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Sommario

Si prendono in esame dati di resistenza a faticel@dato numero di cicli relativi a giunti in acdsaldati a
croce, gia pubblicati da Gurney e Maddox. Si deteamil valore delle variazioni del fattore di
intensificazione delle tensiodiK| dopo aver imposto la presenza di una cricca atéagei cordoni di
saldatura. Viene cercata e trovata una precis&learone tra i valori dAK| relativi a 12 diverse serie di
giunti e il valore di soglid\Kth suggerito da Radaj per i giunti saldati realizzati acciai da costruzione. Cio

consente di interpretare la resistenza a faticaeledato numero di cicli (5106) dei giunti come
raggiungimento di una condizione di non propagazidncricche corte comunque presenti nei cordoni di
saldatura. Stime teoriche e dati sperimentali vangmessi a confronto utilizzando tre modelli mateona
differenti tra loro in termini di raggio di raccardal piede dei cordoni, dimensione e direzioneadeficca
virtuale. Le espressione 4K vengono riportate in forma chiusa, in funzione ®@tori di intensificazione
degli intagli K1 e Kp.

Abstract

The paper takes into account fatigue strength @éteady reported by Maddox and Gurney and refemied
cruciform joints under remote tensile stresses. Mahstress ranges at high cycle/(506) were largely
scattered, due to large variations of joint geonuoatr parameters. The scatter band reduces as s®a a
virtual short crack is introduced at the weld toedathe behaviour of the joints in given in termsif. A
link is found betweedK| and 4Kth, the latter being suggested by Radaj for weldedtgomade in
construction steels. Thus, high cycle fatigue gtencan be assumed as a Ilimit condition for
non-propagating cracks. Analytical expressions gikeen for K in presence of a notch radius at the weld toe
equal to zero; such expressions are based on tted siress intensity factors for opening and shidviodes
K1 and K.



1. Introduzione

Nelle vicinanze di un intaglio si ha, come ben nata campo di tensione non uniforme. Il fattore di
intensificazione delle tensioni di una cricca ch@rspaga in una zona con un gradiente di tensspio
calcolare con il criterio proposto da Albrecht-Yatad1] che, sfruttando il principio di sovrapposize degli
effetti di Buckner, consente di esprimere il fagtali intensificazione delle tensioni al variarel'dehpiezza
"a" della cricca sulla base di una analisi lineglastica effettuata sul componente non criccatte Tedtore
puo essere determinato con I'espressione (fig.1):
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Il calcolo dipende dalla dimensione "a" della caice richiede la conoscenzaal(r) e della sua derivata
rispetto ad r. Valgono le seguenti osservazioni:

il coefficiente 1,122 (valido per una cricca lateran una piastra infinita) deve essere sostituito
da una funzione Y(a/t) (0 da una funzione piu casgh se la cricca non & passante [2,3] )
quando il rapporto tra dimensioni della cricca esgore t del giunto non & prossimo a zero; nelle
analisi che verranno svolte nel presente lavora sl tutto legittimo considerare tale
coefficiente costante e pari al valore sopra rgtortin quanto il rapporto a/t risultera sempre
minore o al piu uguale a 0,3 /13 = 0,023;

'equazione (1) presuppone una cricca passanteregamiellittica, ma con I'asse maggiore 2c
nettamente piu elevato del semiasse minore a. & queste condizioni non sussistessero, il
membro di destra andrebbe diviso gey[1,3] che rappresenta un integrale ellittico dedamdo

ordine o raggiunge un valore massimo parii@ nel caso di cricca semicircolare). Per un

VI
Iy = .1+ 1,464-[—]
generico rapporto a/c vale I'espressione di Rawe | £ .(2)

In un recente lavoro il calcolo della resistenZatea di giunzioni saldate di diverso tipo é stato
effettuato da Maddox [5] partendo sempre da unodpp/c pari a 0,15/6= 0,025; il porde =

1 nellequazione (1) risulta quindi essere una apgimazione del tutto accettabile. E’ inoltre
noto da tempo [6,7] che, anche quando a/c e prosalmalore unitario (cricca semicircolare),
l'introduzione del coefficientabp non ha conseguenze degne di rilievo se I'obiettioo € il
calcolo di vita residua di un singolo giunto, bensiconfronto in termini relativi tra valori di
resistenza a fatica di giunti di diversa geometria.



