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Introduction

INTRODUCTION GÉNÉRALE

L'augmentation progressive des charges par essieu et des vitesses de circulation
des trains conduit à des sollicitations de plus en plus sévères auxquelles sont
soumis les rails. Trois types principaux de dommages des rails en service sont
à envisager:

- la formation et le développement de la tache ovale conduisant à une
rupture transversale du rail,

- I'apparition du phénomène d'écaillage,
-l'usure du champignon.

En raison des progrès réalisés par les sidérurgistes quant à I'amélioration de la
propreté des aciers, le premier type de dommage a pratiquement disparu.
Par contre, la formation de l'écaillage et I'usure progressive du champignon
subsistent jusqu'à présent.
C'est la fatigue contact qui provoque l'écaillage à partir d'inclusion de type
silicate ou silico-aluminate. De I'analyse de Hertz qui tient compte de
I'influence de la friction en surface, nous pouvons constater que le système de
chargement complexe conduit à I'amorçage de fïssures de fatigue du type
bimodal.
I-es examens micrographiques sur des rails présentant ce type de défaut ont
montré I'existence de trois surfaces:

- une surface longitudinale qu'on appelle contremarche,
- une surface longitudinale, peu inclinée par rapport à l'horizontale, limitée
par la surface active du rail et appelée marche inférieure,
- une surface longitudinale d'inclinaison significative par rapport à la
première

Il semblerait que I'apparition de telles surfaces fissurée soit liée à la présence
d'inclusion placées en sous couche du champignon. Par suite de I'usure et de
I'apparition de contraintes résiduelles dans la zone plastifiée sous I'effet du
chargement, la triaxialité des contraintes augmente et provoque la fissuration
par fatigue. La formation de la contremarche nécessite un nombre de cycles
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élevé; elle est suivie par la propagation d'une fissure de chaque côté. C'est le
développement des deux marches jusqu'en peau du champignon qui provoque
l'écaillage et I'usure du champignon.

Pour simuler I'effet d'écaillage dans le rail et plus particulièrement la
formation de la contremarche, nous nous somme intéressé au stade d'amorçage
des fissures. Nous avons prélevé des éprouvettes à partir d'un profilé rail sur
les quelles des défauts ont été usinés. Comme le mode de chargement réel est
complexe, nous avons mené des essais suivant les trois modes de rupture. Pour
le mode I et II, les éprouvettes utilisées compcirtent des entailles mécaniques.

En mode III, nous avons choisi des défauts superficiels de très faibles
dimensions usinés par impact laser. Ces défauts se présentent sous la forme de
trous uniques et multiples. Par la présente étude, nous voulons déterminer les
courbes d'amorçage pour les différents cas d'ouverture en considérant de
façon assez complète la géométrie du défaut notamment I'acuité et I'angle
d'entaille.

Le mémoire débute avec une étude bibliographique (quatre chapitres).
Elle.porte successivement sur I'analyse de la concentration de contraintes, les
critères d'amorçage et les champs de conftaintes au voisinage d'une entaille.

Enfin un résumé de l'énrde bibliographique est donné.
Dans le cinquième chapitre, nous présentons la méthode expérimentale

utilisée lors des essais. Les résultats obtenus sont présentés dans le sixième
chapitre. Dans cette partie, nous développons le calcul des facteurs d'intensité
de contraintes d'entaille et leurs utilisation sous la forme de critères
d'amorçage.

Le septième chapitre résume puu une conclusion les résultats obtenus par la
présente étude.



Étuae bibliographique Chapitre Il Analyse de la concentration de contraintes

I] ANALYSE DE LA CONCENTRATION DE CONTRAINTES.

I.1l Introduction.

Dans une structure, il est souvent difficile d'éviter la présence de la
discontinuité géométrique. Lorsqu'elle est sollicitée, la présence de
concentration locale de conraintes provoque un champ de contraintes non
uniforme à I'endroit de la discontinuité. Dans le cas d'un chargement statique,
la concentration de contraintes locale n'affaiblit pas la résistance statique d'une
structure dont le matériau est ductile car la déformation locale plastique au
fond du défaut n'affecte pas le comportement de celle ci. Cette concentration
affecte peu la résistance statque d'un corps dont le matériau est ductile à cause
de la déformation plastique localisée en fond d'entaille qui n'intervient pas
dans le comportement de la structure lors d'un chargement statique. C'est ainsi
que la résistance statique d'une barre contenant un trou transversal n'est pas
plus basse que celle d'une barre lisse.

C'est la présence de déformations élastique et plastique cyclique qui peuvent
être dangereuses au niveau des sites de concentration de contraintes car elles
provoquent I'amorçage de fissures.

La concentration de contraintes est un facteur déterminant dans le
comportement d'une structure en fatigue car la rupture apparaît toujours au
niveau d'un défaut ou d'une discontinuité. Pour quantifier cette concentration
de contraintes, deux facteurs ont été innoduits. Le premier facteur est noté K1
et est déterminé à partir de la théorie linéaire élastique. Le second facteur noté
Kr, souvent moins important que Kl considère le phénomène de fatigue.

L'évolution de la mécanique linéaire de rupture a permis une approche du
calcul de ces mêmes facteurs à partir de la distribution de conEaintes en tête
d'une fissure courte.

Dans le domaine élasto-plastique, les travaux effectués ont aboutis sur les
définitions du facteur de concentration de contraintes et de déformations notés
Ko et Kt
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I.2l Analyse élastique de la concentration de contraintes.

l.z.lf Coefficient de concentration de contraintes Kt.

l.2.l.ll Approches classiques.

En statique, Peterson [1] définit le facteur de concentration de
contraintes Ks de deux façons différentes.

- La première est le rapport de la contrainte maximale o^"* en fond
d'entaille sur la confrainte nominale oN dans la section entaillée.

Kt=
o.a* (r .1)
oN

- La seconde est le rapport entre la contrainte maximale o^"* sur la contrainte
globale ou.

K, = %sr' og
(r.2)

Dans le cas d'une plaque semi-infinie comportant des entailles en U et des
entailles semi-elliptiques (figure I.l), Baratta & Neal [2] ont procédé aux
calculs des facteurs de concentration de contraintes Kl pour les différents
rapports de alp.

a)Enailleen U b) Entaille semi-elliptique

Figure I.l. Géométrie de plaques semi-infinies avec entaille de bord en
de U et semi-elliptique, selon t2l & t3l.
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Pour les différentes valeurs de a/p, ces auteurs [2] regroupent les valeurs des
rapports du facteur de concentration de contraintes correspondant à celui de
I'entaille en U à celui de I'entaille semi-elliptique obtenus par
Bowie [3] (tableau I.1). Pour le calcul, ces auteurs divisent la contrainte
circonférentielle oË* p- la connainte globale appliquée.

I

1,494

2,0

2,25

3,0

3,448

4,0

5 ,0

5,444

6

7

9,00

10

l6

20

32,1

50

81,02
? 6 1  4

3,065

3,97

4,69

5 ,28

7,50

10 ,8

3,06

3,540

3,96*

4,136

4,63*

4,910

5,20*

5 ,73*

5,948

6 ,1  6 *

6 ,61  *

7 ,41

7,78

9,625

10 ,7  *

13,320

16 ,6*

20,77*

43.2*

1,00

1,00

I  , 01

I  , 01

I  , 01

l , 0 l

\,_ "t 
Kt,_ toni respectivement le"s facteurs de concentration de contraintes pour une plaque

infrnie comportant une entaille de bord en U et en V

Tableau I.l. Facteurs de concentration de conraintes pour les entailles en U et
semi-elliptique dans une plaque semi-infinie, selon 12] & t3l.
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Dans le tableau I.l, pour les différentes valeurs de alp,les facteurs de
concentration de contraintes d'entaille en U et semi-elliptiques sont identiques.

Pour une plaque comportant un trou elliptique, Inglis [4] utilise la
formulation du facteur de concentration de contraintes suivante:

.,1^tpKt=1+

où
a est la profondeur de I'entaille.

(r.3)

Cet auteur obtient des facteurs de concentration de contraintes identiques à
ceux de Baretta [2] et Bowie [3].

Dans le cas d'une plaque de largeur finie et à entailles de bord en U
(figure I.2), Isida [5] a proposé un facteur de correction qui permet le
passage d'une plaque infinie au cas d'une plaque de largeur finie.

6g

Figure I.2. Plaque avec deux entailles de bord en U, selon [5]

Ce coefficient de correction est donné par la relation :

. ' -K t
_* _ 

*'_

10

(r .4)
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avec
K, = (oor*/orXl-aAM)

où
os est la contrainte globale appliquée,
W est la demi-largeur de la plaque.

Pour des valeurs de a/W comprises entre 0 et 0,723, Bowie [3] exprime le
facteur de correction C* sous la forme du polynomiale suivante :

C* = [0,993+0,180(aAV) -1,060(aAM)z +1,71(u/w)3] (l-alw) G.6)

De façon analogue, le facteur de concentration de contraintes pour une
plaque infinie est défrni par l'équation:

K,,- = 0,78w2,2$ { atl , l< atP < 361

(r.s)

(r.7)

(r.8)

Cette équation donne des valeurs se situant à !l.S%o des valeurs
numériques contenues dans le tableau I.l.

La combinaison des relations (I.6) et (I.7) pennet d'obtenir une forme
générale du facteur de concentration de confiaintes pour une plaque finie dont
le rapport a/p se situe entre I et 361 avec a/w compris enEe 0 et 0,723.

La forme générale obtenue par [3] est la suivante:

pour un même rayon en fond
le facteur de concentration de
identique à celui de l'entaille

l l

Kt = C* Kr,- = [0,780 + 2,243',[atp] [0,993d,180(a/]V) -

1,060(aAM)2 + l,7r} (u/w)31 (l-a^M)

Les résultats présentés montrent que
d'entaille p et pour le même rapport a/p,
contraintes associé à I'entaille en U est
semi-elliptique.
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L'auteur [3] note également que le facteur de correction proposé pour une
largeur finie de plaque donne une approximation raisonnable du facteur de
concentration de contraintes lors des dimensionnements de pièces ou de
structures.

1.2.1.21 Approches basées sur la mécanique linéaire de rupture

Topper & EL Haddad [6], utilisent Ia distribution des contraintes en
tête d'une fissure courte émanant d'une entaille (figure I.3) pour établir les
conditions limites entre le facteur de concentration de contraintes théorique
d'une entaille émoussée et celui d'une entaille aiguë. Ces auteurs introduisent
une approche de type mécanique de rupnrre pour cette fissure courte.

a) Entaille de bord b) Entaille cenrale

Figure I.3: Géométrie des entailles utilisées par [6].

Pour une fissure courte émanant d'une
I'amplitude du facæur d'intensité de contraintes au
contraintes élastique est donnée par la relation:

AK = I(rlo"

entaille, la relation liant
facæur de concentration de

l2

n(16 + Aa) (r.e)
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où

Chapitre Il Analyse de la concentration de contraintes

K, est le facteur de concentration de contraintes théorique fonction de la

longueur de fissure,
Ao* est I'amplinrde de la contrainte nominale,

16 est une constante du matériau,
Aa est la longueur de fissure mesurée à partir du fond d'entaille.

Pour les entailles centrales et les entailles de bord, la solution approximative
de K, est donnée par t6l sous la forme:

(r.10)

ao : la profondeur de I'entaille.

Dans le cas d'un comportement élastique, les mêmes auteurs en [6], expriment
I'amplitude du facteur d'intensité de contraintes sous la forme suivante:

(r. lr)

dans laquelle:
Fo est le facteur géométrique d'ordre unitaire,
Ao, est I'amplinrde de la contrainte globale appliquée.

De I'expression (I.11), l'amplitude de la contrainte seuil est:

ÂKt
Âo, =

K;\tr00+4") (r.12)

où
Âo, et ÂK, sont respectivement I'amplitude de la containte et l'amplitude du

facteur d'intensité de contraintes seuil.

l3

lo+ao
Âa

ÂK= F6Aou {n.(lo + Aa)
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Pour une fissure très courte, El Haddad &Topper [7] montrent que
I'amplitude de contrainte Ao, tend vers la limite d'endurance du matériau
Âoo.
Ils définissent alors la constante ls comme égale à :

ro=*(.#)'

avec
op: limite d'endurance du matériau.

La substitution des relations (I.10) et (I.13) dans (I.12) donne:

(r. r 3)

+Âa

seuil

L'amplitude de contrainte seuil maximale notée AoTu* est obtenue par [6] en

remplaçant la longueur de fissure Aa en (I.14) par Âa*.

(r. r s)

(r.16)

Dans le cas des entailles aiguës, les auteurs en [6] mettent I'amplitude de la
contrainte d'amorçage sous la forme du rapport suivant:

t4

Cette équation admet une amplitude de contrainte
longueur de fissure Aa*:

Aa*=\ffi

Ada- - Fo'Aop
'  

.  - lqr*1b

ao"=f

(r .14)

maximale pour une

(r .17)
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Pour les entailles émoussées, la contrainte d'amorçage est suffisante pour
provoquer I'amorçage et la propagation alors que la contrainte seuil décroît
avec la longueur de fissure. Cette contrainte seuil est donc maximale à
I'amorçage.

Pour les entailles aiguës, la contrainte seuil est maximale à une longueur
finie de fissure.
Pour une certaine valeur du rayon en fond d'entaille, les valeurs des
contraintes seuils deviennent identiques. La figure I.4 illustre l'évolution de
I'amplitude de la contrainte seuil en fonction de la longueur de fissure.

o,0l 0,1

longueur de fissure ̂a (in)

Figure I.4. Évolution de l'amplitude de la contrainte seuil en fonction de la
longueur de fissure, selon [6].

Pour une entaille elliptique, Tada & Paris [E] donnent une relation
approximative de K1 de la forme:

==
Q)(n

= ( â. ;v

ô ô l

(D
E
o
€=

E.
É

Kt= r+ r {i
(r .18)

r5
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L'égalitê, entre les relations (I.16) et (I.17) pour Fo= 1, pennet à t6l d'obtenir
la valeur du rayon critique p.r:

Pcr = 4.lo (I.19)

Dans cette dernière relation, Topper & El Haddad [6] constatent que
I'influence de Kt et de la profondeur d'entaille a6 n'interviennent pas.
Cependant, comme p et a0 définissent le facteur K1, les valeurs critiques de K1
et de a peuvent être obtenues à partir des relations (I.19) et (I.18).

Kr,.,=t.\F (r.20)

âo,cr = (Kr - l)2 b

et
(r.2r)

ou
Kqcr est le facteur de concentration de contraintes critique.
âs,ç1 €st la profondeur critique d'entaille.

Pour une enhille émoussée, les paramètres p et a6 sont plus importants que pcr
et âg,cr alors que le facteur de concentration de contraintes Kl est plus faible
que Kqcr.
Pour une entaille aiguë, p et a0 sont inférieurs à pcr et a6,., alors que Kl est plus
important que Kr"r.

1.2.21 Coefficient d'effet d'entaille en fatigue et facteur de
sensibilité à I'entaille.

En fatigue, généralement, la présence de l'entaille décroît la
résistance à la fatigue mais la décroissance est moins importante que
celle prévue par le facteur de concentration de contraintes statique. Cela
s'explique par le fait de I'existence de la déformation plastique cyclique
locale, par la triaxialité et le gradient de contraintes en fond d'entaille.

r5
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I.2.2.1f Approches classiques.

Le coefficient de concentration de contraintes en fatigue Kr appelé
également facteur effectif de concentration de contraintes est défini comme
étant le rapport de la limite d'endurance sur éprouvettes lisses à la limite
d'endurance sur éprouvettes entaillées.

(r.22)

avec
op : la limiæ d'endurance d'une éprouvette entaillée.

Pour un matériau donné, la limite d'endurance diminue lorsque le
coefficient Kr augmente. D'autre part, pour des valeurs importantes de K,,
beaucoup d'auteurs ont remarqué que la limite d'endurance est pratiquement
insensible aux variations de la résistance statique de I'acier.

Ces constatations, ont amené ces auteurs à définir en plus du coefficient
d'effet d'entaille en fatigue, un coefficient dit de sensibilité à l'entaille noté q et
qui s'exprime en fonction de Kj et Ks:

Neuber [9] a proposé la relation suivante:

Kr=9
Op

Kr-  I
1 r - - -v -Kt  

-  I  
- (r.23)

[l + (aN/P)rtz1

où
p est le rayon en fond d'entaille,
âp êst une constante du matériau dont l'évolution avec la contrainte

ultime est donnée en figure I.5 .

t7
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50 70 90 ll0 130 150 r70 190 210 2t0250

Contrainæ ultime Rm 0Gi)

Figue I.5. Évolution du paramère {a* avec la contrainte ultime

selon Neuber [9]

Peterson [10] trouve que la résistance en fatigue dépend de la contrainte
régnant à une certaine profondeur de la surface et suggère l'équation:

Kr-  l  I(,' = - G.24)'1  
Kr-1 [+(ar lp) ]

où
âp êst une constante du matériau définie par la relation:

0,14

o,r2

.E . o,lo
B Ia
A I o,o8

Ë ls  0 ,06
E'?
Æ o.o4

0,02

0,00

ap= 0,025_ (#)' 
'

Heywood [11] propose I'expression suivante:

^'- Kf
o- Kt I + 2.(astp)

(r.25)

l8

\

\

\

\

\

(r.26)
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où
âs est la constante du matériau i âH = f(R^), pour les aciers.

Harris I12l a exprimé ce facteur par la formule :

o=#+=r -r.o[*) sz7)

La constante as, est définie par Harris [12] comme égale à:

1,077
ar,a= 

Rl G.2g)

1.2.2.21 Aporoches basées sur la mécanioue linéaire de ruoture.

En fatigue, Topper & El Haddad [6] définissent à partir des relations
(I.16), (I.22), le facteur de concentration de contraintes en fatigue par la
relation suivante:

r,=*['.{tr ) (r.29)

où
Fo est le facteur géomérique d'ordre unitaire.
a6 est la profondeur de I'entaille

b est la constante du matériau.

En substituant (ao) de la relation (I.18) et en le réintroduisant dans la relation
(1.29),les auteurs obtiennent le facteur d'effet d'entaille suivant:

*,=+(t.-r-"J

l9

t  p < 4. lol  G.30)
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A partir des relations (I.18) et (I.24), ces auteurs définissent le facteur de
sensibilité à I'entaille par les relations:

t=t{frpour pS 4. ls

pour p > 4. lo

( I .31)

Cette dernière relation montre que pour une entaille émoussée, la
sensibilité à I'entaille varie avec le matériau et le rayon en fond d'entaille alors
qu'elle est égale à I pour une entaille aigu. En figure I.6, les auteurs [6]
représentent pour une entaille en V de profondeur constante, l'évolution du
facteur de sensibilité à I'entaille obtenue à I'aide de (I.31) et la compare avec
celle déduite expérimentalement par d'autres auteurs. Cette figure monre que
la prédiction donnée par la relation (I.31) est en parfait accord avec les
résultats expérimentaux.

0.10 0.20 0.30

Rayon à fond d'entaille P (in)

Figure I.6. Évolution du facteur de sensibilité à I'entaille pour une
entaille de bord en V, selon [6].
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M.T.Yu & Du Quesnay [13] utilisent également le concept de fissure
courte pour le dépouillement de leurs essais sur des éprouvettes à entaille
centrale. Ces auteurs utilisent deux facteurs de concentration de contrainte en
fatigue.

