sin&
Ky _Q;\/ET"_ as-zl[Kr(os % -3 K m] (a1)

et K‘C - 2725. 2lTn = %@S%[szlh 9-+Kd:(3¢b’>&-—;2}

prennent la valeur maximale.
La figure (35) illustre cette condition en termes de (K1,
KIL1).

SIH et Col. ((42)) ainsi que BADALIANCE ((43)) utilisent le
concept de l'énergie de déformation étudié dans le paragraphe

(11-2=-c-a) afin de déterminer une loi de propagation sous le
chargement en mode mixte. Ils proposent les relations
suivantes :

dafdn = A (25 mini )" (42)

dans laquelle A et n sont des coefficients dépendants du
matériau utilisé et sont obtenus & partir des coefficients de
la loi de PARIS (m, C).
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'AS étant l'amplitude du taux de densité d'énergie de
dé formation minimale 3 ‘

/ poyry

AS/»;;’;' = ASmins — AS prini

. )
25 = Zuu /JK/}é + 24,4 IK, Ky + 222 IK2 (43)

les coefficients A et n sont calulés en utilisant la loi de
PARIS en mode I équivalent :

_m
n= "% (44)
el
A =
(Fe }"’/"’
v

Les auteurs considérent que la propagation en mode mixte
s'effectue d'une manidre incrémentale suivant la figure (36).
L'angle de propagation et l'accroissement de la fissure sont
données par les formules suivantes :

o Sin(6)
ﬂc‘,m = ﬂc‘-ﬁ Aaira 57 (%)
@y + Dai., (05(8); (45)
AQion + Qe ©3(6: )¢
Qe + DQiea CoSI0)0

ot @244 est une nouvelle fissure fictive dont le nouvel
angle d'inclinaison est 13;#;. Cette méthode permet
de donner une valeur approchée des facteurs d'intensité de

Asep = a; +

contrainte (KI, KII) au cours de la propagation de fissure.

BADALIANCE ((43)) compare les vitesses de fissuration
calculées en fonction des amplitudes des facteur "AK" et
"AS" obtenues sur éprouvettes de méme géométrie et méme

rapport de charge. 11 observe que l'expression :
. . n
dafdn = A (8Smini)

avec —_ | (46)
DS mind = A=27 HAKt Kz
. 20 M
- me"n‘. PR

2




est moins sensible au rapport de charge pour le matériau
utilisé figure (37) ( 77 -6A4-4V).

Cependant, la vitesse de fissuration (46) devient sensible au
rapport de charge R dans le cas d'aciers et alliages
d'aluminiume L'auteur ((43)) définit un paramétre empirique
qui tient compte du- matériau par la limite d'élasticité Uy et
sa contrainte ultime Qu telle que :

O(- A+ R (47)
) 2
AN+ ﬂ(%)

11-3 FORME DE LA ZONE PLASTIQUE

— p—

La rupture des structures métalliques est en général
précédée par une déformation plastique intense & la pointe de
la fissure. La forme de cette zone dépend de la nature du
matériau, celle du chargement ainsi que du mode de
dé formation.

L'exemple de la figure (38) donne une approximation de la
taille de la zone plastique selon les critéres de VON-MISES
et de TRESCA dans les deux modes de déformation (déformation
et contrainte plane) la dimension de cette zone (r) est
normalisée sur cette figure (38) a la taille de la zone
plastique (ry) formulée par IRWIN((44)).

Dans le cas du mode mixte de chargement SHIH ((22)) donne par
calcul numérique la forme de la taille de la zone plastique
en déformation du dégré de l'écrouissage du matériau en
déformation et contraintes planes figure (39).

SUN et Col. ((45)) proposent d'étendre le modéle de DUGDALE
aux cas élasto-plastique du matériau en mode mixte de
chargement figure (40a, 40b).



II-4 CONCLUSION GENERALE SUR LES CRITERES DE RUPTURE ET DE
PROPAGATION DES FISSURES EN MODE MIXTE ETUDIES

Dans ce chapitre, les principaux critéres de rupture et de
propagation ont été discutés :

*Fn mécanique linéaire élastique, les différents criteres
prédisent bien en général l'angle de propagation de la
fissure avec plus ou moins de dispersion dans le domaine ol
le mode 11 est prépondérant.

Cependant, on note un écart important sur le chargement
critique entre les différents crité&res.

La figure (41) d@e a RICHARD ((46)) rassemble un certain
nombre de critédres discutés ou non dans ce chapitre. 0On
observe une différence importante entre ces différents
critéres, en particulier, dans le domaine ol la proportion de
mode II est dominante. Cette dispersion reste relativement
faible dans le domaine du mode I pur.

Dans le domaine ol le mode 1l est prépondérant,.les résultats
expérimentaux sont rares et difficiles a obtenir, les

figures (42a) et (42b) montrent bien ce phénoméne. La
géométrie des éprouvettes utilisées dans la majeure partie
des essais (plaque a entaille centrale inclinée) ne permet
pas d'obtenir des fortes proportions de mode II sans
déformations plastiques importantes ou rupture hors du champ
de la fissure. En effet, la majorité des criteéres de rupture
en mode mixte ont été établis a partir des plaques fissurées
en tension uniaxiale, par conséquent la fissure ne se
trouvait pas dans un champ bidimensionnel uniforme. Pour
répondre a cette exigence, BANK-SILLS et Col. ((47)) adoptent
une éprouvette de forme spéciale figure (43) afin d'obtenir
la rupture dan sle domaine de forte proportion du mode 11 ou

en mode 1I pur. Son domaine d'utilisation est limité par le
rapport (KI/KII) de "0,2".



Les résultats obtenus par photoélasticiméetrie confirment les
calculs aux éléments finis des facteurs (KI, KIT). MULLINS
((48)) modelise le comportement d'une fissure 3 l'échelle
atomique chargée en mode mixte et conclut que le comportement
de telles fissures est complexe, car en .général, la
plasticite en poinfe du défaut croit avec 1'augmentation de
‘la composante du mode Il figure (a4).

*Différents criteres élasto-plastiques ont été élaborés pour
tenir compte de cette plastification 4 la pointe de fissure.
L'ensemble de ces critéres utilisent des méthodes numeériques
pour calculer les contraintes critiques & rupture et l'angle
de propagation de la fissure, et sont par conséquent trés
couteux. Le peu de résultats expérimentaux montrent que les
critéres élasto—plastiques rendent mieux compte du
comportement des structures métalliques eéen service dans des
condtions normales chargées en mode mixte (I + II).

*En propagation, les critéres basés sur la mécanique linéaire
élastique suffisent pour rendre compte dus comportement d'une
fissure de fatigue en mode mixte. La plupart des études
faites dans ce domaine, se sont penchées sur 1'influence de
la composante du mode 11 sur la vitesse de fissuration, on
constate en général qu'au début de la propagation, le mode 11
accroit la vitesse de fissuration, aprés une courte
propagation, celui-ci disparait et la fissure est gourvernee
ensuite par le mode 1.

L'angle de propagation de la fissure est en général bien
prédit par le critére de la contrainte tangentielle maximale,
il s'agit de l'angle correspondant au premier accroissement.
En réalité, le chemin de fissuration ne reste pas une droite,
et le calcul des facteurs d'intensité de contraintes (K1,
KI11) le long de ce chemin devient compliqué.

Pour simplifier le probléme, SIH et Col. ((42)) considérent
que la croissance de la fissure se fait d'une manigre

incrémentale et adoptent une fissure droite fictive apreés
chaque accroissement pour le calcul des facteurs (KI, KII).

Enfin, la taille de la zone plastifiée en pointe de fissure
en mode mixte a été calculée numériquement par SHIH ((22)) en
fonction du coefficient d'écrouissage du matériaue. '



Pour des plaques tregs fines, le modéle de DUGDALE peut étre
étendu aux problémes de modes mixte pour évaluer la taille de
la zone plastique selon SUN ((45)).
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FIGURE (1) : Etat des contraintes en pointe de fissure inclinée
: dans une plaque chargée par unc contrainte uniaxiale
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FIGURE (2) : Résultats d'essais relatifs & l1'angle de rupture
comparés a la prédiction d ' ERDOGAN-SIH. (1))
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FIGURE (7) : Corps fissuré utilisé par GRIFFITH (9N.

FIGURE (8) : Corps fissuré avec ume fissure branchée.




L

f-.-o
N

\Py

9.,

FIGURE (9) :

7 4

| 9(b)

chargement en mode mixte selon UEDA ((17))

Définition et mesure du déplacement résultant sous

0.}

0.05_:

0.1 0.1
0.05 0.0%
finite elements near notch tip :L 3
——  Pu/PyeO/ o 05 gyg 'O
:'_ :x;:y::;f E : Young's modulus Oy
XY Og: yield stress
®

¢ : a hatf length of notch

€4/0sc

£0/0sc

Oy/0s

. mean stress in y direction at

Yoading edge

: value of COD vector 0.5 mm

apart from notch tip

Uy /0s

FIGURE (10) : Différentes configurations utilisées dans le calcul
distance de 0,5

pm de la pointe de fissure selon ((17)).

du COD par éléments finis i une




€OD(mm)

1.0¢
—— - Measured at R .
—-— Measured at L g
0.5 . .
-o- FEM Analysis
0.1}
0.05 |
0.0!
0 40 80 120 160

Load{ton)
FIGURE (11) : Comparaison des résultats de mesure du COD au calcul
aux éléments finins selon ((17))

90
-8
(*)

60 | Experiments
O . brittle fracture
A : shear fracture

30 Y.\

A S
0
30 60 8 (°) 90
(a) P!/Py=0/1

= i r (v ran”

60 r
-80 l —— 00 vector

30 I \l —_

! o
[s]
0 30 60 . 90
g8 (°)
(b) Py/Py=1/2
30
.& 1
(*) 8
]
o—— o0 ——0——0———0
o 30 & 90
8 (°)
(c) Py/Py=1N1 o]

1

FIGURE (12) : Résnltats d'essais de | 'angle de rupture ponr différentes

configurations compares 4 la théorie ((17))




Conlowr o in Jfrz/['zﬂ
Vaclzer Conlramnls an M

4@'
—-—9.
7 - 7
by agh Seplrcaman? an M
ﬁ.

\/Jz/dar'
Y.
nermale a‘/'l/f””‘”/. ds
FIGURE (13) Définition de 1l'intégrale J. selon RICE ((18))
FIGURE (14) : Variation de 1'intégrale In avec le paramétre MP
selon SHIH ((22)) .




90
80
70
-6*60
50
40
30
20
10

14
1.3

1.2

*
lIm.

F=0(oge*) MODE I

Do N o Yo

10

(%9 Miven Mooe e

FIGURE (15) : (a) Variation dg 1l'angle a rupture 0% avec le
paramétre M pour n allant de

(b) Variation du rapport

G&&mode

l'unité a 1'infini

mixte) avec le

Joe-mode

parametre MP pour n allant de

I
l'unité a 1'infini ((22))




_/S_ g° MP=1

180°
-180°
-180 -390 09 90 180
L‘,nlf"
L;snt X
MP= 84

180°
-180°
180°

-180°
3
180 90 0 90 180
99
5 g mP=0
180° ‘

-180° .
-2 L 1 |
-180 90 09° 0 180

FIGURE (16) : Lignes de glissement et distribution des contraintes
normalisés par rapport & en pointe de fissue dans le
cas de plasticité parfaite en déformation plane selon
SHIH ((22))




n=wm,

d & Y )
l

.

'y
I
3
"
ol

FIGURE (17a) : Relations entre les paramétres MP et MC pour

n = (1 aoc) (22).

1.0

FIGURE (17b) : Variation de
(22)-

1'angle "0*" avec Mu pour n = (1 3 00)




FIGURE (18) : Fissure branchée

en contrainte plane selon XING ((25)).

par ISHIKAWA ((26)).
(a) défaut intérne :
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TABLEAU (1) : Résultats du calcul
des paramétres "J" dans une r a=15mm g=15° a=15mm g=30°
AP . K Ji J2 Ji ' J,
plaque infinie en comtraintes planes.
1 2.13962 —0.20187 1.90u402 —0.30067
2 2.1u4086 —0.20231 1.91473 —0.29721
3 2.14879 —0.20342 1.90762 —-0.29282
m 2.14309 —0.20253 1.90879 —0.29690
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FIGURE (22) : Variation des paramétres Ji et J2 avec le chargement
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(b)

FIGURE (43) : Eprouvette utilisée par BANK-SILS ((47)) r1= 190
m, r2 = 40 m.
(a) - mode IT pure
(b) - mode mixte x > O-

(A) no structural change;

(B) (010) plane cleavage:

(C) non-(010) plane cleavage:

(D) dislocation generation at the crack tip:
(F) dislocation generation and twinning;

(F} dislocation generation and /or twinning followed by non-(010) plane crack propagation.
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FIGURE (42) : (a) - Comparaison des résultats experimen
de la charge i rupture obtenus sur le PMMA avec les différents
cr




CHAPITRE III



I1I- MECANIQUE DE LA RUPTURE APPLIQUEE AUX JOINTS SOUDES

La mécanique de la rupture est de plus en plus utiisée depuis
quelques années dans l'analyse des constructions soudées.

Pour des matériaux de faible tenacité, sollicités dans le
domaine élastique, le concept du facteur d'intensité de
contrainte est applicable pour prédire la rupture.

Dans les constructions soudées, les matériaux sont plus
tenaces, et de ce fait, la rupture s'accompagne par une
dé formation plastique importante. De plus, la présence des
contraintes résiduelles dues au soudage qui s'ajoute au
chargement appliqué fait que le chargement total dépasse la
limite d'élasticité.

De ce fait, le concept de "KIC" basé sur la mécanique
linéagire élastique n'est pas applicable, dans ce cas, et il
est nécessaire de faire appel & des critéres élasto-
plastiques pour prédire la rupture des joints soudés.

‘Nous développerons, dans ce chapitre, trois principaux
critéres de rupture en mode I :

- la courbe de dimensionnement basée sur le concept COD.
- la courbe de dimensionnement basée sur l'intégrale J.
- le diagramme d'intégralité & rupture.

III-1 COURBE DE DIMENSIONNEMENT BASEE SUR L'OUVERTURE A FOND
DE FISSURE (CTOD DESIGN CURVE)

Le concept d'ouverture & fond de fissure "CTOD" qui a été
établi vers les années soixante par WELLS ((1)) et est basé
sur une approche locale de la tenacité définie par
l'ouverture critique a fond de fissure, '

La mesure de cette ouverture a fond de fissure est en général
effectuéde sur des éprouvettes de flexion trois points
prélevées dans la pleine épaisseur de la structure, le
principe de l'essai consite a enregistrer l'ouverture des
leévres d'une fissure en fonction d'un chargement monotone
croissant. A 1'aide d'une relation géométrique basée sur le
fait que 1'éprouvette fissurée se déforme selon un mécanisme
a rotule, on relie la mesure réalisée en surface & la mesure
d'ouverture des leévres & fond de fissure.



-
.20}';.5’ o, W +Gba+Z (1)

. K o u(W-a) Ve

J : ouverture & fond de fissure
Kr: facteur d'intensité de contrainte en mode I
0} s limite élastique

£’= E en déformation plane et E' = —£ __ en contrainte
A-viE
plane
W = hauteur de l'éprouvette, a : longueur de fissure de

fatique, Z étant la hauteur des couteaux porteurs de
capteur d'ouverture.-

composante plastique de l'enregistrement d'ouverture.

Dans la norme BSI ((7)), le comportement des éprouvettes
testées est analysé et classé en fonction du type
d'instabilité obtenu. On obtient des comportements quasi-
élastiques (rupture par clivage) qui sont exprimés en termes
de paramétres "%", cette norme dissocie également deux cas
de comportement élasto-plastiques qui se manifestent par le
déchirement plastique (propagation stable) suivi ou non d'une
rupture par clivage.

Dans certains cas, des ruptures locales appelés "POPIN"
interviennent qui sont considérés comme des événements
critiques.

La figure (1) nous montre les différents cas de rupture
possible : l'application pratique de l'ouverture a fond de
fissure dans la conception des structures soudées a été
développée principalement & partir de l'approche de la courbe
de dimensionnement figure (2) HARRISON et Col. ((2)),
BURDEKIN et Col. ((3)), DAWES et Col. ((4, 5)) et GARWOOD
((6)).

L'expression donnant cette courbe peut s'écrire

v é= (é/e/)z peur (e/e/) £ o,5 (2)

% - (e/e/) -0,2% poec e/f/? S (3)



oUzgz désigne l'ouverture & fond de fissure (COD) sans
dimension

e : est la déformation appliquée a la structure en l'absence
du défaut

ey ¢+ déformation correspondant a la limite d'élasticité du
matériau

La taille du défaut admissible calculée est équivalente a la
dimension d'un défaut traversant de longueur 2a dans une
paroi et est donnée par :

d—zcc_‘év_): C(%)‘& (4)

ou C est une constante déduite de la figure (3) dépendant en
particulier du chargement appliqué, de celui des contraintes
résiduelles prises égales a la limite d'élasticité et des
concentrations de contraintes.

Parmi ces contraintes de différentes sources, on distingue

les contraintes de membrane Om et les contraintes de flexionT}

appelées primaires, les contraintes secondaires qui résultent
de discontinuités structurales Ug , on évalue également les
contraintes Pic U} provenant des concentrations de
contraintes. Les deux contraintes Um et Ub s'ajoutent, et les
autres interviennent suivant le cas.

En fonction du niveau des contraintes appliquées, normalisé
par répport 4 la limite d'élasticité, on déduit la constane
"C" de la courbe figure (3) proposée par la recommandation
British Standard BSPD 6493 ((8)).

La détermination de la taille du défaut est directe.
Différents types de défauts sont analysés : défauts internes
et de surface en fonction de leurs caractéristiques
géométriques et de l'épaisseur de la structure.

Cette méthode permet d'évaluer la nocivité de défauts dans
les joints soudés. Des vérifications réalisées ont permis'de
mettre en évidence un coefficient de sécurité allant jusqu'ad
2,5 pour des fissures traversantes ou de surface.



- dans le cas des ruptures précédées d'une croissance stable
de la fissure, GARWOOD ((6)) propose de modifier la courbe de
dimensionnement donnée par 1l'équation (2, 3) par
l'expression suivante :

g - _2a J.E a5 O (5)
= (A W)( % 73 + 0,52 /)

Cette équation a été vérifiée par des résultats d'essais
obtenus sur des plaques larges ou réservoirs, ce qui permet a
l'auteur d'envisager la modification de la courbe de
dimensionnement du document BSPD 6493 ((8)).

11I1-2 COURBE DE DIMENSIONNEMENT BASEE SUR L'INTEGRALE J

Cette courbe a été proposée par JTURNER ((9)) afin de

déterminer les dimensions critiques des défauts dans les
structures. Elle est fonction de la déformation appliquée a
la structure normalisée par la déformation correspondant a la
limite élastique (figure 4).

Il propose les formules suivantes :

- en mécanique linéaire élastique

T/é/v = (e/e/ )2/ pour 4/2/ £ o, 85 (6)

- en plasticité confinée

T/G/V - s (é/e/ - o2) /,,,,,alxi\(¢/e/.4/,<’,(7)

- en plasticité généralisée

| (8
T/G/ £ 2,5 (Cley —~ 0,2 ) poar Gy psd )

ou Gy étant le taux de restitution d'énergie correspondant 2

P

la limite d'élasticité et est égale 3 :

¢, . Blayt
) = E



Ces expressions (6, 7, 8) ont été modifiédes par le méme
auteur dans ((10)) en 1981 et donne l'expression figure (4).

T/ay= 2 (ey)® poer ey £ sy

- (4 -— 2 our g
Ty =215 (eey — 0,1 ) p %y 2/ (10)

En 1983, 1'auteur ((l11, 12)) apporte une nouvelle
modification en considérant cette fois ci une déformation
effective & la structure fissurée et donne : figure (5)

Toy= (%ly P40 o5 (Y ') pocr Yy a2 a1
et

776/ = 25 (( e’%/}— 9)2—)' ylile %/)/’& (12)

4! t étant la déformation effective appliquée 3 la structure
en présence de la fissure.

gy : déformation correspondant & la limite d'élasticiteé

Dans le calcul du parameétre "J", on tient compte des
contraintes secondaires telles que les contraintes
résiduelles de soudage (Jr ), ainsi que les contraintes
thermiques ( JHy) de la manidre suivante :

n

J ( Tm(; + J/.:.ﬁ + Ttt:(s )//P

/5: 0,5-,..(0'"7.,.0;24..07[')/‘36}, /auf‘ﬂ,f(/sfﬁ

(13)

la déformation appliquée & la structure est donnée par :

e/z/: {Ké CO/U,‘v)‘&//-f-o,5'(0'/0}/)8j{(%)laj5¢c ‘7274;‘} (14)



Kt = facteur de concentration de contraintes
Q/QC : rapport de la charge appliguée et la charge limite
(ruine plastique)

——
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Dans le cas ol les conditions ci-aprés sont vérifides compte

= 8 ~ ©, ® dans le cas d'une déformation plane

tenu des équations (11) et (12), le dimensionnement du défaut
doit étre effectué en considérant la ruine plastigue du
ligament

(Lrn )y V7 DA ou T/ae > Lla ou bn <obs

(15)

avec Lr =1 - a/t, a et t sont respectivement la profondeur
du défaut et 1l'épaisseur de la paroi.

La mesure du paramete "J" peut &tre réalisée par différentes
méthodes, la plus courante est celle donnée par RICE et Col.
((13)) appelée méthode de la fissure profonde, les
éprouvettes utilisées dans les essais sont du type flexion
trois points ou des éprouvettes compactes. :

II1I1-3 DIAGRAMME D'EVALUATION DE LA RUPTURE

Le diagramme d'évaluation de la rupture (Failure Assessment
Diagramm ) utilise l'interpolation entre l'analyse limite et
la rupture fragile, HARRISSON et Col. ((14)) présentent le
modéle de DOWLING et Col. (chapitre Il réf ((32))) sous une
autre forme en posant : '

| L
Harn = Kz = —
”~ Kxe LK : (16)

et

avec KI est le facteur d'intensité de contrainte appliquée
KIC est la tenacité du matériau
I est la contrainte appliquée
Uh est la charge limite



et le critére universel de DOWLING devient
_4Q’
Sy [ B log Sec (L. sn j (17)
M= on [ o 297 2 )

A l'intérieur de la courbe d'évaluation de la rupture, se
trouve le domaine de sécurité.

A l'extérieur et sur la courbe "FAD", c'est l'instabilité et
la rupture de la structure.

