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Résumé

Le développement de matériaux d’ingénierie combinant ténacité et résistance à l’usure
reste encore un défi. Dans le but de contribuer à ce domaine, cette thèse présente une étude
de la carbonitruration des aciers 16NiCrMo13 et 23MnCrMo5. L’évolution cinétique des at-
mosphères à base d’hydrocarbures et d’ammoniac est étudiée numériquement, ainsi que le
comportement local à l’équilibre et la cinétique de diffusion pour l’obtention de profils d’enri-
chissement des alliages traités. Les simulations sont confrontées à des mesures par chroma-
tographie en phase gazeuse des produits de pyrolyse de l’acétylène et de décomposition de
l’ammoniac, et aux réponses métallurgiques, par l’évaluation des profils de diffusion, des fi-
liations de dureté et par l’identification des précipités formés par microscopie électronique en
transmission. La dureté obtenue après trempe et traitement cryogénique évolue selon la racine
carrée de la teneur en interstitiels en solution solide simulée à partir de la composition locale
en utilisant des mesures des profils chimiques en carbone et en azote. Après revenu, les zones
enrichies en azote montrent une tenue en dureté supérieure à celles obtenues avec la même
teneur totale en carbone en solution, ce qui a été attribué après observation par microscopie
électronique en transmission à une fine précipitation de nitrures de fer lors de cette dernière
étape de traitement. Le bilan de matière des produits de pyrolyse montre que les principales
espèces non détectées sont des radicaux fortement carbonés qui peuvent aussi donner lieu à
la formation d’hydrocarbures polycycliques de haut poids moléculaire dans les zones froides du
réacteur. À la pression atmosphérique et à basse pression l’établissement de conditions d’enri-
chissement en carbone à concentration constante est possible en utilisant de faibles pressions
partielles d’acétylène dilué dans l’azote. La conversion atteinte par la pyrolyse de ce précurseur
est pourtant importante à la température de traitement compte tenu du temps de séjour carac-
téristique du réacteur employé à la pression atmosphérique. La cinétique de décomposition de
l’ammoniac étant beaucoup plus lente que celle des hydrocarbures légers, il a été possible de
quantifier la vitesse de décomposition de cette espèce par unité de surface métallique exposée
pendant la durée d’un traitement.

Mots-clés : Carbonitruration ; Traitements thermochimiques ; Martensite ; Cinétique chimique ;
Modèles de réacteur.
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Abstract

The development of engineering materials combining both toughness and wear resistance
is still a challenge. Aiming to contribute to this field of study, this thesis presents a study of the
carbonitriding process of alloys 16NiCrMo13 and 23MnCrMo5. Kinetics of hydrocarbon- and
ammonia-based atmospheres, as well as local equilibrium and diffusion kinetics for achieving
the enrichment profiles, are studied by numerical simulation. These simulations are compared
to chromatography measurements of gas phase pyrolysis products of acetylene and ammonia
decomposition, and with metallurgical responses, where the comparison is made with evaluated
diffusion profiles, hardness measurements and the identification of precipitates by transmission
electron microscopy. Hardness after quench and cryogenic treatment depends on the square
root of total solid solution interstitial content simulated by using local carbon and nitrogen com-
positions obtained experimentally. After tempering, the regions enriched in nitrogen show better
hardness stability than those with same total carbon interstitial content, what was linked to a
fine precipitation of iron nitrides observed by transmission electron microscopy. Mole balance
of pyrolysis products show that the main non-detected species are high-carbon radicals, which
may also lead to the formation of polycyclic aromatic hydrocarbons of high molecular weight at
the reactor outlet. At both atmospheric and reduced pressures, constant concentration enrich-
ment boundary conditions were established by using low partial pressures of acetylene diluted
in nitrogen. Pyrolysis of this precursor attains high conversion rates at treatment conditions gi-
ven the important residence time of the atmospheric pressure reactor. Ammonia decomposition
kinetics being much slower than that of low molecular weight hydrocarbons, it was possible to
identify the decomposition rate of this species over a metallic sample during a treatment.