Figural

Sistema di coordinate e parametri geometrici pestladio dei giunti a croce [8]

L’equazione (1) puo essere utilizzata con obiettiversi:

se la distribuzion@g(r) € nota per una particolare geometria e perartiqolare percorso della
cricca di fatica, si puo ricavare la dimensionedalla cricca per la qualsK| =AK¢h;

se é notaog(r) si puo ricavardK| per ogni valore di "a"; nella valutazione delltaviesidua del
componente criccato, effettuata per integrazioria degge di Paris, la funzione Y(a/t) sostituira
il coefficiente di forma, con valori progressivarntercrescenti allaumentare delle dimensioni
della cricca,;

poiché og(r) dipende dalla tensione nominale, dal tipo diesitazione e, ovviamente dalla

geometria del giunto, se tale dipendenza €& notadfoima esplicita & possibile, fissato
opportunamente "a", stimare il valore limite dedasione nominale per il qual&| = AKth e |l



giunto raggiunge il suo limite di fatica (almenoagdo la storia di carico é ad ampiezza
costante).

2. Espressioni in forma chiusa dei campi di tension

Assunto il sistema di riferimento in coordinate grol(r,8) di fig.1, in presenza di un raggio di raccomlo
nullo, nella zona di concentrazione delle tensiamomponenteg di modo | vale [8,9]:
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Per il modo I, tale componente risulta invece:
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Nelle (3-4) K1 e Ky rappresentano i fattori di intensificazione de#asioni del giunto saldato mentre gli
esponenti1 e A2 sono gli autovalori delle equazioni di Williams]lper intagli acuti a V con bordi liberi.

Quando I angolo di aperturanrale 374, come avviene per i giunti a croce qui consiti¢fig.2), esponenti
e coefficienti nelle (3-4) valgono [8,9]:

A1 =0.674,A2 = 1.302;x1 = 4.153;x2 = - 0.569.
e le tre componenti di tensione divengono funzgamplici di r,8, K1 e Ko.

In presenza di sollecitazioni nominali di traziomeoefficienti K1 e K2 possono essere scritti nella forma
[11]:

K1 = ki oct*™ 1 (5) K2 = koo ot ™ 2 (6)

dove kg e k» sono due coefficienti adimensionali gia diagramnmafl1] in funzione di 2h/t e di L/tgg € la

tensione nominale (calcolata come forza su sezi@s&ersale) nel caso di giunti soggetti a trazidrevia
interpolazione di dati relativi a 25 diverse geamegi gia stata suggerita in [11] la seguenteessone:

51 120(2h1t)-0,485(L),

ki = 1,212 + 0,495:3985CN1)_4 559, )

Se si ipotizza che la generazione della criccaacavwvenga per Modo | e quindi come conseguenzs,di
essa si disporra lungo la direzione per la qudke camponente di tensione € massima. Se tale direzi
coincide con la bisettrice (do¥e= 0) si ha:



r—EI,326 .
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Modo Il: og = 0.

Se uno considerasse invece la direzione ortogoaltdeforza esternab(= 22,5°) dovrebbe sommare i
contributi di Modo | e Modo Il per ricavare I'esggone della tensione circonferenziale e delladaravata
rispetto alla variabile "r". In tale caso si avrebb

g = 0361+ % g, +0322 M g, (10)

da,

—> = o7 '

2

K, + 00972 7R

* (11)

Il fattore K2 che entra in gioco per ogni direzione diversa dellg della bisettrice dell’angolo puo essere
calcolato con I'espressione (6), utilizzando peokfficiente adimensionale ka seguente relazione [11]:

ko = 0,508- 0.797-8 1,959(2h/t)+ 27238 1,126(2h/t)—0,769(L/t€12)