Cette courbe "FAD" a ¢été vérifiée par les mémes points
expérimentaux utilisés pour la validation de la courbe

universelle de DOWLING fiqgure (6). La prise en compte des

contraintes résiduelles, ainsi que les contraintes dues & la

concentration de contraintes peut &tre faite en intégrant les

facteurs d'intensité de contraintes résiduelles et de

concentration de contrainte respectivement : :

et KIc: V-E- Jzc (18)

Ce modéle a été élargi par MILNE ((15)) dans le cas des
propagations stables de la fissure avant rupture, il a
introduit les parametres "Sr" et "Kr" comme suit

we (o 2242

Ar =
Ha (4a) (19)
T
Srn =
q;(a.+44)
avec Hn (Ada) =[E’~7/-z(4"-}j “a est la résistance a la

propagation stable
' & en C.P
E'z Ef,_v¥ en PP

t étant l'épaisseur de la paroi.



I1I-4 CONCLUSION SUR LES CRITERES APPLIQUEES AUX JOINTS
SOUDES

Les trois courbes de dimensionnement en (COD - EnJ - FAD) ont
été établies dans le but de déterminer la taille des défauts
admissibles ou critiques dans les structures soudées en
service. | .
Ces méthodes d'évaluation donnent des résultats tres
différents, ceci pour différentes raisons :

1) la courbe de dimensionnement en COD a été établie & partir
des résultats expérimentaux obtenus sur des plaques larges
contenant des défauts débouchant par contre la courbe de
‘dimensionnement en "J" résulte de calculs numériques, le
diagramme d'évaluation de la rupture "FAD" différe un peu des
deux autres, car celui-ci est surtout utilisé pour prévenir
le risque de rupture des structures.

2) les trois méthodes n'intégrent pas de la m&me manigre les
contraintes résiduelles de soudage. En effet, la courbe de
dimensionnement en COD prend les contraintes résiduelles
égales a la limite d'élasticité en se basant sur
l'expérience figure (7). Les deux autres méthodes prennent
des contraintes mesurées, toutefois, le diagramme "FAD"
utilise un terme correctif dans ce cas.

3) dans le calcul du défaut admissible & partir de la courbe
de dimensionnement en COD, le rapport des déformations (e/ey)
est souvent égal au rapport des contraintes (0/0y) quelque
soit le niveau du chargement appliqué.
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IV - MODELES DE PREVISION DE LA DUREE DE VIE EN FATIGUE DES
JOINTS SOUDES EN CROIX TRANSVERSAUX

Iv-1 INTRODUCTION

Dans les structures en service, la plupart des constituants
sont liés entre eux par soudage. ‘

Les types d'assemblages les plus couramment rencontrés dans
les constructions soudées sont des joints d'angles, de type
bout & bout ou tubulaires...

La prévision de la durée de vie en fatigue des structures
soudées est lide & la connaissance des états de contraintes
appliqués en service sur chaque assemblage, & la géométrie de
ces assemblages et aux procédés ou paramétres de soudage
utilisés.

La notion de fatigue est liée & un concept de dégradation
progressive d'une structure subissant un chargement cyclique
jusqu'a rupture. Il existe en général trois principaux modes
de ruine par fatigue : .

1) quand le nombre de cycles a rupture devient important
(fatigue a grand nombre de cylces), la tenue en fatigue d'une
structure peut &tre établie en considérant les courbes de
WOHLER ((1)) de nombreux assemblages qui relient le nombre de
cylces & rupture au niveau de contrainte appliquée en
service,

2) en l'absence d'une fissure, dans le domaine des
sollicitations fortes (fatigue oligocyclique), la durée de
vie peut &tre déterminée en utilisant les courbes de MANSON-
COFFIN ((2)) et les propriétés cycliques du matériau,

3) dans le cas ou une fissure est présente dans la structure
(mécanique de la rupture), l'intégration de la vitesse de
propagation (PARIS ((3))) en fonction d'un facteur
caractérisant 1'état local des contraintes (facteur
d'intensité de contrainte) permet l'évaluation de la durée de

vie.

Les parametres ayant une influence significative sur la
résistance a la fatigue des joints soudés sont les suivants :



a) les défauts 1liés aux procédés de soudage et qui
constituent le si&ge d'un éventuel amorgage des fissures,
(manque de pénétration, caniveau, etc...),

b) 1'état des contraintes résiduelles locales ou
macroscopiques ainsi que les transformations structurales du
matériau induites durant l'opération de soudage dans la zone
affectée par la chaleur,

c) la géométrie des joints soudés et 1'état des contraintes
en pied de cordon ou en racine lié & cette géométrie (figure
l) ]

La présente étude rassemble un certain nombre d'informations
concernant la prise en compte de ces facteurs influant dans
le calcul du comportement en fatique des Jjoints soudés
d'angles ou des joints en croix & cordons porteurs de "types
Ka",

Ces joints en croix "types K4" comportant un manque de
pénétration en racine des soudures peuvent présenter deux
modes de ruines progressifs aprés amorgage puis propagation
des fissures a partir de la racine ou des pieds de cordons.

Les approches théoriques de calculs des durées de vie sont
alors différentes selon les cas oU l'on obtient un des deux
modes de ruines ou les deux modes simultanément.

IV-2 AMORCAGE ET PROPAGATION DE LA FISSURE

IV-2-1 Propagation en racine

La figure (la) schématise un assemblage en croix "type K4"
comportant un manque de pénétration de longueur 2a.

Afin d'estimer la durée de vie en fatigue de ce type de
joint, HARRISSON ((4)) considére que l'assemblage se comporte
en service comme une plaque a entaille centrale de longueur
2a soumise a un chargement équivalent, figure (1lb). ‘

La mécanique de la rupture permet aisément de déterminer la
variation du facteur d'intensité de contrainte (A K) en
pointe de fissure :

' Ta
AK = AT VT . %fﬂnfm (1)



La vitesse de fissuration dans le matériau suit une loi du
type "PARIS" :

da Joinr = < (ak)T (2)

C et m édtant les constantes de PARIS.

et compte tenu des équations (1) et (2), la durée de vie de
l'assemblage peut &tre calculée 3 l'aide de la relation (3) :

4/,
N =z E —é——__:-/
864 iTc (3)
avec X"-/—-— {(alf; /7',”// /5})+//P(/' ﬁ)
T 2p(r+) 2p(4+%) 2p(r+d)

_ 7 Qc¢r /" e¢r
_{( ,L7 (Zp(/ﬂ/}) . .Qp(c/-m/){]

o = ”/P e/‘ﬂ:% s p étant la demi-épaisseur de la téle,
et a étant la hauteur de la soudure et le demi-manque de
pénétration respectivement.

2p (4 =) étant la longueur de fissure initiale,
2p (A4 +4 ) étant la largeur de la plaque,
2 Qer est la longueur du défaut critique.

L'équation (3) peut s'écrire sous forme de (Log 40 , Loeg N)
. E X
figure (2).

Les coefficients X et /3 dans 1l'équation (3) sont des
coefficients de correction qui permettent de déterminer le
domaine de rupture, pour une épaisseur dbnnée, en racine ou
en pied de cordon, figure (2). Les résultats reportés sur la
figure (3), donnant une courbe limite entre les deux modes de
ruines en racines ou en pieds de cordons sont dis a QUCHIDA
et Col. ((5)) et vérifient assez bien le modeéle de prévision
de la relation (3).
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FRANK et Col. ((6)) considérent que la propagation d'une
fissure en racine peut étre décrite a 1l'aide de 1la
formulation suivante

S fin = c (s%)

(4)
C = £ d'L 3 '/b’la

Les auteurs déterminent numériquement par la méthode aux
éléments finis la fonction ( AK) en racine d'une soudure :

Ax- G (Ar+P2 %) V/?'a.fctc% o)

A+ 2 HJE

ol AK est l'amplitude du facteur d'intensité de contrainte en

mode d'ouverture pur (mode I).

Q;,Ji, E. sont respectivement la demi longueur du manque de
pénétration, la hauteur de la soudure et l'épaisseur de la
tdle. Les polynomes Al, A2 sont donnés en fonction du rapport

(H/E)Y

3 y s
A, = 0,528 +3,33% (H/E) - qlgé//y/g-}e,,.s,g%(///l-} - /,3?3’(/4/&/ + 9, ﬂ/r(H/l-}

3 ¥
fon 012s8 v 2,93 (H/E) - Jortta (WL 3,120 (6] 3,741 i) ea,3hf

Pour‘ 0/2/\(/4/6\(/,2/

La durée de vie de l'éprouvette est donnée par la relation
suivante :

-3 ,¢ 3
N = E'__//[ A+ BH/E ]a/o. (6)
- %

¢ % (A +AY) ) Ta S¢C(7z\§'-))




Pour les.rapports H/t compris entre 0,3 et 1, et des
rapports 2ai/t entre 0,3 et 1,1 l'intégrale (I) dans
l'équation (6) peut s'érire sous une forme linéaire simple

(fi 4))
igure ( 3

_z‘ - [0}?/’-0,65-L2a’:/f) +0’?9(H/é} (7)
L VE

et la durée de vie devient proportionnelle & l'intégrale I ou
inversement proportionnel & l'épaisseur de la tdle soudée :

-3
Nz V. I
C
et (8)
-3 -3
A/: v aveec T= _(Z._t

Cette équation est vérifiée figure (5) ou sont reportés des
résultats d'essais publiés dans la littérature.

WATANABE ((7)) utilise une approche élasto-plastique pour
analyser 1'influence de 1l'état de déformation du Jjoint soudé
sur la durée de vie, l'auteur trace la vitesse de fissuration
en fonction de 1'étendue de la zone plastique-en pointe de
fissure, figure (6). Dans cette figure, la taille de la zone
plastique a été calculée & partir du modele de DUGDALE selon
la relation :

CJ = [a Aazc ( 7/'020/20;,) _,1] (9)

ou @ est la demi longueur,
Too : contrainte appliquée,
\U'S : limite d'élasticité du matériau.



L'auteur applique le résultat donné figure (6) afin de
déterminer la durée de vie d'un joint soudé en croix
figure (7) et utilise la loi de fissuration suivante :

da [dv = 2,5. /o”'".AKII (10)

et AK= AT /W[t-z?f(id/u/) : amplitude du facteur
d'intensité de contrainte
dans les plaques de
largeur W

La figure (7) montre bien la concordance entre les résultats
d'expérience trouvés sur joints en croix et l'analyse
théorique. L'auteur conclut que 1'état de déformation plane
peut 2tre appliqué aux cas des joints soudés dans le cas d'un
calcul de durée de vie.

USAMI et Col. ((8)) utilisent la méthode de calculs aux
éléments finis pour la détermination des facteurs d'intensité
de contrainte (KI, KII) en racine des cordons d'un joint en T
(figure 8).

Les auteurs wutilisent le critére de la contrainte
tangentielle maximale comme critére de propagation ; ainsi,
ils déterminent le facteur d'intensité de contrainte maximum
(Ke-maxi) et 1l'angle de cheminement de la fissure (& maxi)
selon les formules suivantes :

Ko maxi = (oS ”—":”q_-i‘i’ / Az @sz%frz{/ - :Z_ KT $17 a-m4;i7

£ 2 )
= (as"'/ Sug + MC /Slfz * K< (11)

et .
g‘md)’/ =z e )
Inr

* /(z&



Kl et KII sont les facteurs d‘intensitéAde contrainte en
modes d'ouverture et de glissement plan. La durée de vie d'un
joint en croix en acier doux calculée en utilisant 1'équation
(11) et de la vitesse de la fissuration dans le métal fondu,
est donnée figure (9).

La figure (10) compare les durées de vie pour deux types de
joints en T et en croix a cordons porteurs. La plus faible
vitesse de fissuration obtenue dans le cas du joint en T par
rapport au joint soudé en croix & cordons porteurs est lide 2
la valeur du facteur d'intensité de contrainte calculée bien
plus faible dans le cas d'un joint en T que pour un joint en
cCroix.

L'auteur conclut que la limite d'endurance des joints en
croix est affectée par 1'épaisseur des t6les assemblées, la
taille du défaut en racine, les dimensions du cordon et le
mode de chargement.

RECHO ((9)) wutilise un mod2le numérique simplifié pour
prédire la durée de vie (N) des joints en croix & cordons
supportant l'effort et propose la relation suivante

-/

N = —————/” . Z. 7 (12)

oU les coefficients D et n sont issus de la loi de PARIS et
déterminés statistiquement.

D= 2258 455 (daw/em) (13)
( 6#)7

avec n = 3,6 ' .

- Proest l'effort appliqué en daN et la fonction f (P)
caractérise l'effet de la plasticité en pointe de fissure.

- 1 est un facteur dépendant de la géométrie de l'assemblage,
du coefficient n et du mode de propagation du défaut ; ce
dé faut a été déterminé par une étude paramétrique du
facteur d'intensité de contrainte.



I- (.f_)n"-/x ex,o(4,4+‘lzn) (A4 )

ol les coefficients @y, as sont fonction des rapports (t/tl,
e/t, 2a/t), (voir figure (11)).

L'équation (12) a été vérifiée dans le cas des résultats
expérimentaux obtenus par BOOTH ((10)), figure (12).

L'auteur constate que tous les joints bruts de soudage avec
pénétration partielle ou sans pénétration se fissurent en
racines. Il justifie ainsi que le manque de pénétration peut
étre considéré comme une fissure. Ces mémes résultats
"montrent que la durée de vie croit avec 1'épaisseur du cordon
pour une épaisseur donnée de la t8le. Celle-ci diminue avec
l'accroissement de l'épaisseur de la t6le pour un rapport
(e/t) donné.

SHINGAI et Col. ((11)) étudient un joint en croix d'une
géométrie particuligdre (figure 13) et déterminent 1la
variation du facteur d'intensité de contrainte (K) par une
méthode de calcul aux éléments finis. Il est & noter que le
type de défaut présent dans ce joint est différent de celui
étudié dans les modéles précédents. Les résultats d'essais
sont reportés dans le tableau (2) et la figure (14) donne la
durée de vie de ce joint soudé en croix en fonction de la
dimension du cordon de soudure.

BAKSHI et Col. ((12)) déterminent les facteurs d'intensité de
contrainte (KI, KII) en racine des cordons. Les auteurs se

basent sur une étude qui a fait l'objet d'une détermination
expérimentale de <ces coefficients KI, KII par
photoélasticimétrie ((13)). Ces derniers utilisent des
éprouvettes en T découpées dans une t8le comportant des
angles de raccordement différents, figure (15). Afin de
déterminer la charge critique et l'angle de propagation 2
rupture du défaut en racine, les auteurs considirent un
critére de contrainte tangentielle maximale y tel que :

F(HKr,Kr ) = Hrc - Wz Fo(F) =0 (15)



avec (7)) - 4/2_?3‘(./"*3‘/”“8;1)
(e §244 _Var 358 )3/‘

f - Kz (figure 17)
W

La contrainte critique et 1l'angle correspondant sont donnés
par les relations suivantes pour le joint en T :

Krc , (16)
Folf). Fr (Asp) VT

Gz, -

et 6% - ‘gﬂrcfaeflfky - /;:?;T)//197j7

' r=]
Fr(d,p). Ed)+ A(32-f)

ol /gC (figure 16)

et la fonction de correction.Fr ()) donnée par FEDDERSEN
pour une plaque de largeur 2W avec un défaut centrale 2a :

Fr(d) = }ﬁ;‘ec(.zlf._?—_.)

w-a

Ces auteurs vérifient également la validité du critere (16) 2
partir d'essais de rupture sur des joints en croix comportant
différents angles de raccordement (30°, 45°, 60°), figure
(18).



AAMODT et Col.((14)) considérent l'existence de deux fissures
en racine et au pied du cordon de soudure puis donnent,
figure (19), les valeurs du défaut critique en racine en
fonction de la profondeur de celui existant au pied du
cordon. Ces derniers calculent la durée de vie du joint
numériquement (éléments finis) pour un défaut de longueur

(7 mm) et ces résultats, vérifiés expérimentalement & partir
des travaux de BOKALRUD ((15)), sont reportés figure (20).

IV-2-1-2 Propagation & partir du pied de cordon

Dans la plupart des cas, la présence des micro-défauts
(caniveaux, inclusions de laitier, angles de raccordements
vifs, etc...) dis au soudage au pied des cordons permet de
négliger la phase d'amorgage d'une fissure de fatigue dans la
durée de vie totale du joint soudé. En effet, on peut
supposer que ces micro-défauts se comportent comme des
fissures courtes qui se propagent dés l'application des
premiers cycles.

LIEURADE ((l16)) ne prend pas en compte l'effet d'une
concentration de contrainte au pied des cordons dans le cas
d'un joint soudé en croix type K2, mais considére une
éprouvette équivalente a une plaque infinie comportant une
fissure latérale de profondeur ai, puis calcule le facteur
d'intensité de contrainte correspondant. L'ajustement des
courbes expérimentales et calculées est obtenu en faisant

varier le parameéetre ai.

Les dimensions des micro-défauts existants au pied des
cordons sont aléatoires et difficilement mesurables.
Plusieurs valeurs ont été avancées et il semble que celles-ci
soient liées étroitement au procédé de soudage utilisé.

RECHO ((17)) étudie statistiquement les distributions de
défauts initiaux dans un joint soudé en croix type K2.
L'auteur suppose que la taille des défauts initiaux est telle
qu'il n'existe pas de phase d'amorgage. Cette hypothese
permet d'estimer une dimension de défaut initial a prendre en
compte dans un calcul de propagation de la fissure et donc de
durée de vie :



da feln = P (oK )T (19)

L'expression du facteur d'intensité de contrainte pouf un
Joint en croix (K2) est la suivante :

A - Trommale . C. l/;'/:-f_(- . ;/a/f) (20)

ol le facteur C dépend de l'évolution des contraintes
résiduelles & fond d'entaille. '

C’:Ca(/f-’e—é—z-+/z.l:"2‘£') (21)

"ou test l'épaisseur du joint et g (a/t) est une Fonctlon de
la géométrie de. l'assemblage.

Utilisant les relations (20) et (21), l'intégration de la loi
de PARIS (équation 19) donne l'expression suivante

-2 -n 7% . )
/\/R-M;:-i—(o Acrnml- Ze (&, Copm

avec _ aM@é} (22)
Z(%.cm) -
b [V gty (=22 355 )]
£

Compte tenu de la variation du facteur géométrique g (a/T)
donné par HAYES ((18)), figure (21).

L'intégrale peut s'écrire de la manigre suivante

GG m) eVl n) 2

(o) bppiai)”

Ic(%)Caym)



0<,/3, 2( étant les paramétres qui dépendent de l'exposant "n"
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La distribution relative de la taille du défaut di est la
suivante

ac [%;{MR-UA).D.(;"T A@Z.éﬁ'—l s (Co-x)g%

rah (24)

Compte tenu des dispersions affectées aux valeurs
expérimentales D et n et au nombre de cycles & ruptureaMR, le
calcul du rapport (ai/t) présente alors une dispersion treés
importante. Afin d'éviter cet inconvénient, l'auteur opeére
sur la distribution des rapports de dimensions initiales des
dé fauts (ai/ai*%é%ét la valeur maximale de la distribution
des défauts initiaux

r
(%) (il (o)

avec (25)

On constate ainsi que la distribution des (ai/ai*) est
étroitement liéde & l'exposant "n" et cette valeur de n peut
étre prise comme étant égale &4 la pente de la droite

(Log § - Log N).

A partir des résultats d'essais, l'auteur étudie 1la
distribution des défauts initiaux (ai/ai*) au pied de cordon
dans deux échantillons différents, figure (22).

Pour SIGNES et Col. ((19)), la valeur de ai* peut varier de
6,1 a 0,5 mm.




WATKINSON et Col. ((20)) donnent la valeur ai* = 0,4 dans le
cas d'un procédé de soudage manuel & l'arc.

ENGESVIK et Col. ((21)) étudient l'incertitude de la

résistance & la fatigue en utilisant wune distribution
tronquée du défaut initial, ai & (0,075 - 0,4).

La distribution du défaut initial sfapparente a une loi de
WEIBULL ou lognormale, mais, néanmoins les histogrammes
présentent globalement une distribution selon wune loi
exponentielle.

ENGESVIK et Col. ((21)) utilisent une approche statistique
afin de déterminer la durée de vie des joints soudés

en croix (K2).

Compte tenu de la distribution des variables géometriques

( /0, &, ai) :p,g, 2. étant respectivement, le rayon de
courbure & fond d'entaille, l'angle de raccordement de la
soudure et la profondeur du défaut initial en pied ‘de cordon
; et des coefficients relatifs a la loi de fissuration du,
matériau (C, m), les auteurs utilisent la méthode MONTE-CARLO
pour déterminer une distribution calculée de la durée de vie.
La figure (23) compare les résultats d'essais de 1 000
simulations et l'écart entre la durée de vie moyenne
expérimentale et simulée n'excéde pas 8 %.

Les auteurs concluent que la dispersion de la durée de vie
des joints soudés est dle aux variations des rayons de
courbure en pied du cordon, des profondeurs des micro-défauts
(ai), des angles de raccordements (&) et des paramdtres de
la loi de PARIS (C et m).

SMITH et Col. ((22)) examinent la distribution des défauts de
soudage en pied de cordon d'un joint en croix, figure (24) et

les profondeurs "d" de ces défauts sont mesurées sur coupes
macrographiques a l'aide d'un microscope optique. La figure
(25) donne la distribution obtenue a partir de 136 mesures
sur 9 soudures et la profondeur moyenne calculée est égale a
environ 45,”#. Cette figure montre une continuité des défauts
le long du pied de cordon. La figure (25b) montre la
distribution du rayon a fond d'entaille. On voit que la

valeur moyenne du rayon a fond d'entaille est de 2,6/ﬂm.



Ces mesures ont été comparées a des valeurs trouvées sur une
plaque non soudée, et l'on constate gque la profondeur moyenne
des défauts dans le joint soudé est quatre fois supérieure &
la valeur maximale de la profondeur mesurée sur une tdle du
méme matériau. Toutefois, le rayon & fond de ces défauts ne
change pas pour les deux configurations.

L'évolution du facteur de forme des fissures au cours de la
propagation des défauts est donnée figure (26) puis comparée
figure (27) & d'autres évolutions de profils déja publiés.

Les mémes auteurs ((25, 26)) déterminent par une analyse
tridimensionnelle aux éléments finis le facteur d'intensité
de contrainte ( AK) & la pointe du défaut au pied des cordons
de différents types de joints, figure (28).