Keywords : Carbonitriding ; Thermochemical treatments ; Martensite ; Chemical kinetics ; Reac-
tor models.
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Introduction générale

Le développement de matériaux d’ingénierie qui combinent ténacité et résistance à l’usure
et à la fatigue reste aujourd’hui encore un défi. Parmi les facteurs qui limitent la production
de ce type de matériaux, on peut citer l’incompatibilité intrinsèque qui existe entre ténacité et
dureté. Les facteurs économiques limitant la production de matières premières avec un niveau
d’inclusions très réduit, la difficulté de maîtriser les procédés existant au niveau industriel, entre
autres, imposent des contraintes à ce type de développement.

Cette thèse a pour but de contribuer à la compréhension des phénomènes régissant la car-
bonitruration d’aciers faiblement alliés à partir d’hydrocarbures et d’ammoniac, en particulier
les alliages 16NiCrMo13 et 23MnCrMo5, et leurs réponses métallurgiques. Le procédé de car-
bonitruration est l’objet central de la présente étude qui traite en particulier du couplage entre
cinétique chimique, hydrodynamique et transformations métallurgiques en phase solide. L’ap-
proche utilisée vise à améliorer la maîtrise à l’échelle industrielle de ce traitement basé plus
spécifiquement sur l’utilisation à basse pression d’acétylène comme source première de car-
bone. Cela intègre des aspects à la fois expérimentaux mais aussi de modélisation, permettant
à terme d’assurer le transfert des résultats de l’échelle laboratoire à l’industrie. De manière plus
spécifique, les études réalisées visent à :

— comprendre le rôle de l’azote sur les réponses mécaniques et métallurgiques des alliages
16NiCrMo13 et 23MnCrMo5. Cela peut être divisé en (i) l’étude de l’influence de l’azote
sur la dureté après trempe, c’est-à-dire l’évaluation de l’effet de cet élément en solution
dans la martensite et sur la formation d’austénite résiduelle, et (ii) le rôle de cet élément
sur le revenu des alliages choisis entre 483 K et 673 K, ce qui est évalué par la chute en
dureté observée lors des traitements effectués ;

— étudier le comportement cinétique des atmosphères à base de C2H2 et de NH3 dans des
conditions d’intérêt pour les procédés thermochimiques. Cela se fait à partir des expé-
riences et par modélisation des atmosphères à l’échelle des installations expérimentales
utilisées.

Les traitements thermochimiques des matériaux métalliques sont réalisés dans des mi-
lieux réactifs grâce à une activation le plus souvent thermique et à l’apport des gaz réactifs
permettant la modification partielle de la composition chimique du matériau en surface. Ils
peuvent également être réalisés par immersion dans des sels fondus, ou être assistés par des
décharges électriques [1, 2]. Ce mémoire est dédié uniquement aux traitements thermochi-
miques activés par voie thermique, pour lesquels la modification partielle de la composition de
surface est assurée par transfert de matière entre le gaz et le métal. Ce n’est possible qu’en
fixant une différence de potentiel chimique entre les constituants de l’atmosphère et ceux du
matériau traité [2, 3]. Ces traitements sont largement employés dans l’industrie pour modi-
fier les propriétés de surface des matériaux métalliques, notamment des aciers. La nitruration,
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INTRODUCTION GÉNÉRALE 4

la cémentation, la nitrocarburation, la carbonitruration, la boruration, entre autres, permettent
d’assurer des enrichissements de surface en azote, carbone, bore, etc. La Figure 1 présente
des pièces de transmission de puissance typiquement soumises à cette famille de traitements.

FIGURE 1 – Exemples de pièces de transmission de puissance soumises à des traitements thermochi-
miques (source : Safran Group).

Le traitement de carbonitruration est un procédé thermochimique de traitement des maté-
riaux qui, par l’introduction de carbone et d’azote à la surface des aciers, améliore les résis-
tances à la fatigue et à l’usure des pièces traitées. Typiquement, la thermochimie du procédé
peut être considérée comme la combinaison d’une cémentation et d’une nitruration dans le
domaine austénitique, généralement dans la plage allant de 1073 K à 1173 K [3, 4]. Bien que
la pratique industrielle consiste le plus souvent en l’enrichissement simultané de l’alliage par
les deux éléments interstitiels, les résultats présentés ici sont relatifs à un traitement de carbo-
nitruration réalisé comme une séquence d’étapes de cémentation et de nitruration. Cette ap-
proche vise à explorer les réponses métallurgiques et mécaniques des alliages étudiés plutôt
que les paramètres du procédé de carbonitruration [3, 5] et minimise la formation de compo-
sants toxiques comme les cyanures pendant le traitement. L’étude de la cinétique gazeuse du
procédé se fait d’abord séparément et ses fondements seront abordées à la fin de ce chapitre.