3. Risultati delle analisi e discussione

| valore delAK| espresso dalla equazione (1) dipende ovviamerl@ diamensione "a" della cricca e dalla

direzione di quest'ultima. Per giustificare le seehdottate nel calcolo e nella messa a puntoedditrersi
modelli sono forse utili alcune osservazioni diatgre preliminare:

analisi metallurgiche effettuate in passato [3gj&unti a croce realizzati con acciai da costruzione
hanno messo in evidenza come al piede dei cord@aildiatura fossero presenti difetti aventi una
profondita media di 0,15 mm e una profondita maagiin0,40 mm;

misure ottiche di propagazione di cricche di fattagiunti saldati in lega leggera [12] hanno
messo in luce come le curve da/dN fossero monaareate crescenti in funzione dell’ampiezza
"a" per valori di "a" maggiori di 0,25-0,30 mm; m@ttali valori poteva considerarsi ormai

esaurito 'anomalo comportamento delle "short cséclcaratterizzato da una curva da/dn
inizialmente decrescente, e la propagazione dettdipoteva essere studiata con le relazioni
classiche della MFLE;

la cricca corta iniziale ha una direzione non dmaente definita e comunque non coincidente
con quella della superficie di frattura finale.i®¥i effettuati in [13] su giunti longitudinali ané

un angolo di aperturac?= 135° avevano evidenziato come le cricche appeicéeate avessero
una direzione compresa t6x20° e 6=25°, molto prossime cioe alla bisettrice dell’alogdi
apertura = 22.5°)

Tabella 1

Parametri geometrici, valori di resistenza a fatiedattori di intensificazione delle tensioni dugti saldati



con irrigidimenti trasversali. Rapporti dimension& valori di Agg tratti da Maddox [6] e Gurney [7], e
coefficienti k e k calcolati in accordo alla referenza [11].

SENE t Zhit Lit loq les FixeTy M MEL
i MFa  pPamm®™®  MPamm™™
=510
1 13 1,231 0763 1,141 0813 7952 20937 2880
2 50 0,640 1.0 1,057 083 5964 234 21 16,36
3 100 0320 0.5 0883 137 5547 219,80 18,58
4 13 0769 0231 0968 1.2% 82170 204 83 54,52
5 13 1,538 0615 1,15 0763 7668 204,15 27.18
& 25 0.4 0120 0787 17727 8352 211,09 61,36
7 25 0,720 1,28 1,153 0766 66,02 217,39 19,13
] 25 1 880 1359 0435 5972 23178 978
9 28 0,421 0342 0873 1462 68,69 196,30 3348
10 38 078%  5278% 1408 0351 4548 209573 TV
11 100 0.1 0030 0551 2230 8570 236,63 53,11
12 100 0.3 2200 1271 0425 40039 228,66 4.22
Tabella 2

Dati in Aoy tratti da Gurney e Maddox [6,7] convertiti KiK| ipotizzando una cricca di ampiezza variabile

"a" all'attacco dei cordoni di saldatura, inclinataecondo la bisettrice dell’angolo di apertur& € 0° -
Modello 1).

Serie .&.Gﬂ ﬂKI, MFLE ﬂKI, LFLE .I{I'I.KI, MFLE
[I1P4] [P a ™ [P a-tmm™ [P amm™
N=510° a=02mm a=025mm a=03 mm

1 79,52 167.1 1738 1794
2 59,64 187.0 1944 200,6
3 5547 175, 1824 1283
4 91,70 163.5 170,0 175,5
5 76,63 1630 169,5 174,
6 93,92 168,5 175,2 1803
7 66,02 173.6 1804 186,2
8 5972 185,0 1924 198,6
9 68,69 156,7 162,9 168,2
10 4546 1673 1739 179,5
11 95,70 188,9 1964 202,7
12 40,00 1825 189.8 195.9