MADDOX ((27)) consideére un défaut semi-elliptique en pied de
cordon se propageant dans l'épaisseur de la tdle, figure (32)
et détermine le facteur d'intensité de contrainte par une
méthode de calcul numérique :

Ky - _Ms Mé_ Mx T/ | (26)

ot les coefficients Ms, Mt, Mk sont respectivement les

facteurs de correction de surface libre, d'épaisseur finie et
de concentration des contraintes 1liés & la géométrie du
cordon.

_fo est le facteur de forme du défaut donné par l'expression

1Y »
é: //_(,{-g-_:)/s/'nzf]%a/j/ (27)

suivante :

Plusieurs approches ont été utilisées pour déterminer ces
coefficients de correction et les figures (29, 30, 31)
donnent l'évolution de ces différents coefficients en
fonction de la géométrie des défauts. '



Dans le cas ol le joint en croix contient un défaut allongé
( #g = 1) le facteur d'intensité de contrainte (K), fonction
du rapport (a/B), est donné par la relation :

7o 2 3 ¥4 (28)
K= TV7a [/f,/u _0,23[%} ,x-,w,rr(_g_) - 94,7 [%) +33,49 (éi)] |

"a et B" sont respectivement la profondeur du défaut et
1'épaisseur de la té8le. La figqure (32) donne 1'évolution du
rapport K/O‘)’T/’Z’: /(4/5) pour différentes valeurs de l'angle
de raccordement ( &).

MADDOX ((28)) détermine par une analyse fine aux éléments
finis la durée de vie d'un joint en croix ayant un angle de
raccordement de 45° et obtient des résultats du calcul de 1la
durée de vie relativement précis en considérant une
profondeur du défaut initial égale & 0,1 mm.

Une autre approche proposée par RECHO ((29)) consiste a
considérer que le comportement d'une fissure en pied de
cordon d'un joint en croix est semblable & celui d'un défaut
localisé en surface d'une plaque de méme épaisseur soumise a
une amplitude de contrainte (figure 33). Ainsi le facteur
d'intensité de contrainte peut &tre obtenu aisédment par la
mécanique de la rupture en utilisant cette éprouvette
équivalente.

USAMI et Col. ((30)) simulent les variations géométriques en
pied de cordon de soudure sur des joints cruciformes en métal
de base, figure (34) et utilisent le maillage aux éléments
finis de MIYATA ((31)) pour calculer le facteur d'intensité
de contrainte K maxi en pointe de fissure. La figure (35)
donne les résultats du calcul pour deux configurations
différentes.

La durée de vie des joints soudés et de ces éprouvettes de
simulation usinées dans la tdle est donnée figures (36, 37).
Ces résultats montrent que pour des angles de raccordements
similaires, les durées de vies obtenues sur joints soudés en
croix et sur éprouvettes usinées sont relativement
semblables.




La figure (38) donne la vitesse de fissuration en fonction de
la profondeur des défauts sur éprouvettes de simulation et
dans les joints soudés.

Connaissant la variation du facteur d'intensité de contrainte
( Kgmaxi), des courbes de vitesses de fissuration calculées
en mécanique linédaire é€lastique sont comparées aux résultats
obtenus expérimentalement. Les différences observées entre
les résultats de l'expérience et le calcul ne deviennent
significatifs que pour des profondeurs des fissures
inférieures &4 3 mm. Dans cette zone de raccordement au pied
de cordon, la vitesse de fissuration est plus faible dans le
cas des joints soudés (distribution tridimensionnelle de -
contraintes) que dans le cas des éprouvettes de simulation
usinée dans le métal de base (distribution bidimensionnelle
des contraintes).

A partir d'un critére basé sur la limite d'endurance, les
auteurs supposent un comportement cyclique du matériau en
pointe de fissure et considérent que la taille de la zone
plastique est une constante du matériau.

Dans le cas d'une traction, le rayon de cette zone plastique
est donné par :

Foc(w) = ae ( sec 720w -/1): ek (29)
: y Oyc)

avec U?k) : limite élastique cyclique du matériau (180 MPa
dans le cas du SM 41).

ATy

limite d'endurance

Qe : longueur effective de la fissure, équivalente 2
la longueur d'une fissure existant dans une
plaque infinie et donnée par la relation :

a4 K R
= 7 ( 9(:4)(:) (30)



Connaissant la valeur du facteur d'intensité de contrainte
seuil du matériau, l'équation (29) donnant le rayon de la
zone plastique cyclique au voisinage de la limite d'endurance
est la suivante (pour une limite d'endurance(AGhM//b}@))dﬂ) :

o (W) - _Z KK (31)
pelw) 2 Z (LK) |

La figure (39) montre la variation de la limite d'endurance
avec la profondeur de la fissure.

Pour tenir compte de la déformation plastique, EL HADDAD et
Col. ((23)) dans ((32)) utilisent la relation suivante :

MK = E 4E }//7(a+cz,,) (32)

ou AE = amplitude des déformations au pied des cordons
@ = profondeur du défaut
Qo = / A’(ﬂ'— , constante du matériau
20
Ak = amplitude du facteur d'intensité de contrainte seuil

AT,

limite d'endurance correspondant & une éprouvette
lisse

L'amplitude de déformation & la pointe du défaut peut &tre
déterminée par l'analyse de NEUBER en utilisant un facteur de
concentration de contrainte équivalent Kt(eq )

Me(eq) x 45 = VAO'. dE. E (33)



Au fur et a mesure de l'évolution de la fissure de fatigue,
la correction de la zone plastique ou la valeur de "ao"
devient faible devant "a" et la relation (32) est réduite &
la solution élastique suivante

AK = F'AS,I//7-CZ (34)

Les courbes permettant la détermination de la fonction de
correction (F) sont données dans la figure (40) et furent
vérifiées dans le cas d'essais sur soudures d'angle ((41)).

AAMODT et Col. ((14)) calculent numériquement la durée de vie
d'une fissure se propageant & partir du pied de cordon d'un
joint en croix (K&4). Les résultats du calcul sont comparés
aux résultats expérimentaux obtenus par BOKALRUD ((15)),
figure (42).

SAHLI et Col. ((33)) utilisent une loi de propagation

relative & une fissure se propageant au pied d'un cordon d'un
joint en croix (K2) :

- 3
da fdunt = 458 45" (B ) (35)

ou AK est calculé selon ALBRECHT ((34)) en utilisant une
approche qui consiste & déterminer la distribution des
contraintes dans un état de déformation plane dans un corps
non fissuré. Connaissant ce gradient de contrainte obtenu
numériquement en pied de cordon, ALBRECHT définit wune
correction FG sur la valeur du facteur d'intensité de

contrainte appliqué a l'extrémité d'une fissure en pied de
cordon.

L'auteur tient également compte des divers facteurs de
correction sur la fonction "K" et propose la formulation
suivante :

Kz Fskw#e R T/7a  (36)



Les différents facteurs de correction sont les suivants :
-~ correction de la surface libre : FE:,/!/%
-~ correction de l1'épaisseur finie de la plaque s Fus »%E'Zf%

-~ correction de la forme du front de fissure elliptique :

J Y,
Ex /77/9.[4 -(/_C%? jzh’é’j]%a/y

[4

- correction liée au gradient de contrainte local induit par
la concentration de contrainte :

L = Tsc Arec Sin éiﬂ _ Are $i1 -3
oo 2 2 Z e

ot Ubi : contrainte constante le long du chemin de fissure
entre bl et bi+A ..

IV-2-1-3 Résultats expérimentaux

Les résultats expérimentaux publiés dans la littérature

relatifs & la rupture par fatigue des joints en croix a
cordons porteurs (K4) ne sont pas trés nombreux.

Afin de vérifier la validité du critére de FRANK ((6)), FORD

et Al. ((35)) ont réalisé des essais de fatigue sur des

joints en croix en acier en traction (ondulée a R = 0) et

alterné & différents niveaux de contrainte. Deux types

d'électrodes ont été utilisées :

les caractéristiques mécaniques de ces électrodes & bas
hydrogéne ou a enrobage oxydant sont données tableau (3).

Les auteurs comparent les résultats expérimentaux obtenus
avec les prévisions de durées de vies calculées selon les
formulations de FRANK, figures (43, 44) et constatent, malgré
les hypotheses émises sur le cheminement de la fissure dans
cette approche, que les résultats sont en bon accord avec
l'expérience.



Cependant, le processus de propagation d'une fissure dans un
joint soudé demeure plus complexe que celui décrit par FRANK
et la figure (45) montre un exemple de type de fissuration
obtenu dans les joints en croix.

Dans ces essais, les coefficients de la droite de PARIS
utilisés sont respectivement égaux a 2,85 pour l'exposant m
et 1,4.10 pour la constance C pour un rapport de charge
égale a3 -1 et 3.10 pour le rapport R = 0,05.

Le tableau (4) rassemble différentes relations empiriques
entre les deux coefficients C et m de la droite de PARIS dans
le cas des aciers.

OUCHIDA et Col. ((36)) déterminent une taille critique du
cordon de soudure déposé de manidre & avoir simultanément un
amorgage en racine et au pied de cordon.

Ces auteurs utilisent des joints en croix interpénétrés sur
une demi éprouvette et comportant différents manques de
pénétrations sur la seconde moitié (voir figure 46). Les
essais ont été réalisés sous une amplitude de contrainte
constante en traction ou en flexion sur un matériau du type
(SM 41) d'épaisseur 16 et 32 mm, de limite élastique
respectivement égale a 268 MPa et 245 MPa.

Pour un manque de pénétration donné, les résultats des essais
montrent que la durée de vie des assemblages est réduite pour
de faibles hauteurs (H) des cordons. L'augmentation de cette
hauteur (H) accrofit la duréde de vie des assemblages jusqu'a
une limite donnée. Au deld de cette limite, l'augmentation de
la hauteur H des cordons n'a pas d'incidence sur la durée de
vie des assemblages (figure 47).

OHTA et Col. ((37)) ont réalisé des essais de fatigue sur des
jonts en croix & cordons porteurs (K4) en acier & haute
limite d'élasticité (G}= 740 MPa) et d'épaisseur 20 mm pour
deux hauteurs différentes de cordon. Les résultats de ces
essais sont représentés sur la figure (48 a) et comparés aux
courbes ( S - N) obtenues sur joints en croix & ame continue
(K2) (bande hachurée) constitués d'un mé&me acier et dont les

hauteurs de cordons varient de 8 a 20 mm, figure (48b).
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Afin de déterminer la hauteur optimale du cordon dans les
" joints porteurs, les auteurs supposent que les courbes

(S - N) relatives & ces joints, sont délimitées par une
droite AB. Cette droite est considérée comme une limite
supérieure de durée de vie dans le cas des joints en croix ol
la rupture survient en pied de cordon.

Les auteurs donnent une relation entre la hauteur critique du
cordon et l1'épaisseur de la plaque selon la formule suivante:

N5 ¥ <—2:’er < A,9 (37)

LEIDE ((38)) utilise dans ses essais de fatigue sur joints en
croix un acier (CLAH) de limite élastique 355 MPa et
d'épaisseur 35 mm. Les joints interpénétrés ou comportant un
manque de pénétration en racine, figure (49) sont soumis &
une amplitude de contrainte constante de 118 MPa pour un
rapport de charge de 0,54.

L'auteur prend comme référence pour la comparaison des durées
de vie un nombre de cycle & rupture de chagque type
d'assemblage & un niveau de contrainte donné,

soit 196 + 59 MPa.

On observe (figure 50) que la résistance d'un joint d'angle
ayant une hauteur H = 33,5 mm (série 4) est égale a la
résistance du joint d'angle interpénétré.

Cependant, cette résistance en fatigue est doublée si on
sollicite un joint ayant un manque de pénétration de longueur
8 mm (série 6). Par contre, cette résistance a la fatigue
diminue fortement, environ de moitié, lorsque la longueur du
manque de pénétration en racine atteint une longueur de 12 mm
(série 5). Toutefois, l'auteur ne précise pas le domaine de
rupture de ces joints en racine ou au pied des cordons. La
géométrie des joints de la série 7 ne faisant pas

partie de l'étude, a été utilisée avec succes en
constructions navales.
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BIGNONNET ((39)) résume les résultats d'essais d'endurance
sur des joints soudés en croix et en T réalisés en Grande
Bretagne par BOOTH ((10, 40)) et aux Pays Bas par LEEUWEN
(a1, 42)). :

Les résultats d'essais obtenus dans les travaux de BOOTH ont
6té utilisés sous forme de courbes (S - N) pour vérifier le
modeéle de RECHO ((9)) chapitre (2-1-1). Le tableau (4) donne
la limite d'endurance pour deux épaisseurs différentes et des
conditons de chargement différentes.

La figure (51) et le tableau (6) résument les différents
types de joints utilisés dans le travail de LEEUWEN et les
résultats d'essais d'endurance obtenus sur ces types de
joints,

La figure (52) relative & la rupture au pied des cordons des
joints soudés en croix donne les résultats des essais
rassemblés par HARRISON ((4)).

Les figures (53) et (54) relatives aux résultats d'essais de
fatigue sur des Jjoints en croix sans pénétration et
interpénétrés sont discutés dans la référence ((43)). La
rupture de ces Jjoints s'est effectuée au pied des cordons de
soudures et les courbes (S - N) correspondantes ont été
ajustées en tenant compte des contraintes résiduelles de
soudage.

MAILLARD-SALIN et Col. ((44)) ont étudié le comportement en
fatigue des différents joints soudés en croix en utilisant un
métal d'apport inoxydable. Les auteurs utilisent un matériau
ad haute limite d'élasticité (Q;: 1090 MPa) et les courbes de
WOHLER, figure (55) montrent que la différence de limite

P

d'endurance entre les joints soudés type K2 et K4 est dle a

la différence des niveaux de contraintes résiduelles de
soudage au pied de cordon. Sur cette figure, on observe
également, pour la comparaison des joints type K2, que la
limite d'endurance des joints parachevés par meulage est
double que celle des joints bruts de soudage.
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IV-2-2 Etude de 1l'amorgage

Différentes approches ont été utilisées dans la littérature
pour définir et étudier l'amorgage d'une fissure de fatigue.
JRUCHON ((45)) donne une revue bibliographique de ces
différentes approches. Dans le cas de notre étude, on se
limite aux modéles de prévision de l'amorgage utilisés

couramment dans le cas de joints soudés.

L'amorgage d'une fissure de fatigue dépend de plusieurs
phénoménes et il est difficile de lui donner une définition
exacte. ' '

La méthode de prévision la plus utilisée consiste a lier
l'amorgage au comportement du matériau en fatique plastique a
fond d'entaille.

IV-2-2-1 Approche locale de l'amorgage

La déformation locale peut &tre déterminée par différentes
méthodes et NEUBER ((46)) propose la relation suivante

He Ke - Wit T (38)
. K, g .
ou o s - = facteur de concentration de
T

contrainte plastique

facteur de concentration de

l»(g.i_

déformation

Kt est le coefficient de concentration de contrainte.
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Cette relation est & la base d'un critére d'amorgage
substituant au facteur de concentration de contrainte (Kt) le
facteur de réduction de contrainte d'endurance de fatigue
(KFf)

2
AT, DE - Kf . 400, S (39)
sEm o AT
soit ) E.a0. 2 - Kf . 00

Le nombre de cycles a l'amorgage peut étre défini en
connaisant la loi de comportement cyclique du matériau et sa

résistance & la fatigue plastique déterminée selon une loi de
MANSON-COFFIN ((2)) =

p b C
NEE_ T (2WNR) # 5}2(2/«)
- E

2
et (40)
A
A€ = A—_ED: "-/”7(4-&2-—/’"’

Cette expression permet de déduire une relation entre le
paramétre YV ggr 4&£. £ et le nombre de cycles a l'amorgage.

Varsse = f(na) (41)

La résolution des équations (39) et (40) permet de déterminer
le nombre de cycles a l'amorgage pour un niveau de contrainte
nominale donné, figure (56).
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Ce critére a été appliqué par LAWRENCE et Col. ((47)) pour
estimer le nombre de cycles & l'amorgage des joints soudés en

fatigque. Les auteurs introduisent 1'effet de la contrainte
moyenne dans la loi de MANSON-COFFIN de la maniére suivante :

mn——

QEE = OF 00 (2ne )A-* 512(2,,/4)‘ (42)
2 E '

ot Uo est la contrainte moyenne,

puis utilisent la loi de cumul du dommage lindaire de
PALMGREN-MINER ((48)). La relation entre les coefficients
(Kf) et (Kt) est celle établie par PETERSON ((49)) :

ke

-A (43)
174
A + =

K? = A +

(r) étant le rayon & fond d'entaille et (a) une constante
dépendant du matériau donné selon l'expression :

,f ’
@ - 25 s (5 (44)

ou

ou Tu est la contrainte ultime du matériau.
Le coefficient de concentration de contrainte (Kt) a été
calculé par éléments finis pour des joints soudés bouts a

bouts et l'expression de ce coefficient de contrainte est
donnée par la relation

B
/7 mari = A+ A (%} (45)

dans laquelle A, B et C sont des constantes.
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La substitution de cette équation dans celle donnée par
PETERSON permet de déterminer le rayon & fond d'entaille
critique et le coefficient de réduction de fatigue maximal

Rer = g;(ﬂ—ﬂ)

A
lQmaxi:/ + [ a(A a(4-8) (46)
+ B
(A-8)

Les auteurs utilisent cette valeur maximale de (Kf) dans la
régle de NEUBER pour déterminer le nombre de cycles a
l'amorgage d'un défaut semi-elliptique dans un joint bout a
bout, figure (57).

Dans ce cas ,Qa'et KF max sont les suivants :

ﬂ‘l‘:
A;/Jmmxi:/'*-; c/a (47)

ol a et ¢ sont respectivement la profondeur du défaut et le
demi axe de l'ellipse. Les résultats d'essais sont en bon
accord avec la prévision de l'amorgage, figure (58). '

Le nombre de cycles a l'amorgage théorique sur cette courbe

est donné par :
2
os -0 / ]/b/
ﬂ = q/[ . (48)
: ove

S

Les valeurs expérimentales du nombre de cycles & l'amorgage
sont obtenues par la mesure des déformations au pied des

cordons en supposant l'existence d'un petit défaut semi-
elliptique de 0,25 mm de profondeur.

L'amorgage d'une fissure se situe souvent au pied du cordon
au niveau de la zone affectée par la chaleur (ZAC) et les
résultats, figure (59) ne montrent pas d'influence
significative de la microstructure dans le cas d'une
déformation imposée.



- 1U0 -

LIEURADE et Col. ((50)) ont réalisé des essais de fatigue
oligocyclique sur différents joints soudés en acier de
constrution (AFNOR E 355, E 36 et A 70), puis comparent les
valeurs de Kf ( K¢ = A0uue /AT antaile et ’K/EP ). Le tableau
(7) traduit la différence existant entre ces deux coefficients.

Les auteurs montrent que ce coefficient de réduction de
contrainte (Kf) est faible en fatigue oligocyclique par
rapport a celui obtenu en fatigue & grand nombre de cycles
(domaine de l'endurance).

ATZORI et Col. ((51)) déterminent par calculs aux élements
finis le gradient des contraintes au voisinage du pied de
cordon d'un joint soudé en croix. Dans ce cas, deux
chargements différents (flexion et traction) et un rayon a
fond d'entaille de 1,7 mm ont été considérés.

Les déformations & proximité du site d'amorgage ont éte
mesurées & l'aide de jauges extensométriques. Ces mesures
peuvent &tre corrélées avec la durée de vie en fatigue du
joint soudé et cette corrélation dépend des caractéristiques
géométriques du joint.

Les figures (60a et 60b) montrent les résultats du calcul
numérique et des mesures effectuées & l'aide de deux types de
jauges extensométriques.

D'autres critéres d'amorgage ont été utilisés dans les joints
soudés tels que le critére AUmsg & une distance (d). Ce
critére a 6té proposé par DEVAUX et Col. ((52)) pour
déterminer la durée d'amorgage de fissures dans un élément
soudé de centrale nucléaire (PWR) ; la base de ce critére
passe par l'évaluation de l'amplitude des contraintes

normales au voisinage d'une entaille.
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IV-2-2-2 Approche statistique

Il est bien connu que la résistance a4 la fatigue des joints
soudés est étroitement liée aux coefficients de concentration
de contraintes présents au pied du cordon de soudure.
Plusieurs travaux ont été consacrés a l'amélioration de 1la
forme des pieds de cordons afin d'augmenter leur résistance a
la fatigue. Cependant, dans les joints bruts de soudage oU le
pied de cordon n'est pas traité, la distribution des rayons
et angles influence largement la résistance & la fatigue. Des
analyses statistiques sont utilisées dans ce cas pour rendre
compte de la dispersion de cette résistance a la fatigue des
joints soudés. '

NIHEI et Col. ((53)) analysent statistiquement la relation
existant entre la résistance a la fatigue et la forme du pied
de cordon. Plusieurs types de joints et différents matériaux
-ont été utilisés tableau (8). Les résultats des essais de
fatigue montrent dans un premier temps, l'amorgage de
plusieurs microfissures le long du pied de cordon (voir photo
l). Au cours de leurs propagations, ces fissures coalescent

pour former a une certaine profondeur un front de fissure
unique jusqu'ad rupture.

Les auteurs déterminent le facteur de concentration de
contrainte en fonction des paramétres (f?, &) de la manitre

suivante :
m:/+/(9-/(°/a—/)

b, 65 (49)
0(0._-/1+(/1/(2,?A,1_2)-H/(,} ¢

ot //P-/e. (/-exp(-92 /7'5‘@-//80})///1-€X/0/-a,4/r/7'/4—2-j)

avec Bu =(,€/-/+l‘//é» et 82 Z{ZH"")/’e'L/ ;3 H étant la

hauteur du cordon et t, l'épaisseur de la plaque.
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La résistance a la fatigue de différents types de joints'en
acier SM 50 B est reportée sur la figure (61) 3 l'estimation
statistique du coefficient (Kt) donnée par la relation (49)
est reportée sur le tableau 9. La courbe (figure 62) donne la
variation de la résistance & la fatigue moyenne des
différents types de joints utilisés a 5.10% cycles en
fonction du coefficient de concentration de contrainte. 11
ressort de cette figure gque la résistance a la fatigue des
joints cruciformes & cordons porteurs (K4) est faible
comparée a celle des joints type (K2) et bout a bout. Ceci
est db en partie aux variations de la fléche angulaire et au
désalignement des tdles constituant le joint, tableau (8).

BAKSHI et Col. ((54)) wutilisent dans leurs travaux

joints soudés en T.