Le plus souvent, le traitement de carbonitruration est effectué sur du fer pur, des aciers
faiblement alliés à faible teneur en carbone et des pièces issues de la métallurgie des poudres.
Le présent travail traite uniquement du comportement des aciers faiblement alliés. La faible
teneur en carbone a pour rôle d’augmenter la cinétique du procédé – augmentation du gradient
de potentiel chimique entre la surface et le cœur du matériau – tout en maintenant la ténacité
au cœur des pièces. Les éléments d’alliage sont destinés à optimiser la trempabilité en surface,
promouvoir le durcissement par solution solide à cœur et favoriser la précipitation des carbures
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5 INTRODUCTION GÉNÉRALE

et nitrures lors du revenu. Comme les fractions d’interstitiels typiquement introduites en surface
par le traitement thermochimique sont dans la gamme de fractions massiques allant de 0,005 à
0,007 (en considérant le carbone et/ou l’azote), typiquement une microstructure de martensite
en lattes est obtenue dans le gradient de composition [2]. La présence d’éléments d’alliage,
comme le chrome et le manganèse, implique un comportement différent de celui observé dans
le système Fe C N [6, 7] en raison de leurs effets sur la transformation martensitique, la
résistance au revenu et la précipitation des nitrures à la température de traitement [8], ce qui
réduit de façon drastique la solubilité de l’azote dans l’austénite.

Le procédé exploite principalement la transformation martensitique pour obtenir les pro-
priétés désirées dans les pièces traitées. Le traitement doit toujours être suivi d’une trempe
afin de produire les résultats souhaités. Les contraintes introduites par la trempe dépassent i

l’énergie de déformation requise par la transformation martensitique [9], ce qui conduit à une
phase fragile avec des contraintes internes élevées. Une dernière étape de revenu – typique-
ment à une température de l’ordre de 473 K – est nécessaire pour augmenter la ténacité de
la martensite pour les applications visées. Bien que le modèle de Norstrom [10], qui sera uti-
lisé dans l’analyse des réponses mécaniques, traduise assez bien le comportement en dureté
de la martensite après trempe, les propriétés mécaniques des pièces traitées et revenues dé-
pendent d’une série de mécanismes complexes qui seront abordés tout au long du texte. En
outre, la nature des phases à l’équilibre à la température de revenu et leur cinétique de forma-
tion jouent un rôle important sur les propriétés finales des alliages qui peuvent s’établir dans
des conditions de para–équilibre [11].

À l’échelle du laboratoire, le procédé de carbonitruration a fait l’objet d’études à la fois à
la pression atmosphérique et sous vide. En effet, en raison de la maîtrise acquise à l’Institut
Jean Lamour sur les processus interfaciaux se déroulant dans un procédé de thermogravimé-
trie fonctionnant à pression atmosphérique, il a été décidé de bénéficier de cette expérience
pour comprendre le comportement métallurgique des nuances traitées, avant de procéder à un
transfert des résultats obtenus dans ces conditions à des réacteurs opérant sous vide.

La caractérisation chimique et microstructurale des aciers traités a permis de mieux com-
prendre le comportement en diffusion-précipitation du carbone et plus spécialement de l’azote
dans les deux alliages étudiés. Le procédé à pression atmosphérique a également fait l’objet
de diagnostics par chromatographie en phase gazeuse et par thermogravimétrie, afin de dé-
terminer l’influence des processus de volume par rapport aux processus de surface lors de la
décomposition des précurseurs et de l’enrichissement des nuances en carbone et en azote.