Le premier facteur est relatif au cas d'une entaille aiguë et est donné par
la relation:

Kr=
aoofr*{1. l ' "1 (r.32)

F.E.Âep

avec
Âa: la longueur de fissure,
E : le module d'élasticité,
Aop: I'amplitude de contrainte limite en fatigue,
Âep : I'amplitude de déformation limite en fatigue,
F : facteur géométrique fonction de la longueur de fissure.

et

(r.33)

où
a est défini comme une longueur de fissure en mécanique de rupture,

ÂK. est I'amplitude du facteur dTntensité de contrainte seuil,
F est un facteur géométrique fonction de la longueur de fissure,
C est le facteur de forme de la fissure dont la valeur est égale 0,71,
E est le module délasticité.

Pour le cas d'une entaille émoussée, Ces auteurs [13] utilisent la relation:

Kr=Kt

2l

(r.34)
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Le rayon en fond d'entaille critique séparant le cas d'une entaille émoussée
celui d'une entaille aiguë est donné par ces auteurs [13] comme égale à:

Pcr = 5'5 a (r.3s)

Dans les relations classiques qui définissent le facæur de concentration de
contraintes en fatigue, les différents auteurs introduisent un seul paramètre qui
dépend du matériau. L'application de ces équations montrent que Klet Kr
tendent à être identiques lorsque le rayon en fond d'entaille devient important.

Cette constatation a amenée certains auteurs à affirmer qu'il n'y a pas
seulement que la contrainte muimale qui affecte la limite en fatigue mais qu'il
existe également d'autres grandeurs qui ont de I'influencent et qui doivent être
considérées.

1.2.2.31 Autres approches utilisées.

1.2.2.3.11 Approche basée sur la contrainte moyenne.

Neuber [14] calcul la contrainte moyenne appliquée à la pièce sur une
certaine profondeur p*. Dans le cas des pièces entaillées, cela revient à
calculer le coefficient de concentration de contrainte dans I'entaille avec un
rayon fictif p1 donné par la relation:

pr=p+f.p* (r.36)

où
p est le rayon en fond d'entaille.
f est une constanûe qui dépend de la forme de l'éprouvette et de son mode

de chargement (tableau I.2).

22
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Tableau I.2: Formules et valeurs de la constante f, selon Neuber t14].
(v est le coefficient de Poisson)

1.2.2.3.21 Approches basées sur I 'effet du gxadient de
contraintes.

Pour définir le facteur de concentration de contraintes en fatigue,
Stieler [15] utilise le gradient de contraintes normalisé 1 qu'il substitue au
rayon en fond d'entaille p. Cette grandeur est définie par [15] comme égale à :

,  _doldy U.37)tr - 
oto

Il définit alors le facteur de sensibilité à l'entaille par la relation:

q, '=*= I  + { q.r (r.38)

ss est une constante du matériau; sg = f(Re) , Re est la limite d'élasticité.

i*li.iltj:::::::::::::::::::::::i;::::::::::::
Y+:Yi::::::::::::::::::::::::::: :j::::::::

fatigue

:lrrii:+iiriiliiirliiri

plats avec
entailles, trous,

épaulements
f

barreaux
avec entaille
circulaire

f

cisaillement

contrainte normale
2 2 I

cisaillement
maximal

2
(2-v)
l -v I

énergie de
déformation

2,5
5-2v+Zvz
2-2v+2vz I

ou
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contrainte par la

(r.3e)

(r.40)

A partir
relation:

de la figure I.7, Buch [16] décrit le gradient de

[@= o.u^ -  or

Jdv h
I
I
L Or  =  A.Op

où
A et h sont des constantes qui dépendent du matériau et du type de

chargement, o6 correspond à la contrainte à la distance h.

Le gradient de confrainte peut être également exprimer sous la forme:

gq = B.o'ooyp
où

B est un facteur numérique de proportionnalité qui varie avec les
conditions de chargement.

Figure I.7. Modèle à deux paramètres proposé par Buch [16]
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Des relations (I.39) et (I.40), il en découle:

o'a*=#=# 0'4r)
pp

Lorsque la contrainte nominale atteint la limite d'enduranc€, op = oD, Buch

[16] met la relation précédente sous la forme:

omar, = ---A'oo- (I.42)oP o^.fr - B.L)
" [  p)

Cetæ équation peut êEe également exprimée par la formule:

",= F(t " i) G 43)

Peterson [10] obtient la même relation pour le cas où A=1.

Buch [16] réintroduit dans la relation (I.43) une constante ps afin d'éviter
l'indétermination de cette relation pour p+0:

Fft - B'--h-) rr.44)Kr=eI p +po)

Cette constante ps est déterminée à panir de la condition pour laquelle à un
rayon p très petit le rapport K/K1a une valeur minimale connue.

Pour une plaque comportant un Eou central et sollicitée a,rialement, I'auteur
en [16] exprime PoPour un rayon p=0, B=2,1, Kt=3 et Kr=l par:

6,3.h
Po= 6-e) G.45)
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Dans ce cas, la relation

Chapitre Il Analyse de la concentration de contraintes

générale en (I.44), devient:

(r.46)

Cette dernière relation est à deux paramètres puisque elle prend en
considération I'effet du gradient par I'intermédiaire du paramètre h et la
déformation locale via le paramètre A.

I.3l Facteurs de concentration de contraintes dans le modèle
élasto-plastique.

Beaucoup de travaux ont êtê, publiés afin d'exprimer le facteur de
concentration de contraintes dans le domaine élasto-plastique. Ces travaux
relient le facteur de concentration de contraintes aux grandeurs locales à
savoir la contrainte et la déformation locale.
Les relations les plus communément utlisées sont basées sur les méthodes
suivantes

I.3.1.] Méthode de Neuber.

Neuber IlTl a démontré que le facteur de concentration de contraintes K,
peut être relié aux grandeurs locales par la relation:

",=f[,ffi)

K? = IÇ.K, (r.47)

où
Ko est le facteur de concentration de contrainæs dans le domaine élasto-

plastique dont l'équation est:

ro =ao*&

26
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K, est le facteur de concentration de déformation dans le domaine

élasto-plastique et est donné par la relation :

où
Ao et Ae sont respectivement I'amplitude de la contrainte et de

déformation locale, AoN et Âsp sont respectivement I'amplitude de

contrainte et de la déformation nominale.

On peut également écrire:

Ao.Ae = Ki.A€N.ÂoN (r.s0)

L'ampttude de la déformation est régit par la loi de compoftement suivante:

*r=ffi

Ae-Âo , ( Lo ", l /n'
T= 2E' [. 2JCJ

(r.4e)

(r.51)

la
la

E : module d'élasticité.
K': coefficient de la loi d'écrouissage cyclique.
n': exposant de la loi d'écrouissage cyclique.

Dans le cas particulier des chargements d'amplitude constante, Neuber [17]
obtient:

Ae.Ao=constante (r.s2)

Par des essais de simulation sur des éprouvettes lisses, Morrow, Wetzel
&Topper [1E] ont montré que le produit Ae.Ao en fond d'entaille détermine
le comportement en fatigue des éprouvettes entaillées.
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La substitution de Klpar Krdans la loi de Neuber [17] pennet d'après ces
auteurs d'obtenir des prévisions qui s'accordent mieux avec les résultats
expérimentaux. La relation (I.47) prend la forme suivante:

K? = Ç.K. G.53)

1.3.2f Méthode de Stowell-Hardrath-Ohman.

Cette méthode proposée par Stowell [19] et adoptée par Hardath &
Ohman [20], pennet le calcul du coefficient de concentration de contrainte et
le coefficient de déformation en régime élasto-plastique dans le cas d'un
chargement monotone. Les relations de base sont les suivantes:

Ko=t+(K,-t)+
tr

K. = Ko.Ë G.54)

(r.ss)

où
o et e sont respectivement la contrainte et la déformation locale,
on et €n sont respectivement la contrainte et la déformation nominale,

E est le module de Young,
E. est le module sécant correspondant aux contraintes et déformations

locales (figure I.8).

IÇ=*

K"=q- t p
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Ce facteur est exprimé selon [20] par l'équation:

E, = 3 0.s6)

Figure I.8. Défrnition du module sécant en traction et en fatigue
selon t19l & I20l

L'extension de la méthode au problème de fatigue a êtê décrite par Wundt
[2l].Dans la relation (I.55), & et Ç deviennent:

IÇ=ffi

*=ffi 
(r.s7)

Afin d'obtenir de manière explicite K' Zwicky [22] simplifie la méthode en
proposant de limiter I'amplitude de la contrainte locale à deux fois la limite
d'élasticité cyclique du matériau.

Âo = 2.Re'

?.9

Cyclique

I
I

(r.s8)
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où
Re'est la limite d'élasticité cyclique.

Zwicky [22] obtient cette dernière relation en supposant qu'en première
approximation, il est possible de construire les boucles d'hystérésis (figure I.9)
au moyen d'une homothétie de rapport2 sur la courbe de tracûon cyclique. En
plus, si le matériau est élastique parfaitement plastique, I'excursion de la
contrainte à chaque alternance sera égale à deux fois la limite d'élasticité
cyclique.

Figure I.9. Construction approchee d'une boucle d'hystérésis d'après
la courbe de traction cyclique du matériau, selon [221.

En réarrangeant les relations (I.57) et (I.58), le même auteur obtient en
contraintes planes:

v -  Kt- l
\ r_ .  AoN

t- 2-R'd

En déformations planes, Zwiscky l22l représente
AoplRe'sous forme d'abaques (figure I.l0).

(r.5e)
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0,4 0,6

Âq/2e

Figure I.10. Variation de K, avec la contrainte nominale selon la méthode
Stowell Hardrath & Ohman, selon 1221.

I.3.31 Méthode de Molski-Glinka.

La méthode de Molski-Glinka [23] est basée sur l'énergie de déformation
absorbée localement. Ces auteurs supposent que l'état des contraintes est
uni-axial en fond d'entaille.
ils proposent la règle suivante:

1 , 00 ,80 , 2

ou:

avec
W6: l'énergie de déformation par unité de volume au point le plus

sollicité en fond d'entaille.

,p wo
n =uhv

t

Wo=Jo1ey ae
0

(r.60)

(r.61)
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\il N est l'énergie de déformation par unité de volume due à la
solïcitation nominale.

Ces auteurs [23] considèrent que la relation (I.60) est encore valable tant que
la plasticité en fond d'entaille reste confinée dans un environnement élastique.
Connaissant la loi de traction du matériau (I.51), Wo et V/N sont calculés à
I'aide des relations suivantes:

t

WN= JoN(eN)de
0

wao =q.*ffi(#)""'
2

woo*=ry

(r.62)

(r.63)

(r.64)

La figure I.ll représente la comparaison des méttrodes de calcul de l'énergie
de déformation en fond d'entaille selon Neuber [17] et Molski-Glinka
ï231.

æl wt = énergie de défonnation élastique
due au cbarge,ment nominal

= ârcrgie de dffqmation calculééSl ub
selon laméthode de

m Wo = ârergiededéfcmationcalqtlée
selon laméth& de Neuber

Figure I.l l. Comparaison graphique des méthodes de
Neuber [17] et de Molski-Glinka [23]
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Neuber [17] exprime cette énergie en considérant un niveau de contrainte
nominale op sur la courbe (o,e). De cette manière, il retrouve l'équivalent de
I'aire du triangle rectangle OA'B' en multipliant I'aire du triangle OCD
(énergie de déformation due au chargement nominal) par le terme Kf.

Sur la partie non-linéaire de la courbe (o,e), Molski & Glinka l23l
déterminent un niveau de contrainte plus faible que celui de Neuber qui leur
permet d'obtenir l'équivalent de I'aire du triangle curviligne OAB en
multipliant I'aire de OCD par K?.
La méthode de Molski et Glinka ï231 prévoit une contrainte et une
déformation locales plus faibles que celles prévues par la règle de
Neuber t17l

I.4l Conclusions.

Ce chapitre présente les différentes approches de calculs des facteurs de
concenration de contraintes dans le domaine élastique et élasto-plastique.

En élasticité, Peterson tll interprète le facteur de concentration de
contraintes théorique comme étant le rapport de la contrainte maximale sur la
contrainte nominale ou globale. Pour une plaque finie à entaille de bord semi
elliptique, Bowie t3l retrouve le même facteur de concentration de
contraintes théorique que Baratta & Neal [2] qui considèrent I'entaille de
bord en forme de U.

Pour exprimer ce facteur, Topper et El Haddad [6] font intervenir le
principe du comportement d'une fissure courte par I'approche de la mécanique
linéaire de rupture. Ces auteurs présentent un facteur de concentration de
contraintes théorique critique Kt,o gd tient compte du rayon en fond d'entaille
critique pcr êt une profondeur de fissure critique notée âg,cr. Ces grandeurs
critiques pennettent de différencier le cas d'une entaille aiguë à celui d'une
entaille émoussée. Pour le premier cas, ces auteurs constatent que le rayon p et
la profondeur de fissure as sont plus petits guê pcr et ccr alors que K1 est plus
grand que Kqcr. Pour le second cas, p et a0 sont plus importants que pcr ot âo,cr
alors que Kl est plus important que le facteur de concentration critique Kr.r.
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En fatigue, différentes relations expriment le facteur de concentration de
contraintes Kl en fonction du facteur K1.

Les différents auteurs cités dans ce chapitre introduisent également un
facteur de sensibilité à I'entaille qui relie ces deux grandeurs en tenant compte
du rayon en fond d'entaille et d'une constante du matériau définie selon
I'auteur.

L'approche par la mécanique linéaire de rupture à permis à M.T.Yu &
Du.Quesnay t13l de définir deux relations différentes du facteur de
concentration de contraintes en fatigue. La première concerne I'entaille aigu,
la seconde s'applique au cas de I'entaille émoussée. Pour le facteur de
sensibilité à I'entaille, Topper & El Haddad [6] définissent deux relations
différentes selon le domaine où se situe la valeur du rayon en fond d'entaille.
Ces relations s'accordent parfaitement avec les résultats expérimentaux donnés
par d'autres auteurs. Comme la plupart des auteurs I'ont remarqué, lorsque le
rayon à fond d'entaille devient important, les facteurs Kj et K1 tendent à être
identiques. Cette constatation à permis à Neuber fl4l, Stieler [15],
Peterson [10] et Buch [16] de redéfinir le facteur de sensibilité à I'entaille
en tenant compte d'une contrainte moyenne à une certaine profondeur où de
tenir compte du gradient de contraintes.

Dans le domaine élasto-plastique, Neuber U7l relie le facteur de
concentration de contraintes théorique K1 âux facteurs de concentration de
contraintes dans le domaine élasto-plastique. Ces derniers facteurs s'expriment
à I'aide des contraintes et des déformations locales.

La méthode de Molski & Glinka [23] basée sur l'énergie de déformation
absorbée localement, relie le facteur de concentration de contraintes théorique
Kt à l'énergie de déformation. Cette méthode prévoit une contrainte et une
déformation locales plus taibles que celles prévues par Neuber [17].
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rrl cRrrÈREs p'aMoRçAGE.

II.ll Introduction.

La prédiction de la durée de vie en fatigue de structures entaillées peut être
traitée de différentes manières. Pour I'amorçage de fissures, I'approche
traditionnelle basée sur la contrainte nominale et le facteur de concentration de
contraintes a été suivie de plusieurs autres approches dont celle basée sur la
mécanique linéaire de rupture et celle de la déformation locale. D'aures auteurs
ont pu également relier le nombre de cycles d'amorçage aux grandeurs
microstructurales.

II.2l Critère de I'amplitude de la contrainte nominale (Aox).

Barsom & Mc Nicol [A] ont mené des essais d'amorçage de fissures sur des
éprouvettes à double entailles de bord (figure tr.l). Ces éprouvettes en acier du
type HY 130 sont sollicitês en traction avec un rapport de charge R égal à 0.1.

Figure tr.1. Éprouvette du type HY130 avec double entailles de bord
selon [Z].
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Pour les différents rayons à fond d'entaille utilisés, Barsom &
Mc NicolI24l interprètent leurs résultats en terme de couple (ÂoN,N.) dans un
diagramme bilogarithmique (fi gure n.D.
Les courbes obtenues ont la même allure que celles de Wôhler avec une
tendance asymptotique pour les nombres de cycles d'amorçage prochent de 106
cycles. Les résultats montrent également que pour un nombre de cycles fixé,
l'amplitude de la conrainte nécessaire à appliquer pour amorcer une fissure croît
avec le rayon à fond d'entaille.

2
l0

I
l0

2
2

l0
3

10
4

l0

Nombre de cycles d'amorçage \ x 103

Figure II.2. Représentation de l'amplitude de la contrainte nominale
en fonction du nombre de cycles d'amorçage, selon [24]

A partir de la figure II.2, les mêmes auteurs représentent pour des
nombres de cycles fixés, les courbes d'amplitude de contraintes nominale en
fonction des rayons à fond d'entaille (figure tr.3).
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1o-3 rc'2 ldl loo

Rayon à fond d'entaille p (inch)

Figure II.3. Représentation de I'amplitude de la contrainte nominale en fonction
du rayon à fond d'entaille pour différenæs valeurs du nombre de cycles

d'amorçage, selon [24].

Ils définissent alors l'équation suivante:

Âop = A' (p)t'' (tr.1)

ou
A'est une constante pour un nombre de cycles N" donné,
m est une constante qui croît lorsque le nombre de cycles d'amorçage

diminue.

Pour les différents rayons à fond d'entaille, ces mêmes auteurs [24] font
apparaître une relation entre le nombre de cycles d'amorçage défini en
(figure tr.2) pour N"S 3.104 cycles et l'amplitude de la contrainte nominale.
Cetæ relation est exprimée de la façon suivante.

N - k(Âo*)-n
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où
k est une constante,
n=2 pour une fissure en fatigue et peut atteindre la valeur de n=8 pour une

éprouvette lisse.

La figure II.4 représente l'évolution linéaire en échelle logarithmique de
I'exposant n en fonction du rayon à fond d'entaille p.

N"=k (4o-)"

10t l0t

Rayon à fond d'entaille p (mm)

Figure tr.4. Variation de I'exposant n en fonction du rayon à fond d'entaille p
selon [24].

II.3l Critère du AK/ {p

Comme le champ de contraintes à fond d'entaille peut être exprimé par le
rapport AKr /Re{p ou par AKl dp pour le cas d'un seul acier, le nombre de
cycles d'amorçage peut être relié au rapport ̂K/{p qui représente la contrainte
locale à la distance p. Barsom & Mc Nicole [24] expriment le nombre de cycles
d'amorçage N" en fonction du rapport AK/{p (figure.tr.S).
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Il faut préciser que pour le calcul de I'amplitude du facteur d'intensité de
contraintes, les auteurs suscités calculent cette grandeur en considérant I'entaille
comme une fissure.

l o -

: 'PrcZ
v v

Figure tr.5. Évolution du nombre de cycles d'amorçage en fonction du paramètre
ÂK1dp, d'après [24].

3,
Dans la relation (II.P), le nombre de cycles d'amorçage requis pour amorcer une
fissure à partir du fond d'entaille est relié au paramètre AKt /{p par la relation:

N"=F*

t./p,,

(tr.3)

ou
p est une constante
n est un exposant qui décroît avec le rayon à fond d'entaille p.

3e

-S.t = 85ksi
6 "..

Nombre de cycles d'amorçage N x 103
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Pour les différent rayons à fond d'entaille compris dans I'intervalle
0,008 in < p < 0,375 in (0,20 S p < 9,53 mm), I'amorçage de la fissure apparaît
lorsque:

+ = 85 ksi (586 MPa)
fi

La figure II.5 montre qu'à une valeur constante du rappon AK/{p, le nombre de
cycles requis pour amorcer une fissure en fatigue dans le domaine
(N" S 3xlOacycles) augmente lorsque le rayon à fond d'entaille augmente.