0:‘4:0-(0/0'+/ 4) (50)

ol Q;Aﬁ est la limite d'endurance du joint soudé,

Q-J: est la limite d'endurance d'une éprouvette lisse,

VY. est une constante du matériau,

d&: 6tant le coefficient de concentration de
contraintes,

Gr , Gzssont des facteurs liés au gradient des contraintes
principales dans le joint,

L, Ls:sont respectivement la longueur de la zone de
concentration de contrainte au pied du cordon de

soudure et la longueur de l'éprouvette usinée,

/8; est un facteur correctif des effets de bord.



Les auteurs déterminent graphiquement les facteurs de
concentation de contraintes ( d& ) et les facteurs GI
relatifs au gradient des contraintes principales dans le
joint en fonction des paramétres (F, ¥ ), figures (63a et
b). Cette approche de détermination de limite d'endurance a
été vérifide par des résultats expérimentaux existant dans la
littérature.

Iv-2-3 ETUDE DES PARAMETRES INFLUENTS

La résistance & la fatigue des joints soudés est influencée
par divers paramétres comme la microstructure, la nature du
chargement et la géométrie des joints. Plusieurs études ont
été menées pour rendre compte de l'effet de ces paramétres
sur le comportement en fatigue des joints soudés.

IV-2-3-1 Type de joints et nature du matériau

ATZORI et Col. ((55)) ont comparé la résistance &8 la fatigue
de plusieurs types de joints existant dans les constructions
soudées. La figure (64a) donne la résistance & la fatique a
2.106 cycles normalisée par rapport a celle d'un joint bout &
bout non arasé.

Un travail identique a é6té réalisé dans le cas des soudures
d'alliages d'aluminium (voir figure 64b). Cette figure montre
un comportement similaire en fatigue des joints soudés en
acier et en aluminium.
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IV=2-3-2 Influence de l'état des contraintes résiduelles de
soudage

En présence de contraintes résiduelles de soudage, le facteur
d'intensité de contrainte & la pointe d'un défaut est obtenu

par superposition du champ de ces contraintes résiduelles au
champ de contraintes appliqué.

K(Ta, On, 2 )2 ka(B,a)+ Fa (G, ,a) (51)

ou les contraintes :
U2 : contrainte appliquée a la structure
Un : contrainte résiduelle

& ¢ taille du défaut

Le calcul du facteur d'intensité de contrainte dd aux
contraintes résiduelles est donné par plusieurs auteurs

BARENBLATT ((56)) propose la formulation suivante :

2 0 ()
avec UZ(Z) est la contrainte résiduelle

TADA et Col. ((57)) proposent i'expression suivante

Uy e) =G o () o (=% ) O

dans laquelle V) est la limite d'élasticité du matériau, et
la fonction f&(zﬁﬁjdonne la distribution des contraintes
résiduelles dans wune plaque contenant un défaut
perpendiculaire au cordon de soudure, figure (65) :

2
é(x/c} - - ;q . (54)
A *+
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Cette distribution a été comparée & d'autres distributions
données par TERADA ((58)) et KANAZAWWA et Col. ((59)) :

2
£4(7) = e'ff(ﬁ-f*) (55)

Kn = (56)

- asimlF. (€2 ))
G (%) [ Al
W StaL7C ). 515 (T c-w))
c w w

L'effet des contraintes résiduelles sur la propagation des
fissures en fatigue est pris en compte par DOVER ((60)) en
modifiant la loi de PARIS :

mmeS S
defdn = c(OK) . K max; (57)

oU m et s sont des constantes du matériau utilisé.

Le facteur Kmax est la valeur maximale du facteur
d'intensité de contrainte appliquée.

avec K = ( Kmax - Kr), ol Xr résulte de l'état des
contraintes résiduelles.

La loi de fissuration devient égale a :
L S
da fdw = oK ). (4+ ‘%) (58)

Une analyse expérimentale effectuée par MAKHNENKO ((61)) en
utilisant des plaques comportant des fissures édmanants de
trous montre l'effet des contraintes résiduelles sur la durée
de vie de ces plaques dans trois cas de figures,

(voir figureés)
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L'auteur détermine le facteur d'intensité de contrainte
résiduel Kr tel que :

Kp_-;.?.)/(w,’?}}/ / Tar V) of (59)

t/az_.yz

avec = Uxxly)= 200 MPa dans le cas II (figure 66)
- T=xxly)= - 180 MPa dans le cas 111
- a est la profondeur du défaut et R le rayon du trou
central

L'exposant S est donné par la relation :

Sz Loy V/vz
log (1 + Ha/ax)

(60)

L'évolution de ces parameétres (S, Km,U?) est donnée figure
(67).

FUKUDA et Col. ((62)) mesurent expérimentalement la
redistribution des contraintes résiduelles au cours de la
propagation de la fissure & l'aide de jauges de déformations.
La figqure (68) montre cette évolution des contraintes pour
une longueur de fissure Al = 21,95 jusqu'a une valeur A2 =
107,75 mm. Par ailleurs, HORIKAWA et Col. ((63))
entreprennent une étude expérimentale sur des joints soudés
bruts de soudage et relaxés de limite élastique égale a

290MPa.

Les auteurs montrent, figure (69), pour des amplitudes de
contraintes différentes, l'influence des contraintes
résiduelles sur l'amorgage et la propagation des fissures.



- 419 =

IV=2-3-3 Influence du chargement

Le comportement d'un assemblage soudé est influencé par le
chargement auquel il est soumis.

La figure (70) montre que le gradient des contraintes
existant au niveau de la racine ou au pied des cordons est
extrédmement différent dans le cas d'une sollicitation en
traction ou en flexion. On observe que la contrainte est
maximale en racine dans le cas de la traction. Par contre, en
flexion, la contrainte maximale est obtenue au pied du cordon.

BOOTH ((10)) réalise les essais sur joints en croix dans les
deux modes de chargement et conclut que le manque de
pénétration n'a pas d'influence significative sur la
résistance a4 la fatigue des assemblages. D'autres auteurs
tels que BURK et Col. ((64)) étudient 1'influence de la
contrainte de flexion induite par la déformation angulaire
des joints apr&és soudage. Les auteurs montrent que la phase
de propagation sous contrainte de flexion est trois fois plus
importante que celle obtenue sous contrainte axiale. Le
facteur d'intensité de contrainte sous sollicitations de
flexion et -traction combinées est calculé en superposant les
facteurs obtenus pour chacun des cas. '

CLAYTON ((65)) montre 1'évolution du facteur de forme (a/c)
d'un défaut semi-elliptique dans une plaque sollicitée en
flexion et en traction combinée, figure (71). Par ailleurs,
SAHLI et Col. ((33)) mesurent 1'évolution de ce défaut pour
deux types de chargements différents (chargement a amplitude
variable et chargement & amplitude constante), figure (72).
Quant au rapport de charge, plusieurs études oﬁt été menées
afin de rendre compte de son influence sur la résistance a la
fatigue.

MADDOX ((66)) a réalisé des séries d'essais & différents
rapports de charge sur assemblages en croix type K2.

On constate, figure (73), que le rapport de charge n'a pas
d'influence significative dans le cas d'un joint brut de
soudage non parachevé. Par contre, dans le cas des joints
soudés parachevés, par exemple par grenaillage, la résistance
&4 la fatigue des assemblages diminue fortement quand le
rapport de charge augmente.



Iv-2-3-4 Influence de 1l'épaisseur de la tdle et de 1la
géométrie du joint

L'épaisseur de la téle constituant les joints est un
paramgdtre important dans la prévision de la durée de vie. En
effet, plusieurs auteurs ont montré que lorsque l'épaisseur
de la téle augmente, la résistance a la fatigue du joint
soudé diminue.

NIHEI et Col. ((67)) utilisent dans leurs essais de fatigue
sur joints en croix type (K2), trois épaisseurs différentes
(9, 20, 40 mm) et les résultats d'essais reportés figure (74)

montrent un effet marqué de l'épaisseur sur la résistance a
la fatigue.

GURNEY ((68)) rassemble des résultats d'essais obtenus sur
différents types de joints d'épaisseurs différentes allant
jusqu'a 100 mm. La variation de la résistance relative a la
fatigue en fonction de l'épaisseur peut &tre représentée par
une droite d'équation :

Ay
s. t. ck (61) figure (75)

: . . % ol -
L'intersection de la droite S. bz ck et de la résistance
relative a la fatigue a 2.106 cycles correspond a une
épaisseur de la tdle de 32 mm.

L'auteur propose d'introduire un facteur de correction de

1'épaisseur pour les joints tubulaires :

s. Ss (3 )M (62)

ol 55 est la résistance a la fatigue correspondant a
l1'épaisseur 32 mm.

Pour les autres joints, l'auteur utilise la relation
suivante :

S- Sg (%)//" (63)

WEBSTER et Col. ((69)) confirment 1l'influence de 1'épaisseur
sur le comportement en fatigue des joints cruciformes ayant
une épaisseur variant de 50 a 100 mm, figure 76.
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MARSHALL ((70)) considere 1l'influence de la profondeur des
défauts de soudage au pied des cordons sur la résistance a la
fatigue des assemblages pour une épaisseur donnée.

Pour une variation simultanée des deux paramétres, €épaisseur
de l'assemblage et profondeur des défauts de soudage,
l'auteur montre que le facteur de réduction de résistance &
la fatigue (Kf) augmente considérablement figure (77).

La géométrie du joint influe également sur le comportement de
l'assemblage. Un cordon de soudure est caractérisé par
l'angle de raccordement avec la t8le et le rayon a fond
d'entaille au mniveau de raccordement. Le coefficient de
concentration de contrainte au pied du cordon est 1ié a la
valeur de l'angle de raccordement et du rayon a fond
d'entaille. Il a été montré que le coefficient de
concentration de contrainte augmente avec l'angle de
raccordement et diminue quand le rayon a fond d'entaille
croit. Les dimensions du cordon (quantité de matigre déposée)
ont également une influence importante sur la durée de vie.

OHTA et Col. ((37)) utilisent la relation (49) chapitre (2-2)
afin d'étudier 1'influence de la hauteur des cordons de

soudure et du rayon & fond d'entaille sur le facteur de
concentration de contrainte. Les. figures (78a) et (78b)
donnent respectivement les résultats de 1l'équation (49)
comparés aux résultats d'essais obtenus sur les joints type
(K2).

Ces deux figures montrent gu'au dela d'une certaine valeur
des paramétres (H’F) leurs influences sur le coefficient de
concentration de contrainte devient négligeable.

IKEDA et Col. ((71)) réalisent des essais sur des joints en
croix (K2) a haute limite d'élasticité (780 MPa). L'influence
de l'angle de raccordement et du rayon & fond d'entaille sur
la résistance & la fatigue est montrée figures (79a, 79b).

IV-2-3-5 Défauts de soudage
Les défauts situés au voisinage du raccordement du cordon de

soudure et du métal de base sont multiples (caniveaux, manque
de pénétration, manque de fusion, inclusions de laitier...).
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Les caniveaux se trouvent généralement au pied des cordons le
long de la soudure répartis de fagon aléatoire et sont
assimilés a des défauts de surfaces de forme semi-
elliptiques.

Les mangques de pénétration en racine sont obtenus dans le cas
des joints en croix & cordons porteurs (K4) ou bien dans les
joints en T. De nombreux essais ont été effectués sur ces
types de joints en acier et sont rassemblés par HARRISON
((4)), BOOTH ((10)), LEIDE ((38)) et d'autres auteurs.

FERNANDES et Col. ((72)) utilisent des joints en croix (K4&4)
avec différents manques de pénétration. Les résultats
d'essais sont reportés sur la figure (80a, 80b) pour les
différentes séries. Le nombre de cycles & rupture correspond
8 la rupture compléte de l'éprouvette. L'amorgage de la
fissure s'est produite en racine des soudures pour l'ensemble
des éprouvettes utilisées.

Sur la figure (80b) sont reportées les courbes (S - N)
relatives aux différents manques de pénétrations. Dans des

cas particuliers, il existe au niveau du manque de
pénétration un jeu entre les tdles assemblées.

JOHANSSON et Col. ((73)) montrent que ce jeu a un effet
bénéfique sur la résistance a8 la fatigue. Les auteurs
calculent les facteurs de concentration de contraintes

obtenus par photoélasticimétrie dans chacun des cas. Les
résultats d'essais de fatigue sont montrés figure (81).
D'autres défauts tels que les dééalignements ou les
dé formations angulaires des t6les aprés soudage peuvent
affecter considérablement le comportement en fatigue des
joints soudés.

LOHNE ((74)) montre, figure (82) 1l'influence de ces deux
paramétres sur une courbe (S - N) d'un joint en croix
travaillant en fatigue corrosion.
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IVv=2-4 Conclusion

Une construction soudée présente un ensemble de défauts de
différentes naturese.

La présence de ces défauts complique l'analyse du phénomene
"joint soudé". Les principaux facteurs influant dans une
soudure sont liés & :

- 1'hétérogénéité de la microstructure,

- 1'état des contraintes résiduelles de soudage,

- ou la dimension des défauts géométriques (fissures,
etCess)e

Afin de se rapprocher des conditions réelles, la prise en
compte de ces param&tres serait nécessaire dans le calcul de
la prévision de la durée de vie d'un joint soudé. Par
exemple, les approches analytiques utilisées dans cette étude
ignorent 1les 1inflences respectives des contraintes
résiduelles et de 1'hétérogénéité de l'assemblage.

Les principales conclusions de’ l'étude conduisent & effectuer
les remarques suivantes : '

a) il serait possible d'établir une courbe délimitant le
domaine de rupture pour un manque de pénétration donnée,

b) la connaissance du facteur d'intensité de contrainte
Ke-maxi doit permettre de calculer le défaut critique en
pied des cordons,

c) il existerait une relation entre la valeur critique du
défaut en racine et la taille des défauts au pied des
cordons,

d) la distribution des défauts initiaux au pied des cordons
peut 2tre évaluée statistiquement,

e) pour un défaut critique en pied de cordon (ai), 1ié au
procédé de soudage et du matériau de l'assemblage il est
possible de calculer la durée de vie de l'assemblage,

f) 1'état des contraintes résiduelles influe considérablement
sur l'amorgage d'une fissure en fatigue et peu sur sa
propagation,
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h) en l'absence des contraintes résiduelles, 1'influence de
la microstructure est négligeable sur la propagation de la
fissure,

k) le processus de ruine d'un assemblage, réalisé a l'aide
d'un procédé automatique donnant des paramdtres de formes
ou de plusieurs microdéfauts qui coalescent au cours de
la propagation pour en former une seule fissure,

1) le processus de ruine pour un procédé de soudage manuel,
donnant des parameétres de formes ou de dimensions plus

irréguliers, est caractérisé par l'amorgage d'une seule
fissure de fatique.
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Figure (45) : Type de fissuration dans le joint soudé

utilisé par FORD
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Tableau 5

: Limite d'endurance des
selon BOOTH

joints en croix
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ECHANTILLONS CONDITIONS D'ESSMIS RESULTATS
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Figure (53) : Résistance 2 la fatigue des joints

d'angle dans (44)




3 - F P .'._J
28 @ Stevl SM&T | Yamaguch
® Steel HI6U + 2t al
26 Q16mm thick | Ouchida and}-1 (00
+ 32mm thick Nishioka,
24
350
22 *‘——4}2"
20 - - 300
18 3
I»
~ 18 250».
N 13
< N
s =
& 14 _._,
S . E s
3 \,i__. 202
€ I\ R
s A .
§" \ §
< Y <
a - 2
g ®* g
@ \ \ &
10 A
S0
s J o] 4
\ | * \
9 N r"o N
| \ N 1
N\ \ -\
) \ of \
i \ r \J |
N A\
7 A N Y
S$-N curve corrected \
- for residual stress - x \ ‘\'L’lm
N
5 \\ \
i \ \ 4
5 LAt d - ALt tl
3 E 3
x10¢ 103 108
Endurance, cycles

QUCHIDA ,H. and NISHIOKA,A. A study of fatigue strength of fillet welded
joints. Schweisstechnik (Berlin), Vol 16, No. 4. 1966, pp. 150-157,
(English translation: W Doct. XI1-338-196:1.)

YAMAGUCHI,

1., TERADA, Y. and NITTA, A. On the fatigue strength

of steels for ship structures. IIW Doct. XIII-425-196G,

Figure (54) :

Résistance 2 la fatigue pour les joints
interpénétrés totalement dans (44)
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Figure (55) :

Courbe de résistance de WOHLER pour 3 joints
types étudiés par MAILLARD - SALIN
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Figure (56) : Schéma d'application du critére
d'amorcage basé sur la loi de NEUBER
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Figure (57) : Variation de K¢ et
Kf avec le rayon a
fond d'entaille
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Figure (59) : Influence de la microstructure sur la durée de vie
dans le cas d'une déformation imposée

Butt Joints Cruciform Joints
Base Metal, - : — —
As-Rolled Manual Arc Welded Submerged Arc Weided Vertical Position Flat Positior]
S 2.05
1.55 2.85 22 39 2.4
- 1.85 . . -
1.4 1.7 1.4 1.7 1.65
i1 1.2 1.1 1.5 1.35
1.25 1.4 L.25 16 L5

Tableau 7 : Comparaison des facteurs de réduction
de contraintes en fatigue selon LIEURADE
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= (G nominale flexion/¥ nominale traction)
1,7 mm

S K.

~
~N
v

L]
N (1= 0,83
3 2=2-0.65

a=-0%

Oloc./ Onom.

-
]

e
a=-0,74

20,83 089
L J -
a 065 g ®

Figure (60 b) : Comparaison des résultats expérimentaux
et numériques

« jauge de déformation de largeur 3 mm
® = (9 nominale flexion/U nominale traction)
v = 1,7 mm




il

Vo (mm/m) § (mm)
Material Type of joints
mean 5.49 mean s.dV
Butt welded joint
Cys 4f1nAe t= 9mm| 3.68 1.84 | 0.32 |0.19
(l" = 19} 7 20mm 9.21 5.83 0.57 0.37
Oy = 364+ 4domm| 6.07 4.9 0.47 | 0.41
Non-load,cruciform
t= 9mm,t1= 9mm 2.15 1.35 —_— —
20mm Smm| 2.05 4.31 — —_—
20mm 20mm 2.53 0.80 — —
40mm 9mm 4.22 1.27 -_— —
40mm 40mm 4.16 2.10 _ —
SMS50B Load,cruciform
t= 9mm, a= 4mm 8.99% 2.49 0.94 0.31
gmm| 0,97 0.26 0.87 } 0.52
gmm 3.80 1.3 0.47 0.26
t=20mm, gmmi 3.30 2.63 0.37 { 0.15
13mm}  3.30 2.25 0.33 | 0.28
17mm]| 4.77 3.45 0.57 | 0.30
Load,cruciform-K
t= 9mm| 8.74 3.95 0.45 | 0.28
20mm| 1.97 1.51 0.17 | 0.14
Butt walded joint
$MS8Q oy . SloMee te 9mum| 5.47 2.31 0.35 | 0.23
ry=§ygnpa 20mm| 3.20 2.13 0.44 | 0.27
Butt welded joint
HT80QT Ty = 823 t= 9mm| 4.79 1.37 0.24 | 0.20
0',‘ 233\Pa . 20mm! 3.36 4.86 0.35 { 0.30

Tableau 8 : Estimation statistique des valeurs de

la distorsion (Vo) et le désalignement
des plaques soudées (9 )
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Photo (1) : Sites d'amorcage le long du piedr de cordon
dans un joint bout 2 bout (t = 9 mm) en
acier (SM 50 B)
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Figure (61) : Résistance & la fatigue a 957
des différents types de joints
en acier SM 50 B (t = 20 mm)

(K- 1)
mesn » 5.4 e
t (mm)
T;:}n‘,‘f 9| 20| 40| 9| 20| 40
SMSOB
butt welded joines| 1.25| 1.52]2.03 ;0.63} 0.66 0.77
nen-load,crucifors
T, 9 ma | 1.02]3.40]3.95]0.72]1.45]1.66
0 sm —_—13.81] — 1.3 —
40 nm —f —— A St — ] — ]2.18
load,cruciforn ,
n/'-o.ss 1.66) 3.73| — |0 47| 1.07 } —
1.34 2.07] 3.77} — }0.%0] 1.56 ] —
1.70 2.071 3.35] — [0.99] 1.73 | —
load,crucifora-K 1.85] s.22| = [1.19] 178} —
sMS8Q ]
butt welded joints{ 1.16] 1.64| — 0.527 0.78 | —
HT80QT
butt welded joints] 0.77}] 1.52| — 0.31] 0.87 | —

Tableau 9 :

Estimation statistique

* (valeurs moyennes)
** (valeurs standards)

du CCC (K¢ - 1)
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Figure (63 b) : Détermination graphique de EI

Figure (63) : Graphique pour la determlnatlon des
coefficients @ et Gp
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Figure (67) : Evolution des paramétres S et K
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Fig. (68): Mesure expérimentale de la redistribution
des contraintes résiduelles de soudage

selon FUKUDA.

Fatigue Life (Nc, Np, Nf ; x109) .

50
)
—
b =Nc)
10
5
s i
| |
| || |
10 ; '  HF
e swWe

Stress Range 32kg/mm2

Stress Range 30kg/mm2

Stress Range 28kg/mm2

Fig. (69): Influence des contraintes résiduelles
sur la durée de vie.
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Le caractire généralement polyaxial des sollicitations
auxquelles sont soumises les structures fait que les défauts
(ou fissures) existants sont susceptibles de rupture
polymodales.

Nous avons étudié en particulier le mode mixte de rupture
(1 + 11) figure (1). Dans ce cas, la rupture peut étre
caractérisée par deux paramétres :

- la charge critique de rupture,
- 1'angle de propagation de fissure.

Pour les décrire, les critéres les plus utilisés en mécanique
linéaire élastique de la rupture en mode mixte sont les

suivants

- critére de la contrainte tangentielle maximale d'ERDOGAN-
siv_ ((1)),

- critére du facteur de densité d'énergie de déformation
minimale de SIH ((2)),

- critere du taux de restitution d'énergie maximale ((3)).



Pour des ruptures précédées d'une déformation plastique, les
critédres ci-dessus ne sont pas applicables. Dans ce cas, il
faut faire appel a d'autres critdres qui tiennent compte de
l'effet de la plasticité. Nous avons, pour notre part et dans
ce cas utilisé, une analyse qui combine la mécanique linéaire
de la rupture avec l'analyse de la charge limite dite
"néthode des deux crit2dres"™ ((4)). La philosophie de cette
méthode est de définir la charge critique réelle comme la
plus faible des deux valeurs des charges calculées Pk et P1
(cf chapitre II) :

B = mmnzi( Px,PL) (1)

ot Pc : charge critique réelle

Pk : charge critique calculée par la mécanique linéaire de
la rupture. '
Pl : charge critique calculée en supposant que le matériau

est rigide parfaitement plastique, par la méthode de
l'analyse limite.