Pour la modélisation de l’enrichissement des alliages étudiés, le logiciel Thermo-Calc [12,
13] a été employé ii. Ce logiciel permet de traiter la modélisation de la diffusion des éléments
interstitiels et de la précipitation de nitrures et de carbures qui décrit les transformations à l’état
solide. Les profils de diffusion ainsi obtenus sont comparés à des simulations en utilisant les
interdépendances des diffusivités du carbone et de l’azote qui ont été proposées et validées par
Slycke et Ericsson [4]. L’étude du comportement cinétique des atmosphères a été réalisée en

i. Sur une profondeur qui dépend de la composition de la nuance, de la fraction en interstitiels et des conditions
de transfert thermique du milieu de trempe.

ii. L’édition 2015 de ce logiciel intègre déjà Dictra [13] comme un module au lieu d’un programme séparé. Dans le
texte, si l’on parle de simulation de diffusion avec Thermo-Calc [12, 13], cela veut dire l’emploi du module Dictra [13]
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utilisant un code développé dans les langages de programmation C++ et Python en utilisant les
librairies TChem [14] et Cantera [15] pour le calcul des vitesses de réaction et CVode [16] pour
l’intégration du système d’équations ainsi généré. Les librairies Boost [17] et NetworkX [18]
ont été employées dans l’analyse des graphes chimiques permettant l’implémentation de la
méthode de Lu et Law [19] pour la simplification des systèmes cinétiques et l’obtention de
modèles compatibles avec des simulations couplées de la cinétique de décomposition des
précurseurs et de l’hydrodynamique du réacteur.

Ce mémoire de thèse est divisé en trois parties : tout d’abord la Partie I contient une re-
vue bibliographique et théorique des différentes avancées sur les traitements thermochimiques
des aciers faiblement alliés. Ensuite, dans la Partie II est présentée une étude expérimentale
des traitements thermochimiques et de la cinétique de décomposition des précurseurs utilisés.
Enfin, la modélisation des procédés est traitée dans la Partie III. Cette thèse s’inscrit dans
le cadre d’un partenariat de recherche entre différentes entités académiques et industrielles,
réunies dans l’Institut de Recherche Technologique Matériaux, Métallurgie et Procédés (IRT
M2P) autour du projet Traitements Thermochimiques Avancées. Les travaux de recherche ont
été réalisés au sein de l’Institut Jean Lamour (IJL) à l’Université de Lorraine.

INTRODUCTION GÉNÉRALE
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CHAPITRE 1
Aspects procédés des traitements
thermochimiques

Ce chapitre vise à introduire le sujet et à présenter un état de l’art des traitements ther-
mochimiques par transfert de carbone et d’azote dans les aciers faiblement alliés. Une at-
tention particulière sera accordée à la carbonitruration, procédé utilisé il y a plusieurs dé-
cennies avec la cémentation et d’autres procédés de durcissement de surface pour amélio-
rer le comportement mécanique de pièces d’ingénierie [3]. Pour cela, la Section 1.1 décrira
les principes sous–jacents au contrôle des procédés thermochimiques permettant l’enrichis-
sement en éléments interstitiels comme le carbone et l’azote. Ensuite, les lois de la diffusion
à l’état solide et le logiciel Thermo-Calc [12, 13] qui est utilisé pour la simulation des profils
de diffusion–précipitation dans les alliages étudiés seront présentés Section 1.2. Les bases
de données du logiciel Thermo-Calc [12, 13] contiennent les informations nécessaires aux si-
mulations, i.e. des polynômes pour la représentation des propriétés thermodynamiques et de
transport. La Section 1.3 présente les fondements théoriques requis pour comprendre le cou-
plage hydrodynamique–cinétique qui a lieu au sein des réacteurs réels employés pour des trai-
tements thermochimiques. Finalement, la Section 1.4 contiendra les fondements de cinétique
chimique selon la loi d’action de masse, ainsi que la méthode de simplification du mécanisme
établi afin d’obtenir un nombre réduit d’espèces pour obtenir un modèle moins exhaustif mais
plus rapide pour la simulation des écoulements réactifs ayant lieu dans les procédés.

9
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1.1 Contrôle des procédés thermochimiques gazeux

L’objectif recherché en réalisant des traitements thermochimiques des matériaux métal-
liques est de transférer des atomes provenant du milieu extérieur à la surface des pièces à
partir de réactions hétérogènes [20] et de modifier, dans le cas de la carbonitruration, ses ca-
ractéristiques mécaniques. La maîtrise d’un procédé thermochimique comprend l’étude de la
cinétique et de la thermodynamique du milieu permettant l’enrichissement de l’interface avec
le matériau traité où ont lieu diffusion et transformations métallurgiques. Cela revient à devoir
traiter [21] le transport des espèces réactives en phase gazeuse vers la surface de l’acier, ce
qui inclut la cinétique chimique, la diffusion dans le gaz et l’hydrodynamique du système, les
réactions physicochimiques et chimiques à la surface de l’acier et le transport à l’état solide
– diffusion-précipitation – des atomes incorporés par réaction hétérogène. Cet ensemble de
phénomènes doit être pris en compte pour simuler le procédé thermochimique au moyen des
équations :

— de bilan matière dans le gaz, à l’interface et dans le solide,

— de conservation de la quantité de mouvement et des espèces,

— de transport de la chaleur et de la diffusion de matière.