I-es auteurs en l24l représentent pour une valeur constante du rapport AK1/{p
I'influence du rayon à fond d'entaille sur le nombre de cycles d'amorçage
(figure II.6).

Figure II.6. Évolution du nombre de cycles d'amorçage en fonction du rayon en
fond d'entaille pour un rapport AK1/{p fixé, selon î241.

I-a figure II.6 montne que pour une valeur du rapport AK/{p constante et pour
un faible nombre de cycles d'amorçage, l'évolution de N" est fonction du rapport
tlf . Cetærelation indique que pour une valeur constante de ÂK/{p, le nombre

frt=rro* 
(rseoMN,hr

I inch = 25Ariwr

3
Nombre de cyclas d'amorçage N" x l0
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de cycles d'amorçage requis pour amorcer une fissure à fond d'entaille pour une
éprouvette d'épaisseur unitaire est inversement proportionnel au volume d'un
élément à fond d'entaille. En d'autre terme, le nombre de cycle d'amorçage de
fissures pour les éprouvettes testées décroît lorsque le volume plastifié à fond
d'entaille croît. Pour ce type d'acier, ce comportement apparaît lorsque le rayon à
fond d'entaille p> 0,25 in (6,35 mm) et p < 0,008 in (0,203 mm).

En outre, la figure II.6 montre que le nombre de cycles d'amorçage est
indépendant du rayon à fond d'entaille lorsque ce dernier est faible et aussi
lorsqu'il devient important c'est à dire lorsque la zone plastifiée a une
dimension qui devient significative vis à vis de la longueur de fissure.

Jack & price [25] ont étudié I'influence du rayon à fond d'entaille sur le
nombre de cycles d'amorçage de manière plus approfondie.
Ces auteurs utilisent I'analyse de Bilby, Cottrell et Swinden [26] sur le concept
de relaxation plastique à la pointe d'une fissure pour I'obtention du déplacement
plastique par cycle de fatigue noté Q. La sommation de ces déplacements donne
un déplacement critique Q., requis pour I'amorçage de fissures.
La relation entre le nombre de cycle d'amorçage et le déplacement critique 0.,
est donnée par la relation:

ou

N"= 2yG
æ (ÂK)2

(tr.4)

y = 0c, Re : Travail plastique fourni par unité de surface rompue,
Re est la limiæ d'élasticité du matériau,
G est le module de cisaillement.

Au lieu de prendre la sommation linéaire des déplacements, Jack & Price [25]
prennent la sommation des carrés de chaque déplacement et la relation donnant
le nombre de cycles d'amorçage devient:

N"=r(1art;-4)

4l

(tr.5)
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Pour une entaille émoussée, Jack & Price [25], expriment le facteur
d'intensité de contraintes effectif en fonction du facteur d'intensité de contraintes
par I'expression:

rÇn=*(#J" (il.6)

(rr.7)

où
P", est le rayon critique,
ps6 €st le rayon effectif .

avec
Pem=P Pour P>P. '
Pef f=PçtPourPSPct

Ces auteurs [25] présentent leurs résultats sous la forme:

N"= 2,63xr08 (Ar,$r7gl -a

L'influence de I'environnement sur I'amorçage de fissure en fatigue a fait
I'objet d'une étude enfteprise par Clark [27] sur des éprouvettes du type V/OL
(figure II.7). Ces éprouvettes en acier 403 sont sollicitées en traction dans une
chambre à air ambiant et sous environnement oxygéné à212"F (100'C).

Détail en A

400

P = 0.010 P= 0.188

Frgure II.7. Éprouveue de traction du type wOL à rayon unique et multiple.
d'après 1271.
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Pour les éprouvettes V/OL à rayon unique et à rayons multiples, Clark l27l
représente en figure.Il.S les résultats des cycles d'amorçages en utilisant le
paramère de la mécanique de rupture ÂK1/ {p.

' 8 .

Ravon à fond d'enlaille. o (in).

E 0,010
o 0,038
o 0,050
r 0,1fi)
o 0,189
a Environnement (212oF, lAm).

Eprouvettes ITWOL

Acier du type 403
oe= 93,500 psi

R= 0 ,1
FrQuence= 30cps

o.

= 95 ksiF,),,
lo3 lo4 lo5 106 rc1

Nombre de cycle d'amorçage \

Figure II.8. Évolution du nombre de cycles d'amorçage en fonction de Afrl{p
selon [27].

Pour ce type d'acier, les résultats obtenus en figure II.8 montrent qu'aucune
fissure ne s'amorce pour une valeur de ÂKr/{p. 95 Ksi (654.94MP_a). Pour ces
essais, cette valeur représente donc une borne inférieure.

L'auteur remarque également qu'au cours de ces essais, I'effet de I'oxygène à
212"F (100'C) n'a aucune influence sur le nombre de cycles d'amorçage.

Néanmoins, il faut signaler le fait que la durée des essais effectués ne
dépassait pas deux semaines. D'après Clark 1271, il est possible qu'une
exposition plus longue pourrait provoquer une corrosion généralisée qui
changerait l'état de surface de I'entaille et provoquerait ainsi I'apparition de
fissures pour un nombre de cycles plus faible que prévu.
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II.4l Critère de I'amplitude de la contrainte maximale (Âo---).

II.4.U Critère basé sur I'analyse élastique.

La relation (II.7) entre la répartition des contraintes à fond d'entaille et le
rapport AKrdp qui est considéré comme critère d'amorçage a permis à Barsom
[24] Jack & Price [25] et Clarkl?Tl d'utiliser ce critère afin de dépouiller les
résultats d'essais d'amorçage en fatigue qu'ils ont réalisé sur des éprouvettes
comportant des entailles de différents rayons.
Comme le facteur de concentration de contrainte peut s'écrire sous la forme:

2^Kr (rr.8)
\EP

Il apparaît ainsi que le paramère Ks et le critère lK/{p relèvent du même type
d'analyse et les résultats se présentent d'une façon equivalente.

De nombreux auteurs ont constaté que I'analyse de ce critère faisant
intervenir le facteur K1 donnait des résultats excessifs dans le domaine de la
fatigue, surtout en ce qui concerne les faibles rayons à fond d'entaille.

Baus, Lieurade et al [28], utilisent le facteur de concentration de contrainte
en fatigue pour le dépouillement des résultats de leurs essais sur des éprouvettes
CT comportant différents rayons à fond d'entaille. Ils utilisent la formule de
Neuber [14]:

Kr= I  +
Kr- 1 (tr.e)

ou
âN êst une constante qui dépend des caractéristiques mécaniques de I'acier.

K,=Ao*l

,.\F
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Connaissant le facteur de concentration de contraintes en fatigue, on peut
calculer dans chaque cas I'amplitude de la contrainte maximale à fond d'entaille
par la formule:

Ao.* = Kr. Aonr

Pour les éprouvettes CT, I'amplitude de la conEainte nominale est:

(r.10)

(II.r 1)

ou
ÂP est I'amplitude de chargement,
B est l'épaisseur de l'éprouvette,
W est la largeur de l'éprouvette à partir de I'axe de chargement,
a est la profondeur de I'entaille à partir de l'axe de chargement.

En s'inspirant des résultats des essais de flexion rotative, les auteurs [28]
ajustent la constante ay à la valeur de 0,01 et représentent en figure II.9 les
résultats d'amorçage sous forme de couple de points (N"; Âor"*).

Nombre de cycles d'amorçage Nu

Figure rl.o. Résultats des essais d'amorçage traités par la formule de Neuber
sur des éprouvettes CT du type 35 CD4, selon [28].
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ll.4.2l Utilisation de I' analyse élasto-plastique.

Dans cette analyse, le critère tient compte des conditions de plasticité

localisées et utilise I'approche locale, c'est à dire que seules les contraintes et les

déformations locales gouvernent les mécani smes d'amorçage.

ll.4.2.ICritère selon la méthode de Neuber.

D'après Bignonn et ï291, lorsqu'on utilise I'approche locale pour construire

un critère d'amorçage, on assimile le fond d'entaille à une éprouvette lisse qui

subirait les mêmes contraintes et déformations que ce fond d'entaille. Cette

constatation est basée sur la règle de Neuber [17] qui relie le facteur de

concentration de contrainte K1âux grandeurs locales par la relation:

1

K=rÇ.rÇ (rr.12)

où
K, est le facteur de concentration de contrainte dans le modèle élastique,
Ko est le facteur de concentration de contraintes dans le modèle élasto-

/__ ao )plastique I Ko ='
\  ao*/

Ks est le facteur de concentration de contraintes dans le même modèle

fu-ae)
^eN /
Âo et Ae sont respectivement I'amplitude de contrainte et de la

déformation locales dans le régime élasto-plastique,
aor.r et aeN sont respectivement I'amplitude de contrainte et de la

déformation nominale dans le régime élastique.

Morrow, Wetzel et Topper t18 ] étendent la théorie de Neuber [17] au

cas de la fatigue en pÉsence d'une entaille. Ces auteurs remplacent le facteur K1

par Kr.La règle de Neuber devient:

r?=&.&
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Baus, Lieurade et al [28] utilisent le critère de I'amplitude de la contrainte
maximale Aoo,u* en introduisant la relation de Morrow et al [18] pour le
dépouillement des essais sur les éprouvettes CT.
Ces auteurs utilisent la relation découlant de (II.12) est qui s'exprime sous la
forme:

lE-^o ^e = tfolo* (II.l4)

où
FD

Ki' est le paramètre élasto-plastique d'amorçage.

La courbe d'écrouissage cyclique permet de relier I'amplitude de la déformation
locale à celle de la contrainte locale par I'expression:

Ae - Ao . f!q\l^'' (II.l5)
T= 28.[2ICJ

où
E est le module d'élasticité,
K' est le coefficient de la loi d'écrouissage cyclique,
n'est I'exposant de la loi d'écrouissage cyclique.

Par ailleurs la relation entre I'amplitude de déformation totale et le nombre de
cycles est donnée par la loi de Manson-coffin sous la forme:

Âe = 9, (rNJo * 4 tz *J GI'16)

ou

o, 
"*,le 

coefficient de résistance cyclique,
I

er est le coefficient de ductilité en fatigue,

b et c sont les exposants de la loi de Manson- Coffrn,

N, est le nombre de cycles à rupture.
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(rr.l7.b)

Des relations (II.l5) et (II.16), ces auteurs en déduisent la relation entre le
paramètrelreloæetlenombredecyclesd'amorçageNuquisesubstitueàN,,
soit:

.tr^o ̂ e = 
{+r' 

E G; (2N") 1 
n'+r 

(# A; (2N.) ) "'-' *t) 
(II'r7'a)

ou encore

.c-^o ^s = 
{ 

4K, E G, (z*") 1 
n'+r 

[fr e"l'* *,]

Les auteurs en [28] représentent dans un diagramme bilogarithmique
(figure II.l0), les résultats des essais sous la forme de couples (fFP.loNt N").

Nombre de cycles d'amorçage \

Figure tr.10. Résultats des essais d'amorçage selon I'analyse élasto-plastique
sur des éprouvettes CT d'acier 35 CD 4, selon t2El.
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La comparaison entre les deux dernières figures montre que le critère du
Aorr* en élasto-plastique rassemble mieux les résultats des essais d'amorçage et
tient mieux compte des propriétés de I'acier et de ses capacités d'adaptation que
celui du Aoru,* = Kr Âou utilisé en figure tr.9.

Pour étudier I'influence du rapport de charge sur le nombre de cycles
d'amorçage, X.Zheng [30] utilise I'analyse élasto-plastique pour traiter les
résultats d'essais sur des plaques soudées en traction.
Cet auteur suppose que I'amorçage de fissure est du à la rupture hypothétique
d'une micro-éprouvette localisée en fond d'entaille (figure II.l l)

aq

Figure II.l l . Zone plastique et micro-éprouvette hypothétique à fond d'entaille
selon [30].

Cet auteur, considère I'amplitude de la déformation totale en introduisant
I'influence du rappoft de charge R. Il obtient:

Pour R=0
-ll' -n'

Ae= tÂ zft-+)*
1.  AÊl

I
2 ) l+n'

I
)

-n''('.*)'('+(
Pour R= -l

("+( 1
2) t+n'

)
(II . l8.a)
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ou
Ae est I'amplitude de la déformation totale,
Ae" est I'amplitude de déformation élastique.

X.Zheng [30], considère également que la composante de la déformation
plastique équivaut à la déformation totale lorsque le nombre de cycles en fatigue

est faible. C'est à dire que:

aeo = 4g er (l-ae" /Âe;-n7(t+nt- t (rr.19)

Pour exprimer le nombre de cycles d'amorçage, I'auteur utilise la loi de Manson

Coffin, la toi de comportement cyclique ainsi que les relations (II.l8.a),
(tr.18.b) et (II.19). n obtient :

2 N" = ,- 
o'tn"h 

I ) t  
pour R=o (r.20)

2N"=roI

\=Zlc(l+ n') et cp = 1ffi

n' : exposant de la loi d'écrouissage cyclique,
c : exposant de la loi de Manson- Coffin,
E : le module d'élasticité,
or: la contrainte de rupture,
q : la ductilité de rupnue.

kP 
pour R= -l (rr.21)

ou

avec
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D'après cet auteur, lorsque n' croît, la valeur de 2 exp(-O,s.kp) en (II.20) tend
vers I'unité. Si le produitK$otT atteint la valeur de ./E ore, , Le terme 2 en
(II.l9) et (II.20) peut être négligé.
X.Zheng [30] obtient alors une relation unique dont la forme est:

N.=ro(
kp (rr.22)

11.4.2.21Critère selon la méthode de Molski-Glinka.

Molski & Glinka[23] utilisent I'analyse énergétique pour exprimer
facteur de concenfiation de contraintes. Ils proposent la règle suivante:

*l=ffi (rr.23)

(rr.24)

(rr.25)

(rr.26)

ou

et

e
F

Wro = lAo(e) de
d

€p

Woo" =JOo* (eN) d*

Pour une amplitude de chargement donnfu, Molski & Glinka [23] utilisent la
courbe d'écrouissage cyclique (II.l5) pour exprimer W66 €t'W66* sous la forme:

r '  aoz .z\owao= 
2E 

*o+l (#J^

7t'*,*,oo")

5t



Etude bibliographique

Pour un chargement nominal élastique:

-tonnaissant 
la loi de résistance à

cyclique, la relation reliant les
d'amorçage est :

Chapitre trl Critères d'amorçage

(rr.27)woo" =#

En remplaçant W6o et WaoN par leurs expressions en (II.23), Molski & Glinka

[23] obtiennent pour une amplitude de chargement nominal élastique:

ou

(rr.28)

la fatigue du matériau et son comportement
conditions locales au nombre de cycles

, ,  :  i, ',:i

nr,ao{/o'['(+)'.5(+)".' ) 
Gtzs)

(rr.30)

Molski & Glinka [23] prévoient une contrainæ et une déformation locales
plus faibles que celles préwes par la regle de Neuber.
De plus, à I'aide de nombreuses mesures de déformation locale effectuées sur
éprouvettes entaillées, ces auteurs ont constaté un bon accord enEe I'expérience
et la prévision par la méthode de l'énergie.

4K'E 
[Ë lfr,rNf)' 

* h(,', {2N1';n'*' 
]
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Un exemple de ces comparaisons est donné en figure II.l2.

0,002 0,004 0,006

Déformation locale, t

Figure tr.12. Comparaison entre les déformations locales mesurées et les
déformation locales calculées par différentes méthodes.

Acier RQC 100, K1=3, selon I3U.

[.5] Critère du Aoeeà une distance d.

Depuis les travaux de Creager, [32] et [33], on sait calculer les contraintes au
voisinage d'une fissure émoussée de rayon à fond d'entaille égal à p. On peut
donc déterminer à une distance d du fond d'entaille, la contrainte normale
principale oss (figure II.13). Dans le cas où la sollicitation est en mode I, la
contrainte oee(d) se confond avec Ay(d) et, avec les conventions de la

figure tr.13, on peut écrire:

C.À

& 600

14 4oo

oee(d)=ory(d)= 
Kt

.Æd-

,(t.no)

('.l)"
(rr.3l)
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Figure II.l3. Convention du repère établie par Creager [33]

Rabbe, Amzallag et al [34] utilisent ce critère pour représenter les courbes de
dimensionnement pour des constructions en aciers inoxydables austénitiques.

Ces auteurs ont réalisé des essais d'amorçage en fatigue sur des éprouvettes
présentant des rayons à fond d'entaille compris entre 0,05 et 4 mm. Ils
représentent en figure ll.I4, les résultats d'essais dans un diagramme
bilogarittrmique fiog Âoss; log N"].

Ils représentent I'ensemble des résultats par une courbe d'fouation :

Âoes(d) = oo(d).Nl(d) (rr.32)

Pour chaque valeur de d, ils calculent les constantes o6(d), n(d) et l'écart type s

de la dispersion des résultats expérimentaux autour de la courbe ajustée. La
valeur de d est celle qui minimise au mieux l'écart type s.
Ainsi comme le montre la figure II.l4, est déduite la courbe de
dimensionnement et la bande de dispersion permettant d'envisager l'étude de
fiabilité des constructions projetées.
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Nombre de cycles d'amorçage Nu

Figure II.14: Courbes de dimensionnement obtenues avec le critère Aoee.
selon [34J,

En connaissant la courbe caractéristique et la distance d pour un matériau donné,
les auteurs en [34], en déduisent le nombre de cycles à I'amorçage.

II.6l Critère basé sur les évolutions microstructurales.

A I'inverse de I'approche macroscopique qui utilise des critères d'endurance
plus où moins complexes pour le cas multiaxial, ou de I'approche locale de la
rupture qui demande de connaître explicitement la loi de comportement,
I'approche introduite par Champaud, Esnouf et al [35] dans le cas d'amorçage
en fatigue de contact Hertzien pennet de prendre en compte les transformations
microstructurales associées à I'endommagement.

Cette modélisation doit prendre en compte I'apparition de la phase blanche et
I'amorçage des fissures en son sein. I-es hypottrèses inEoduites sont telles que:

I'appellation inclusion est donnée à tout volume de matière particulier existant
au sein du matériau et qui présente une loi de comportement plastique différente
de celle de la matice martensitique dans laquelle il est inséré.
Les auteurs [35J supposent que la matrice martensitique se déforme par la
création et le mouvement de dislocations.

GI
Ê.

<D to3
ET

qs (d)= 903s( Na)

d = 0.053 mm

E mquette en ouverture
o maquett€ en cisaillement

Ez3 cND 17-12
. CF 8M et 308L-3DL

(soudures)
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De plus, la phase blanche résulte de la décomposition de la structure
martensitique locale par accumulation de ces dislocations et de leur interaction
avec le carbone.

Au voisinage de I'inclusion, la densité de dislocations dans la matrice résulte
de I'addition des dislocations initiales et des dislocations crées. Ils supposent
alors que la fissuration dans la phase blanche s'amorce lorsque cette densité
atteint une valeur critique pour laquelle il y a alors coalescence spontanée des
dislocations.
L'amorçage se produira lorsque la contrainte de montée o dans un empilement
de dislocations coin, sera égale à la contrainte de décohésion du matériau, soit
environ p/Çl avec p module de cisaillement et Ç) = 5 dans les métaux.
L'expression de la condition d'amorçage se fait en fonction des contraintes
appliquées aux dislocations coins présentes dans le volume considéré.
Ces auterrrs appliquent la formule suivante:

?
u ![b - r\'-'
Ë=ffihff+oH+oI (rr.33)

ou

et

avec

oH est le tenseur de contraintes Hertzien

oI est le tenseur de contraintes internes

oH = o*H-+o#
2

et

ol-  o ' I lo i
v -  

2

np est le nombre de dislocations dans I'empilement.