V-1-1 Essais de rupture sur éprouvettes en alliage
d'aluminium en flexion trois et quatre points en
mode mixte

Des essais de rupture polymodales (I + II) ont été réalisés
sur deux alliages d'aluminium :

- un du type ductile (2017 A),
- et l'autre du type fragile (2618 A).

Les caractéristiques mécaniques de ces deux matériaux sont
reportées dans le tableau (1).



Ces essais ont été réalisés avec différents rapports de mode
de rupture par ouverture (mode I) et par cisaillement

(mode 11), le caractére polymodal de la ruputre est défini
par le rapport des facteurs d'intensité de contrainte en mode
I et mode II (KI/KII). Pour ce faire, nous avons utilisé des
éprouvettes de flexion avec trois ou quatre points excentrés
figure (2). Les épaisseurs des éprouvettes étaient de 12, 24,
36 et 48 mm.

*Fissuration

Les éprouvettes ont été fissurées en mode I sous un
chargement sinusoidal & une fréquence de 60 Hz, d'amplitude
maximale du facteur d'intensité de contrainte

K maxi = 12 MPaVF; et un rapport de chargebR = 0,1.

Le facteur d'intensité de contrainte K maxi est maintenu
constant pendant la fissuration par diminution de la charge
tous les 0,5 mm.

*Rupture

Les éprouvettes fissurées sont sollicitées en mode mixte (I +
I11) jusqu'a la rupture a l'aide d'un dispositif de flexion
trois points (rapports KI/KII élevés) ou quatre points
(rapports KI/KII faibles).

On enregistre au cours de l'essai un diagramme charge -
ouverture des lévres de la fissure.

La charge est mesurée & l'aide d'une cellule de force et
l'ouverture a l'aide d'un extensométre & lames placé a
1favant de l'entaille. '

Aprés la rupture, on mesure sur une des faces de la fissure
de fatigue sa longueur, selon la recommandation "ASTM" a
l'aide d'un micromeétre.

L'angle de bifurcation est mesuré sur un moulage en
plasticine soigneusement découpé & la lame de rasoir selon
trois plans perpendiculaires au fond de fissure situés au
quart, & la moitié et aux trois quarts de l'épaisseur.

(2)



La mesure est faite sur goniome2tre. L'angle reporté est donc,
en fait, la moyenne arithmétique de trois mesures :

F .86 +83 (2)
3

avec cette méthode la dispersion des résultats est estimée a
moins de 20 %.

V-1-2 Dépouillement des résultats

V=l=2=a Dépouillement selon les théories basées sur la
mécanique linéaire de la rupture

La distribution des contraintes au voisinage de la pointe de
fissure est donnée par les expressions suivantes :

Oge = —izé—[Kr Cos &/;__3 Wz Sma-],c. 0(;2,5-)
V=iTr .

Tan = Gp_s_[g [Kr (/*3;"29'/2_) "'5. Ka-:lhﬁ--ZKIBnJD/i]» J(ij
Vai”—ﬂ. (3)

Cro = (o 2/2 [Kr.svhﬁ- + WL (3(038-_/4)],«- O(r,6)
2Varn

0(7&,9): termes non singuliers.

Le critére le plus simple & utiliser est celui d'ERDOGAN=-SIH
((1)) (cf chapitre II1) :

Kz Stn & + W (3Co38-4) =0 (8)

Cos 6/ [A’z (asz% _gkg Sl'nﬁ',]: Kzc (5)



Les facteurs d'intensité de contraintes KI et KII sont
calculés & partir des données de la géométrie du chargement
et des éprouvettes. On détermine d'abord le moment
fléchissant et l'effort tranchant agissant dans la section
fissurée de l'éprouvette. Pour une éprouvette de flexion
quatre points excentrés figure (2), le moment fléchissant M
dans le plan contenant la fissure est donné par la formule
suivante : :

M: /2- /‘4 P.z
Ly + La

(6)
et l'effort de cisaillement, correspondant est Q :

Js _ ba (7)
&= ¥4
Y7

a est l'excentricité,

ll, 12, distances des points d'appui & l'axe du chargement
figure (2) '

Dans nos essais, nous avons 22 =MZIL = 72 mm ; ainsi
l'expression (6) devient :

(8)

et 1'effort de cisaillement donné par :

le rapport des expressions (8) et (9) est égal a
l'excentricité :

2 = M

amp——

@ (10)
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Ainsi la variation de l'excentricité (x) dans les essais
permet d'obtenir les différents rapports (KI/KIL), les deux
facteurs d'intensité de contraintes (KI/K11) sont calculés
par la méthode des fonctions de poids développés par WANG et
Col. ((5)). Les auteurs définissent les facteurs d'intensite
de contraintes (KI/KII) d'une fissure soumise & deux charges
Px et Py par unité d'épaisseur figure (3) :

9w "
Kz = A—EL:// B Wry o (%)
& % (11)

Y »
Kzr = V_B__"Z—/ Prx Waz d (7W)

- ad
oty Métant une variable d'intégration, \A/r/et W/IZ- sont des
fonctions de poids relatives aux modes 1 et Il de rupture.

Dans le cas d'un barreau soumis & la flexion et du
cisaillement, les charges Px, Py peuvent &tre évaluéesen
fonction du moment flechissant "M" et de l'effort tranchant
"gQ" tel que : )

fﬂ: = ‘ézgg-’: (W-=-2x)

w (12)
2 M x
w3

\

Py

en remplagant ces fonctions (Px, Py) par leurs valeurs dans
1'équation (11). Les facteurs d'intensité de contraintes KI,
KI1l deviennent égaux a

Hr = M y—t(d/w)
“ZW (13)

a/w)
8 vw vz (

KEZ =

Y1 (a/w) et YII (a/w) sont des fonctions dépendant de la
géométrie de l'éprouvette et de la nature du chargement. Ces
fonctions sont données par les relations ci-~-aprés :

yx(afu) = 6(%u )J'é 4,99 2,43 (%) + 22 ,9% (Y )"_ 23,42/ )t]

14
peur fy £ o, 6 (14)

y.r(e/u//-_-. 3,93/(,:-4/1./)’4’ s’ ak >o0.6



et YI(‘/w) = 4(y ) - 0,28 , s afy 2o.H

le critare de rupture (5) et l'équation (4) donnant l'angle
de rupture deviennent en remplagant les parametres (KI, KII,
M, Q) par leur valeur :

4 ros2oe _ 3 yx(aW) sing, Pr_ —A15)
cos oy [ Vrcom) o - T T et

et l'angle est donné par :

= yz(2/w) sing «yE(L) (3058, -4)=2 (16)
w

connaissant les valeurs (a, x, B, W, KIC) a partir des
résultats d'essais, l'angle de rupture (®o) et la charge
critique (PK) théorique peuvent &tre calculés. ‘

V-1l-2-b Dépouillement selon la théorie de la charge limite

Le calcul de la charge limite PL a été réalisé & partir de la
théorie des lignes de glissement (6). Le réseau des lignes de
glissement adopté est représenté sur la figure (4). Dans ce
calcul, nous supposerons que le comportement du matériau est
rigide parfaitement plastique et la contrainte d'écoulement
plastique est égale & la limite d'élasticité.

Ce réseau est constitué de deux champs homogénes limités par
un bord libre I et IV, un champ centré IIl et une ligne de
glissement (DCBA) permet un mécanisme de rotule plastique. La
pression hydrostatique moyenne qui s'exerce sur cette ligne
est donnée par le premier théorédme de HENCKY :

T=2Zy G (4 + T4 ) T | (17)
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la condition de continuité de la ligne de glissement (DCBA)
permet d'évaluer 1l'angle :

la condition d'équilibre des efforts dis aux contraintes: qui
s'exercent sur la ligne DCBA (pression hydrostatique moyenne

et limite élastique de cission Ty) permet de déterminer le
moment fléchissant limite "ML" et l'effort de cission limite
"QL" soit :

L
(19)
}ey('i%:;-) Zy A (bV—ez')
et
}{f, ___)c, B (w-a) (20)

ot les fonctions fl (x, w, a) et f2 (x, w, a) sont reportées
sur la figure (5).

Dans notre cas, la charge limite est donnée selon
l'expression (9) par :

7oz 3qu (21)



V=1-2-c Discussion des résultats expérimentaux
*Résultats

L'angle de rupture est donné en fonction du rapport (KI/KII)
dans les figures (6a, 6b).

La courbe théorique dans ces figures a été déterminée d'aprés
‘le critére d'ERDOGAN=SIH ((1)) basé sur la mécanique
linéaire élastique.

Les résultats expérimentaux sont reportés sur la figure (6a)
pour les essais sur 1'AU2GN (2618 A), ceux de 1'AU4G (2017 A)
sont reportés sur la figure (6b).

Les équations (4) et (5) définissent une famille de droites
paramdtrées en "@" dans le plan (KI, KII)

Cos .4 [/(: (o:&%/a -~ -%- KL Sin %]: Kzc 22)

Cos &'/Z [/(r Siné, + KZ (B(osé},-d)] -0

On peut alors tracer la courbe intrins&que théorique (KI/KIC,
KII/KIC).

Dans les figures (7), la courbe (A) est définie a partir de
la mécanique linéaire élastique, la courbe (B) est définie en
calculant (KI, KII) a partir de la charge limite "P1", les
droites (KI/KII) déterminent le trajet de chargement et ceci
sous différentes valeurs d'excentricité. Les points
expérimentaux de 1'AU2GN sont reportés sur la figure (74),
ceux de 1'AU4G sur la figure (7b) sans distinguer les
différentes épaisseurs.

*Discussion
Angle de bifurcation :

Pour l1'alliage (2618 A), on constate que dans ce cas
1'évolution de l'angle de bifurcation en fonction du rapport
(KI1/KI1) suit assez bien celle prévue par le critdre
d'ERDOGAN-SIH, toutefois, pour des fortes proportions de mode
11 (Arctg KI/KII < 40°), on constate que l'angle de
bifurcation est nul, ce qui est contradictoire avec les
préVisions théoriques.



On doit admettre, pour les éprouvettes que nous avons
utilisées, qu'il y a une modification du mécanisme gouvernant
la rupture lorsque la proportion du mode II devient
importante.

Pour l'alliage 2017 A, la tendance générale de 1'évolution de
l'angle de rupture suit la courbe (A) avec une dispersion
relativement importante, ceci est dd peut-étre a une
plastification importante en téte de la pointe de fissure.
Des photos microscopiques prises dans la zone d'élaboration
de rupture montrent que les modes de rupture des deux
alliages sont différents. Dans le cas de 2017 A, on constate
que le site d'amorgage est constitué de plusiehrs
microdéfauts disposés d'une manidre aléatoire ' ’
(planches 1, 2).

*Courbe intrinséque de rupture

Les résultats expérimentaux relatifs a l'alliage 2618 A
figure (7a) et tableau (2) nous montrent que les facteurs
d'intensité de contraintes & rupture sont beaucoup plus
é6levés que ceux prédits par le critére élastique d'ERDOGAN-
SIH ((1)) bien que ce critére ait été souvent vérifié dans
des matériaux fragiles (verre, céramique, etCese)e

Pour les matériaux ductiles, la zone plastique a la pointe de
la fissure est beaucoup plus étendue. Celle-ci augmente
encore si la composante (KII) du chargement augmente. 0On
montre en effet que la zone plastique est plué étendue en
mode mixte dans la direction de‘probagation gqu'en mode 1 pur,
la résistance a la rupture en est par voie de conségquence
fortement augmentée.

Nous constatons que les points expérimentaux relatifs a
l'alliage 2618 se trouvent placés autour d'une verticale
passant par (KI/KIC) = 1. Ceci est di en partie peut-&tre a
l'anisotropie de cet alliage. La figure (7b) montre 1la
disposition des points expérimentaux relatifs & l'alliage
2017 A par rapport au critére de la contrainte tangentielle
maximale 1 (courbe (A)) et celui de la charge limite
(courbe (B)).



Nous constatons que les points obtenus notamment pour
KI/KII > 2 sont au-deld de la charge limite ce qui est
théoriquement impossible. On constate aussi que le facteur
d'intensité de contraintes (KII) dépend faiblement du facteur
d'intensité de contrainte (KI).

Des auteurs ((7)) , ((8)) ont étudié le probl&me de
rupture en mode mixte (I + II) en tenant compte des effets de
la plasticité au bout de la fissure (criteére G ) et de la
contrainte circonférentielle maximale ( oo). Les deux
critéres sont calculés pour deux configurations différents
(éprouvette SENB et éprouvette CCT), et reportés sur la
figure (8) : (courbes 4, 5, 6).

En outre, sont reportés sur la mé&me figure les courbe’s
théoriques relatives au critére du facteur de densité
d'énergie de déformation (courbe 1) , au critére de la
contrainte tangentielle maximale (courbe 2), et au taux de
d'énergie disponible maximale (courbe 3) G maxi.

Sur la méme figure aussi, sont représentés les résultats
expérimentaux de GAO ((9)) sur acier et fonte, de WILSON
((10)) et ceux de la présente étude.

On remarque que l'alliage "2618 A" suit de préférence un
critdre incorporant de la plasticité et l'alliage 2017 A suit
plutdt un critdre basé sur l'analyse linéaire élastique bien
que leur comportement indique que l'alliage 2017 A soit plus
ductile que 1l'alliage 2618 A.

V-1l-2-d CONCLUSION

Pour explorer avec commodité une gamme étendue de rapport
(KI/KII), nous avons utilisé une éprouvette flexion
sollicitée de fagon excentrée en trois ou quatre points. Les
expériences ont été réalisées sur deux alliages d'aluminium,
l1'un fragile (2618 A), l'autre ductile (2017 A). On a
constaté que les critéres élastiques 1, 2, 3 ne pouvaient
étre validés par les expériences réalisées. Il semble qu'il
s0it nécessaire de tenir compte des effets de la plasticité
qui se développe autour du fond 'de fissure au cours du
chargement.
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KFOURI et CHIANG ((7)), ((8)) ont utilisé ,dans ce but, les
critéres G (énergie de séparation de la fissure) et maxi
appliqués a deux confiqurations différentes.

Sur la figure (8), sont reportés ces différents critéres
ainsi que les résultats extraits de la bibliographie et nos
propres résultats. On constate qu'il est tout aussi délicat
de valider 1l'un ou l'autre critére bien qu'ils semblent
expliquer l'allure verticale de la disposition des points
pour l'alliage 2618 A.

Une autre maniédre d'aborder le probléme consiste a analyser
la ruine de l'éprouvette & l'aide de la méthode de deux
critéres généralisée aux modes mixtes. Cette méthode a permis
d'étudier le comportement des panneaux a entaille centrale
inclinée ((11)) figure (9). Elle peut &tre appliquée dans
sa forme la plus générale aux éprouvettes flexion trois et
quatre points excentrés ((12)) figure (10), les frontigres
entre les trois domaines de rupture sont celles définies par
HAHN et COL ((13)).

On constate que si l'alliage.(2618 A) est bien situé ‘dans la
.zone de la mécanique linéaire élastique de la rupture et
l1'alliage (2017 A) dans la zﬁne élasto-plastique,. la
dispersion des points expérimentaux ne permettant pas une
affirmamtion catégorique. Il semble donc qu'il soit
nécessaire de prendre en compte d'autres phénoménes tels que
l'anisotropie ou la friction des ldavres de la fissure
initiale pour l'effet de cisaillement (17 )).

Les différentes épaisseurs d'éprouvettes utilisées dans cette
étude montrent contrairement & ce qui était attendu qu'il n'y
a pas d'effet détectable de cette dernidre sauf dans le cas
de rupture d'éprouvettes d'épaisseur 12 mm en alliage 2618 A
dans le domaine de forte proportion de mode I1 pour
lesquelles 1l'angle de rupture est nul.



V-2 ETUDE EXPERIMENTALE RELATIVE AUX JOINTS SOUDES EN CROIX

V-2-a Introduction

Les joints d'angle sont présents dans la plupart des
structures en service, leur tenue en fatigue dépend de
plusieurs paramétres (dé faut de soudage, géométrie du joint,
contraintes résiduelles, etc...).

Actuellement, c'est souvent par exceés qu'on impose la
pénétration totale dans les assemblages d'angle avec contrdle
corrélatif par ultra-sons.

Dans cette étude, des essais ont été menés sur des joints en
croix avec différents manques de pénétration et différentes
géométries afin de déterminer leur nocivité du point de vue
fatique.

Nous développerons dans cette étude la procédure de soudage
utilisée, le mode opératoire des essais de fatique, aimsi que
les résultats qui sont donnés sous la forme de courbes de
résistance a la fatigue. ’ '

y-2-b Mode opératoire de soudage et pré;évement des
éprouvettes

Matériau

Le matériau de base que nous avons utilisé est un acier £ 36=-
4 employé couramment dans les constructions soudées. Le
cordon de soudure est composé d'une premidre passe en fil
fourré sans gaz (NR 203 Ni 1 %) et des passes de remplissage
en couple fil=flux (0K 12.20 + 0K 10.71)..

Les caractéristiques chimiques et mécaniques sont reportées
respectivement dans les tableaux (3) et (4).

L'utilisation du fil fourré automatisé en premidre passe
permet le contrb6le de la pénétration et ainsi d'obtenir un
manque de pénétration uniforme.
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Mode opératoire de soudage

Six configurations différentes ont été adoptées :

- les trois premidres montrées dans la planche (3) permettent
d'avoir trois manques de pénétrations différents (2 a = 5 3
12,5 ; 15). La géométrie des joints étant la méme pour ces
configurations. -

- les trois autres configurations d'éprouvettes (voir planche
4) permettent d'obtenir des paramdtres d'angle de
raccordement (& = 30°), de jeux entre les tdles soudées
(3 = 1,5 mm) et de distance au pied de cordon (H/t = 0,8)
différents des 3 géométries précédentes.

Les paramdtres et les séquences de soudage sont reportés dans
le tableau (5).

Le prélévement des éprouvettes "joints en croix"™ s'est

effectué par sciage des coupons aprés soudage. La

configuration finale du joint en croix utilisé dans les

essais est montrée dans la planche (5), d'épaisseur 25 mm, de
largeur utile de 60 mm et de longueur de 600 mm. '

La planche (6) montre des macrographies de joints avec
géométries et manque de pénétration différents.

Les micrographies des structures métallurgiques'des
différents matériaux constituant le joint soudé ainsi que les
caractéristiques de dureté sont reportés dans les planches
(7), (8) et (9) respectivement.

V=2-c Essais sur  joints en croix

Les essais ont été réalisés sur une machine servo-hydraulique
d'une capacité de 400 KN.

Le dispositif utilisé dans les essais est montré sur la
planche(lO% L'éprouvette "joint en croix" est insérée entre
des mors hydrauliques et soumise a une amplitude de
contrainte constante pendant l'essai. Celle-ci est sollicitée
par une charge cyclique (signal sinusoidal) sous un rapport
de charge (R = 0.1) et une fréquence de 20 Hz.



La mesure de l'amorgage se fait par l'intermédiaire de la
variation de potentiel électrique mesurées sSur un
manovoltmétre.

Comme il existe plusieurs sites d'amorgage, il est nécessaire
de disposer de plusieurs points de mesure qui sont analysés

~ par un scrutateur de voies.

V=2=2 Dépouillement des résultats expérimentaux

Deux modes de rupture ont été observés dans les joints en
croix. La rupture en pied de cordon et la rupture en racine.
Dans la planche (11) sont reportées des macrographies de
différents facids de rupture rencontrés dans le cas d'une
rupture en pied et en racine du cordon de soudure.

La planche (12) donne une vue d'éprouvette rompue en racine.

Des ruptures simultanées peuvent se produire en pied et en
racine du cordon. La macrographie (¢) dans la planche (11)
illustre bien ce phénoméne.

Les résultats d'essais des différents types de joints sont
donnés sous forme de courbe de résistance a la fatigue dans
les figures (11, 12, 13, 14, 15 et 16) respectivement. Les
figures (17) et (18) comparent respectivement les courbes de
résistance a la fatigue des joints de type (I, I1 et III) ou
les joints de type (11 et V).

V~-2-3 Conclusion

L'analyse des résultats expérimentaux montre que la
dispersion est relativement importante.

Dans le cas de joints avec manque de pénétration de types (1,
11, 111), on constate que l'amorgage s'effectue en pied de
cordon pour les deux premiers, en racine pour le troisiédme.
La courbe (17) montre que les résistances & la fatigue des
joints (11, III) sont proches ; quant au joint (I), sa
résistance se trouve supérieure. Toutefois, les trois courbes
se rejoignent dans le domaine d'endurance, ainsi l'effet du
manque de pénétration n'‘est pas remarquable dans ce domaine.
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* la dispérsion importante des résultats d'essais obtenus sur
les joints type III pour lequels la propagation s'est
effectuée dans le métal fondu peut &tre dbe :

- aux différents types de défauts (collage...) decélés apres
rupture en racine des cordons,

- 3 la forme irrégulieére du front de fissure,
L
- a la dispersion de loi de fissuration dans le métal fondu,

- aux défauts géométriques de l'assemblage, tel que la
distorsion, la déflexion ou le désalignement, qui diff&rent
d'une éprouvette a l'autre.

*La planche (13) montre en particulier la nature des défauts
rencontrés aprés soudage en pied et en racine du cordon.

L'influence de la géométrie du joint (angle de raccordement,
hauteur de la soudure) était étudiée. La figure (19) compare
les résistances a la fatigue obtenues sur différents joints :
on constate qu'un raccordement plus doux de la soudure
augmente la longévité du joint, en particulier, dans le cas
des joints présentant un jeu entre les t8les soudées. La
fissuration se fait & partir du pied pour les joints brut de
soudage et en racine pour les joints & cordons meulés. La
résistance de ces derniers est améliorée considérablement
dans le domaine d'endurance, cependant cette résistance reste
inchangée dans le domaine de fortes contraintes. On constate
sur la méme figure (19) que la résistance & la fatigue du
joint type IV meulé est sensiblement égale & celle du joint
de type V & angle de raccordement faible.