Précurseurs

Cinétique chimique
Phénomènes de transport

Atmosphère Interface

Processus
hétérogènes

Solide

Transport à
l'état solide

Cinétique de surface
Échanges de chaleur

et de matière
Diffusion-précipitation
Échanges de chaleur

FIGURE 1.1 – Schéma illustrant les principaux processus ayant lieu dans les différentes régions utilisées
pour décrire les traitements thermochimiques gazeux.

Plusieurs simplifications qui peuvent être mises à profit pour l’optimisation des procédés
sont possibles selon le comportement cinétique de l’atmosphère de traitement. Cela peut être
illustré, par exemple, dans le cas où l’atmosphère atteint rapidement l’équilibre, cas pour lequel
il n’y a pas de couplage entre cinétique et hydrodynamique : l’enrichissement des surfaces
peut alors être simplement contrôlé en connaissant l’équilibre gaz–solide. Une autre simplifi-
cation est possible si l’établissement d’un état stationnaire en phase gazeuse pour un débit
donné a lieu. On peut alors considérer un pseudo–équilibre à l’interface gaz–solide. Comme
ce travail aborde la carbonitruration comme une série d’étapes successives de cémentation et
de nitruration, les discussions sur le contrôle des atmosphères carburantes et nitrurantes se
feront séparément. Slycke et Ericsson [3] ont abordé l’enrichissement simultané en carbone et
en azote.

1.1. CONTRÔLE DES PROCÉDÉS THERMOCHIMIQUES GAZEUX
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1.1.1 Contrôle de l’étape de cémentation

Le temps caractéristique pour atteindre l’équilibre des atmosphères CO H2 dans la plage
de température typiquement employée pour la carbonitruration est court par rapport à la durée
de traitement [21, 22]. Dans ce cas, l’enrichissement en carbone est indépendant de l’écoule-
ment si le débit total des gaz précurseurs est suffisant pour permettre un enrichissement avec
une condition aux limites à concentration constante à l’état stationnaire. Si ces conditions ne
sont pas atteintes, la consommation du carbone disponible dans l’atmosphère est plus rapide
que l’arrivée du gaz et une condition à flux variable s’établit. Les paramètres pour établir ce type
de contrôle dépendent du volume du four, de la surface totale des pièces traitées, du système
de circulation de gaz, etc [21]. Cette hypothèse d’équilibre permet d’utiliser le potentiel carbone
comme paramètre de contrôle du procédé, paramètre dont la définition la plus simple et gé-
nérale est « le potentiel carbone d’une atmosphère est la fraction massique en carbone d’un
acier en équilibre thermodynamique avec cette atmosphère [21] ». Cette grandeur, notée PC

dans sa représentation en pourcentage massique, est caractéristique de l’atmosphère et n’a
de sens que si le système est en équilibre. À partir des expressions de l’équilibre gaz–solide,
on calcule l’activité du carbone dans le matériau. Pour cela, on prend comme état de référence
le graphite, comme cela est fait dans l’Équation E 1.1 [21].

amC = 1, 07·Q·
(

%PC
100− 19, 6%PC

)
· exp

(
4798, 6

T

)
(E 1.1)

Dans cette Équation E 1.1 le paramètre Q est une fonction de la composition de l’acier et
sert à introduire l’influence des éléments d’alliage dans le calcul de l’équilibre entre la fraction
massique en carbone dans le matériau et l’activité correspondante dans le gaz. Une des ex-
pressions disponibles dans la littérature pour son calcul est fournie par Gunnarson [23] et est
donnée par l’Équation E 1.2.