(rr.34)

Les auteurs [35] considèrent que la densité des dislocations dans la phase

blanche est elevée. Ils supposent un réseau carrê où x', la distance entre deux

dislocations dans un empilement est égale à h, la distance entre deux

empilements. Ils supposent que les boucles de dislocation émises près de la

particule sont Éparties de manière homogène dans la phase blanche.
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Ces auteurs utilisent la condition d'Ashby [36] pour une inclusion sphérique
de diamètre d, qui précise le nombre de dislocations nécessaires pour absorber
la différence de déformation par cisaillement y entre la matrice et I'inclusion, et
considèrent que T est indépendant du nombre de cycles N. Ils déterminent à
partir de la relation (tr.33), pour N = Na l'équation suivante:

Ë#',6r_w=(à.#)H (rr.3s)

ou

p est le module de cisaillement du matériau,
v est le coefficient de poisson,

b est le vecteur de Burghers des dislocations (2,5.10-10 m),
?u est la longueur de la phase blanche,
d' est la largeur de la phase blanche.

II.7l Conclusions.

Dans le domaine élastique, Barsom &Mc Nicole [24] expriment le nombre de
cycles d'amorçage sous la forme d'une fonction puissance de I'amplitude de la
contrainte nominale pour laquelle I'exposant est noté n. [æs auteurs montrent
que la valeur de I'exposant n varie de n=2 pour le cas d'une fissure à n=8 dans le
cas où l'éprouvette est lisse.
Lorsque le paramètre AKrdp est constant, Barsom et Mc Nicole [24] constatent
qu'en traçant l'évolution du nombre de cycles d'amorçage en fonction du rayon
en fond d'entaille, le nombre de cycles d'amorçage décroît lorsque le volume
plastifié en fond d'entaille augmente. Ils constatent également que le nombre de
cycles d'amorçage devient indépendant du rayon en fond d'entaille lorsque ce
dernier est faible et lorsqu'il devient important, c'est à dire lorsque la plasticité
devient significative. Clark l27l montre que I'effet de I'environnement n'a
aucune influence sur le nombre de cycles d'amorçage.

Certains auteurs comme Baus, Lieurade et al [2E] ont constaté que pour le
calcul de la contrainte maximale, I'intervention du facteur Kt donnait des

57



Étnae bibliographique Chapitre trl Critères d'amorçage

résultats excessifs dans le domaine de la fatigue surtout en ce qui concerne les
faibles rayons en fond d'entaille.

Dans le domaine élasto-plastique Baus, Lieurade et al [28], trouvent moins de
dispersion dans leurs résultats expérimentaux lorsqu'ils utilisent le critère du
Âo^r* à I'aide du coefficient Kl découlant de la relation de Morrow et al t181.
Truchon [31] constate que la méthode de Molski & Glinka [23] donne des
déformations et des contraintes locales moins élevées que celles de Neuber [17].
Les déformations locales obtenues par la méthode de Molski & Glinka [23]
s'accordent bien avec les déformations locales mesurées expérimentalement.
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I I I I  CHAMP DE CONTRAINTES AU VOISINAGE D'UNE
ENTAILLE.

[I.1] Champ de contraintes au voisinage d'une entaille elliptique
ou hvoerbolique.

Irwin l37l a introduit une importante contribution pour la compréhension
des phénomènes de rupture lorsqu'il a montré que la distribution des
contraintes au voisinage de la pointe de fissure pouvait être décrite par le
facteur d'intensité de contraintes. Chaque facteur d'intensité de contrairtes Kr,
Kn, Km est associé à un mode de déformation différent. Au voisinage de la
pointe de fissure, les déformations et les contraintes locales peuvent être
décriæs par la superposition de ces trois modes.

Creager l32l et [33], a étendu cette analyse pour exprimer le champ de
contraintes au voisinage d'une entaille. Selon cet auteur, dans de nombreuses
applications, il est nécessaire d'avoir un modèle physique qui considère un
rayon de courbure non nul à la pointe de fissure. Ce type de fissure émoussée
ou entaille peut être représenté mathématiquement par un volume elliptique ou
hyperbolique dont le rayon de courbure est plus faible que les dimensions
principales de ces géométries. Il considère alors une plaque infinie contenant
un trou elliptique, soumise à yn chargement de traction noté os faisant un
angle Tpar rapport au grand CIre de I'ellipse (figure III.1).

Figure III.I. Représentation du repere local pour une entaille elliptique
soumise à un chargement og, s€lon [33].

/
%
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Par des transformations complexes, I'auteur [32] et [33] exprime le facteur
d'intensité de contraintes en mode I et II par les relations suivantes:

Dans le cas du mode I, le tenseur des contraintes s'exprime par:

Kr  0. ,  e  3^,  Iç  p 3.oxx = 
æcos7 

[ l -  s in 2 s in ,s]  æ f ;cos 
-10

Kr e. .  e 3^- Kr p 3e GII . I )ovv = 
æcos7 [l+ sin 2 sin to] * 

6 f i  cos 1

rxy = 
ffirin !.o, !.or 

37e 
ffiftri"31e

Pour le mode II, le tenseur des contraintes est de la forme:

Kt e e 3^,  Ku p 3oxx= 
rzn?n)wsin i[2 + cos icos;g] +ff i f isini0

ovv = 
ffirin ! ro. !.o* 

3r- e ffift ri' 3r- e GII'2)

,?  -  Kn ^^^Q. '  - r -e  3  Kn g  ^  3r*v=fficos 7[l - sin 7sin lel æficosio

En mode III, Creager [32] et [33] applique à la même plaque qu'en mode I
et II, un cisaillement longitudinal dans la directionZ.Il obtient:

trxz=- 
Kn e

æsrnt

- Km o 
(III'3)

ï.- = --.-Ê ^r\o -'rL 
(2æryttz v\'ù 2
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Dans le cas d'une entaille elliptique ou hyperbolique, l'état de contraintes
diffère de celui d'une fissure plane par le terme additionnel dépendant du
rayon en fond d'entaille. En mode III, la relation reste identique à celle d'une
fissure plane.
L'expression de la contrainte hydrostatique ox+oy pour une fissure de
courbure finie est la même que celle d'une fissure aigue.

Dans sa thèse, Creager [33] aborde le problème de I'extension de fissure
due au cisaillement transversal. Cet auteur commente les travaux d'Erdogan
& Sih [38] qui utilisent le modèle d'une fissure plane et ceux de M c
Clintock [39] qui considère une fissure elliptique.

Erdogan & Sih [38] supposent que:
-La fissure s'amorce à partir de la pointe de fissure et dans la direction

radiale.
- La fissure s'amorce dans le plan perpendiculaire à la direction ou I'effort

de traction est le plus important.
A partir de ces hypothèses, I'amorçage de la fissure apparaît dans la direction
de 70,5" par rapport au plan de la fissure.

Mc Clintock [39] introduit les hypothèses suivantes:
- La fissure s'amorce en surface.
- La fissure s'amorce dans le plan perpendiculaire à la direction où I'effort

de traction est le plus important.

Dans sa discussion, Creager [33] utilise la contrainte hydrostatique qui
comme nous l'avons remarqué reste inchangée pour les deux modèles. Cette
contrainte s'exprime par la relation:

or=oxx*oyy =-ffisin(l) 0rr.4)

I-e long de la surface

f2 = -2e' pour rla'<<l

f et e' sont des paramètres de positionnement du re@re,
ou

6l

(III.5)
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a'est la distance focale de I'entaille suivant le grand axe.

avec

r=4 _ ûI I .6)
cos0 +1

ot= -ffisinO 0II'7)
12il,)t )'' 

-

Pour 0= -nl2,la conEainte 01 est maximale.

L'auteur [33J exprime I'angle o que fait la direction perpendiculaire à la
contrainte tangentielle maximale avec I'axe des x par l'équation:

tgor=-$fi=r

pour e'= -ll2 tgol= l+<o=45"

coso=1

(III.8)

ûrr.9)

(ru.10)

Cette valeur de ol est identique à celle obtenue par Mc Clintock t391.

Pour le modèle d'Erdogan & Sih [38], I'auteur [33] ne trouve pas de
raison d'utiliser la pointe de fissure comme origine du repère.
Il utilise son propre repère dont l'origine a pour coordonnées e'p et fp avec
d= -112, f=0 (figure III.I).
Pour 0 = o), I'auteur [33] détermine à I'aide de transformations complexes, la
relation entre co et p:

P +l
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La figure III.2, représente pour les différentes valeurs du rayon en fond
d'entaille, l'évolution de I'angle o en fonction des distances r .

r (mm)

Figure III.2. Représentation pour les différents rayons en fond d'entailles de
l'évolution de I'angle or en fonction des distances r, selon t33].

Cette figure montre que lorsque le rayon tend vers zéro, l'origine du repère
approche le fond d'entaille et par conséquent, la relation III.4 est considérée
comme une relation qui s'applique au cas d'une fissure plane. Dans ce cas
précis, to peut varier enre 0 et 70,5" et la distance r peut être prise enfie pl2
êt oo. Si par exemple 1 = pl2, co=0; si r = 5p, co = arc cos(0,4).

Selon Creager [33], lorsqu'on considère le problème de cette manière, la
prévision de la direction d'amorçage de fissure reste indéterminfu.
Le désaccord entre les résultats d'Erdogan & Sih [38] et ceux de M c
Clintock [39] n'est pas principalement due à la différence de forme de la
fissure mais plutôt à la différence des critères utilisés.
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III.2] Champ de contraintes au voisinage d'une entaille en V.

Williams [40] est I'un des premiers auteurs à avoir exprimé la distribution
des contraintes au voisinage d'une entaille en V sous la forme de série de
fonction complexes. Pour exprimer le champ de déplacement, I'auteur utilise
la fonction d'Airy qui satistait aux conditions limites des bords de I'entaille. Il
définit à partir des fonctions biharmoniques Gl et yl le champ de déplacement
en coordonnées polaires:

ou
o = v /(l+v),
v est le coefficient de Poisson,
p est le module de cisaillement.

Pour exprimer le champ de contraintes, Williams [40] utilise les relations du
tenseur des contraintes en coordonnées polaires :

ZVIJ,= - 
#+ (1-o) t H

(1-o)"*

ô2o ,
af-

I  a( i l
'F

lao*P;e'

2rtus=-I%+.

(rrr. I I )

(rrr. l2)

(Irr.13)

(rrr. 14)

(m.rs)

or=4
1-

oo= â2o
è12

1r0=- !- a'o
ârâ0r
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La relation liant la fonction CI à {1 est donnée par [40] sous la forme:

v2o =è fras)"-ô'I a0J

Les solutions de GI et ry1 s'expriment par les relations:

CI (r,0,4) = 1t+r I bt sinlo+l)0 +b2 cos(a+l)0 +b3 sin (c-1)0 + b4
cos(a-l)e l

:1tr+l  F(O,Cr)

âr=-#ot et 4 i
u= o- l  

D4

Vr = r' (ar cos m0 * îz sin m0)
: rm G(0,m)

(rrr. l8)

où

ai et b; sont les coefficients de la série de la fonction contrainte et sont

complexes.
cr, et m sont les facteurs de contraintes asymptotiques et sont complexes.

Pour des raisons de compatibilité de puissances en (III.16), I'auteur [40]
pos€ o= m+l et obtient une relation entre les coefficients des termes
trigonométriques sous la forme:

(rrr. l6)

(rrr. r7)

(rrr.1 9)

Dans le cadre des essais sur des assemblage soudés, Verreman et al [41]
expriment le facteur d'intensité de contraintes en mode I à partir de la
distribution de contraintes donnée par lVilliams [40]. Ces auteurs, définissent
à partir de la figure III.3, la distribution des contraintes à la pointe d'une
entaille en V par deux expressions différentes.
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ow - KI(p=o, vl.
og os

-3 -2
l0 l0

alB

gry - (qÏ"
ogr 

- 
[dJ

-5
10

-4
l 0

Figure III.3. Disribution de contraintes au voisinage du joint soudé
selon t411.

La première est celle qui consiste à faire I'analogie avec le cas d'une fissure.

a-o \
: O U

"l2n ry 
= eo Bo {2rc GII.2o)

K(p=o,yy est le facteur dlntensité de contraintes d'entaille en V et y angle

d'entaille,

t0 : constante qui dépend de I'angle d'entaille et des dimensions

géométriques de l'éprouvette,

B: est l'épaisseur de l'éprouvette.

La seconde expression utilisée par les auteurs [4U définit le facteur d'intensité
de conraintes pour une entaille en V par la relation:
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d= rl'" B (rrr.22)

d est la distance mesurée à partir du fond d'entaille jusqu'à la droite
d'équation oyy = og (figure III.3).

G.Gross & Mendelson ï421 expriment à partir de la fonction de
contraintes CI donnée par Williams [40], les facteurs d'intensité de
contraintes pour une plaque à entaille de bord (fîgure III.4) sollicitée en mode
I et en mode II.

a) Éprouvetæ d épaisseur B sollicitée b) Éprouvetæ dépaisseur B sollicitée
en mode I en mode II

Figure III.4. Plaque à entaille de bord en V soumise à un chargement
symétrique(mode I) et à un chargement antisymétrique (mode II)

selon ï421.

La fonction CI satisfait aux conditions aux frontières des surfaces non
sollicitées de I'entaille. Ces conditions se traduisent par le système d'équations:

fcos(a'o/2) 
cos[(cr'-2 )qrz] 

'l 
fo,l _ f ol

Lc'.sio(cr'etz) ( a'-2).si nf(u'-2)et\ I LnJ 
- 

LoJ

(rrr.23)

fsin(cr'o/2) 
sin[(c'-2)çz] 

lf"l = f 
ol

fa,'.cos(cr'etz) ( a'-2).co sf(a'-2)9t21 J LnoJ L OJ

avec Ai = Zbiet 6;'= CI,+1
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Les équations caractéristiques donnant les solutilons % sont de la forme:

sin [1q -r)ç] = t( % -1) sing Grr.z4)

où
r r . t

0n= 0ro + i%n avec n= 1,2r3,.........oo

crrn : parties réelles des n solutions en %.

t . - '

cr,n : parties imaginaires des n solutions en %.

Des équations (III.23), les valeurs complexes Ai peuvent se mettre sous la
forme:

cos t(4.- 2)qt2l - sin 11a^-Z1gtZ1 ^ (III.25)
Al ,n  =*  AZ,n ,  A3,n  = f f  Ao,n

cos [ane/2J sin [o"tll2j

La fonction contrainte o peut être exprimée par la combinaison de deux
fonctions :

0l = Opaire * ûIimpaire (III.26)

où

O O r

0lpaire = E ,oo [Ar,n cos 14"e1 * A4o cos t(c"-Z)g]
n=l

(rrr.27)
O O I

oio,puir" = ! ,on [A3,n sin 1aoel * A4,n sinlai-Z;e1
n=l
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Les expressions des facteurs d'intensité de contraintes en mode I et en mode II
sont exprimées par l42l sous la forme suivante:

Kl(p = o, e) = (zn)t'' tiSo

Kr(p = o, e) = 12n1rt2 t13o

avec
a, : est la première valeur réelle non nulle des solutions ao ,
Kr(p = 0,q) êt Knlp = 0, e) sont respectivement les facteurs d'intensité de

contraintes d'entaille en V pour le mode I et II.

Lorsque I'angle d'entaille n'est pas nul et est inférieur à 180o, la singularité à
fond d'entaille est inférieur à ll2 (u'r<312). Pour un angle nul

(cas d'une fissure), la singularité à la poinæ de la fissure est caractérisée par

une valeur de lt2 (dr= 3121.

A partir des équations précédentes, Gross & Mendelson [42] obtiennent les
relations:

f  r  '  ' - - -  \  I
KI(p=0,Q)=(2n)',,0;(0;.l)|.[."''-'ffi,1-rln"tn,,,l

,ol l- / . '-,-- '-- '  - '--- rt 
(III 'T9)

Kr(p=o,p)= (zn)''' I t"; t j (ar-z)+a,J stnlatql_ 
lÏq - cose ll n"te",tll

I L t l-cos(a19) )l 
I

Les solutions précédentes satisfont aux conditions le long des surfaces de
I'entaille. Pour satisfaire aux conditions sur le reste des autres frontières,
Gross & Mendelson [42] déterminent les coeffrcients des termes des séries
trigonométriques par la méthode de collocation.

,t-o,or(r,0, 
I (ttr.28)
I

,'-o, 
"r, t.,o)J
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La méthode consiste à tronquer la série sous la forme (n1.27) et de déterminer
la fonction de contraintes et sa dérivée de manière à satisfaire les
conditions limites à un nombre fini (p) de frontières choisies. Le nombre
d'équations algébriques obtenues correspond à (2p).

Les premiers coefficients (pour n=1) de la fonction de contraintes seront
déterminés à partir de ces équations. La série de la fonction de contraintes
tronquée obtenue représente parfaitement la fonction de contraintes réelle et le
nombre de frontières ne produit aucun changement sur le premier coefficient
de la série qui représente le terme dominant au voisinage de la pointe
d'entaille.

A partir de cette résolution, les auteurs [42] donnent les valeurs des facteurs
d'intensité de contraintes en mode I et en mode II sous la forme non
dimensionnelles (tableau III.I et lIJ,.z).

Pour le mode I, lorsque I'angle g décroît de 360o (cas.d'une fissure) à 330o,

la variation du facteur non-dimensionnel Kr(p=o,g).B.Wot-l/P est de I'ordre de

l7o . Cette faible différence est due aux valeurs des singularités 1aj-f) qui

varient de 0,5000 pour g = 360o à 0,4996 pour g = 330o.

En mode II, pour la même valeur du rapport hla, la,différence entre les

valeurs des termes non-dimensionnel Kr(o=o,r).B.h/P.a2-ol est importante car
une légère variation de la singularité provoque une forte variation de Kulp=o,e;.

Tableau trI.1. Facteur d'intensité de contraintes non-dimensionnel pour une
éprouvette à entaille de bord soumise à un effort de traction pure

(mode I), selon t421.
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0.400 0,333 0.286 0,200

360" 0,5 0,353 0.353 0,353 o,352
1.0 0.500 0,500 0.s00 0,500
1.5 0.614 0,612 0.612 0,612

350" 0.5 0.r86 0,186 0.186
1.0 0,401 0,401 0.401
1.5 0,543 0,540 0.540

340" 1,0 0.278 0.278 0,278
1.5 0.456 0.454 0,454

330' 1.0 0.r24 0.t24 0.r24
1,5 0,348 0,346 0,346

Tableau III.2. Facteur d'intensité de contraintes non-dimensionnel pour une
éprouvette à entaille de bord soumise à un chargement antisymétrique

(mode II), selon t421.

Pour déterminer les facteurs d'intensité de contraintes en présence d'une
entaille en V, Carpenter [44] développe à partir des relations de Williams
[40], un calcul purement théorique basé sur la méthode des intégrales de
contours avec des transformations paramétriques.