3.1 Modelli con raggio di raccordo nullo al piedd dordone

Parametri geometrici, valori di resistenza a fafredativi

a un rapporto nominale di ciclo R=0) e fattori mlieinsificazione delle tensioni sono riportati irb&Ha 1 per
12 diverse serie di giunti in acciaio da costrueigaldati a croce con cordoni d’angolo [6,7]. Edewnte la
notevole variabilita delle geometrie con spesseliedpiastre principali che passano da 13 a 100 memtre
gli irrigidimenti trasversali variano tra 3 e 220mmPer gli stessi giunti sono stati poi determinatlori del
AK| ipotizzando cricche di ampiezza variabile tra 0¢20,30 mm disposte all’attacco dei cordoni, oaént

secondo la bisettrice dell’angola ZModello 1). | risultati sono sintetizzati in Tdlae2, dove gli originali
valori di resistenza a fatica espressi in terminhala sono stati riconvertiti iMK| mediante le relazioni (1,



7-9) gia esposte. Si ricorda come Radaj [14] cdingég i giunti saldati in acciai da costruzione wadore di
sogliaAKth pari a 180 N/mni{2 (5,75 MPa n11/2).

La Tabella 3 da per ciascuna delle 12 serie ilngath "a" che garantirebbe 'eguaglianza Mg e AKih. 1
valore medio e di poco superiore a 0,25 mm edodtimo accordo con il dato suggerito in [12].

Tabella 3

Dimensione "a"delle cricche per la quale si avrebfit§ = AKih = 180 N/mn?/2 (valore consigliato da
Radaj [14] per giunti saldati realizzati con accida costruzione).

Serie t Iy Fitery a Serie t Iy Mo a
[1rrm ] [MMPa]  [ram] [1rrm ] [1Pa]  [mm]
=510 =510

1 13 1,141 5952 031 7 25 1,153 66,02 025
2 50 1097 5964 016 B 25 1,359 572 0,17
3 100 0883 5547 023 9 33 0,873 68,69 044
4 12 092 9170 035] 10 33 1,408 4546 031
5 12 1,154 7663 035 11 100 0,551 9570 0,15
6 25 0787 93,92 029 12 100 13 4009 0,19

Tabella 4

Valori di 4K| ottenuti ipotizzando all’attacco dei cordoni crice di ampiezza "a" ortogonali alle forze
esterne di trazioned= 22,5° - modello 2).

Serie Fitery AF wrLE LK wre ALK wrLe
[MPa] [MPamm™] [MPamm™] [MPamm"™]
=510 a=02mm a=029mm a=03 mm

1 7552 15525 162,08 167,97
2 59,64 171,17 178,32 184,43
3 55,47 161,17 168,00 173,82
4 81,70 155,62 163,04 168,50
5 76,68 151,13 157,74 16343
& 93,92 161,14 168,594 175,74
7 66,02 158,46 166,21 171,98
8 59,72 165,44 175,34 181,21
8 68,69 146,38 152,92 158,61
10 45,46 151,78 157,52 172,85
11 85,70 178,33 186,61 193,80
12 40,08 165,38 172,02 177,66

La Tabella 4 da i valori debK| ipotizzando la cricca di ampiezza variabile andoaa0,20 e 0,3 mm, ma
orientata ortogonalmente alla direzione della fargterna, ossia secondo I'angfle 22,5° (Modello 2). |
valori di AK| sono ovviamente diversi da quelli gia riportati Tabella 2, ma i rapporti mutui restano
praticamente invariati. In particolare il rappotta il massimo e il minim@&K, vale sempre 1,22 pera =0,2 -
0,25 - 0,30 mm (tale rapporto valeva 1,21 in Tab2l)



3.2 Modello con raggio di raccordo al piede dedowmi diverso da zero

Si € imposto poi un raggio di raccorgaunitario al piede dei cordoni di saldatura. L'amig del sistema di
coordinate polari si sposta verso I'esterno lur@dikettrice dell’angolo @ ponendosi a una distanza r
rispetto al bordo dell'intaglio [8,9] (fig. 2). Piprecisamente, essenda 2 135°,si avevay= 0,21p = 0,2
mm.

Figura 2

Coordinata locale in presenza di un
raggio di raccordop diverso da zero

Si e quindi posizionata una cricca di lunghezzadlattacco del cordone, disposta lungo la diregidella
bisettrice, in modo da poter considerare il soletgbuto di Modo I.