Enfin, la résistance des joints présentant des soudures de
hauteur plus grande se trouve augmentée dans le domaine de
fortes charges type V1.
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I - Mode d'ouverture (ouverture symétrique des lévres de la fissure)

II - Mode de glissement (glissement antisymétrique des lévres de la
fissure)

FIGURE 1

Définition du mode mixte (I + II) de rupture

"FIGURE 2

Montage flexion (quatre - trois) points excentrés
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Cu 7% Mg 7 Fe Z Mn 7 Pb 7 Cr %
Ay, 6 '
9.265 0.394 0.923 1.126 0.201 0.208
Cu Z| Mg %] Fe Z | Mn 21Ccr %2 {Ti Z Si 2l ML Z)Zn Z
AUy GN
2,66] 1,62]1,13] 0,1 ]<o0,05] 0,09} 0,22 1,17 | 0,06
Composition chimique de 1'AU2GN et de 1'AU4G
AUy & AdgGN
24,36
R, (MPa) 253 446
822,5 CH2 (mm) ~ 80 755
77 < -R-g

Caractéristiques mécaniques de 1'AUZGN et

de 1'AU4G

TABLEAU 1 :

Caractéristiques chimiques et mécaniques

des Alliages
AU2GN (2618A) et de 1'AU4G (2017A)
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FIGURE (3) : Fonctions de poids relativ

au mode I w; et le mode
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FIGURE 6a
Angle de bifurcation (2618 A)
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FIGURE 6b
Angle de bifurcation (2017 A)




- 199 -

Ku
Kic

4 1

(ki/ku}

~
+

AU2GN 8(12,24.36.48)
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FIGURE 7a
Courbe intrinséque (2618 A)
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o
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FIGURE 7b
Courbe intrinséque (2017 A)
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’Epaisseur Longueur Charge Angle de
eprouvette Excen- fissure de rupture rapport rapport rapport bifurcation
Matériaux B tricité a Pc en Mil- PK/pC PL/PC KH/KI expérience
(mm) x (mm) (mm) lion Newton : en °C
12 2 15 0,1150 0,52 2,01 2,27 0
12 4 15,2 0,1090 . 0,47 1,82 1,14 0
24 4 15,88  0,1910 0,51 1,94 1,11 56
AUZGN 12 6 15,69 0,057 0,74 2,79 0,75 44
w(56§8 2; 36 10 15,41  0,1160 0,81 3,06 0,45 37
48 15 18,59 0,0936 0,70 2,26 0,26 35
48 20 18,27 0,0552 0,96 3,06 0,2 25,67
48 25 18,05 0,0456 0,97 3,08 0,16 20,67
( 24 1 14,19 0,1650 1,31 1,63 3,85 65
12 2 14,04 0,088 1,12 1,39 1,92 50
36 2 18,88 0,1680 1,12 1,1 1,32 51
AUAG 24 3 14,13 0,1580 1,09 1,35 1,27 53
2T A g ¢ 13 oo 073 o8 0w %
48 12 19,02 0,1650 0,5 0,39 0,22 53
36 25 18,34 0,033 1,03 0,83 0,11 12
48 25 19,2 0,0552 0,67 0,53 0,1 18,67
TABLEAU 2

Résultats expérimentaux pour les alliages 2618 A et 2017 A
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FIGURE 8 Comparaison des résultats expérimentaux
avec les résultats théoriques
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FIGURE 9

Méthode des deux critéres appliquée dans le cas

des pannes a fissure centrale inclinée
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FIGURE 10

Méthode des deux criteres
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Matériau . Mn Si C P Al S Ni ‘Cr Mo \'
Métal de basel | | 9,550 0,144 0,032 | 0,045 0,011 | - - - -
E 36-4 .
Métal fondu : _
tére passe | 1,15 | 0,3 | 0,068} 0,007} 0,59 | 0,005| 0,91 | 0,02 | 0,02 }{0,005
NR 203 Ni 1%
Métal fondu
Remplissage 1,3 0,3 0,07 - - - - - - -
OK 12,20+0K
1071
Tableau 3 : CARACTERISTIQUES CHIMIQUES (en %) (Métal de base, Métal fondu)

Matériau Re (MPa) Rm (MPa) A% Kev (J/cm2)
Métal de base i
. 185 (-20°C)
E 36—4 382 543 32:9 177 (_4ooc) »
Métal fondu 374 506 32 144 (-20°C) |
Fil fourré : ‘
Métal fondu
Couple 416 517 30 145 (0°C)
fil-flux

Tableau 4, : CARACTERISTIQUES MECANIQUES (Métal de base, Métal fondu)




MODE OPERATOIRE DU SOUDAGE

géométries des assemblages

= °
gQ
Type I ~ Type II
(15) (15)
; "
23
g ] {
H/t = 0,5 H/t - 0;5
©= 45" @= 45°
2a=12,5 2 a =15

PLANCHE 3



MODE OPERATOIRE DU SOUDAGE

géométries des assemblages

Type IV Type V ' Type VI
(5) (5) | ©(5)

I/k’
.
5
N
< —la.

"1

2a=12,5 2 a-=12,5 -

H/t = 0,5 H/t = 0,5 31/2 - lg:g
©= 30 O= 45 O = 45°

©= 30° J=1,5 H/T- 0,8

PLANCHE 4



TABLEAU 3 :

Mode opératoire et pavametres de soudage

( : : )
{ ! Diametre : : : Tempéra- : Position : )
( : 1a$§trt . Nombre : Intensité: Tension : ture de la :Vitesse de)
( . : . R , . inter- : torche et: R

( Ropbre E;;) : de passes: (Ampcreb): (Volts) passes  :de la tdle: ld-tOlChP)
¢ ’ ‘ (> C) (cm/mn) ;
PR, WIS R SR Aok
gFil fourré

"LINCOLN" ) . o 10° C 2

E”R 203 Ni 1% t + 265 21 200° € olat 5
((lére passe) '
ECouple Fil-

(Elux "ESAB" . . 10° C

(0K 12.20 + 4 4 + 550 28, =200°C . gat 25

0K 10.71
((remplissagel

)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)
)

(

(

(

( Séquence

( de -

E soudage

(

(

( [

E Pramidrsy PassE

(

§ A : Bridage en diagonale - Exécution des premiéres passes en racine 1 et 2
( : :

( B : Bridage en diagonale - Exécution des premiéres passes 3 et 4

(

( C : Joints libres - Exécution de;passes de remplissage

( . S—

( )
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PLANCHE 5

P

: Eprouvette "Joint en croix"




MACROGRAPHIE :
Joint en croix type I
(Gr x 1,4 Nital 15 %)

MACROGRAPHIE :

Joint en croix
type II
(Gr x 1,5 Nital 15 %)

MACROGRAPHIE :

Joint en croix
type IV

(Gr x 1,4 Nital 15 %)
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MB (Ese.4) <

FIL.FLUX (0K 12.20+0K10.70)

FIL.R (NR203NI1%)

STRUCTURE MICROGRAPHIQUE DE DIFFERENTES ZONES DU JOINT

PLANCHE 7
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FACIES DE RUPTURE EN PIED DE CORDON

FACIES DE RUPTURE FACIES DE RUPTURE SIMULTANEE
EN RACINE DE CORDON EN PIED ET EN RACINE DE CORDON

PLANCHE 11
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FIGURE 11: Courbe ( A0-~) du joint en croix avec manque de pénétration
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FIGURE 12: Courbe (40-A ) du joint en croix avec manque de pénétration
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FIGURE 14: Courbe (@U=A) du joint en croix avec manque de pénétration
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FIGURE 15 . Courbe_L 40-~ ) joint en croix avec manque de pénétration
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FIGURE 18: Comparaison des courbes ( Av.a ) avec manque de pénétration

type II et V (influence de l'angle de raccordement)
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CHAPITRE VI
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VI - MODELISATION DE LA DUREE DE VIE EN FATIGUE DES JOINTS

SOUDES EN CROIX TRANSVERSAUX (K&)

VIi-1 PRINCIPE

La durée de vie en fatigue des joints & cordons disposés
transversalement & l'effort appliqué, pour lequels la rupture
se produit soit & partir de la racine soit & partir du pied
de cordon peut @tre considérée comme étant la somme de 3

- la durée d'amorgage d'une fissure,
- la durée de propagation de cette fissure jusqu'a rupture de
l'éprouvette.

On peut écrire :

NR = Nm + NP (1)

ou NA et Np désignent respectivement le nombre de cycles a
l'amorgage et la propagation.

Vi-1l-1 Amorgage

Dans la plupart des travaux réalisés sur les joints bruts de
soudage, la part de l'amorgage d'une fissure est estimée de
(10 a 20 %) de la durée de vie totale du joint. De ce fait,
la plupart des auteurs négligent la période d'amorgage dans
le calcul de la durée de vie. Cependant, les avis sont
partagés quant & la définition de 1l'amorgage.

Dans cette étude, nous avons utilisé deux méthodes pour
mesurer la période d'amorcgage.

a) Mesure de 1'amorgage sur petite éprouvette

Une éprouvette de type flexion trois points a été prelevée
dans le joint soudé afin de mesurer le nombre de cycles &
l'amorgage en fatigue. Des essais ont été menés sous
différents niveaux d'amplitude des facteurs d'intensité de
contrainte, les résultats obtenus sont reportés sur la
figure (1).



Cette méthode considére que :
- la fissure est sollicitée en mode d'ouverture (mode 1),
- l'existence d'une fissure droite le long de laquelle

l'amorgage s'effectue de maniére uniforme.

b) Mesure de 1'amorcage sur le joint en croix

Une mesure directe a été effectuée par l'intermédiaire de la
méthode du potentiel électrique. Cette méthode utilise un
générateur a courant continu qui alimente le joint d'une
intensité suffisamment forte, le potentiel électrique
existant autour d'une éventuelle fissure peut &tre mesuré par
un manovoltmétre. La variation de ce potentiel au cours du
cyclage permet d'approcher l'amorgage figure (2).

Ce dispositif de mesure est discuté dans le chapitre V.

Le nombre de cycles & l'amorgage mesuré par cette méthode est
différent de celui obtenu par des essais sur petites
éprouvettes. Ceci peut s'expliquer =

- par le fait que le processus d'amorgage dépend de la
géométrie de l'éprouvette. En effet, dans le cas des joints
soudés en croix, le front du manque de pénétration en racine
n'est pas régulier le long du cordon. Ceci peut &tre le siege
de plusieurs microdéfauts qui s'amorcent et se propagent de
maniére différente pour former ensuite une seule fissure
comme c'est le cas des éprouvettes usinées.

- le mode de chargement est différent ; dans le cas des
petites éprouvettes, la fissure est chargée par le mode
d'ouverture seulement,le manque de pénétration dans le joint
se trouve sollicité par le mode d'ouverture et le mode de
glissement, ceci peut influencer la périodce d'amorgage.
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VI-1-2 Propagation de la fissure

Le nombre de cycles absorbés par la propagation d'une fissure
peut 8tre évalué a l'aide de la mécanique de la rupture. En
effet, la connaissance des paramétres de fissuration tels que
les coefficients "m" et "c" de PARIS obtenus sur des
éprouvettes de flexion figure (3) dans le métal fondu et les
facteurs d'intensité de contrainte calculé dans le joint
permet d'estimer le nombre de cycles de propagation par
intégration d'une loi de type (PARIS). Cette méthode fait
l'hypothese que la propagation se fait en mode 1 et par
conséquent conservative. %/

z (2)
NMp = -
C(8K)

AK étant l'amplitude du facteur d'intensité de contrainte
calculé par la méthode aux éléments finis dans le paragraphe
suivant.

c,m : les coefficients de PARIS obtenus a partir de la loi de
fissuration dans le métal fondu figure (3)

Q2. étant choisi égal a la longueur du manque de pénétration
(défaut initial)

C%! é6tant le défaut critique pour lequel le facteur
d'intensité de contrainte appliqué devient égal au facteur
d'intensité de contrainte critique en fatigue Kf. La valeur
du défaut critique utilisée dans notre cas est de 20 mm, elle
correspond & un facteur d'intensité de contrainte KI de 63
MPa Vm. Le tableau (1) regroupe les résultats d'essais de
tenacités KIJ obtenue & partir des mesures du paramétre JIC
correspondant & l'initiation de la croissance stable de
fissure. 11 est reporté dans le mé&me tableau l'ouverture &
fond de fissure critique (CTOD) du métal fondu. La figure (4)
donne un exemple de mesures des paramétres (CTOD) et JIC

respectivement. '
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Vi-1-2-1 Calcul des facteurs d'intensité de contraintes -
(KI, KII) en racine du cordon

Vi=1l=2<~1-1 Introduction

Dans le cas d'un probl2me simple de mécanique de la rupture
"géométrie et chargement simple", la formulation des facteurs
d'intensité de contraintes demeure facile, cependant le
problédme se complique dans le cas ol on est en présence de
structures complexes telles que les joints soudés en croix.
Des méthodes numériques existent dans la littérature qui
déterminent les distributions des champs de contraintes et de
déformations au voisinage des défauts (manque de pénétration,
caniveauxe...)s La connaissance de ces champs permet
d'approximer la solution du probléme afin de déterminer les
facteurs d'intensité de contraintes "K". Les méthodes les
plus utilisées seront développées dans cette étude, en
particulier l'approximation par éléments finis.

Vi=1l=2=1-2 Définition et détermination analytique des
facteurs d'intensité de contrainte (KI, KII)

Dans un corps fissuré "S", le mode de déformation dépend de
la nature du chargement auquel ce dernier est soumis ((1)),
ainsi que lE'champs de déplacement qui peut &tre défini par
un vecteur U tel que :

(%, )

‘1}(7")’)
wf(z,'y‘)

On définit les modes de rupture (I, II) comme étant
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Jz Ur = %[ﬂ(rgy}—v(x,-y)]
. (3)

O

S
1

Ur = ‘i-[d(x,y) —U(ze-}’)]

l

o B | vz. 4wy e ror)]

Wg = ©

En présence d'un état de déformation plane, en mode de
chargement combinés (I + II), le champs de déplacement U

s'écrit comme

U = Ur+doxr = U Lr,,/)

-

U 1w = Ur+ UV = U(z,y/ (4)
w = o

L'équilibre d'un corps peut &tre satisfait en introduisant
une fonction de contrainte F (x, y) tel que

2 5)
025, GRE , Zepo - LE ‘
'7,1 22¥ _ﬂz?/
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Pour satisfaire les équations de compatibilité, la fonction
F(x, y) doit vérifier l'équation ci-dessous :

'2"_6_.,..2,2‘5&__.,.0_"5_,__._0 (6)
qz"' (szo/,’ '7/‘!

La solution de cette équation dans le
infinie est de la forme :

cas d'une plaque

Fex,y ) = i. br Fr (x,y) + n Fn (%, y)]

M=

°t Tnle,y): Z | bn(c'n): + dn (‘TnL&] (7)

U}(Z’,y) - 20.; bn (0;):4- JH (0'3-)3:]

mzy

an(.ﬁ:,/]: 2- [bn (Zra-) *‘ln(z'f&) J

Mz
avec

AnsA
’:n(x,y): n [%[H!(An-ﬁl)d‘-ﬁdg(ﬂ(l‘n-;)&+ e ..

+ay S (Mea)fre cccee .. ansin Un-ﬂ)—ﬁj

bn, dn sont des coefficients dépendants du

chargement
appliqué.

Dans les expressions (7), les seuls termes qui deviennent
infinis & la pointe de fissure sont :

é,ﬂT‘) + (Oh) esessscsess, €t par conséquent
(03) ,(¢'h esessessess 8sont .des fonctions
indépendantes des charges extérieures, et donc on peut

supposer que les coefficients b, , d4 représentent l'intensité
de contrainte a la pointe de fissure.
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On définit

Kz = be ? KI.’. ——f__J_—',___— - - (8)
Verm Ver

comme "facteurs d'intensité de contraintes".

Au voisinage de la pointe de fissure, les équations (7)
s'écrivent alors :

O 4 Kr (3-loso)cosbf +HEL (3¢os8--1) S'/}m/z}
Vean

0;_ A K;(A+[of’)_3K_E$inE’](d!"/:/ (9)
2V e Tr

Tng = 2 {KIJ’/nﬂ- +K.E(3co:8-_/)j Cos 8y,
21272

VI-1-2-1-3 Différentes méthodes d'approximation

Parmi les différentes méthodes numériques qui existent dans
la littérature, les plus utilisées sont :

- la méthode de collocation,

- la méthode des fonctions de poids,

- la méthode basée sur les équations intégrales,
- la méthode aux éléments finis.

Méthode de collocation
La méthode de collocation est applicable dans le cas des

géométries simples, ot elle fournit d'excellentes
approximations de la solution exacte ((2, 3)k
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En tronquant la fonction d'AIRY (série infinie) dans
l1'équation (7) & 2n premiers termes, la méthode de
collocation permet de déterminer les paramétes bn et dn de la
série tronquée en annulant les résidus a4 2n points a
l1'intérieur du corps "points de collocation".

oo M m - |

F 2 ,:iu ba [(os(".'-/)& -_M/L:("_"}_[o;(é'w)f] +dn[3fn(%’-.4)a-_ Ny = (-4) 57 (gy)gjl{
L=4 ¢ % ~4 4 oo
10

ot bn et dn sont respectivement des termes relatifs a la
partie symétrique (mode 1) et antisymétrique (mode II).

Ce processus conduit au systéme de 2n équations linéaires
avec 2n inconnus (bn, dn).

b) Méthode des fonctions de poids

-La méthode des fonctions de poids développée initialement par
BUECKNER ((4, 5, 6)) est basée sur la solution de WILLIAM qui
donne le champs de contrainte et déplacements au voisinage de
la fissure : '

di=Z mﬁs G ()
: = £ (11)
oo ¢, (T
Ui} -%;"%57 n J m

t o
Dans lesquelles les champs (‘JiL, et (GIJ)M satisfont les

équations de l'élasticité et les conditions aux, limites.

Le paramétre "t" représente le mode de rupture
(I, II ou III).
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Les facteurs d'intensité de contraintes (KI, KII) sont
obtenus en fonction des coefficients (. par :

I z
Kt = & . K = CL-
ir Var (12)

Les fonctions de poids relatives aux champs de déplacement
(L) et des contraintes Ty s'écrivent de la manidre suivante:

o ¢
W )+ Z ()

M=»

tu ¥* F o l‘ ’ + '
\A/{-/ﬂ} = C.I (O-"f)_l"j‘"%-_‘- CI’“(O"'J'Z' f"/

(13)

La formulation générale donnant les coefficients C s'écrit
comme : ]

¢ b5 .
C =/2 M/"(l/ ds -/ 7z W/z (Z) ds (18)
. Sr Sy

ou Pi, Ui sont respectivement les charges et déplacements
impoés aux frontidres du corps (Seo, Su)

avec Y

/1(—/)! pour f- z, X
(+K) 77

/ﬂ[“/}! ﬂ’”f ZLz_E

2
et Cl
L 7k

La détermination des paramdtes G nous fournit la solution
approchée du probléme.
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c) Méthode des équations intégrales

La méthode des équations intégrales ((7)) permet l'extension
a l'opérateur de l'elasticité des techniques développées en
théorie du potentiel pour 1l'étude de l'opérateur de LAPLACE.

Dans ce cas, un probl&me d'élasticité revient a chercher wun
déplacement U = (Ui) tel que : '

2
Acty) = (uzﬁZA U%)l.}ﬂf =z o oamsr 2

» (15)
tg'/t// = dc‘;‘l! 4/4,4 mj'-; F-",Jlf/;7

a&’ - Iy A”'/L
2 >
Les opérateurs A4 , é sont respectivement 1le Laplacien

généralisé et l'opérateur de dérivation normale.

L'avantage de cette méthode consiste & effectuer uniquement
un maillage des surfaces.

Dans le cas des probl&émes tridimensionnels, le temps de

résolution est nettement plus faible que celui obtenu par la
méthode aux éléments finis.

La solution des équations (15) permettra la détermination des
facteurs d'intensité de contrainte (KI, KII).

d) Méthode aux éléments finis

Le développement des moyens de calcul fait de cette méthode
un outil puissant pour l'étude des comportements des
structures fissurées ((8, 9, 10)).

La méthode permet d'établir un mod2le discret du milieu
continu, celui-ci est divisé en un nombre d'éléments,
suffisants, connectés par un nombre fini de noeuds.
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Les efforts entre ces éléments sont transmis par
l'intermédiaire des noeuds. Les fonctions déplacement dans
l1'élément peuvent étre décrites par des fonctions
polynomiales simples et les déplacements des noeuds sont les
inconnues du probléme.

Le comportement de la structure peut &tre décrit par les
résolutions numériques de l'équation matricielle suivante :

[F]=[*x]{?f (16)

ol la matrice [F] représente les charges extérieures
appliqués aux noeuds de la strucutre. '

[K] est la matrice de rigidité globale.
{cr} déplacement des différents noeuds constituant 1la
structure.

ViI-1-2-1-4 application de la méthode aux éléments finis au
probléme des joints soudés en croix

a) calcul des facteurs d'intensité de contraintes (KI, KII)

Afin de déterminer la durée de vie en fatighue du joiint
soudé en croix contenant un manque de pénétration donné, il
est nécessaire de déterminer numériquement les facteurs
d'intensité de contrainte (KI, KII) en pointe de ce défaut.
Ce calcul a été fait a l'aide du programme "ANAIS 2D" qui
utilise un élément particulier & la pointe de la fissure
permettant d'approcher la singularité du champ de contrainte.

La solution analytique présentée dans le paragraphe 2 pour

une plaque infinie peut &tre écrite sous la forme matricielle
en prenant en compte 2n premiers termes de cette solution :

{e}=[*]]<f
ful~[#]fef

(17)
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Le vecteur }ul] étant composé de 2n coefficients bn et dn.
Tous les paramétres inconnus f}z;peuvent 8tre liés aux
déplacements nodaux d'un élément fissuré a n noeuds :

m-lt

Les relations (17) permettent de calculer les déplacements
nodaux de l'élément fissuré tel que :

(01 [a*]fa] oo

* .
ol la matrice [69J]est obtenue en introduisant les

coordonnées polaires des noeuds de l'élement fissuré dans le
matrice/AJ . '

Le nombre de degré de liberté de 1'élément analytique utilisé
dans cette étude est égal & dix huit (18) dont trois sont
destinés & modéliser le mouvement rigide de la pointe de
fissure, de ce fait, les matrices [P] et [ﬂ'] dans
1'équation (17) se réduisent a : ‘

{0.} 413_]7(‘2; (19)
fu] /7714
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ainsi la rigidité globale de la structure peut étre obtenue
par la formule suivante :

[<]- ((77°)( [r7o3073a)1p0 ™" o

L'intégration de cette matrice se fait numériquement par la
mé thode de Gauss.

La prise en compte des 15 termes de la solution analytique
nous permet uneusimplificatioh maximale du maillage. Un
élément fissuré de grande taille peut approcher de maniére
treés satisfaisante le champs recherché.

Les hypotheéses relatives au calcul sur joint soudé en croix
de type K4 sont les suivantes 3

- calcul bidimensionnel en élasticité linéaire, en petite
déformation, l'épaisseur élevée de l'éprouvette permet de
supposer un état de déformation plane.