Pour une plaque à entaille de bord en V, Lin & Pin Tong [45] utilisent les
relations de Williams [40] et déterminent les constantes des séries
trigonométriques par le biais des déplacements obtenues à l'aide d'éléments
isoparamétriques entourant un élément spécial à fond d'entaille (figure trI.s).

Ces auteurs définissent alors les facteurs d'intensité de contraintes sous la
forme:

Kr(p=o,D= ^[2n 0,r, Il+crr, - cl,rrcos(2Q') - cos(2a,rQ')]u I l'r'o,h
(rrr.30)

Kn(p=',ï)= {2n urrr[-l+c1,,, - orur cos(2Q') + cos(2a,u10)Jôrl À'l-oltr

7r
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l--->
x

a) Elément à 5 næuds avec b) Elément à 9 næuds avec
déplacement linéaire. déplacement quadratique.

FigureIII.S. Géométrie de l'élément à fond d'entaille utilisée par [45].

où
CI,rl est la première racine réelle de l'équation caractéristique en mode I:

sin (2atrQ') = - cr, sin (20') (II I .31.a)

cral êst la première solution réelle de l'équation caractéristique en mode II:

sin(2aurQ') = crllr sin(2Q') (rrr.3l.b)

ou
or et ôr sont des réels et correspondent aux coefficients des termes

trigonométriques dans les distributions des contraintes données par Witliams
[40] .

?u' est la longueur caractéristique de l'élément d'entaille (quadratique ou
linéaire) exprimée par la relation suivante:

(i)*' = (f)n'' {.o, [cr,.tn (i)] + i sin [c,,.tn (i)1 ] orr.32)

avec
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o,r et ct,i sont respectivement la partie réelle et la paftie imaginaire de la

solution cr

En tableaux III.3 et III.4, les auteurs précédemment cités comparent les
valeurs desfacteurs d'intensité de contraintes non-dimensionnels obtenus par
cette résolution avec celles de Gross t431.

*Kt(o=o,rxrefla3D est le facteur d'intensité de contrainte d'entaille en V calculé par Gross [43].

Tableau III.3. Comparaison des valeurs des facteurs d'intensité de contraintes
calculées à partir d'un élément à fond d'entaille à 5 næuds, selon [45] avec

celles calculées par [43].

Tableau ltr.4. Comparaison des valeurs des facteurs d'intensité de contraintes
calculées à partir d'un élément à fond d'entaille à 9 næuds, selon [45] avec

celles de [43].

Les pésultats obtenus montrent que le facteur d'intensité de contraintes
calculé à partir de l'élément à 5 næuds diffère d;e 57o par rapport à ceux de

0 0,500000 2.018 2.rr3 -4.5

5 0,500053 2.017 2.1r3 -4.5
l5 0.501453 2,039 2.r28 -4.2
30 0.sr222r 2.176 2.223 -2.1
45 0,54r'.484 2,383 2.473 -3,6

lfiil+ ffill ffiu:i:i:iri'
0 0.500000 2.104 2.1t3 -0.4

5 0,500053 2.106 2.113 -0.3

l5 0,501453 2.1t7 2,128 -0.5

30 0.51222r 2.229 2.223 +0,3
45 0,54484 2.463 2.473 -0.4

7 l



Etude bibliographique Chapitre IIII champ de contraintes au voisinage d'une entaille

Gross t431. Lorsque l'élément à 9 næuds est utilisé avec ses 16 termes en
contraintes, les résultats convergent et la différence chute à lVo.

Seweryn &Zwolinski [46] ont étudié le cas particulier d'une entaille en V
d'angle négatif (figure III.6). Ces auteurs expriment les tenseurs de contraintes
sous une forme identique à ceux d'une entaille à angle positif.

a) ReSre-efioisi pour une entaille
enVàanglepositif

b) Plaque nvsc gntaille en V
à angle négatif

Figure III.6. Exemple d'une plaque avec entaille de bord en V d'angle négatif
soumise à une contrainte normale on, selon t461.

Pour un angle positif, les auteurs [4q ont proposé les relations des tenseurs de
contraintes, de déformations et de déplacements suivantes:

6il = Kr,o=', p) r-ot A;(0) + Kl(p=o,p) r-ou bx(0)

eij = Kl.o=o,p) r-oI cx(0) * Kulp=o, p) r-on dii(O)

9i = Krlp+,p) rl-ot cx(O) * Kn(o+, F) r-ou dx(e)

où

Kt(p4, p) et KII(p=o, F) sont respectivement les facteurs d'intensité de

conEaintes d'entaille en V pour le mode I et II,

aij(0), bii(0), cii(0) et d1;(0) sont des combinaisons des fonctions

trigonométriques en 0.

(rrr.33)

A(r,o)
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Pour un angle négatif, les mêmes auteurs proposent des relations similaires qui
s'expriment sous la forme:

Il1 Il11

oij = l, r-"t* aiir.(O) + > r-ollo, b,.i.(O)
k=l m=1

(rrr.34)

k=l m=1

ou
âi;k, bilm, f11 et gim sont des combinaisons des termes trigonométriques

en 0.
CI,1. ot cr1, sort les solution des équations du type:

Il1 tln

ui = I r1-otr f*(0) +> r-ollm gi;.(o)

sin [2(41 -l)01 + (crr -l) sin(20) = 0

sin [2(cr11 -1)0] -(crn -l) sin(20) = 0
(rrr.35)

Ftæ
a) Variation du facæur asymptotique b) Variation du facteur asymptotique

-1,5 -1,0 -0,5 0,0 0,5 1,0 -1,5 -1,0 {,5 0,0 05 1,0

Ftn

otI

Figure III.7. Variation du facæu cr et or pour une entaille en V, selon t461.
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En (figure III.7.a), la valeur de or = I colrespond au cas où I'entaille est
soumise à une force concentrée dans le sens horizontal. En figure (III.7.b), la
valeur de cr,u = 1 correspond au cas où I'entaille est soumise à une force
concentrée dans le sens vertical. Pour le cas où un moment concentré est
appliqué à la pointe de I'entaille, cs est égale à 2.
Pour la plaque entaillée d'angle 9 = -nlT (figure III.6.b), les auteurs [46]
déterminent les trois premières solutions en mode I (olr = 213 ; cr.r, = Il31-

or, = 0) en remplaçant dans les relations dévelopÉes du tenseur de contraintes

et de déplacements q pffi 01r,.

II I .3] Conclusions.

Dans cette dernière partie de la bibliographie, nous avons présenté les
travaux de Creager l32l et [33] sur le champ de contraintes au voisinage
d'une entaille de rayon de courbure fini et d'angle nul. Afin d'éviter la
singularité à fond d'entaille, Creager [32] exprime le tenseur des contraintes
au voisinage d'une entaille elliptique ou hyperbolique en prenant comme
origine, un repère dêcalé d'une distance pl2 du fond d'entaille. Dans ces
relations, cet auteur utilise les facteurs d'intensité de contraintes de fissure
établis par lrwin [37] et introduit pour le mode I et II un terme addititif en p.
En mode III, le tenseur des contraintes est identique à celui d'une fissure.
L'auteur [33] aborde le problème d'extension de fissures en commentant les
modèles d'Erdogan & Sih [38] et de Mc Clintock t39]. Il montre que le
désaccord entre les deux modèles n'est pas seulement du principalement à la
différence de la forme de la fissure mais à la différence des critères utilisés.

Concernant les cas des entailles en V, les relations en contraintes et
déformations présentées par les différents auteurs s'appuient sur les travaux de
Williams t401. Ces relations tiennent compte des conditions de chargement et
de I'exposant de la singularité qui varie en fonction de I'angle d'entaille.
Gross & Mendelson [42] trouvent qu'en mode I, la différence entre le
facteur d'intensité de contraintes non-dimensionnel pour un angle d'entaille
égale à 360o(cas d'une fissure) et celui d'un angle de 330" est de I'ordre de lVo.
Cette faible différence est due à une légère variation de l'exposant de la
singularité en mode I. Pour le mode II cette différence s'accroît et s'explique
par le fait que la variation de I'exposant de la singularité est plus importante.
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Lin & Pin Tong t45l expriment les facteurs d'intensité de contraintes en
mode I et én mode II en tenant compte du premier terme de I'exposant de la
singularité et de certains paramètres issus des déplacements des næuds de
l'élément spécial à fond d'entaille. Les résultats obtenus par cette méthode
s'accordent bien avec ceux de Gross [43] puisque la différence maximale n'est
que de 4,5Vo.

Enfin dans le cas particulier d'un angle d'entaille négatif, Seweryn &
Zwolinski [46] expriment les distribution des contraintes de la même
manière que pour le cas d'un angle d'entaille positif.
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rvl coNCLUsroN GÉNÉRALE.

L'étude bibliographique regroupe I'essentiel des travaux existant sur I'amorçage
de fissures en fatigue à partir de défauts mécaniques géométriquement définis.
Cette étude couvre trois grands thèmes:

l) Dans la première partie, nous avons présenté les différents paramètres qui
influence I'amorçage des fissures:

- facteur de concentration de conraintes statique,
- coefficient de concentation de contraintes en fatigue,
- facteur de sensibilité à I'entaille.

Nous constatons que ces grandeurs ont été calculées selon les auteurs, soit dans
le domaine élastique soit dans le domaine élasto-plastique. Ces facteurs sont
souvent rencontrés en mode I par contre nous n'avons pas relevé des travaux
dans les autres modes de sollicitation.

2) Dans la seconde partie nous avons examiné les différents critères qui
permettent de prévoir I'amorçage de fissures. Parmi eux nous avons cité :

- Le critère de I'amplitude de la contrainte nominale qui présente
llnconvénient de ne pas prendre en compte l'état de contraintes locales, ceci se
traduit par une dispersion importante.

- Le critère de I'amplitude de Ia contrainte locale AK/{p qui regroupe
mieux les résultats expérimentaux en comparaison au précédent mais dont le
calcul de I'amplitude du facteur d'inænsité de contraintes est considéré comme
celui d'une fissure. Par conséquent, comme en figure II.6, on peut trouvé un
rapport lfrdp pour lequel le nombre de cycles d'amorçage est indépendant de
la géométrie du défaut .

- Le critère de l'amplitude de la contrainte maximale qui regroupe d'une
manière satisfaisante les résultats expérimentaux. Ce critère est calculé en tenant
compte de I'acuité de I'entaille et du coefficient de concentration de contraintes
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en fatigue Kr. Ce coefficient est calculé soit à partir de I'analyse élastique soit
dans le domaine élasto-plastique. Pour ce domaine, il est nécessaire de connaître
la loi de comportement et la courbe de Manson-Coffin.

- I-e critère de I'amplitude de la contrainte locale Aoee à une distance d est
basé sur la connaissance du champ de contraintes au voisinage de I'entaille, des
résultats expérimentaux, et sur le choix de la distance d. Cette distance est
déterminée à partir de différents calculs de fonctions de lissage de façon à
minimiser l'écart type de la dispersion. Ensuite I'auteur relie une fonction de
contraintes dite locale au nombre de cycles d'amorçage en incorporant la
distance d.

Nous constatons que ce critère ne considère pas I'aspect physique du
phénomène et ne peut être applicable que par la connaissance des résultats des
essais d'amorçage.

Tous ces critères qui viennent d'être énumérés, ne concernent que l'amorçage
en mode I. Dans la littérature, il n'existe pas de travaux sur l'étude d'amorçage
de fissures en mode II et Itr.

3) Dans la troisième partie, nous avons rappelé tous les calculs relatifs au
champ de contraintes au voisinage d'une entaille. Nous constatons que pour un
défaut elliptique ou hyperbolique, le tenseur de contraintes s'exprime en
fonction du facteur d'intensité de contraintes d'une fissure et de I'acuité
d'entaille. Pour les entailles en V, seul I'angle d'entaille est considéré. Les
facteurs d'intensité de contraintes en mode I et II sont souvent calculés selon
différentes méthodes alors que le mode III est très peu courant. Enfin, nous
constatons que le calcul des facteur d'inænsité de confraintes en présence d'une
entaille d'acuité et d'angle finis n' a pas fait I'objet de recherches.
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vl Éruon nxpÉruunNrnr,n.

V.1] Introduction.

Pour étudier le phénomène d'amorçage de fissures à partir d'inclusions,
différentes éprouvettes ont été usinées à partir d'un acier à rail préalablemenr
choisi. La complexité du problème nous a amenée à considérer I'amorçage de
fissures en mode I et en mode II à partir de défauts mécaniques comportants
différents rayons en fond d'entaille et s'est poursuivie par des essais en mode
Itr sur des éprouvettes comportants des défauts uniques et multiples.

V.2l Caractéristiques des éprouvettes et Procédure d'usinage.

Pour l'étude en mode I, nous avons opté pour des éprouvettes RCT
répondant aux normes ASTM et sur lesquelles des entailles de différents
rayons ont été usinés (figure V.l).
Pour effectuer les différents rayons à fond d'entaille, nous avons eu recours à
I'usinage par électroérosion.

ffi

f T €
J

8

p= Ql+0,3
V= 84o

Figure V.l. É,prouvette de traction du tlpe RCT.

Ixreilde A
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Concernant le mode II, le choix s'est fixé sur des éprouvettes en anneaux
(figure Y.2) car elles permettent d'obtenir par une simple rotation différentes
combinaisons des modes I et tr.
Les différents rayons à fond d'entaille ont été usiné par électroérosion.

Détâil de A

0,ho,3

Figure V.2. Anneau à entaille de bord

Pour les essais en mode III, il a êté nécessaire de décrire une procédure
d'usinage afin de respecter les dimensions des défauts et les distances séparants
ces derniers.
La figure V.3 représente l'éprouvette de torsion avec les dimensions des
défauts et les distances les séparants.

8 l
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Detail D

ô o,ts

_ Ale_ dg léprouvette

Figure V.3. Schéma de l'éprouvette de torsion avec les défauts multiples.

Pour ne pas créer des sites d'amorçage lors de la preparation des éprouvettes
de torsion, nous avons êvitÉ de faire un marquage à I'aide de pointe métallique.
Nous avons alors découpé des morceaux de papier calque correspondant au
développement de la surface de la partie utile de l'éprouvette sru lesquels deux
droiæs d'intersection ont été tracées pour situer le défaut central. Sur chacune
des éprouvettes, un morceau de papier calque a êtê collé (figure V.4).

Figure V.4: Positionnement du défaut central sur l'éprouvette de torsion.
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Detail D

Axe de l'éprouvette
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Pour les défauts uniques de 150 F,m et 200 pm, le problème consistait à
percer ces défauts juste au niveau du point d'intersection des deux droites
(figure V.4).

Pour respecter la cotation de la figure V.3, nous avons utilisé la
possibilité de déplacement de la buse de rayonnement laser et la rotation du
plateau maintenant l'éprouvette.

Cette procédure d'usinage se base sur la figure V.5 qui montre la
position de ces défauts sur les trois plans de la partie utile de l'éprouvette.

Figure V.5: Position des défauts multiples sur les trois plans de l'éprouvette

L'usinage s'est effectué suivant la procédure suivante:

- Usinage du Eou central au niveau du point d'intersection des droites
(point A).

- Translation de la buse laser du point A à A'.
-Rotation du plateau avec l'éprouvette d'un angle c[, pour le perçage en

B.
-On revient au trou central A en exécutant une rotation c dans le sens

inverse et une translation de A'à A.
I-es mêrnes étapes sont suivies pour I'usinage du défaut syméuique.

i3
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Pour respecter Ia cotation de la fîgtne V.3, nous avons déterminé la
translation que devait effectuer la buse laser et la rotation du plateau
maintenant l'éprouvette.

Pour les défauts de 150 pm:
AA'= AB.cos (45) = 130,8 pm
HB = ABl2 = 65,4 pm
a = 2.Arcsin(HB/R) = 0,83o

où
R est le rayon de la partie utile de I'éprouvette.

Pour les défauts de 200 pm:
AA'= AB.cos (45) = 205,06 pm
HB = ABl2 = 102,53 pm
a = 2.Arcsin(HB/R) = 1,31o

Pour pouvoir mesurer précisément I'amorce de fissure, il est nécessaire
d'effectuer sur les deux faces des éprouvettes un poli-miroir d'une grande
qualité.

V.3l Matériau utilisé.

Les éprouvettes utilisées ont été plevées dans le sens transversal d'un profilé
rail de repère C375.
L'analyse chimique et les caractéristiques mécaniques du rail sont données dans
les tableaux V.l etY.2

VoC Vo Mn VoP VoS 7o Si Vo Al Vo H2
0.692 1.033 0.0r 4 0.020 0,3M 0.002 0.0014

Tableau V.l . Analyse chimique du matériau

Tableau V.2. Caractéristiques mécaniques du matériau.

Rn (MPa) oo (Mpa) AVo ZVo
minimale 929
modmale 945 243

r2
12.6

26,2
22.4
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V.4l Machines d'essais et mode opératoire.

Les essais d'amorçage ont été menés sur deux machines servo hydrauliques
INSTRON. La première machine de traction-compression dont la capacité est
de +100 kN a servie aux essais d'amorçage de fissures sur les éprouvettes RCT
et sur les anneaux. La seconde machine de traction-torsion est de même
capacité que la première a êtê utilisée pour les essais de torsion.

Les photographies des planches I et II illustrent le déroulement de ces
essais sur les deux machines
En mode I et en mode II, les essais ont été effectués à charge contrôlée dans les
conditions suivantes:

-Mode I:
Charge maximale appliquée: Pmax =2,8 à 5,7 lû{,
Charge minimale appliquée! Pmin =0,28 à 0,57 kN,
Signal sinusoidal,
Rapport de charge: R= 0,1,
Fréquence :20 Hz,
Température ambiante.

-Mode II:
Charge maximale appliquée: Pma* = l0 à 2l ld{,
Charge minimale appliquéet Pmin = 0,1 à 0,21 kNI,
Signal sinusoi'dal,
Rapport de charge: R= 0,1,
Fréquence; 20 Hz,
Température ambiante.

En mode III, tous les essais ont été menés à couple contrôlé dans les
conditions suivantes:

Couple mærimal I M6x*= 230 à 330 N.rn,
Couple minimal:Mrmin = 23 à33 N.m,
Signal sinusoi'dal,
Rappport de charge: R= 0,1,
Fréquence:10 Hz,
Température ambiante.
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ChapineVll Résultats exff rimentaux

vrl nÉsuT,TATS EXPÉRIMENTAUX.

VLl] Résultats obtenus sur les éprouvettes RCT.

Pour chaque rayon à fond d'entaille, nous avons calculé les coefficients de

concentration de contraintes en faisant le rapport de la contrainte maximale

par la contrainte nominale. Ces contraintes sont calculées dans le domaine

élastique.
La première est la contrainte nominale oNr au droit de I'entaille (ligament).

La seconde contrainte est la contrainte maximale or",, à fond d'entaille, qui fait

intervenir I'acuité du fond d'entaille.
On a ainsi:

(vLr)

Pour calculer la contrainte nominale ohr et à cause du mode particulier de

chargement de l'éprouvette RCT, nous avons décomposé le tenseur des forces

appliquées en un effort de traction pure et un effort de flexion pure.

En supposant que la fibre neute passe par le milieu du ligament (annexe), la

contrainte nominale op est de la forme:

otat

o1q
Kt=

ou

oN=of?+ol?=*h1r *1ffi ryI.2)

o$ 
"rt 

la contrainte nominale de Eaction (annexe),

o$ 
"tt 

la contrainte nominale de flexion (annexe),

P est la charge appliquée,
W est la largeur de l'éprouvette jusqu'au point de chargement,
a est la profondeur de I'entaille à partir du point de chargement,
B est l'épaisseu de l'éprouvette.