Lungo la direzion® = 0 la tension@g vale [8,9]:

-1

. r 5 T+ ng +p (1= Ag) +[3-2 - [1—3«Lj|-[i]url1
Ty Fom Loy 1) 1+ X 1 l 17K 1] 0

Con &1 =135° si hgu 1 = -0,15 [8,9] cosicché risulta:

(13)

ek e 0,326 115
oy = ————2 30279 + 0,9?21-[—] = 03989 ¢ TR, +0034 1 K,
1

7,5898
’ (14)

Al fine di rendere agevole I'utilizzo della espriese (1), € utile operare un cambio di variabilevendol =
(r - ro) (fig. 2). Ne deriva le seguente relazione:

)—0,326

0y = = 03989 (£+02 Ky + 0034 (¢ 4027 Ky (15)

che andra esplicitata pér= a. La derivata della tensione circonferenziakeyv

d - -
D% _ _01300-(p+02) 2 R, 00301 (p+ 02k 0
N (16)

L'espressione (1) si potra infine riscrivere nédema:



K = 1,122-&[05|¢=a - %Iarcsin[g]'—df
’ (17)

Utilizzando la (17) si sono calcolati i valori dK| per le stesse serie di giunti a croce precedentiemen

esaminate. Come precisato si e ipotizzato un ragdigiaccordop costante e pari a 1 mm e si e collocata in
corrispondenza dell'attacco dei cordoni di saldatuma cricca di lunghezza a = 0,3 mm, orientatars#e la

bisettrice dell’angol@a. | risultati sono riportati in Tabella 5.

Successivamente, presi come riferimento assolugpumti della serie 7 (per il semplice motivo che
presentavano un valofsK| pari al valore medio delle 12 serie) si sono dtimealori teorici di resistenza a
faticaAoa* per le restanti 11 serie. In pratica si € impastovalore comune diK| a tutte le serie si sono
ricavati i "range"Aca* capaci di garantire il rispetto di tale condizéom base alla equazione (17), al variare
sia dello spessore dei piatti che delle dimengi@nicordoni e degli irrigidimenti.

Nella quinta colonna della Tabella 5 sono riportatalifferenze percentuali tra i valori teorici b#ssul
nuovo criterio e valori sperimentali, differenzeechppaiono sempre comprese tra il -8% e il +10%.
(Eliminate le due serie piu esterne, gli scostamentiterebbero sempre compresi tra il -7% e V)6

Il risultato appare estremamente soddisfacenteeantta luce del fatto che i dati di resistenza tecdaqui
considerati [6,7] si basavano solo su 5-6 giunti gerie e quindi potevano non essere ancora de tut
stabilizzati. Le differenze percentuali sarebbeégonosamente le stesse se si utilizzasse la spessadura e
le equazioni relative al Modello 1; le differenzguitano comparabili e addirittura mediamente matenute
usando il Modello 2 (ultima colonna di Tabella 5).

Tabella 5: Valori deldK| ipotizzando un raggio di raccordo costante e @afi mm e una cricca con a = 0,3
mm, disposta lungo la bisettrice dell’angolar Zmodello 3). Differenze tra valori sperimentaliteorici
Aop*, dopo aver preso come riferimento i giunti dedkerie 7.

SErE ﬂ';KI, MFLE FiXary A% Agax
[MMPamm’] [1Pa] [1Fa] A [1Pa] A%
a=03 mm W=510F N=510° M =5.10°

modello 3 modelle 3 modello 3 [modelle 2 modelle 2

1 150,18 79,52 82,57 +4 % 821,48 +2 %
2 168,00 589 64 55,36 -7 % 5565 -1 %%
3 157,67 25 47 ) -2 %0 o4 92 -1 %
4 146, 93 91,0 97,32 +6 %5 83,11 +2 %
5 14647 Té.68 81.64 +6 %5 80,75 +5 %
& 15142 93 52 96 92 +3 % 91,98 -2 %o
i 15594 66,02 66,02 0 66,02 0