Q = 1 + %Si (0, 15 + 0, 033%Si)− 0, 0365%Mn−%Cr (0, 13− 0, 0055%Cr)

+ %Ni (0, 03 + 0, 00365%Ni)−%Mo (0, 025 + 0, 01%Mo)
(E 1.2)

Plusieurs expressions d’équilibre peuvent être écrites pour les atmosphères à base de
CO − H2. Le choix de l’équilibre considéré pour le réglage du procédé implique la mesure
d’une grandeur physique spécifique, ce qui demandera une méthode différente de détection.
En général, la mesure de la température du point de rosée, la mesure de la pression partielle
d’oxygène ou la mesure par absorption infrarouge de la pression partielle de CO sont réalisées
dans ce but [21]. Par exemple, pour un contrôle basé sur la température de point de rosée,
l’équilibre en phase gazeuse de la réaction du gaz à l’eau donné par CO + H2 Cm + H2O
et sa constante d’équilibre en termes de pression Kp – pressions partielles données en atm –
permet d’établir l’expression de l’activité agC du carbone dans le gaz grâce à l’Équation E 1.3.

agC =
P (CO) · P (H2)

P (H2O)
· exp

(
16763

T
− 17, 5842

)
(E 1.3)

L’hypothèse d’équilibre à l’interface gaz–solide nous permet d’écrire amC = agC . Cette ex-
pression permet de comprendre les relations entre les paramètres opératoires – composition

1.1. CONTRÔLE DES PROCÉDÉS THERMOCHIMIQUES GAZEUX
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de l’atmosphère et la température – et la composition de la nuance traitée – en termes du
paramètre Q – avec la teneur en carbone obtenue en surface — le potentiel carbone PC . Pour
des alliages différents, la teneur en carbone PC – pour une activité constante de l’atmosphère
agC – sera d’autant moins importante que la valeur de Q sera élevée. On peut vérifier cela à
partir des Équations E 1.1 et E 1.3 et de la condition d’équilibre amC = agC en faisant :

PC =
10000· amC

107·Q· exp
(
4798,6
T

)
+ 1960· amC

Les Équations E 1.1 et E 1.3 permettent le calcul de la pression partielle de vapeur d’eau
P (H2O) à l’équilibre dans le système. Cette grandeur est utilisée dans l’Équation E 1.4 avec la
pression de travail Pref du système dans le calcul de la température de point de rosée Tr du gaz
qui peut être mesurée par des techniques analytiques et permet la mise au point et le suivi du
procédé. Cette procédure permet de tracer des diagrammes donnant la température du point
de rosée Tr en fonction de la fraction massique en carbone pour un alliage spécifique, comme
celui de la Figure 1.2. Les données présentées ont été calculées comme cela est décrit dans
cette section et comparées à celles calculées par le logiciel Thermo-Calc [12, 13], au moyen
des bases de données SSUB3 pour l’équilibre en phase gazeuse et TCFE7 pour lier l’activité
en carbone à sa fraction massique dans le système Fe C.

Tr =
5422, 13

14, 7316 + ln

(
Pref

P (H2O)

) (E 1.4)

La température de point de rosée requise pour atteindre une fraction massique en carbone
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FIGURE 1.2 – Température du point de rosée en fonction de la fraction massique en carbone en équilibre
avec l’atmosphère pour le système à 1173 K. Atmosphère N2 − 0,2 H2 − 0,4 CO.

1.1. CONTRÔLE DES PROCÉDÉS THERMOCHIMIQUES GAZEUX



13 CHAPITRE 1. ASPECTS PROCÉDÉS DES TRAITEMENTS THERMOCHIMIQUES

visée en surface décroît avec l’augmentation du paramètreQ de l’Équation E 1.1. Cela implique
donc une pression partielle de l’eau P (H2O) en équilibre avec la surface correspondant à cette
teneur en carbone plus faible : plus la fraction en carbone visée en surface est élevée, plus
la température du point de rosée associée est faible. La méthode analytique proposée n’est
valable que jusqu’à la limite de solubilité en carbone, activité amC = 1. Dans le cas du système
binaire Fe C, la fraction massique en carbone dans le matériau devient indépendante de la
température du point de rosée Tr, étant donné qu’il est impossible d’avoir de la diffusion en do-
maines biphasés dans des systèmes binaires. Cela implique le besoin d’un contrôle précis de
Tr au voisinage de la limite de solubilité pour limiter la précipitation de cémentite. Ce n’est pas
le cas pour des alliages de fer et des considérations supplémentaires sont alors nécessaires
— Section 3.3.