88



ChapitneVll Résultats expérimentaux

Pour le calcul de la contrainte maximale omax à fond d'entaille, nous avons
utilisé deux méthodes différentes:

- La première est celle donnée par Creager [32], t331.

(vr.3)

ou
K1 est le facteur d'intensité de contrainte calculé en prenant pour valeur

de la longueur de fissure, la profondeur de I'entaille mécanique.

Pour ce type d'éprouvettes, le facteur d'intensité de contraintes Kt est donné

par la norrne ASTM sous la forme suivante:

zKl
oma*  =-

1'lfiP

*,=;fu(,ft)

('ft

(vr.4)

.10,76 +4,8(aAil - i l 8 (a/W)2 +lI.43hlTV)3- 4,08(a/TV)a

(l-awû3t2

- La seconde méthode est basée sur un calcul aux éléments finis. Cette
méthode pennet en outre d'obtenir la répartition des contraintes le long du

ligament.

Les résultats d'essais sont préalablement exprimés en figure VI.l sous la forme

de couple (logAoN, logN"). Àou est l'amplitude de la contrainte nominale et Nu

le nombre de cycles d'amorçage mesuré pour une longueur de fissure

apparente de 0,1 mm.
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4 5 6

Nombre de cycles d'amorçage Log N" (cycles)

Figure VI.l. Évolution du nombre de cycles d'amorçage Na en fonction de
I'amplitude de la contrainte nominale Aon.

Les résulats obtenus en figure VI.l, montrent que pour un même rayon à

fond d'entaille, le faisceau de points s'alignent autour d'une droite. Pour un

même nombre de cycles Na, il est nécessaire d'appliquer une amplitude de

charge plus élevée à l'éprouvette quand le rayon en fond d'entaille augmente.

La contrainte nominale n'infonne que sur l'état de contrainte global alors
que le calcul aux éléments finis permet une première approche du

comportement local.
En effet, par le calcul des distributions de contraintes, on s'aperçoit qu'il

existe un gradient de contrainte au niveau du fond de I'entaille mécanique.

L'aspect local apparaît donc déterminant et c'est pourquoi nous avons tenté de

le prendre en compte.
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ChapitreVll Résultats expérimentaux

Vl.l.ll Utilisation de I'analyse élastique de la concentration de
contraintes.

Dans le cas de I'analyse élastique de la concentration de contraintes, la

répartition des contraintes à fond d'entaille peut êfte reliée au rapport AK1/{p
qui est choisi comme critère d'amorçage. En figure VI.z, nous avons reporté
dans un diagramme les couples de points (LogAKr/{p; IngN").

4 5 6

Nombre de cycles d'amorçage LogN" (cycles)

Figure VI.2. Évolution du nombre de cycles d'amorçage N" en fonction
du rapport ÂKr/{p.

Sur cette figure, les points s'alignent encore pour un même rayon en fond

d'entaille, mais leurs niveaux en AKldp est d'autant plus bas que le rayon p est
plus grand.
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ChapitreWl Résultats expérimentaux

VI.1.2] Utilisation du coefficient d'effet d'entaille.

Comme de nombreux auteurs ont constaté que I'analyse précédente donnait
des résultats excessifs dans le domaine de la fatigue, nous avons introduit
I'effet d'entaille caractérisé par le coefficient Kr défini comme étant le rapport
de la limite d'endurance d'une éprouvette lisse sur une éprouvette entaillée.

Pour calculer le facteur de concentration de contraintes en fatigue tableau
V.l, nous avons utilisé la relation empirique donnée par Neuber [9] :

K"= l *  
Kt  - l

' t -

'.1i
(vLs)

Pour déterminer la constante âtrJ, nous avons utilisé le graphe donné par

Neuber [9] au chapitre I (figure I.3). Pour une résistance ultime moyenne de
937 Mpa, nous avons touvé la valeur de aN = 0,@l mm

Tableau VI.l. Valeurs des coefficients de concentration de contraintes
ttréorique et en fatigue pour les éprouvettes RCT

Connaissânt K6, on peut calculer pour chaque cas de charge I'amplitude de
la contrainte maximale en fond d'entaille par la formule:

Âor"* = KlAop (vr.6)

Les résultats d'essais traités par cette dernière relation sont représentés en
figure VI.3. Sur cette dernière figure, les points se rassemblent beaucoup
mieux autour de la droite moyenne que pour les autres critères.
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4 5 6

Nombre de cycles d'amorçage Log Na (cycles)

Figure VI.3. Évolution du nombre de cycles d'amorçage N" en fonction de
I'amplitude de la conEainte maximale Aoo'* = K1Âolr.

vI.1.3l Utilisation d'un critère basé sur le facteur d'intensité de
contrainte d'entaille.

Le dépouillement des résultats à I'aide de la contrainte locale ÂKr/{p
présente I'inconvénient de ne pas incorporer tous les paramètres géométriques
de I'entaille.

En effet dans noffe cas I'entaille comporte en plus de I'acuité p un angle
d'entaille noté rf. C'est pour cette raison que nous avons adopté un critère qui

décrit de façon plus complète la présence du rayon et de I'angle d'entaille.
Ce critère est basé sur la distribution réelle des contraintes en fond

d'entaille et tient compte du gradient de conEaintes caractérisé par un facteur
d'intensitê de contraintes noté Kr@,v) calculé à une distance X. du fond

d'entaille. Dans ce cas la distribution des contrainæs n'est plus sous la forme
od = f(r-0's1 mais du type ori = f(ro). I-e critère Alttp,v/Po où cr est I'exposant

de la courbe de la distribution est alors utilisé comme paramère d'amorçage.
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E p=0,1mm y=3,7465-  0,15414x R=0,991
o P = 0,2mm
r P =0,3mm y =3,7745-0,16635x R=0,962

Y-^-. = 3,7507' 0,15898 x R = 0,929
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ChapitreVll Résultats expérimentaux

VI.1.3.1] Distribution du champ de contraintes au voisinage des
différentes entailles.

Dans le cas des éprouvettes RCT, les distributions de contraintes ont été
obtenues par calcul aux éléments finis. Pour déterminer les contraintes locales,
nous avons utilisé des éléments triangulaires avec un maillage dense au
voisinage de I'entaille. La résolution a été faite en contraintes planes et en deux
dimensions. Nous avons représenté en figure VI.4 les distributions de
contraintes au voisinage des différents rayons à fond d'entaille.
En plus des rayons usinés (p = 0,1,0,2 et 0,3 mm), nous avons calculé les
distributions des contraintes pour p = 0,5 mm et p = O,'7 mm. Les distributions
obtenues sont norrnalisées successivement avec la contrainte nominale oN et
avec l'épaisseur B de l'éprouvette.

.+  P =0,1mm

+ P=0 '2mm

*  P=O,3nun
*  9=0 ,5mm

h* p =o,7mm

E
è

-q
x\

f

o- L

Ir LTil
rl

I
L

tt
|l

-3

log(r/B)

Figure VI.4. Distribution des contraintes au voisinage des différentes entailles.

A partir de cette figure, on détermine la pente dans la partie linéaire de la
distribution. Cette partie finéaire est de la forme:

1,3

I , l

0.7

6
bi"
ê0

0,1
- l-4-5

L"s*=LoBE-at"*f") ryI '7)

E est une constante et o est la pente dans la partie linéaire.
ou
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Pour les différentes distributions, nous avons trouvé la même pente c, qui est
égale à 0,467. Cette valeur de la pente est identique à celle obtenue par la
résolution de l'équation caractéristique donnée en chapitre III par la relation
(III.31a) :

sin(2aQ')= - (r sin(20')
où

2Q'est I'angle complémentaire de I'angle d'entaille y.

VI.1,.3.21 Facteur d'intensité de contrainte d'entaille en mode I.

Afin d'exprimer un critère tenant compte de la contrainte mærimale et de
I'effet du gradient de contraintes, nous avons essayé de déterminer la distance
caractéristique X. où la contrainte maximale est sensiblement constante. Pour
exprimer le facteur d'intensité de contraintes, nous avons projeté certains
points de la partie courbée sur la partie linéaire de cette distribution
(figure V.5).

-3,0 -2,5

roeG)

Figure VI.5. Représentation des différentes distances pour une des
distributions de conraintes obtenue par le calcul aux éléments finis.

- l

èo

-1,0- l J

-{- P =0'l mm

roe#
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ChapitreVll Résultats expérimentaux

Sur cette figure est représenté la distance caractéristique Xc et sa
projection sur la droite linéaire notée Xo. Nous avons également la distance
projetée de la contrainte maximale sur la droite notée X, ainsi que le point
d'intersection Xl entre la courbure et cette même droite .

Pour chaque rayon à fond d'entaille, nous avons calculé ces distances et
nous avons représenté en figure VI.6 leurs évolutions en fonction du rayon à
fond d'entaille p.

Xm = 5,4759e4+O,L2M5P1

t

/

/

/

/

/
E P=0 ,1  mm
o P= 0,2 mm
r P= 0,3 mm
c P=0,5mm
r  o=0 ,7mm

/

/

o.2 0.4 0,6

Acuité p (mm)
0,2 0,4 0,6

Acuité P (mm)

0,10

Ë
E

X
o)c)

s
U2

o

Ê

-_ 0,06

X
C)
P 0,04
çrt
CA

â
0,02

Figure VI.6 . Évolution des distances X, et X1 en fonction du rayon à fond
d'entaille p.

Dans le cas d'une fissure figure VI.7, Sapounov & Morozov l47l
utilisent le critère de résistance basé sur la distribution de contraintes et relient
la grandeur X" à la limite d'enduranc€ onpar la relation:

(vr.8)4
+ [o"" d, s oo
Àcd
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Figure VI.7. Représentation d'une plaque contenant une fissure au bord
selon 1471.

Dans le cas d'une entaille (figureVl.8 ), Xu Kewein & He Jiawen [48]
utilisent la disribution de contraintes élastique suivante:

KP* (vr.e)
oyy =

(l+ mrlp)rtz
ou

m est une constante.

Figure VI.8 . Distribution de contraintes et série de blocs de conEaintes
effectives de longueur â*, selon I4S].
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ChapitreVll Résultats expérimentaux

Ces auteurs [48] se basent sur le principe de la rupture d'un élément
microsructural et prétendent que si la mécanique des milieux continue reste
valable pour le cas d'un matériau hétérogène, le processus de déformation et
de rupture pourrait s'étendre sur une certaine distance a* et non sur un point
matériel. D'autre part, cette distance est choisie de telle sorte qu'en dessous
d'elle le principe de la continuité n'est plus valable. Ces auteurs subdivisent la
distribution de contraintes en (n+l) blocs de contraintes d'égale distance a*.
Ces auteurs expriment ainsi une contrainæ moyenne sur la distance a*.

Ils définissent alors pour le premier bloc de contraintes (n = 0), une limite
théorique en fatigue dont l'équation est la suivante:

"t

-  oo ( l+ (1+ m a*/p))1/2
2K,

(vL l0)

(vLl r)

Dans notre cas, pour ajuster la fonction de distribution théorique donnée
en (VI.9) à nos résultats de connaintes obtenus par le calcul aux élément finis,
nous avons adopter une valeur de m = 2,4.

En remplaçant a* par X. dans la relation (VI.10) et en utilisant la formule
(VI.8), on obtient:

xc

*J",,*=on ( l+ ( l+ 2.4 X. /p))1/2
2K-

Pour la contrainte d'endurance cro= 243 MPa, nous avons obtenu la valeur
de X" = 8pm. Cette valeur est pratiquement la même que celle de la constante
donnee en figureVl.6 par l'équation Xm = f(p). Cette dis[ance est fonction du
matériau.

Pour déærminer le facteur de concentration de contraintes tenant compte
de la présence du rayon p et de I'angle d'entaille V, on utilise le repère dont
I'origine est décalée de p 12 et le tenseur des contraintes établi par

Creager [32] et [33].
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ChapitreMl Résultats expérimentaux

En mode I, I'angle 0 est nul et la distance r sera égale à pl2 * X". Comme la
pente de nos distributions est différente de 0,5, le facteur d'intensité de
contrainte d'entaille sera égal à:

où
Kr (p,v) est le facteur d'intensité de contrainte d'entaille en mode I,
oyy est la contrainte au point X. située sur la courbe de rayon en fond

d'entaille p donné.

Cette relation gênêrale introduit I'influence des deux grandeurs géométriques à
savoir I'acuité p et I'angle d'entaille V.
Dans le cas particulier d'une entaille en V( p = 0 et \, É 0 ), on obtient à partir
de l'équation précédente:

K, (p+,v) = {-2rt X"o o' (vr.13)

où
oyy est la contrainte au point X" située sur la droite de pente cr * 0,5 et

de rayon P=0.

Cette relation est identique à celle utilisée par Verreman et al [41] pour le
cas des joints soudés comportant une entaille en V.

En présence d'une fissure ( p = 0 et y = 0), la relation (VI.12) se réduit à:

Krç+,v+)=Kr=affio' (vr.14)

où
oyy est la contrainte au point X. située sur la droite de rayon P = 0 et

ayant pour pente c[, = 0,5.

.[2,, xî (* * z)'.'
oyy 

(VI' 12)Kt (p,v) =
, t+a  ( *  . t )

,9
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Pour les amplitudes de charges appliquées, nous avons regroupé aux tableaux
(VI.2), (VI.3) et (VI.4) les valeurs de I'amplitude des facteurs d'intensité de
contraintes d'entaille AKrlo,ry obtenues par la relation (VI.l2) et celles de AK1
calculées par (VI.4).

2,52 12,44 8,93 1,00g.106
2,79 13,77 9,90 481.6.103
3,42 16,88 12,12 !72.6J03
3,6 17,77 12,76 128,6.103
3,96 19,55 14,037 53,29.103
4,5 22,22 15,952 20.rc3
5,04 24,88 17,87 13.103

Tableau VI.2. Valeurs de ÂKr etAKqo,*) pour I'acuité p = 0,1 mm.

3,24 15.93 11,49
Éprouvette

non amorcée
3,33 16,37 I1 ,80 570.1.103
3,42 16,81 12,12 345.103
3,6 17,7 12,76 320J03
3,96 19,47 14,04 217,2J03
4,23 20,8 15 181,6.103
4,5 22,12 15,95 43,4.103

Tableau VI.3. Valeurs de AKr et AKl6,ry pour l'acuité P = 0,2 mm
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2,88 14,12 10,21
Éprouvette

non amorcée
3,87 18,97 13,72 469.6.103
4,05 19,86 14,36 459,4.103
4,23 20,74 l5 28t.2J03
4,5 22,06 15,95 tg l . l03
4,95 24,27 17,55 71.7 JO3

5,13 25,15 L8,2 81.28.103

Tableau Vl.4.Valeurs de AKI et AKr1p,*y pour I'acuit P = 0,3 mm

Comme nous avons calculé I'amplitude du facteur d'intensité de contraintes
d'entaille à la distance (pl2+X"), nous avons représenté en figure VI.9
l'évolution du nombre de cycles d'amorçage en fonction du rapport
ÂKr(',*) t (pt2 *X.)o'67.

3

3

t 4 5 6 7

Nombre de cycles d'amorçage Log N" (cycles)

Figure VI.9. Évolution du nombre de cycles d'amorçage Na en fonction du
rapport AK(p,v) t (pl2 +X.;o"foz.
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Dans la partie non linéaire de la distribution de contraintes, la contrainte au
point X. est donnée par la relation (VI.l2) :

orr(Xc) =
(vL l5)

^{Tn

En regardant de nouveau la figure VI.5, on constate que cette contrainte
oyy(X.) est égale à la contrainte ory(Xo) qui se trouve sur la partie linéaire de
la distribution.
Comme cette partie corespond à un rayon à fond d'entaille nul, nous pouvons
écrire:

oyy(X.) = oyy(Xo) - 
K(o+'t*

{2n.fi
(vr.16)

ou
X. est la distance locale mesurée à partir du fond d'entaille,
X6 est la distance comptée à partir du fond d'entaille et correspond à la

projection du point de coordonnées (X",orr(Xc)) sur la droite linéaire
(figure V.5),

Kr(p=g,v) est le facteur d'intensité de contraintes exprimé à partir de la

distribution linéaire colrespondant à p = 0.

Nous avons exprimé les facteurs d'intensité de contraintes d'entaille sur la
partie courbée et sur la partie linéaire de la disuibution. Le premier facteur
noté Kl lp,ryl coosidère la distribution réelle des contraintes avec p + 0 et \, + 0
alors que pour le second (Klç=6,,y1) I'acuité p est nulle et I'angle d'entaille V est

non nul. Ce dernier facteur correspond à une entaille en V et a déjà été

exprimé à I'aide de différentes méthodes de calculs (chapitre III). La méthode
que nous venons de developpee pennet à partir des disributions de contraintes
de déterminer de façon assez simple les facteurs d'intensité de contraintes au
moyen des projections de points.

tu, r+a I
*î (* *r)'.'

Kl (p,v)
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VI.1.4] Facteur de sensibilité à I'entaille.

Pour le calcul du facteur de sensibilité à I'entaille, nous avons utilisé le
rapport du coefficient de concentration de contraintes théorique sur le facteur
de concentration de contraintes en fatigue. Cette relation découle des travaux
de Heywood [11]:

,K6q=K

Ce même facteur peut s'écrire sous la forme:

(vr.17)

(vr. l8)
omat

où
on est la limite d'endurance d'une éprouvette lisse,

op est la limite d'endurance d'une éprouvette entaillée.

Lorsque la limite en fatigue est atteinte, la contrainte nominale op devient

égale à la limite d'endurance d'une éprouvette entaillée op. Au point X1
(figure VI.5) il n'y a plus d'influence du rayon à fond d'entaille, on suppose
alors Que op = oyy(Xù. On obtient:

(vr.19)

01 est la contrainte au point d'abscisse X1.

Si nous utilisons comme référence la figure VI.5, la contrainte maximale
omax peut être décrite par le facteur d'intensité de contrainte K11o=o,yy à la
distance Xo'. Nous aurons:

t? - Krto+.tr
vmax - 

ffi xi

ONq'=+.
Op

q'=9^ 
6max
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X.: abscisse du point où la contrainte est maximale.

La contrainte au point Xl peut être également décrite par le même facteur
d'intensité de contrainte à I'aide de la relation:

o, = K(oo't'' 
{zn xi

(vI .21)

En réaménageant les relations (VI.2l) et (VI.20) dans (VI.lg), on obtient une
nouvelle forme du facteur de sensibilité à I'entaille:

q'- -g- = f+i" Nr:z)
oma,, [X.J

Pour décrire l'évolution du facteur de sensibilité à l'entaille en fonction du
rayon en fond d'entaille (figure VI.l0), nous avons utilisé la relation (VI.20)

et les relations établies par certains auteurs cités dans la partie bibliographique
(chapitre I).

m
g

-Ef -^

-a
.# Neuber

* Peterson

<- Heywood

-* Eq(vt.22)

0 1 2 3 4 5
Acuité p (mm)

Figure VI.l0. É,volution du facteur de sensibilité à I'entaille en fonction
de I'acuité p

Kf

Kr
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On constate que la courbe obtenue à I'aide de la relation (VI.22) devient
asymptotique pour le facteur de sensibilité avoisinant la valeur de 0,82. Pour
des rayons en fond d'entaille p > 0,75 mm, la courbe du facteur de sensibilité à
I'entaille obtenue se situe en dessous de celles données par les autres auteurs.

VI .1.5]  Conlusions.