- l'existence de 6 fissures dans le joint soudé :

- 2 fissures en racine allant de 10 a 18 mm
- 4 fissures en pied de cordon ap = lmm

Compte tenu des difficultés de détermination des contraintes
résiduelles (analytiques ou expérimentales), nous n'avons pas
tenu compte de leur inflence dans le calcul numérique.

Prise en compte dans les calculs de l'effet de flexion dd a
la déformation résiduelle des bras discontinus de
l'éprouvette.

Afin de simplifier la démarche du calcul, un premier maillage
de la demi éprouvette a été effectué. Ce maillage prend
en compte la déformée réelle rencontreée dans l'éprouvette
avant essais, "fleéche maximale = 5,25 mm".
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Cette configuration a été diviseée en- 28 éléments
isoparamétriques de 8 noeuds (117 noeuds et 234 dégrés de
liberté), l'allongement total appliqué a 1'éprouvette était
de 0,2 mm.

Les déplacements imposés dans la partie utile au loin de
l'entaille permettent le calcul de (KI, KII) en racine et en
pied de cordon, le maillage utilisé est montré figure (6a),
le nombre d'éléments utilisés dans ce maillage est de
quarante quatre (44) :

- 4 éléments analytiques & 9 noeuds,
- 14 élements de raccordement a 9 noeuds,
- 26 éléments isoparamdétriques & 9 noeuds.

soit 212 noeuds et 424 degrés de liberté.

Les conditions aux limites sont montrées sur la figure (6a)
qui supposent :

- un plan de symétrie de l'épouvette,
- l'imposition des déplacements issus de calculs
preliminaires.

La figure (6b) donne le détail du maillage au voisinage des
quatre fissures en racine et au pied du cordon de soudure, la
longueur des fissures ( F1, F2) en racine du cordon sera
définie par rapport au plan de symétrie de 1'éprouvette.

Un premier calcul de (KI, KII) pour un chargement appiiqué de
250 KN, et un manque de pénétration initial de 18 mm

(F1 = F2 = 18 mm) a été réalisé dans le cas d'une traction
simple. '

Ce calcul prend également en compte de 1'influence d'une
déflexion parasite des bras de l'éprouvette (tableau 2).
On constate que les valeurs KI, KII trouvées dans le cas de
la traction correspondent .aux valeurs moyennes de celles
obtenues par le calcul avec flexion parasite des bras de
l'éprouvette.

De plus, l'effet de flexion peut favoriser une propagation de
fissure en pied de cordon.
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Les résultats des calculs relatifs aux facteurs d'intensité
de contraintes (KI, KII) ainsi que le facteur de densité
d'énergie de déformation Smini et l'angle de propagation en
racine sont reportés dans les tableaux (3) et (4). On
constate que les valeurs du facteur d'intensité de contrainte
KII en racine sont trés faibles comparés a celle du facteur
d'intensité de contrainte KI. Les figures (7, 8, 9, 10)
montrent les variations de ces facteurs avec l'avancement de
la fissure.

b) Comparaison des résultats avec d'autres modéles

Facteur d'intensité de contrainte en racine des cordons

La comparaison des résultats obtenus sur le joint soudé en
croix est effectuée pour des conditions géométriques et de
chargements définis dans le tableau (5). Celui=-ci regroupe
les résultats des différents modtles de calcul des facteurs
d'intensité ((11, 12, 13, 14, 15)) discutés dans le
chapitre 1V.

. Les hypotheéses émises pour ce calcul différent d'un modéle &

l'autre tableau (5). ' '

On constate que pour des conditions de géométries et de
chargements équivalents, les quatre modéles ((11, 12, 13,
14)) présentent un résultat proche de celui de-la présente
étude.,

Ce mé&me tableau montre que le modéle de HARRISON ((15)) qui
consiste a utiliser une plaque sous chargement équivalent
sous-estime le facteur d'intensité de contrainte en pointe de
fissure.

Facteur d'intensité de contraintes en pied des cordons

Une seule profondeur de défaut (ap = lmm) a été utilisée dans
le calcul pour déterminer les facteurs d'intensité de
contrainte (KI, KI1) dans le joint soudé en croix "Klﬁ' chargé
en traction. ’
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Les résultats de ce calcul sont comparés avec ceux obtenus &
partir des moddéles existants ((12, 16, 17, 18)) dans la
littérature tableau (6). Parmi ces modeéles, un seul utilise
le joint en croix de type "K&4*" ((11)), et obtient un
résultat comparable & celui de la présente étude. Les autres
modéles utilisent des joints en croix & &me continue de type
"K2#*", par conséquent les valeurs obtenues de la fonction "K"
sont plus faibles que celles d'un joint en croix de type
lIKaﬂ'

I1V=-1-2-1-5 Calcul de la durée de vie en propagation a partir
de la racine -

Selon les expériences réalisées sur les joints soudés en
croix comportant un mangque de pénétration de type 111, seules
les fissures Fl et F2 se propagent avec des vitesses et angle
de propagation différents & partir des racines des cordons.

La disparité des résultats expérimentaux ne nous permet pas
de prendre en compte le chemin réel de fissuration dans le
calcul.

Nous avons été amenés & déterminer un chemin théorique de
propagation des défauts.

*type K& : joint avec manque de pénétration & &me discontinue
la soudure supportant la charge.
*type K2 : joint en croix & @&me continue le bras continu
supportant la charge.




La connaissance des facteurs d'intensité de contrainte

(KI, KII) a la pointe des fissures Fl1l et F2 permet de
calculer le taux de densité d'énergie de déformation S. Cette
énergie s'exprime selon SIH ((19, 20)) :

Sz 2, K,z' + L adry KoKy + @3, /\’2.& (21)

ot les coefficients@ij (i, j = 1, 2) sont des fonctions de
l'angle de propagation O (cf chapitre II). L'angle théorique
de propagation est défini par la direction olU le taux de
densité d'énergie de déformation est minimum avec une
contrainte locale U @@ positive.

En mode mixte de propagation, SIH ((19, 20)) a montré que la
loi de fissuration s'exprime en terme de facteur de densité
d'énergie de déformation tel que :

dafps = 7 (4S)7 (22)

ol les constantes A et n sont obtenues par équiQalence en
mode d'ouverture & partir de la loi de PARIS ((21)) du
matériau.

dajfin = ¢ (4K)™ (23)
avec m= /s ""/(/
A= C LTE ]
et (A=29) (#+V)

pour notre cas :

o
1

3,84 ) 1,92
2,02.10 s A = 0,36

da/dN en m/cycle, KI, KII en MPaV¥m, S en Mn/m.



Si 1'on suppose que les fissures Fl et F2 sont régies par la
méme loi de propagation, nous avons 3

AFA - R (A5d)n gl dF2 . R (ASz,)r‘l (24)

d'ol

AFl et AF2 étant respectivement l'accroissement des fissures
Fl1 et F2 pendant le cyclage AN. Les facteurs d'intensité de
contraintes (KI, KII) ont été déterminés pour différentes
configurations de longueur de fissure en racine en
incrémentant la fissure F1 de AFl, F2 étant calculé par la
relation (24). La figure (11) montre que le chemin de
fissuration calculé concorde assez bien avec le chemin
expérimental. Le taux de densité d'énergie est donné sur la
figure (12) pour les deux fissures Fl et F2. La durée de vie
en fatigue du joint en croix a été calculée .en considérant la
propagation de la fissure Fl. ‘

0n constate sur les figures (13) et (14) que les facteurs
d'intensité de contrainte KII sont faibles comparés aux
facteurs KI dans les deux cas de fissures (F1l et F2). I1 est
donc raisonnable de ne considérer dans le calcul de la durée
de vie que le mode I (facteur d'intensité de contrainte KI1).
La figure (15) donne la durée de vie calculée pour différents
niveaux de contrainte appliqué sur le joint pendant l'essai &
partir de la loi de PARIS utilisant le facteur KI. '

Dans la figure (l16), la durée de vie en propagation des
joints en croix est donnée selon SIH ((2)) pour différents
niveaux de chargement (P = 180, 250, 300, 320 KN).
Les résultats d'essais et ceux du calcul sont reportés dans
le tableau (7), la comparaison des durées de propagation
calculées et expérimentales est donnée figure (17).
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Vl=-1-2-2 Calcul des facteurs d'intensité de contrainte
(KI, KII) dans le cas d'une propagation en pied de
cordon de soudure

Dans le cas des joints en croix comportant des manques de
pénétration de soudure en racine de longueur 5 et 12 mm, la
rupture s'effectue & partir du pied de cordon. Cependant,
l'expression (2) donné dans le paragraphe (IV-1-2) peut &tre
appliquée pour déterminer la durée de vie en propagation’du

joint en croix.
(74
A/ ‘/ /Jd
rE . e(ox)”
Ze

Le calcul par éléments finis des facteurs d'intensité de
contrainte (KI, KII) en pied de cordon utilise les mémes
éléments présentés dans le paragraphe (IV-1-2-1-4),

Pour tenir compte de la déflexion résiduelle des t6les
constituant le joint, un maillage de la demi éprouvette
déformée a été établi figure (18), celle-ci est soumise au
loin & un déplacement arbitraire uniaxial U(y) de 0,1 mm. Les
figures (19, 20 et 21) montrent respectivement les
contraintes principales et la déformée de l'éprouvette ainsi
que la distribution des contraintes locales en pied de cordon
a travers l'épaisseur de celle-ci.

Le calcul des facteurs (KI, KII) se fait ensuite en imposant
le vecteur déplacement V (x, y) obtenu selon figure (18) a
une éprouvette non déformée afin de tenir compte de la fléche
résiduelle dans le joint, la taille du défaut initial en pied
prise dans les calculs est de 0,5 mm.

Les figures (22a) et (22b) montrent respectivement le
maillage correspondant & la configuration initiale et finale
de la propagation. Le défaut critique en propagation (figure
22b) pris dans cette étude est de l'ordre de 10 mm.

Le calcul des facteurs d'intensité de contraintes KI, KII en
pointe de fissure suppose un état bidimensionnel des
contraintes dans l'éprouvette en élasticité linéaire.
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Les résultats relatifs au calcul de ces facteurs d'intensité
de contraintes (KI, KII), a l'angle de propagation (&) et a
la densité d'énergie de déformation sont réportés dans le
tableau (8). Un examen des résultats obtenus dans ce calcul
permet de ne prendre en compte dans l'évaluation de la durée
de vie que de l'évolution du facteur d'intensité de
contrainte KI figure (23) étant donné les faibles valeurs de
la composante du mode I1.

VI=-1-2-2-1 C(Calcul de la durée de vie du joint en croix dans
le cas d'un amorgage en pied de cordon

Le calcul de la durée de vie est basé sur le fait que
1'amorgage et le début de propagation de la fissure se fait
dans la zone affectée thermiquement sur une profondeur
moyenne observée expérimentalement et estimée a 2 mm. Cette
fissure rentre ensuite dans le métal de base et se propage
jusqu'a rupture de 1l'éprouvette.

Dans la figure (25) relative au métal de base, la vitesse de
fissuration expérimentale présente un point d'inflexion,
ainsi celle-ci peut &tre décrites par deux droites@et@ de
pentes différentes. L'amplitude du facteur d'intensité de
contrainte (AK) correspondant & l'intersection de ces deux
droites est de l'ordre 50 MPaV¥m. Cependant, la valeur
maximale du facteur d'intensité de contrainte KI obtenue dans
le joint soudé (cf figure 23) ne dépasse pas la valeur de 50
MPaVym. Par conséquent, seules les caractéristiques de la
droite@ont été prises en compte dans le calcul de la durée
de vie du joint.

L'évolutionde la fissure dans la zone affectée thermiquement
et dans le métal de base est donnée en fonction du nombre de
cycles dans les figures (26) et (27) respectivement.

La durée de vie en propagation du joint en croix est obtenue
en sommant la durée de propagation sur une profondeur de 2 mm
dans la zone affectée et la durée de propagation sur une
profondeur de 8 mm dans le métal de base. '

La durée totale du joint est obtenue ensuite en ajoutant au
nombre de cycles de propagation (Np) le nombre de cycles
correspondant & l'amorgage dans la zone affectée
thermiquement.
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Deux méthodes ont été utilisées dans cette étude pour estimer
le nombre de cycles a 1l'amorgage :

a) la courbe d'amorgage donnée dans la figure (28) a été
obtenue sur des éprouvettes de flexion entaillées prelevées
dans le joint en croix selon cette mé&me figure (28).

b) 1la mesure directe de l'amorgage sur le joint en croix en
utilisant la méthode du potentiel électrique. Un exemple de
variation du potentiel au cours du cyclage est donné figure
(29).

Ces deux méthodes de mesures donnent des valeurs tres
différentes du nombre de cycles & l'amorgage. La deuxi&me
méthode semble plus juste du fait qu'elle prend en compte les
conditions réelles de l'essai (la géométrie, le mode de
chargement, etc...). Les résultats obtenus par ses deux
méthodes pour les deux types de joints (II, I) sont reportés
dans les tableaux (9) et (10) respectivement.

En utilisant le nombre de cycles a 1l'amorgage mesuré par la
méthode du potentiel électrique, les figures (30) et (31)
‘comparent les durées de vie en propagation des joints en
croix types 11 et I estimées par le calcul et celles issues
de l'expérience.
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Vi-1-2-3 0Optimisation du joint en croix (K4)

Le calcul par éléments finis nous a permis la détermination
de 1'évolution des facteurs d'intensité de contraintes KI
avec l'accroissement des défauts en racine et en pied de
cordon de soudure.

*En racine du cordon

4
< 3
KJ-‘R [/8, 5,-4,2,;54( - 0,395 aq +0,03822¢ "aoaégan *:3’0"(;5)

pour $&a, LA , P.:cherga en KN .

- dk étant la demi longueur du manque de pénétration en
racine,

- kTR = facteur d'intensité de contrainte en racine.

*En pied de cordon

| . 5
Kzp < E%, [&,as +5,08ap - 0,75 2p 2,009 ] (26)

pour 65 < ap <8

GP : profondeur du défaut en pied de cordon

KIP : étant le facteur d'intensité de contrainte en pied de
cordon

La rupture a lieu soit en pied de cordon, soit en racine
selon les valeurs des facteurs d'intensité en contraintes en
ces deux endroits :

- s8i KIR > KIP : la rupture se produit en racine du cordon

- si KIR = KIP : la rupture se produit simultanément en
racine et en pied de cordon

- 8i KIR < KIP : la rupture se produit en pied de cordon
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L'égalité des expressions (25) et (26) permet de tracer
1'évolution du défaut en racine (2R ) en fonction du défaut
existant en pied (dp) normalisé par rapport a l'épaisseur de
la tdle et du joint soudé (figure 33).

Cette courbe (figure 33) trace la limite entre la rupture en
racine et en pied de cordon.

Vi-1-2-4 Conclusions

Les facteurs d'intensité de contrainte (KI, KII) en racine et
en pied de cordon du joint ont été calculés en utilisant le
programme aux éléments finis "ANAIS". Ce calcul tient compte
de la déflexion diie 28 la déformation résiduelle des téles
apreés soudage.

Les facteurs d'intensité de contraintes (KI, KII) calculés
ont 6té comparés dans le cas d'un joint en traction pure avec
les fonctions "K" obtenues & partir d'autres approches
discutées dans le chapitre (IV) tableaux (5) et (6).

Compte tenu des hypoth&éses de calcul :

- les facteurs d'intensité de contraintes en pied d'un joint
de type (K4) sont plus élevés que ceux calculés en pied d'un
joint de type (K2), ceci est dG a l'influence du manque de
pénétration sur la concentration des contraintes en pied de
cordon.

- les différentes expressions du facteur d'intensité de
contrainte K ont été établies dans le cas d'une symétrie des
défauts, ce qui n'est pas toujours le cas dans la réalité.

- dans la plupart des expressions donnant le facteur
d'intensité de contrainte, les contraintes résiduelles de
soudage n'ont pas été prises en compte.



. - 239 -

*Les durées de vie en propagation ont été estimées :

- en racine du cordon par intégration de la loi de
fissuration obtenue dans le métal fondu,

- en pied de cordon par l'utilisation de deux 1lois
différentes relatives a la zone affectée thermiquement et au
métal de base. '

*Le nombre de cycles & l'amorgage utilisé dans cette étude
est celui obtenu par la méthode de mesure du potentiel
électrique dans le joint pendant le cyclage.

*La durée de vie des joints soudés en croix est influencée
par divers paramdtres, ainsi les résultats expérimentaux
obtenus dans cette étude présentent une dispersion
relativement importante. La figure (32) et le tableau (11)
montrent en particulier le degré d'influence de ces divers
paramétres.

*Une courbe délimitant le domaine de rupture en racine et én
_pied de cordon a été tracée, cependant il serait nécessaire
de tenir compté de l'épaisseur de la soudure dans la
détermination de cette courbe.
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FIGURE (1) : Courbe expérimentale d'amorgage dans le métal fondu
par petite éprouvette de flexion.
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FIGURE (2) : Courbe du potentiel électrique permettant l'estimation
de 1'amorcage de fissure dans le joint en croix.
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FICURE (3) : Courbe de vitesse de fissuration obtenue expérimenta-
lement sur petite éprouvette en flexion dans le

métal fondu selon Paris ((21)).
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Kepare Caraclarislondy  Tzc. Ke I Co>
‘/'d r",y‘/“; (dﬂ'. uaS n MT /mz ’ “ MP: Toe L4 Y A 7
7 Mdeaniy
E=4 IO‘H?Q. : CoDL o005
6 v et3 0, o 64 A2, *F CoDm e 940
Oy = uil WPa
w‘ < fl?- n?ﬁ
4 CoD¢=0.,03
1 6,0u% Ao 4,28
[ ]
» =o0H
3 o,04% Joh,3 Copz=e
. .
“ Codp¢ =0, 1
9 : o, )0l A43,5
({4 C OD“ - 0, 3
TABLEAU (1) : Résultats d'essais de tenmacité du métal fondu

ea J et en COD.

S
( mode : : : : : )
( de + Fissure : Fl : F2 : F3 : F4 )
( chargement: : : : : )
(-====m==—-- it R atuinde R R Attt )
( : KI '+ 24,61 : 24,61 : 22,74 : 22,74)
( : : : : )
( Traction :-===---=---- e tuiat e e i )
( : KII : 2,57 : -2,57 = 5,17 : =5,17)
(===~ D et B Dbl bt Rkttt A )
( Traction : KI : 26,92 : 22,36 : 30,52 : 15 )
( + B Sttt $m——————- grmmm———- R )

Tableau (2) : Résultats de calculs des FIC (KI, KII) en Mpa V &

pour :

- P = 250 KN

-~ F1l = F2 = 9 nm (demi-longueur de manque de pénétration
en racine de cordon)

- F3 = F4 = 1 mm (profondeur du défaut en pied de cordon. )
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FISSURE EN RACINE F1

I-——-—- I—m—mmm I-————m—- Jvmm——— I-————- I-————eme I-—————- 1
I F1 I XFoint I YFoint 1 Ki I 2 IS minxy I 2] 1
I mm I mm I mm I MPavm I MFavm I MFa2m I o 1
I--——- I-—-———=- ) I--—--—- I---———- | I-—-—=-- I
I 9 I -5 I 12 I 18.61 1 -0.21 1 .37 I 1.3 1
I~-e— - I [~ [-m—— = [-———— 1
I 7 1 -7 I 12 I 23.25 1 0.49 I 14,63 1 -2.4 1
I-———= I-————— I-————— I-————=- I-—————- I I——————e I
I 9 1 -9 I 12 I 26,92 1 1,601 19.48 1 -6.7 1
I-——me I-————=- I—————— === I-———— [-———mm I-————w- 1
I 10 I -10 I 12,121 28.23 1 1.% I 21.43 I -6.19 I
J-—m== I-————~- I [-——~=—— - - I—————=- I
I 11 I -10.9751 12,34 1 30.77 1 0.99 I 25.64 I -3.7 1
I-——- =~ I————m— [-—————- I-————- I-———————- -~ I
I12 I -11.93 1 12.62 1 33.13 1 0.07 I 29.70 I 0.3 I
I--———- - [-~—————— [-——===- - ) ) 1
I 13 I -12.829 1 12.9 I 34.93 1 -0.57 1 33.02 1 1.9 1
-] I-————eee I--—————- I~ I-——————— I-——==—- b
I 14 I -13.86 1 13.15 1 36.75 1 -0.72 I 346.% I 2.3 1
I-——--~ [-————— ) I-————=—- [-———~—— I I-————-- 1
I 15 I -14.86 I 13.351 39.79 1 -1.26 1 42.86 I 3.6 1
[-———- [-————— I--—————=- [-——mm—- I~——emm - I—————- 1
I 17 I -16.82 1 13.66 1 44.78 1 0.26 I 54.25 1 -0.6 1
I-———- - [-——emem I-———=-- =~ I-——————e- - 1
I19 I -18.801 13.95 1 55.77 1 1.41 1 84.20 I -2. I
I--——- I-- -I- i O =l I-—— I-———=- 1
I 20 I -19.78 I 14.14 I 63.461 1.73 1 109.06¢ I -3.1 I
I-———- I-—————- ) R ) S I—vree—e [-—————=- I-—————- I

A0 = 10 mm - charge extérieure = 250 KN

: Tableaux récapitulatifs des résultats de
TABLEAU (3) calcul des facteurs (KI, KII) pour un chargement
donné (P = 250 KN).
FISSURE EN RACINEF2

[———=- I-=—mmmm c]em—————— [-———=~- [~ ) o il - I
I B2 I XFoint I YPoint I Kt I K2 I S minxy I (] 1
I mm I mm I mm I MPavm I MFavym I MFa2m I oC 1
I——w=- [ I—————em- ) e L [-—m—— | e e I-———--- 1
I5.0001 5 I 12 I 16,52 1 -1.70 I 7.46 I 11.4 1
I-—vm- e ) e [ [ [~ I[-————-- 1
I7.0001 7 112 120,00 -2.48 1 1:1.00 I 13.5% 1
I-———e [-————— I I- --I- [ [-—=———- I
I®.0001 ¢ I 123 I 228,36 T -3.55 1 13.89 I 16.9 1
I-—=-=- - I--=vm—m— [~————w- - - [-——————-- I
I9.4460I 9.44 I 12,13 I 23.57 1 -3.39 I 15.36 I 15.5 I
[-~==~ - [-——————- [-———~=- e - [-——==— I
I19.927I 9.8 I 12.38 I 25.55 1 -2.26 1 17.80 I 9.9 I
I-———~ I-——oeee ) R T [~ [-=——m—— I--———— [-—eeeo I
I10.37I 10.16 1 12.68 1 27.76 I 0.48 1 20.86 I -2 I
I———— I-—————— e O C e it [-—————- b¢
110.831 10.51 I 12.97 1 29.44 1 1.62 1 23.52 I -6.2 1
I-———- I-——————- [———————- e I[~—em—=e I-————- [-—————- I
I11.231 f0.90 I 13.23 I 31.36 1 2.43 1 26.77 I -8.7 1
I-—~-- I I-——————e- ) [-——=—— [-=——————- [-——=—== I
I11.80I 11.35 I 13.4¢ I 33.81 I 2,51 I 31.10 I -8.4 I
I-—~=—- I I I-- -1 I--—=————- ) G I
I112.781 12.31 I 13.73 1 36.%8 I 3.64 I 346.57 1I-11.0 1
I-———- I [-—————- I-————-- -~ I~————-=- I-—-=~——- I
I13.681 13.21 I 13.66 I 43.361 2.7¢ I S51.07 I -7.1 1
I-—--- ) I-—————- O O [~=-=——m= ) I
I14.01I 13.%53 1 13.60 1 47.15 1 1.09 1 640.18 I -2.7 1
I-=——- R [———emem [-rem——— [--————- [-—————e—- ) e I

A0 = 10 mm =~ charge extérieur = 250 KN
TABLEAU (4) : Tableaux récapitulatifs des rdsultats de

calcul des facteurs (XI, KII) pour un chargement

donné (P = 250 KN).