Le contrôle des atmosphères d’hydrocarbures est rapporté par Yada et Watanabe [24] qui
montrent que pour de faibles pressions partielles – de l’ordre de 50 Pa – il est possible d’at-
teindre la condition de saturation en surface pour des aciers faiblement alliés. Cependant, les
auteurs [24] ont réalisé un enrichissement à la saturation en carbone de l’austénite et leurs
conditions expérimentales ne sont pas représentatives des réacteurs de grandes dimensions
où la décomposition de l’acétylène peut être importante. Cela fait l’objet du Chapitre 3 qui trai-
tera des mécanismes de décomposition des hydrocarbures disponibles dans la littérature [25–
43] et de leur cinétique, puis du Chapitre 5 pour leur simulation numérique. Autres résultats
concernant la cémentation basse pression à partir d’hydrocarbures sont aussi fournis dans la
littérature Tsuji et al. [44], Liu et Chen [45], Iwata [46], Kula et al. [47, 48], Zajusz et al. [49].

1.1.2 Contrôle de l’étape de nitruration

La nitruration gazeuse est conduite avec des atmosphères à base d’ammoniac et de ses
produits de décomposition [3, 50], comme cela est présenté par la Réaction R 1.1 et sa constante
d’équilibre [51, 52] – l’Équation E 1.5 – qui vaut Khom = 1,2× 105 atm2 à 713 K. Cette valeur
montre qu’à cette température, typique pour la nitruration des aciers, l’ammoniac devrait être
déjà presque complètement dissocié [20]. Si la température augmente à 1173 K, on obtient
Khom = 2,3× 107 atm2, valeur qui correspond à une fraction résiduelle en NH3 de deux ordres
de grandeur plus faible que celle disponible typiquement dans la carbonitruration. Selon Slycke
et Ericsson [3], cette température impose une limite pratique pour l’enrichissement en azote
des aciers faiblement alliés et on ne devrait avoir que du H2 et du N2 dans le réacteur. Si
l’enrichissement en carbone a lieu en même temps que celui en azote, la fraction résiduelle
d’ammoniac ne change pas de façon mesurable [3].

2 NH3 N2 + 3 H2 (R 1.1)

L’Équation E 1.5 devrait permettre de calculer la fraction molaire résiduelle d’ammoniac dis-
ponible dans le four pour permettre le transfert de matière vers le solide : ce n’est pas le cas
étant donnée la cinétique de décomposition de NH3. Selon Gantois et Dulcy [20] « la faible vi-
tesse de dissociation thermique de la molécule de NH3 en phase gazeuse implique que celle-ci
se trouve dans un état de pseudo-équilibre thermodynamique vis-à-vis du temps de séjour rela-
tivement court des molécules dans le réacteur, généralement de l’ordre de quelques minutes »

1.1. CONTRÔLE DES PROCÉDÉS THERMOCHIMIQUES GAZEUX
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à la pression atmosphérique. Les temps de séjour dans les traitements thermochimiques à
basse pression sont environ de deux ordres de grandeur plus courts. Cela implique que le
contrôle du procédé dépend de l’hydrodynamique du réacteur [3, 50], qui impose un temps de
séjour moyen des molécules en phase gazeuse dépendant principalement du débit volumique
du gaz vecteur [20].

Khom (T ) =
P (N2) · P (H2)3

P (NH3)2
= exp

[
2, 3·

(
12, 392− 5886

T

)]
(E 1.5)

Le contrôle du débit des précurseurs permet l’établissement d’une fraction résiduelle constante
d’ammoniac dans le gaz. C’est donc cette fraction résiduelle qui doit être en équilibre avec
l’azote dans l’acier, comme cela est imposé par la Réaction R 1.2 et sa constante d’équilibre
– Équation E 1.6 – [3, 22]. C’est cette réaction globale avec le solide qui constitue l’étape li-
mitante du procédé dans le cas du fer [3] et de ses alliages. D’un point de vue élémentaire,
l’équilibre précédent est géré par des déshydrogénations successives de l’ammoniac, si bien
que l’étape élémentaire limitante dépend des caractéristiques de la surface traitée et bien sûr
de la température [53]. L’augmentation de la température favorise la formation des produits
dans les Réactions R 1.1 et R 1.2, ce qui est mis en évidence par les Équations E 1.5 et E 1.6,
qui présentent des dérivées positives par rapport à la température. Il y a donc une compétition
entre l’apport d’azote dans l’austénite et sa décomposition homogène.