8 166,26 287 56,01 -6 %y 26,72 -5 %y
9 140,81 G869 7607 +10 % 74 A9 +3 %
10 150,30 45 46 4717 +5 % 47 57 +5 %
11 169,74 95,70 87,52 -3 U4 84,95 -11 %
12 164,02 40,09 38,11 -5 % 38,54 -3 9%




4. Espressioni in forma chiusa dj.K

Alla luce dei risultati presentati nelle Tabelle 2, si e cercata e trovata una espressione aadlitiforma
chiusa di K valida per le geometrie con raggio di raccorddan(éd 2x=135°).

i

Perd = 22,5°; (18)

Ky =1122'Jea [ 0532 K, )

Perf = 0°: (29)

Le espressioni (21, 22) potranno essere direttamatilizzate nei calcoli di vita residua dei giyrdimeno
finche la cricca si propaga nelle zone in cui i papossono essere rappresentati mediante K.

5. Il criterio di Kihara e Yoshii

La distanza @ rappresenta, in accordo a quanto riportato in,[IBjtersezione tra il campo di modo |

(diagrammato lungo la direzion@=22,5°) e la tensione nominale (Tabella 6, scheifegaio). Tale
intersezione puo essere agevolmente determinavesgo:

o9 = 0,361 320K = 0,361 r032% oot 934°(20)
Imponendo l'equaglianzag = og per r = p Si ricava immediatamente:
ro = t10,361k1)3%%7 (21)

Il fattore di intensificazione equivalente di Kilaag Yoshii vale per definizione [15]:

2
1- A
K, =[05m1:1] ‘o A2m 1g = 102405 4frg

(22)
nella quale il coefficiente 1,024 si ricava poneddk = 0,32, come suggerito in [15].

| risultati sono diagrammati in Tabella 6 solo prune serie dei giunti a croce gia presi in esampratica
quelle aventi valori ddoa posizionati agli estremi dell’'intervallo dei datedi di resistenza a fatica.

Tabella 6: Valori di ke ("Equivalent Stress Intensity Factor”, [15]) pelicane delle serie di giunti saldati. A
destra, definizione della distanzamel calcolo di k.



!
1028 Tnom

Serie t Iy Fater) MEL
[tnm] [MMPa] [MPamm"]
=5 10F
1 13 1141 59 52 73.43 1]
2 00 1.097 59 64 101,57 :
3 100 0,883 5547 9518 1
4 13 0,968 91,70 6549 .
6 25 0787 93 92 67.31 P b
D:I%IEII ool o1 i ]

distanza r dall'apice

Risulta evidente come la dispersione rimanga @atente invariata nel passare/is, a AKg; alla luce dei
risultati ottenuti, il fattore di Kihara-Yoshii nopare pertanto idoneo a sintetizzare in forma wavo
condizioni di equivalente criticita in termini domportamento a fatica a elevato numero di ciclidiaete
una combinazione opportuna di fattori geometricari nominali diAcA.

6. Conclusioni

La resistenza a fatica ad elevato numero di ciclgidnti saldati a croce di diversa geometria taul
sostanzialmente costante se espressa in termifj, dpotizzando la presenza di una cricca all’attadeo

cordoni. Sono stati considerati modelli diversin @avicche corte orientate secondo la bisettricBashgjolo di
apertura dei giunti o secondo la normale alla drez della forma esterna. Nei modelli base il ragdj
raccordo e stato posto pari a zero; successivanantaggio € stato dato un valore unitario, rendend
possibile un confronto tra valori teorici di resista a fatica e valori sperimentali.

Il calcolo di K € stato effettuato sfruttando il principio di sapposizione degli effetti e utilizzando i fattori
di intensificazione delle tensionijke Ko (gia definiti in [11] 'Notch Stress Intensity Factdr NSIF). E’
stato espresso in forma chiusa il legame tra-KK2 e il fattore K; cio rendera agevole per i giunti in
questione ogni futuro calcolo di vita residua basatl'integrazione della legge di Paris.
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