Le dépouillement des résultats par le critère du AoN montre que pour une
amplitude de contrainte nominale fixée, le nombre de cycles d'amorçage
augmente avec le rayon en fond d'entaille.

Inversement, pour une amplitude de contrainte maximale ou pour un
rapport ÂK1/p0'5 fixé, le nombre de cycles d'amorçage diminue lorsque le
rayon en fond d'entaille augmente. Sur la base du meilleur coefficient de
correlation, le critère faisant intervenir le facteur de concentration de
contraintes en fatigue est celui qui regroupe le mieux les résultats
expérimentaux.

Pour les différentes acuités, le calcul des distributions de contraintes donne
une même valeur de la pente c[, qu'on retrouve également par l'équation
(vr.8).

Nous avons déterminé une distance X. en nous basant sur un critère de
résistance. Cette grandeur dépend donc du matériau.
Nous avons exprimé la forme générale d'un facteur d'intensité de contraintes
Kt(',*) qui englobe les deux grandeurs géométriques (p et V). Dans le cas où le

rayon en fond d'entaille est nul, on retrouve la relation du facteur d'intensité
de contraintes pour une entaille en V. Dans le cas où p = 0 et V = 0, nous
retrouvons la relation du facteur d'intensité de contraintes pour une fissure.
Ce facteur d'intensité de contraintes d'entaille est basé sur une disEibution de
contraintes réelle.

Les amplitudes des facteurs d'intensité de contraintes d'entaille AK1,o,ty sont

plus importantes que celles relatives à une fissure. Néanmoins la dispersion des
points expérimentaux reste inchangée si l'on utilise comme critère le rapport
ÂKr(p,v) I p0'40t au fieu de celui du ÂK1 /po's. Comme nous avons calculé

I'amplitude du facteur d'intensité de contrainte à une distance (pl2 + X"), nous
avons pris comme contrainte locale le rapport AK\p,vl/ @12 +;ç;0'467.

l0.s



ChapitneVll Résultats expérimentaux

Pour caractériser les écarts entre les résultats obtenus avec les différents
critères, nous avons reporté les droites de lissage obtenues par la méthode des
moindres carrés. Les droites extrêmes qui constituent le faisceau des résultats
correspondent au lissage des points expérimentaux en p - O,lmm et
p = 0,3 mm alors que la droite moyenne tient compte de tous les points. La
dispersion autour de cette droite passe de l97o pour le rapport AKr lpo,s i ttUo
pour le cas d" AKt(',*rl (pl2 + X.)0'402.

Le critère du Ao.u* calculé à I'aide du facteur de concentration de
contraintes en fatigue est celui qui rassemble le mieux les points
expérimentaux puisque la dispersion des résultats est de I'ordre de l%o. Avec
ces Z8Vo,le critère du AoN est celui dont la dispersion est la plus grande .

Cette procédure de calcul du facteur d'intensité de contraintes d'entaille,
nous a permis de définir le facteur de sensibilité en prenant en considération la
distribution des contraintes au voisinage de I'entaille. Cette méthode évite de
recourir aux essais d'endurance qui sont parfois longs et coûteux.
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VI.2] Résultats obtenus pour les éprouvettes en anneaux.

VI.2.1l Méthodes évaluant I'angle d'inclinaison pour lequel

I'anneau est sollicité en mode II pur.

Pour déterminer I'angle d'inclinaison du plan d'entaille par rapport au

chargement appliqué, nous avons utilisé trois méthodes différentes.

vI.2.1.11Méthode basée sur une aooroche analvtioue.

Dans le cas d'un anneau sollicité en mode I(figure Vl.ll.a), Ahmad &

Ashbaugh t49l donnent I'expression du facteur d'intensité de contraintes sous

la forme:

Kt= l,l2offi rlæa (vr.23)

où
le facteur de forme l,l2 conespond à celui d'une plaque contenant une

fissure de bord.
off est la contrainte normale maximale pour un anneau sans fissure

(figure VI.1 lb).

Figure VI.l1. Sollicitation en mode I d'un anneau fissuré et contrainte normale
maximale pour un anneau sans fissure selon 1491.

a) fuineau fissué b) Anneau sans fissure

IUI
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Pour obtenir le mode II pur, il faut que le facteur d'intensité de
contraintes en mode I (Kr) soit nul ou négligeable devant celui du mode II
(Kn). Si nous considérons la relation (VI.23), nous devons déterminer sur un
anneau sans fissure, la position d'un point de coordonné polaire (r = Ri, 0)
pour laquelle la contrainte oss est la plus faible. Cette position nous donnera
un facteur d'intensité de contraintes K1 négligeable. Pour cela, il est nécessaire
de connaître la distribution des contraintes dans un anneau chargé en
compression.

Dans le cas d'un anneau soumis à la traction (figure VI.12), Filon [50]
calcule le tenseur des contraintes par la méthode de Saint Venant. L'auteur
résout le problème en procédant à une coupe symétrique dans la direction de
I'effort s'exerçant sur I'anneau .

Figure VI.l2. Principe de Saint Venant pour un anneau en traction.
selon I50I

L'auteur [50] donne la solution des conEaintes normalisées par le terme (æRi)

sous la forme de deux parties où I'une tient compte du moment de flexion et
I'autre de I'effort de traction
La distribution des contraintes pour le cas de la flexion est donnée par les
relations suivantes:
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o* = c [tnî- R?) '" (ft) . (#-r) n? t" (F))

(

oe'="[.]-n]+ nl r" (rd-nl ,"(Ë) r#tt" (*)J Nt24)

oo=0

où
(r,0) sont les coordonnées polaires du point considéré,
R1 et Re sont respectivement le petit et le grand rayon de I'anneau,

avec

c= n(â (n3 - R?)' - n?.nl (rnrn/n,,)')
(vr.25)

M = (F R1/n) [0,5-(ln(Ri/Rr)) (l- (Ri/RJ2)]

F est I'effort de traction.

Pour le cas de la traction la disribution des contrainæs est de la forme:

et

H(R? - ,') (r' - nb sine
VTU _

H(R3 nl -rr4 G?*Rb) coso
ooo =

(vr.26)
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avec

fl= (vr.27)
(n3 * - (n3-nî)

Nous avons élaboré un programme qui calcul pour un chargement en

compression p = lkN et pour une épaisseur B = I mm, le tenseur de

contraintes en tout point de coordonné (r,0). Comme l'équation (VI.23)

considère la contrainte off au bord intérieur de I'anneau, nous nous sommes

limité aux calculs des contraintes aux points de coordonnés (r = Ri, 0).
En faisant varier I'angle 0 de 0 à 90o, nous avons déterminé la position

d'un point de coordonnées (r = R1= 10 mm, 0 = 57") où la contraint€ oss êSt
nulle. En prenant cette direction (0 = 57o), nous avons représenté en
(figure VI.l3) l'évolution de la contrainte oss en fonction des valeurs de r

comprises entre Ri= l0 mm et Re= 20 mm.

0,00

\s'<q
e =57o\

\

\
\

\

14 16 18

r (mm)

Figure VI.l3. É,volution de la contrainte oss ên fonction des distances r
pour la direction 0 = 57o.

R?) r
0,5F

"( ï)

-0,01

GI

* -0,02
z--

bo -0,03

-0,05

22t2
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En conclusion, la direction pour laquelle ose est nulle fait un angle Ê = 33' par
rapport à I'axe de chargement (angle complémentaire de 0 = 57").

Vl.z.l.zl Méthode expérimentale.

Un capteur d'ouverture a êtê utilisé pour la détermination de I'angle
d'inclinaison pour lequel on obtient le mode II pur. Sur un anneau nous avons
collé du papier calque sur lequel nous avons au préalable marqué certaines
graduations d'angles.

Lors de I'essai en compression, I'anneau a étê, positionné selon les
graduations d'angles. Pour chaque graduation (chaque rotation de I'anneau) ,
nous avons procédé au relevé du déplacement des lèvres de I'entaille.

La figure VI.l4 illustre le schéma de montage du capteur au niveau des
lèvres de I'entaille.

Figure VI.14. Schéma de montage du capteur d'ouverture.

l l l
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Nous avons présenté en (figure VI.l5), les points expérimentaux émanant des
différentes mesures ainsi qu'une équation de lissage qui montre bien que pour
I'angle d'inclinaison de 33o I'entaille ne s'ouvre pas. Cette méthode
expérimentale vient donc appuyer le calcul précédent et montre bien qu'il
n'existe que du cisaillement pur.

I B= 33,4@+ 1050,489* d+ 128569 7 02* d^it--1'

| +& 0ll7 *,d^3+1,236E8*- d^4

/
f

O -Y.
2

,/ - lissags

o Expâience

-0,04 -0,03 -0,02 -0,01 0,00

Déplacementd (volt)

Figure VI.15. Variation du déplacement en fonction de I'angle d'inclinaison.

VI.2.1.3] Méthode aux éléments finis.

Le calcul a été effectué pour différentes inclinaisons de l'éprouvette par
rapport à I'axe de chargement. Pour une inclinaison de 33", la figure VI.16 et
VI.l7 montrent d'une part que les contraintes de cisaillement sont très
importantes au voisinage de I'entaille et d'autre part que le déplacement de
I'entaille se produit sans ouverture.

80
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Chapitre Vl I Résultats expérimentaux

Figure VI.l6. Représenteltion des coutraintes principales pour un anneau

Figure VI.l7. Déplacen-rent de I'entaille pour le même anneau à 33'.

'\ Zi---k".* I'Xj----"iil'-"-

chargé en compression avec Lrn inclirraison de 33" par rapport au plan de
I 'enta i l le .

i l 3
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Utilisation d'un critère basé sur le facteur d'intensité de
contraintes dlentaille en mode IJ.

Yl.2.2.lf  Distr ibution des contraintes au voisinage des
différents rayons en fond d'entaille.

Pour déterminer le facteur d'intensité de contraintes d'entaille en mode II,
nous avons utilisé la distribution des contraintes au voisinage de I'entaille
obtenue au moyen d'un calcul aux éléments finis. Nous nous sommes fixé un
repère dont I'axe OX se fiouve dans le plan de I'entaille (figure VI.18).

Figure VI.18. Détail du contour de I'entaille avec la position du næud et du
repère local.

A I'aide des données géométriques, nous avons construit certains noeuds
sur le contour d'entaille afin d'évaluer les valeurs de contraintes en ces points.

Pour déterminer numériquement la direction d'amorçage en mode II,
nous avons appliqué le critère de la contrainte circonférentielle maximale
énoncé par Erdogan & Sih [3t]. Ce critère énonce que la rupture se produit
dans la direction perpendiculaire à celle où la contrainte oss est maximale,
lorsque cett€ contrainte atteint la valeur critique o00,cr.

t14
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En négligeant en première approximation I'effet du rayon p dans les relations
(n.l) et (III.2), la contrainte circonférentielle s'exprime par la relation
suivante:

oe' = 
# [ r, .or'(p - 3 *" sine] '"'(3) (vI'28)

La direction suivant laquelle oee €st maximale est donnée par les solutions des
équations aux dérivées partielles.

âoee _ n
a0 

pour0=00

et (VI.29)

&.0
a0-

La solution donnant la plus grande valeur de o6s est donnée par la relation
précédente et s'exprime par la formule:

,r(?)=l(fr1 -h/(ft)'.t (vI'30)

Nous avons effecnré une translation du repère global jusqu'à la distance
plT du fond d'entaille. A partir de cette position, nous avons calculé pour tous
les points du contour les contraintes en orr et o9g par une simple rotation du
repère (figure VI.l8).

La contrainte la plus importante en ogs est située au næud faisant un angle
de 70,5o par rapport au plan de I'entaille.

[.a planche III montre le résultat d'un essai d'amorçage effectué sur une
éprouvette en anneau. La mesure de I'angle d'apparition de fissure conepond à
0 = 70,5o.

l 15



Planche III

Amorçage d'une fissure à partir du contour d'entaille correspondant à une acuité
0=0,2mm
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A titre de comparaison, nous avons déterminé les contraintes en orr et ogs
pour un næud situé à 57" par rapport au plan de I'entaille. Le tableau VI.5
regroupe les résultats obtenus pour ces deux næuds du contour. Les couples
(X,Y) représentent les coordonnées des næuds dans le repère global. Les
valeurs des contraintes correspondent à un chargement en compression égal à
1kN.

Tableau VI.5. Valeurs des contraintes aux næuds situés
sur le contour de I'entaille.

Lors des calculs, nous avons affiné la maillage de telle façon à ce qu'on est une
série de næuds dans les directions de 57o et 70,5o. A partir des contraintes
obtenues sur ces næuds nous avons représenté en figures VI.l9 et VI.20 les
distributions des contraintes pour le cas des directions de 57" et de 70,5". Pour
la représentation, nous avons pris la valeur absolue de la contraint" Txy en la
normalisant par la contrainte globale o, qui est donnée par Peterson t10l
sous la forme:

oe=3P(R"+Ri )
" IEB (Re-Ri)2

(vr.3 r )

F est la charge appliquée,
Rr est le rayon extérieur de l'anneau,
R1 est le rayon intérieur de I'anneau,
B est l'épaisseur de I'anneau.

itiiiiÏiiï#ffiîniiiffi iiffi
ffisr+iffiii+ïfffid:#*.

X (mm) 12,985 12p74 12.969 12.948 12,954 12,922
Y (mm) 0.0535 0.06740,1066 0,1348 0.1599 0.2022

o"" (MPa) 16.560 30.17013,720 26,120 12,700 24,090
o* (MPa) 4r,490 37,6æ34.260 32.040 3l .860 29.930
t " 

(MPa) -26,150 -34,020-21,530 -29,130-19,950 -26,790

o- (MPa) 10.206 15.4298,499 13,0487.951 r2.4r9
oaa (MPa) 57,984 58,24847 .836 49.7134.402 46.138
t o (MPa) 22.023 28,58818.139 24.50116.866 22.661

ou

tt7
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En figure VI.l9 et VI.20, les valeurs de r correspondent aux distances séparant
les différents næuds au næud de contour. Ces distances sont nonnalisées par

l'épaisseur de I'anneau.

Log T*Y
- o g

0,0

-0,1

-0,2

-0,3

-0,4

-0,5

-0,6

-0,7

P=u' lmm
P=0,2mm
P=0,3mm

n-.

I

Â.. t--
bÀ^ 0=57

.t

*t

\
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I

q

-3,6 -2,4 -2,0

r-oe Ë

Figure VI.19. Distribution des conraintes de cisaillement dans la direction
0=57o
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des contraintes de cisaillement dans la direction
0 = 70,5o

Figure VI.20. Distribution
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A partir des distributions de contraintes obtenues en figure VI.19 etVI.20,
nous avons calculé pour les directions de 57" et70,5" les valeurs des pentes
cr dans chaque partie linéaire de la disribution. Le tableau V.6 regroupe les
différentes valeurs de ces pentes.

0=57o cr = 0,43 a = 0.45 u = 0,46
0 = 70.5o a = 0.462 a = 0.48 a = 0.49

Tableau VI.6. Valeurs des pentes û pour les différents rayons en fond
d'entaille suivant la direction 0 = 57o et 0 = 70.5o.

Les valeurs du tableau VI.6 montrent que pour les deux directions, la pente cr
augmente avec le rayon en fond d'entaille. Ce changement de pente peut être
attribué au fait que nous ne sommes pas en présence d'une entaille symétrique
par rapport au plan de chargement.

V1.2.2.21 Facteur d'intensité de contrainte d'entaille

Pour le mode II, la direction de 70,5o a êtê déterminée en considérant le
repère dont l'origine est située à la distance plz du fond d'entaille. Nous nous
sommes heurté au problème commenté par Creager [33] et présenté au
chapitre III.

En effet si on considère ce repère (fïgure VI.2l), nous aurons une distance
r' très importante puisque cette dernière est reliée à la direction 0 par la
relation donnée par Creager [33] :

cos0=
4 +r
r (vr.32)

où
p est le rayon en fond d'entaille,
(r',0) sont les coordonnées polaires d'un

pl2; r'= p* + r.

l t 9

point M dans le repère situé à
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Figure VI.21. Représentation des repères utilisés lors des calculs.

La figure III.2 du chapitre III illusre pour certains rayons en fond d'entaille,
l'évolution de r'en fonction des différentes directions 0.

Il n'est donc pas possible d'utiliser pour cette direction une forme générale
du facteur d'intensité de contraintes d'entaille Kulo*g,\r) qui tient compte à la
fois de I'acuité p et de I'angle d'entaille qr.

A partir des distributions de contraintes données en figure VI.l9 et VI.20,
nous avons déterminé le facteur d'intensité de contraintes Krrlp=g,y; en

considérant comme en mode I (figure VI.5), la distance Xo qui correspond à la
projection du point d'abscisse X" sur la droite linéaire de la distribution.

Comme X" est fonction du matériau, nous avons pris pour le calcul de X6,
la valeur de X. déterminée en mode I. La contrainte de cisaillement peut être
exprimée par la relation:

(vr.33)

Dans le cas où la direction d'amorçage 0 est nulle, nous obtenons une relation
du même type que l'équation (m.28) utilisée par Gross et Mendelson ï421.

rxy = &S*.o*3 (r- sin 9'* I"r ^[-zn *f,

t20
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Nous avons regroupé aux tableaux VI.7, VI.8 et VI.9, les résultats obtenus
pour les amplitudes de charges conespondant à nos essais d'amorçage.

l l ,7 364,911 13,77 681,50 780.5.103
11,79 367,72 13,88 686,74 665.103
1 1,88 370,52 13,98 691,99 470.rc3
12,33 384,56 14,51 718,198 282J03
12,6 392,98 14,83 733,925 219.5.103
13,5 421,05 15,89 786,35 lg0. l03
14,4 449,12 16,95 838,77 115.103
16,2 505,,26 19,07 943,62 58.103
17, l 533,33 20,13 996,M 23.3.rc3

Tableau VI.7. Résulats expérimentaux obtenus en mode II pour le rayon en
fond d'entaille P = 0,1 mm et Xt= 12,68 pm.

*##il

12,33 355,1@ 12,22 612,96
Éprouvette

non
amorcée

12,42 357,696 12,3 617,43 900.103
12,6 362,88 12,48 626,38 500.103
12,96 373,248 12,84 6M,28 286.103
14,76 425,088 14,62 733,76 lg5. l03
15,3 4n,64 15,16 760,61 118.103
16,2 466,56 16,05 805,35 66.103
17, l 492,48 16,94 850,09 44J03
17,55 505,M 17,39 872,46 39.103

Tableau VI.8. Résultats expérimentaux obtenus en mode II pour le rayon en
fond d'entaille P = 0,2 mm et Xo = 15,96 pm.

r2l
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::::H,Èi.:.:If.n::::::i:i::::iii:Ni:li:::::ii::::i:f :{V

iiii-iiiiiinffi ii+iiliiïTii$i:iii:iiil.{*a
rirïii:iiiiiffi **iiiiiiiiiiilffi mt

12,96 336,96 11,62 597,95
Éprouvette

non
amorcée

13,14 341,64 I1,78 606,25 824J03
13,32 346,32 11,94 614,56 460.103
13,5 351 l2 , l l 622,86 300.103
15,3 397,8 13,72 705,91 n2.r03
16,38 425,88 14,69 755,74 69.103
17,55 456,3 15,74 809,72 45.103

18 468 16,14 830,48 40.103
18,9 491,4 16,95 872,01 35,5.103

Tableau VI.9. Résultats expérimentaux obtenus en mode II pour le rayon en
fond d'entaille P = 0,3 mm et Xo = 20,09 pm.