Définition de fissure ;

fissure on racine cdté tendu

racine cbété comprimé
pied de cordon cété tendu
piecd de cordon catd comprime

1

2 fissure on
1 : fissure au
4 Fissure au

@l

FIGURE (6) : Maillage final pour le calcul de (KI, KII) en racine
du cordon.
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JOINT SOUDE EN CROIX.
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FIGURE (7) : Courbe domnant les variations du facteur d'intensité COEFF CORR. . 9994189
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K2 (MPaJdmn)
1 défaut initial = 18 mm
force ext . = 250 KN
< 1 —
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x5 = 1,217629E-62
T «x 6 = -3.398857E-84
-4 B
FIGURE (8) : Variation du facteur d'intensité de contramte C OEFF. C ORR. :

. 9494526

(KXI) avec l'accroissement de la fissure F1.
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JOINT SOUDE EN CROIX
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FIGURE (9) : Courbes donnant les variations des facteurs d'intensi- COEFF. CORR. : .999392

té de contraintes KI avec 1'accroissement ‘de la
fissure F2.
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FIGURE (10) : Variation du facteur KIT avec 1l'accroissement

de la fissure F2.




FONCTTON "K"

REFERENCES CONDITIONS HMDa HYPOTHESES DE CALCUL
* Présente. étude ap=4%¢t Ky = 24,61 Traction
Eléments finis 2 a/t = 0,72 Manque de pénétration en racine de longuecur "2a" sc
EF H/t = 0,5 Kyp = 2,57 propageant en mode mixte
P = 250 KN Deux défauts en pied de cordon de profondeur "ap"
Probléme plan symétrique
Non prise des contraintes résiduelles dans le calcul
FRANK [,,,1] 2 a/t = 0,72 K = 23,24 Traction
“E.F.% ¥ - H/t = 0,5 o Manque de pénétration en racine de longueur "2a" T F
P = 250 KN - Fissure se propageant en mode I seulement s i g
Probléme plan symétrique <« _ ! - o
non prise des contraintes résiduelles de soudage dans I
le calcul
GURNEY  [4g] 2 a/t = 0,72 Kp = 21 Traction
YE.F." H/t = 0,5 o Manque de pénétration de longueur "2a" se propageant
P = 250 KN o en mode I :
Probléme plan symétrique
Non prise des contraintes résiduelles dans lc calcul
USAMI [,13] 2 a/t = 0,72 Kp = 21,8 Traction L
“E.F." W/t =0,§ Manque dc pénétration de longueur "2a" se propageant T " P -
P = 250 KN K = 0,93 en mode mixte e
I Probléme plan symétrique (rr ! Y ;- g
Non prise des contraintes srésiduclles dans le calcul
RECHO 2 a/t = 0,6 K, = 4 Traction .
“E.F.% V” e = 0,5 1" Rm Manque de pénétration de longucur "2a" se propageant Y é_ et o
ap=2%t Kpp = 5.36 en mode mixte <[ [N e & >
Problénme plan symétrique f/ |
Non prise des contraintes résiduelles dans le calcul ap=2Yt
HARRISSON [43] 2a = 18 mm Ky = 15 - Traction ~%
“Collocation" 2w=50 | - Plaque avec fissure centrale souwnise & un chargement S . 5
chargement équi- équivalent <T' 4 ly? o
valent Une seule fissure se propageant en mode I 0,:0 ol 3 (4
P = 125 KN Contraintes résiduelles négligcables 4

TABLEAUX (5)

: Comparaison

et KII calculés
avec les résultats existants.

des valeurs des facteurs KI

en racinede cordon

_VSZ—



REFERENCES CONDITIONS FONCTION K" HYPOTHESES DE CALCUL
“MPaVa
#*Présente étude a/t = 0,04 KI = 22,74 .Traction o
"Elements finis" t = 25 mm KII = §,17 «Probléme plan symétrique
G- 45° .Absence de contraintes résiduelles dans le calcul
Joint de type “K4"
Wgy 723] a/t = 0,04 KI = 23,5 .Traction
ol t = 2§ .Probléme plan symétrique
&= 45° .Absence des' contraintes résiduelles dans le calcul
.Fissure se propageant qu'en mode I
.Joint de type K4
A\
USAMI [46] a/t = 0,04 K maxi = 1§,22].Traction
“EF" O~ = 45° .Probléme plan symétrique
[ 0,25 .Utilisation d'une éprouvette équivalente en Métal de base
t ' 5 (epalsseur) largeur)
.Propagation en mode mixte
.Absence des contraintes résiduelles dans le calcul
MADDOX (7] ap = 1 mm {1 = 14,3 .Traction
"EF" a/t = 0,04 .Probléme plan symétrique
= 45° .Propagation en mode I
o= 1 +1 seule fissure en pied dc cordon "semi élliptique allongf:
H/t = 1 .Joint de type K2
.Absence des contraintes résiduclles dans le calcul
GURNEY [N12] a .00 K= 16,4 .Traction
- = 0,04 .
t . .Propagation en mode 1
H/t = 0,6 .Joint de type K2
O = 45° .2 fissures en pied de cordon
.Absence des contraintes résiduelles dans le calcul
RECIIO (48] a_0.04 K =43,92x C .Traction
“EF" é>: ’ avec .Propagation en mode I
= 45° = 0,92 C, » .Joint de type K2
Kt = 3,11 0,08 .4 fissures en pied de cordon
h/t = 0,6 Co : paramétre |.Prise en compte des contraintes résiduelles i fond de
dépendant du fissure
procédé de sou-
dage
TABLEAUX (6) : Comparaison des valeurs des facteurs KI

et KII calculés

-existants.

en pied de cordon-avec les résultats

- §§T -
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FIGURE (11) : Comparaison du chemin de fissuration théorique
et expérimental obtenue selon SIH ((19, 20)).

120, g (MPa%'n,

96. B8
7200
48.00
24.08
a

. \ : : - ‘ . . (mm)

= 2 s = = s

“ = = 3 g b

FIGURE (12) : Evolution du taux de densité d'énergie de déforma-
tion avec 1l1t'accroissement des fissures Fl1 et F2

selon SIH ((19, 20)).




Ke

Kzeg | Kome
MPaVm| MPavm | AP

5 | 19,64 | #8,64| 28,6
3 | 23,25 23,26 23,2
9 | 26.92] 26,93 2¢,5
;40 28,23 | 23,23 | 23,86
44 | 30,33| 30,39) 30,64
A2 | 3343 33,45 33,43
4% | 34,93 3u,9%| 34,33
c | 36,75 36,36| 36,68
45 | 39,74 39,%| 39,83
AF | hu, 8| 44,38 i, TH
A9 | 55,73 55,39 | 55,59
20| é3,46| 63,L8| 6323

JOINT SOUDE EN CROIX
68 | Wz 1 Kzaq ) Ko max W O e
(MPa_\,Tn ) //‘ { . K-z.u,
P + Ko max
s | * Kx 2y = V kely A’[’- . . .”f"/
5 : -
* Koma = Ay [Kellhf _ 3ip ;mﬁ;] /._,--"/
410 | }_f_,./'
=
_.,w-’"w
38 | I ol « 1 = 18.65673
¥ « 2 = 2.750288
T « 3 = -.3953252
20 T;‘__,-,-f" « 4 = 7.826913E-82
« S = -6.879378E-83
« 6 = 2.327894E-04
18 < _
force ext. = 258 KN .
a  Cnm)
t i i t —t f i t i t i t t i
1 5 ' 18 15

HANQUE DE PENETRATION = 18 mm

FIGURE (13)

: Oo-pai‘aison des facteurs d'inte'nsité ;dge contrainte '
(XI, KII, et KO max.) en pointe de fissure F1.
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JOINT SOUDE EN CROIY

Kr, Kt¢q » Kormax
(MPaJdm)

«1 = 16.55182
x 2 = 1.774389
20 L - « 3 = 3,854382E-02
J « 4 = '8.294816E-82
‘rﬁ' « 5 = -,144984
®« 6 = 5.188771E-82
161 : «x 7 = -6,554947E-83
défaut initial = 18 mm « 8 = 2.862984E-84
force ext = 258 KN
2:A02 (mn)
! ! ! ! ! ! ! ! —
8 i 2 3 4 5 6 7 8 9 18 '
(pa/) Corre/ation 0,999392
FIGURE (14) : Comparaison des facteurs d'intensité de contrainte '

(KI, KII, et KO max.) en pointe de fissure F2.
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JOINT SAQUOE EMN

CROIX
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Fissure Fa d94.:c(fk%)
@ :Force: J3okA
1 S I @ Force: 25O KN
. @ : Force: 300 KA
) : @ 1 Force! 320 x4
o L 4 . ——
n o O o a - N m < n o n Q@ 0] Qa
- - - — — — - - - -~ N
A Cmmd
FIGURE (15) : Durée de vie du jointren croix calculée pour
différents niveaux de contraintes (F = 180 KN,

250 KN, 300 KN, 320 KN) selon Paris ((21)).
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iQC M ~OlMT SCUDE EN CRQAOIX
7
r 3
B e
2 L. e e s e n
FIssurRE F4 d%~=ﬂ145)
| @ Focce:psonn (B 250 KN
: : F @ 3oorxa ® 320 Ku
B n = 1.92< Q@
) AR = 3. 6Ra-@21
O e s ST NSNS B S S S—
n 0 [ o O Q -t N m ~ N 0 o~ 4] )} Q
- - — - - - - -t — - N

A C(mm) |

FIGURE (16) : Durée de vie calculée i partir de 1l'émergic "S"
selon SIH ((21)).




- 261 -

e I e [ A Ty Erryn

EPROUVETTE (P waxi) RUPTURE  + (AK-Ni) Bth degg.L (NP ex) (NP CAL)
III 1 180 2.448.600 100.000 868.000 1.580.600 663.799
IIT 9 180 674.800 15.555 268.181 406.619 324.286
IIT 12 * 180 1.614.000 _— 800.000 814.000 //;,//”/
IIT 4 250 4i1.300 15.000 - 245.000 166. 300 88.139
IIT § 250 1.150.000 15.000 283.000 867.000 89.352
IIT 8 - 250 428.500 27.000 32.000 369. 500 111.679
IIT 11 *x 250 487.900 __— 330.000 157.900 89.316
IIT 13 250 434.400 15.555 200.000 234.400 93.139
IIT 2 300 238.500 18.000 95.000 143.500 37.637
III 6 300 121.600 12.222 70.000 51.660 38.679
IIT 3 320 446.200 12.777 200.000 246.200 31.555
IIT 7 | 320 51.900 20.000 30.000 21.900 37.893
IIT 10 320 282.600 15.555 230.000 52.600 - 27.066
IIT 14 320 282.800 17.222 200.000 82.800 28.584
IIT 15 320 191.400 15.555 100.000 91.400 27.066
TABLEAU (7) : Tableau récapitulafif des résultats obtenus en racine du cordon.

¥ : Amorgage en pied (existence des défauts de plus de 2mm)

¥t : Amorcage simultané en racine et en pied de cordon.
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Comparaison des durées de vie des joints soudés
en croix calculées avec celles obtenues expérimentale—
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FIGURE (21) : Distribution des coatraintes locales ou pied de cordon
a4 travers l1'épaisseur.
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FIGURE (18) : Maillage de la demi éprouvette déformée en tenant compte
de la fléche résiduelle dans 1'éprouvette.

FIGURE (19) : Contraintes principales obtenues dans 1'éprouvette aprés

chargement d'une force équivalente a 174 KN.
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FIGURE (22) : Maillage utilisé dans le calcul des FIC (KI, KII) en

pied de cordon
(a) - Configuration initiale avant propagation.

(b) - Configuration finale aprés propagation.
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FIGURE (23) : Evolution du facteur d'intensité de contrainte KI avec
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FIGURE (24) : Loi de fissuration dans la zone affectée thermiquement

obtenus par éprouvette entaillée de type flexion trois
points.
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FIGURE (25) : Loi de fissuration dans le métal de base obtenue sur
éprouvette de type C.T.
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FIGURE (26) : Evolution de la fissure avec le nombre de cycle pour
: des charges appliquables différentes (P = 180, 250,
6 300, 320 KN). :
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FIGURE (

27) :

Evolution de la fissure avec le nombre de.cycle dans

le métal de base pour différents niveaux de charges
(P = 180, 250, 300, 320 KN). :
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FIGURE (28) :

éprouvette flexion trois points.
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" FIGURE (29) :
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NOMBRE DE CYCLES A L'AMORCAGE

Repére P maxi " " "
Eprouvette (XN) (Exp) (AKN1) Pithpde (Exp) (Cal)

II 1 180 1.134.500 204.000 600.000 534.500 | 851.616
II 6 180 502.700 204.000 180.000 322.700 | 851.616
II 10 180 1.935.700 204.000 581.700 | 1.354.000 | 851.616
II 2 250 392.700 54.000: |  182.700 210.000 | 259.447
II 3 250 478.300 54.000 270.000 208.300 | 259.447
II 5 250 337.400 54.000 105.000 232.400 | 259.447
II 8 250 405.000 54.000 200.000 205.000 | 259.447
II 4 300 142.600 .24.545 60.300 82.300 | 134.851
II 7 300 237.700 24.545 110.000 127.700 | 134.851
II 9 320 155. 500 16.111 39.000 116.500 | 107.079
IT 11 320 196.900 16.111 |  104.000 92.900 | 107.079
II 12 320 162.900 16.111 92.800 70.100 { 107.079
II 13 320 202. 300 16.111 125.500. 76.800' | 107.079
II 14 320 178.500 16.111 86.500 92.000 | 107.079
II 15 320 124.600 16.111 40.500 107.079

84.100

TABLEAU (9) : Récapitulatif des résultats du calcul et ceux issus de 1'expérience
dans le cas des joints en croix type II :
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REPERE P maxi "R NOMBRE DE CYCLES A L'ANORCAGE P NP
EPROUVETTE (KN) (Exp) (AK-Ni) Eléeses que (Exp) (Cal)
I4 180 1.375.700 304.285 640.000 735.700 970.842
113 180 7 7 7 7 | 970.842
I9 180 A /‘ A /\ 970.842
I2 250 1.154.900 101.578 . 780.000 374.900 295.769
I10 250 1.026.700 101.578 736.000 290.700 295.769
I11 250 1.232.200 . 101.578 900.000 332.200 295.769
I12 250 546.200 101.578 300.000 246.200 295.769
I15 250 834. 700 101.578 450.000 384.700 295.769
I1 300 ...646.700 - 43.333 520.000 126.700 153.730
I3 300 537.700 43.333 363.000 174.700 153.730
I5 320 427.600 32.500 255.400 172.200 122,070
I7 320 -.'§75.600 32.500 _ 400.000 175.600 122.070
I14 320 398.900 32.500 250.000 148.900 ' | 122.070

TABLFAU (10) : Récapitulatif des résultats du calcul et ceux issus de 1'expérience

NR : Nombre de cycle i rupture de 1'éprouvette

dans le cas des joints en croix type I

NP : Nombre de cycle absorbé par la propagation.
Pmaxi : Charge maximale appliquée i 1'éprouvette

I : Joint en croix comportant un manque de pénétration de Smm.
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| -":E:;::\,ETET:PE P max "R :?::g:czéecvcu ' NP NP

| (KN) (exp.) (AKI-NT) e FERYR B e (Exp.) (cal.)

| IV 5 180 3,2.10 9 A | 204.000 el 7 851.616
IV 2 180 © 478.200 204.000 81.000 397.200 | 851.616
IV 1% 250 833.200 30.000 240.000 93.200 | 128.462
IV 4% 250 612.300 30.000 466.666 145.634 | 128.462

o Iv o3 320 264.400 12.222 177.700 86.700 | 54.999
V3 180 2.159.600 80.000 1.567.529 592.071 | 453.540
Vs 180 3.367.300 80.000 2.545.454 821.846 | 453.540
V2 180 2.797.500 80.000 2.118.500 679.000 | 453.540
V1 250 326.000 30.000 240.000 86.000 | 128.462
V4 300 426.300 16.666 361.000 56.300 | 63.785
VI 3 180 1.556.400 204.000 916.800 639.600 | 851.616
VI 4 250 1.050. 300 54.000 639.000 411.300 | 259.447
VI 1 250 1.008.000 54.000 880.000 128.000 | 259.447
VI 2 '300 757.400 24.545 537.000 227.400 | 134.851
VI 5 320 306. 300 16.111 702.000 236.100 | 107.079

* Amorgage en racine (cordons meulés Cf V 2).

TABLEAU (11) : Résultats obtenus sur des joints type (IV, V, et VI).
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FIGURE (33) : Courbe délimitant le domaine de rupture
dans le joint en croix.
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CHAPITRE VII
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VII - CONCLUSION GENERALE

Dans cette étude, nous avons tenté de voir dans quelle mesure
la mécanique de la rupture peut &tre appliquée a 1l'évaluation
de la durée de vie des joints en croix soudés
transversalement au chargement appliqué de type (Ké&).

Le comportement de ces joints se trouve influencé par divers
paramétres tel que le chargement auquel ils sont soumis, les
transformamtions structurales dles & l'opération de soudage
et leur géométrie.

Le chargement est en général polyaxial, dans ces types de
joints (distribution tridimensionnelle des contraintes
résiduelles, superposition des déflexions et distorsions
résiduelles aux chargements appliqués, 1la dissymétrie des
défauts existants dans le joint). Une étude expérimentale a
été réelisée dans ce sens sur des éprouvettes en alliage
d'aluminium afin de réaliser le mode mixte de chargement

(I + I1). Des essais de rupture sur ces alliages montrent
que :

- la superposition d'un mode 11 de rupture 2 celui du mode 1
influe fortement sur le comportement du matériau vis & vis
de la rupture.

- l'utilisation d'une éprouvette paralldlipipédique simple en
flexion quatre points excentrés a permis l'obtention d'une
large gamme du rapport (KI/KII).

*L'introduction du mode Il fait accroitre la plastification
autour de la fissure et la mécanique linéaire élastique n'est
plus applicable dans le cas des matériaux métalliques.

*Un criteére qui combine une analyse limite et le critére
élastique (méthode des deux critéres) semble rendre compte du
comportement du matériau sous chargement en mode mixte

(I + 11).

Dans le cas des joints soudés en croix, l'effet de la
composante du mode 11, disparait dés les premiers millimétres
de propagation, et la fissuration est gouvernée par le
mode I.
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Dans le calcul de la durée de vie en fatigue des joints
soudés en croix, il a été mis en évidence :

- 1'influence de la longueur du manque de pénétration en
racine sur le comportement des joints en croix en fatigue.
Cependant, les résultats expérimentaux montrent que son
existence en racine ne met pas en péril la structure.

- 1'influence de la forme aléatoire du front du manque de
pénétration sur le mode de propagation de la fissure. En
effet, l'expérience montre dans la plupart des cas que le
processus de propagation passe par la propagation des
microdéfauts existant qui coalescent entre eux- pour en
former qu'un front unique & partir d'une certaine longueur.
Cette longqueur. peut &tre fonction du mode de chargement, du
nombre et de la nature des microdéfauts.

- la déflexion résiduelle des t8les constituant les joints
soudés fait accroitre le gradient de contrainte en pied de
cordon et par conséquent favorise l'amorgage de la fissure
3 cet endroit.

- la dispersion des durées de vie expérimentale est beaucoup
plus importante dans le cas ol la fissure s'amorce en
racine du cordon de soudure et se propage ensuite dans le
métal fondu que dans le cas ol celle-ci s'amorce en pied de
cordon.

- la prise en compte de deux lois de fissuration différentes
dans la zone affectée thermiquement et dans le métal de
base dans le calcul de la durée de vie permet d'approcher
aux mieux le phénomeéne de propagation de la fissure en pied
de cordon. 11 est &4 noter que le calcul aux éléments finis
des facteurs d'intensité de contrainte considére dans ses
données un seul matériau, homogéne, constituant le joint.

Etant donné les difficultés de prévision analytique ou
expérimentale des champs de contraintes résiduelles et leurs
distributions au cours de la propagation dans le joint en
croix, il nous a pas été possible de les intégrer dans la
détermination des facteurs d'intensité de contraintes
(KI,_KII).



- le nombre de cycles & l'amorgage adopté dans cette étude a
été mesuré sur le joint en croix par la méthode du
potentiel électrique. Cette méthode nous parait plus proche
de la réalité. En effet, les éprouvettes de flexion
prelevées dans des plaques soudées bout & bout ou dans le
cordon de soudure ne sont pas représentatives car les
distributions des contraintes résiduelles de soudage dans
ces éprouvettes sont différentes de celles existant dans le

- joint en croix. '

- les contraintes résiduelles et leur distribution dans les
joints soudés en croix ne sont pas encore connues & l'heure
actuelle. La connaissance de leurs effets devient
indispensable dans la résolution des probl&mes cohcernant
les joints soudés en croixe.

- les lois de fissuration obtenues dans la zone affectée
thermiquement par la chaleur et le métal fondu en
particulier pésentent une dispersion relativement
importante. Ceci implique des erreurs dans la détermination
des constantes C et m de la loi de PARIS et par conséquent
leur influence dans l'estimation de la durée de vie en
fatigue des joints en croix.