Nous avons représenté en figure VI.22, l'évolution du nombre de cycles

d'amorçage en fonction du rapport AKn tp+, vl / f.

Nombre de cycles d'amorçage Log Na (cycles)

Figure VI.22. Évolution du nombre de cycles d'amorçage en mode II en

fonction du rapport AKrr (Fo, \,) / {.
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Sur cette figure, nous avons lr.acê un faisceau de courbes lissées à partir des
points expérimentaux or p= 0,1 mm, P= 0,3 mm ainsi qu'une courbe moyenne
ajustant la totalité des points d'essais. Le rapport en ÂKn (p=0, v) / xf rassemble
bien les résultats expérimentaux puisque la dispersion des résultats autour de la
courbe moyenne n'est que de 9,37o.

VI.2.3] Utilisation du critère de la contrainte maximale o$ax.

A I'aide des valeurs des contraintes obtenues par le calcul aux éléments
finis, nous avons représenté en (figure VI.23),I'évolution du nombre de cycles
d'amorçage en fonction de I'amplitude de la contrainte maximale. Les points
expérimentaux ont tendance à se rapprocher beaucoup plus pour des nombres
de cycles avoisinant les 106 cycles. En dessous d'une amplitude de contrainte
de I'ordre de 598 MPa aucune fissure ne s'amorce. Enfin, en comparaison
avec le critère précédent, ce critère rassemble moins bien les points
expérimentaux puisque la dispersion autour de la droite moyenne est estimée à
16%o.

4 5 6

Nombre de cycles d'amorçage Log Na (cycles)

Figure VI.23. Évolution du nombre de cycles d'amorçag€ Na en fonction
de l'amplitude de la contrainte maximale ff.
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Vl.2.4l Conclusions.

I-es trois méthodes utilisées pour la détermination de I'angle pour lequel on
sollicite l'anneau en mode II donnent toutes la même valeur de 33o.
A partir du calcul aux éléments finis nous avons trouvé le næud de contour où
la contrainte oss est maximale. Par le calcul, la direction d'amorçage fait un
angle 0 = 70,5o avec I'axe de I'entaille. Cette angle est identique à celui trouvé
expérimentalement.

Pour I'angle de 70,5o, nous avons exprimé le facteur d'intensité de
contraintes en mode II en tenant compte de l'angle d'entaille y.
L'évolution du nombre de cycles d'amorçage a êtê présentée en fonction du

rapport ÂKn(p=o,v/Xiet en fonction de la contrainte off.

Les points expérimentaux ont tendance à se rapprocher pour un nombre de
cycles proche de l0o cycles. La dispersion des résultats est de I'ordre de 9,37o

pour le critère faisant intervenir le rapport ÂK1qp=e,,y) /Xf et de l6Vo pour le

critère du offi*. Enfin nous n'avons pas présenté l'évolution du nombre de
cycles d'amorçage en fonction du rapport AKsç=g,v) / po car la dispersion
obtenue dépasse les 35Vo.
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VI.3l Résultats obtenus en torsion (mode III).

VI.3.1] Description de la méthode de calcul en torsion.

Lors des essais, nous avons appliqué différentes valeurs du couple de
torsion calculées à panir de la section utile de l'éprouvette. Afin de déterminer
les contraintes agissant sur cette partie utile, nous avons construit à I'aide du
post-processeur de CAO (Display3), la géométrie de la partie considérée en
incluant les défauts. Cette construction est de forme cylindrique et est
constituée de plusieurs surfaces et volumes. Pour cette géométrie, il n'est pas
possible de faire un calcul en axisymétrie puisque les défauts ne le sont pas.
Néanmoins la symétrie dans le plan perpendiculaire (xy) à I'axe principal
existe et a êté considérée.

Pour le maillage, nous avons opté pour I'option FEG (génération des
éléments finis) et pour des éléments solides en forme de tétraèdre. Ce choix
d'éléments s'est basé sur le fait que pour un cylindre sans défaut, le maillage en
automatique génère des éléments tétraédriques. Une fois les volumes maillés,
les næuds se juxtaposant doivent être confondus afin d'éviter une discontinuité
de la structure.

Pour appliquer les conditions aux limites, nous avons imposé des
déplacements aux næuds puisque les éléments solides n'ont que trois degrés de
liberté en translation (u*, ur, ur). Le passage du couple appliqué aux
déplacement des næuds s'effectue en considérant la théorie élastique pour le
cas de la torsion de poutre cylindrique à section droite circulaire.

Si nous considérons la figure Y1.24, après une rotation d'angle 0' par
rapport à I'axe oz, un point M(x,y,z) d'une section droite vient en M'(x+U*,
y*Uy, z+ \Ir) de telle sorte que si x = r' cosp', y= r'sin F':

Figure VI.24. Section droite en rotation .
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Ux = r' cos(B'+O') - r' cosp' = x (cosO' -l) - y sinO'

uy = r' sin (F'+0') -r' sin F' = * sinO' + y (cos0' -l)
(vr.34)

où
(r', F) sont les coordonnée polaires du point M,
0'est I'angle de rotation par rapport à l'axe oz,
U* est le déplacement suivant I'axe ox,
uy est le déplacement suivant l'ære oy.

Si 0' est petit nous aurons au premier ordre:

Ux=- 0 'y

Uv= 0 'x

Les déformations étant petites nous prenant:

(vr.3s)

o'=f z (vr.36)

où
y' représente le déplacement angulaire relatif de deux sections droites

distantes de l'unité de longueur.
z est I'ordonnée du point considéré suivant I'axe oz.

En remplaçant la relation (VI.36) dans la relation (VI.35), on obtient les
déplacements suivants:

Ux = - f  xz

Uy = |  xz

Uz= 0

(vr.37)
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La relation entre le déplacement angulaire / et le moment de torsion est donné
par I'expression :

Mt= tt y' Io (vr.38)

ou
p est le module de cisaillement,
Is est le moment quadratique polaire de la

s'exprime sous la forme:
section droite dont l'équation

Io=æRa (vr.3e)

Connaissant le couple de torsion à appliquer et les coordonnées des næuds,
nous pouvons déterminer aisément leurs déplacements à partir des relations
précédentes. Ces déplacements sont imposés sur les næuds se situant sur la base
supérieure du cylindre (planche IV). Pour la base inférieure qui conespond
au plan de symétrie de l'éprouvette, le blocage des déplacements des næuds
s'effectue suivant les trois degrés de liberté (planche IV).

vI.3.2J
maximale.

Résul tats obtenus en contra intes de c isai l lement

Pour la résolution du problème, nous avons utilisé le solveur Nisa 2 qui
pennet à partir de la décomposition d'éléments de structure, la détermination
de la matrice de rigidité et le calcul des déplacements et des contraintes aux
différents næuds.
Pour les défauts multiples, le calcul aux éléments finis donne des contraintes de
cisaillement maximales dans le plan de 45" par rapport à l'ue principale de
l'éprouvette. La planche V illustre la répartition des isocontraintes au
voisinage de ces défauts.
Concernant les défauts uniques, nous avons également obtenu la contrainte de
cisaillement maximale dans le plan de 45o.
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La planche VI, montre I'amorçage des fissures à 45' de I'axe principal
obtenu lors des essais effectués sur des éprouvettes de torsion avec des défauts
uniques et multiples.
Par le calcul, nous avons retrouvé le facteur de concentation de contraintes en
torsion pour le cas d'un tube contenant un trou traversant. En effet, si nous
considérons l'éprouvette représentée en (figure VI.25), la relation du facteur
de concentration de contraintes en torsion est donnée par Peterson tll
comme égale à:

Kt=
lma-

8 M, D"ln (D"a - D,a)
(vr.40)

ou
to''K est la contrainte de cisaillement maximale,
D" est le diamètre extérieur,
Di est le diamètre intérieur du tube,
Ml est le moment de torsion appliqué.

Figure VI.25. Éprouuette tubulaire comportant un trou traversant soumise à
un couple de torsion, selon [1].

Peterson [1] donne sous la forme d'abaques la variation du facteur de
concentration de contraintes Kt er fonction du rapport d/De
pour 0 S Di/De ( 0,9. Dans le cas particulier où les rapports Di/De = 0 et
d/D, = 0, le facteur de concentration de contraintes en torsion K1 est êgal à 2.
Pour les défauts uniques, nous avons retouvé la même valeur de Kt.

_:l:_
_r?__
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En tableaux VI.l0 et VI.11, nous avons regroupé les résultats expérimentaux
ainsi que les contraintes de cisaillement maximales déterminées par le calcul
aux éléments finis.

ÂM, Â1-o N' ÂMr AT-o. N'
(N.m) (MPa) (Cycles) (N.m) (MPa) (Cycles)

274 507 83,95.103 288 512.86 tt2.t03
266 490.9r 161.103 284 507 169.82.103
265 489.78 112,2.!03 271 483.06 469.90.103
261 481,95 222,8J03 268 478,63 841.39.103
253 467.73 60s.34.1d 266 475.33 1.50.103

25r 464,51 979,49 lO3 265,3 473,15 Éprouvette
non amorcée

24 451,80 Eprouvette
non amorcée

265 472,10 Éprouvette
non amorcée

Tableau VI.l0. Résultats obtenus en présence des défauts uniques.

Tableau VI.l l. Résultats obtenus en présence des défauts multiples.

liiI:::i::iffiÉ
i:ffii:;iliffi

iiiffiil$$J#iii#.ffiffiIiffii
:i:::,i i:i:tr$0i$Ëijl!iii;iiïit:i:iil:i:l;iiiii;i:iiiiiiii:iïl!:i

#i*$:#:::*:::f; :::t:::::s::::s::::::::::s
ii{:iiiiiiitit:::lit:;:t:i iii:r:l

ffiftipffiii#
tltg-ffiï$ffi

ÂMr AT-"t N" ÂMr ÂGnot N,
(N.m) (MPa) (Cycles) (N.m) (MPa) (Cycles)

26r 627,22 79.103 261 705,83 32.t03
239.4 575.3r 130.103 243 657.r5 102.103
235.8 566.66 250.103 225 608,47 1g0.103
228.6 549.36 313.1d 207 559.80 330.103
2r7.8 523.40 380.103 195.5 528.70 710.103

211,5 508,26 833. ld 189 5ll,l2 Éprouvette
non amorcée

207 497,45 Éprouvette
non amorcée
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En figureVl.26 et V1.27,
multiples les résultats
(Log Nu, Log T-u*).

nous avons représenté pour
d'essais sous forme de

les défauts uniques et
couples de points

5 6

Nombre de cycles d'amorçage Log N" (cycles)

Figure VI.26. Évolution du nombre de cycles d'amorçage en fonction de
I'amplitude de la contrainte de cisaillement maximale pour les défauts uniques.

Y-oy =3,1155-0,065741 x R=0,797 o $l50pm
o f200 Fm

Nombre de cycles d'amorçage Log Na (cycles)

Figure VI.27. Évolution du nombre de cycles d'amorçage en fonction de
I'amplitude de la conrainte de cisaillement maximale pour les défauts

multiples.
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Chapitre IVI Résultats expérimentaux

VI.3.3] Conclusions.

Le tableau VI.IO montre que pour un même couple de torsion, les
éprouvettes comportant les défauts uniques de diamètre 100 F.m s'amorcent
plus vite que ceux de 150 pm. Cette constation expérimentale est confirmée
par le calcul aux élément finis qui donne une amplitude de contrainte de
cisaillement maximale plus élevée au voisinage du défaut de diamètre 100 pm.
Pour les défauts multiples (tableau VI.ll), à I'inverse des résultats précédents,
les essais effectués ont monté que les éprouvettes de torsion avec les défauts
multiples de diamètre 200 pm s'amorçaient plus rapidement que ceux de
150 pm. Ces observations expérimentales s'expliquent par le calcul qui donne
une plus grande contrainte de cisaillement au voisinage du défaut de 200 pm.
I-es figures VI.26 et V1.27 montrent que la dispersion moyenne obtenue pour
les défauts de 100 et 150 pm est de I'ordre de 27,57o alors que pour les défauts
multiples elle se situe au environ de 20Vo.
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Planche IV

Plroto5. Volur les cr 'é,es et  condi t io l ts i t l rx l imi tes

Photo 6. Déplacements imposés. aux næuds de la base supérieure et de la

section de coupe.
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Planche V

Photo  7 .  Vue en perspect i  ve des dél 'aut ts  l l lL l  l t ip les

Photo 8. Répartition des contraintes de cisaillenrent nraximale au voisinage
des défauts rnultiples.
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Ptanche VI

a) Amorçage de fissures en mode trI à partir d'un défaut unique.

b) Amorçage de fissures en mode III à partir d'un défaut multiple.
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Chapite VIII Conclusion générale

vrrl coNclusroN GENERALE

L'ensemble des résultats obtenus nous permettent de dégager les observations
suivantes:

En mode I, nous avons procédé au dépouillement des résultats à I'aide
des critères classiques à savoir :

- critère du AoN
- critère du ÂK1/po's
- critère du Ao-"*

La disposition des points d'essais et la classification des critères suivant les
dispersions obtenues sont identiques à celles des auteurs cités en bibliographie.
En effet, pour le premier critère,à une amplitude de la contrainte nominale
fixée, le nombre de cycles d'amorçage augmente avec le rayon en fond
d'entaille p. Inversement, pour les deux critères suivants, à un niveau de
contrainte fixée, le nombre de cycles d'amorçage diminue avec le rayon en
fond d'entaille. D'autre part, la dispersion des résultats autour d'une droite
moyenne est de 28Vo pour le critère du AoN, lg%o pow le rapport AK1/pO's et
77o avec le critère du Âo.rr.
Pour tenir compte de la présence de I'entaille avec ces paramètres p et {, nous
avons proposé un critère local ou I'amplitude du facteur d'intensité de
contraintes est celle d'une entaille et non d'une fissure. L'objectif étant de
rassembler au mieux les points expérimentaux autour d'une droite moyenne.
La démarche de calcul du facteur dlntensité de contraintes d'entaille est assez
simple puisqu'elle se base essentiellement sur la distribution de contraintes au
voisinage de I'entaille. Cette dernière est constituée d'une partie courbée où
I'influence de I'acuité est présente suivie d'une partie linéaire correspondant à
une acuité nulle. Pour les différents rayons en fond d'entaille, les parties
linéaires des distributions se confondent. La pente de cette linéarité est
fonction de I'angle d'entaille V. Pour calculer le facteur d'intensité de
confraintes d'entaille, nous avons déærminé à I'aide du critère de résistance et
par le biais du concept de micro-éprouvette une distance Xc sur la première
partie de la disribution où I'inluence du gradient de contraintes est élevée et
où la contrainte maximale est sensiblement constante. Cette distance est
caractéristique au matériau puisque nous avons considéré la limite
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d'endurance. Nous avons alors exprimé une forme générale du facteur
d'intensité de contraintes d'entaille au point X. en tenant compte des
paramètres p et ry. Cette relation permet de calculer pour n'importe quel point
de la courbe le facteur d'intensité de contraintes d'entaille. Dans le cas où
I'acuité et I'angle d'entaille sont nuls (p = 0 et { = 0), nous retrouvons la
relation du ÂK1 (fissure) et pour un une acuité p = 0 et \f + 0 , nous obtenons
celle d'une entaille en V (ÂKr (p=',v)).
Pour représenter les résultats, le rapporl ÂKrto,v rl(pl2+X.)o a été considéré

comme critère d'amorçage. Ce rapport regroupe mieux les résultats
expérimentaux en comparaison avec AK1/pO's puisque la dispersion chute de
lgVo à t3Vo. Nous avons également exprimé le facteur de sensibilité à I'entaille
en considérant en plus de I'acuité p, la présence de I'angle d'entaille y et la
distance caractéristique X".

Pour obtenir le mode II pur, nous avons déterminé à I'aide de trois
méthodes différentes dont I'une est expérimentale, I'angle d'inclinaison de
I'entaille par rapport au chargement.
Ces trois méthodes donnent un angle de 33o qui correspond à un cisaillement
pur sans ouverture de I'entaille. Afin de déterminer le facteur d'intensité de
contraintes d'entaille en mode II, nous avons suivi la même procédure qu'en
mode I. Par le calcul aux éléments finis nous avons obtenu la direction
d'amorçage correpondant à 70,5" qui est identique à celle de I'essai. Nous
avons représenté la distribution en cisaillement pour cette direction pour
laquelle la pente cr dans la partie linéaire varie selon I'acuité p. Nous avons
représenté également une distribution à 57o où la variation persistait. Cette
variation est due à priori au fait que I'entaille n'est pas symétrique par rapport
au chargement. Pour I'angle de 70,5o il nous a pas été possible de déterminer
un AKrr,o,\r) en considérant comme en mode I I'origine du repère à plZ. Cette

constation est commentée par Creager [33] dans la partie bibliographique.
Néanmoins, nous avons tenu compte de la présence de I'angle d'entaille V en
utilisant cette fois-ci la partie linéaire de la distribution. Pour le dépouillement
des résultats, nous avons considéré le rapport AK11ç=g,\ryl(X6)a où Xo

correspond à la projection du point X. sur la droite. Ce critère donne une

dispersion de I'ordre de 9,3Vo alors qu'avec le critère du Âoffi*nous obtenons

167o.
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En mode III, nous avons déterminé les contraintes de cisaillement
maximales par le calcul aux éléments finis en trois dimensions. Nous avons
représenté les courbes d'amorçage en terme d'amplitude de contrainte de
cisaillement maximale to,u*. Pour les défauts uniques, nous avons trouvé le
même facteur de concentration de contrainte que celui d'un cylindre
comportant un défaut traversant.
La contrainte de cisaillement maximale pour le petit défaut de diamètre 100
pm est un peu plus grande que celle du défaut de diamètre 150 pm . Ce
résultat se confirme par les essais effectués ou I'amorçage apparait plus vite
pour le petit défaut.
A I'inverse du défaut unique, la contrainte de cisaillement maximale au niveau
des défauts multiples de diamètre 150 pm est plus basse que celle des défauts
de 200 pm
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Annexe

Pour l'éprouvette RCT (figure
trouve au milieu du ligament.

ANNEXE

A), nous supposonsque la ligne neutre se

Figure A. Géomérie de l'éprouvette RCT

Si nous décomposons le tenseur des efforts en traction et en flexion, nous
obtenons la contrainte nominale en traction :

_rPoN=:
B(W-a)

La contrainte nominale en flexion qui sera égale à:

ol= &
Wt

wl est le module d'inertie de la section considérée qui

, -_ k*

(A. l )

(A.2)

s'exprime sous la forme:

(A.3)wf=
Xrrr.

avec
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Annexe

où
I** est le moment d'inertie de la section du ligament.

Comme la ligne neutre se trouve au milieu du ligament,l'équation du moment
de flexion est la suivante:

Mr=P(a.5-)=rË#) (A.s)

D'où

(4.7)

Comme nous connaissons la relation qui relie la contrainte maximale au
facteur d'intensité de conraintes:

oi,=3p 
t i l  *  u- (A.6)
B(W-a)'

La contrainte nominale totale est la combinaison de la contrainte nominale de
traction et celle de flexion:

oN = oïq + ot* = 

"drô 

(l + 3 ff"1

(A.8)

En remplaçant le facteur d'intensité de contraintes par son expression, nous
pouvons exprimer Ie facteur de concentration K1 sous la forme:

ZKr
t F E  - -vmax -

\lrcp

rrf#l(w-a)

[,*3H)t*-
(A.e)
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