On doit aussi remarquer que l’équilibre introduit des contraintes additionnelles comme la
réaction de denitruration Ns 1

2 N2
(g) et peut conduire à la formation de défauts dans la

couche : lors de l’interruption de l’apport en NH3, le mécanisme de rétro–diffusion d’azote est
régi en surface par le processus indirect de la Réaction R 1.2, ce qui peut provoquer une perte
importante de masse. Le procédé peut encore conduire à la formation de gaz N2 aux joints
de grains et autres défauts cristallins où peuvent alors se concentrer ces molécules et pro-
mouvoir la formation de porosités. Lorsque des pressions de l’ordre de quelques centaines
d’atmosphères s’exercent dans les pores et que les températures sont élevées, la déformation
plastique du matériau, associée à la coalescence des pores, conduit à l’apparition de défauts
de surface macroscopiques. Les paramètres importants pour la compréhension de la formation
de porosité sont donc la température, la durée du traitement et l’activité de l’azote dans l’aus-
ténite [22]. Yahia [22] observe la formation de porosités dans les échantillons de nuance XC10
avec une fraction massique en azote de 0,006 en surface. Pour les nuances traitées ici, cette
teneur doit être plus élevée, dans la mesure où la présence d’éléments d’alliage (principale-
ment le Cr) diminue l’activité de l’azote par formation de précipités. Comme cette limite (une
fraction massique wN = 0, 006) se situe au-delà de celle définie dans cette étude (wN = 0, 004),
la formation importante de porosités n’est pas attendue.

NH3
s Ns +

3
2

H2 (R 1.2)

Khet (T ) =
amN · P (H2)

3
2

P (NH3)
= exp

[
2, 3 ·

(
6, 196− 2943

T

)]
(E 1.6)

C’est à partir de ce pseudo–équilibre que Lehrer [54] dans les années 1930 a établi pour

1.1. CONTRÔLE DES PROCÉDÉS THERMOCHIMIQUES GAZEUX
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Fe N un diagramme de phases en fonction d’une grandeur appelée potentiel de nitruration,
défini par KN = P (NH3)/P (H2)

3/2 = amN/Khet. Dans cette équation amN , l’activité de l’azote dans
l’alliage est une fonction de la teneur en azoteNm dans le métal et la relation dépend du modèle
de solution adopté. L’équation donnant le KN peut être résolue pour des alliages industriels
à l’aide du logiciel Thermo-Calc [12, 13]. Cela permet d’obtenir des diagrammes KN vs Nm

et donc, de déterminer la composition de l’atmosphère permettant d’atteindre la teneur en
azote désirée en surface des pièces traitées. La Figure 1.3 présente ces diagrammes pour
les alliages étudiés en considérant plusieurs teneurs en carbone et utilisant le diazote à la
pression atmosphérique comme état de référence de l’azote — voir Annexe A. Il faut prendre
en compte le fait que c’est la teneur résiduelle de NH3 dans l’atmosphère qui permet ce calcul
de pseudo–équilibre. D’autres expressions pour décrire l’équilibre gaz–matériau sont réunies
dans une synthèse écrite par Gantois et Dulcy [20].

10−5

10−4

10−3

10−2

0,000 0,002 0,004 0,006 0,008 0,010

Po
te

nt
ie

ld
e

ni
tr

ur
at

io
n

–
K

N
(a
tm

−
0
,5
)

Fraction massique en azote

xC = 0, 001

xC = 0, 005

xC = 0, 009

(a) 16NiCrMo13

10−5

10−4

10−3

10−2

0,000 0,002 0,004 0,006 0,008 0,010

Po
te

nt
ie

ld
e

ni
tr

ur
at

io
n

–
K

N
(a
tm

−
0
,5
)

Fraction massique en azote

xC = 0, 001

xC = 0, 005

xC = 0, 009

(b) 23MnCrMo5

FIGURE 1.3 – Diagrammes donnant le potentiel de nitruration en fonction de la fraction massique en
azote en surface dans les alliages 16NiCrMo13 et 23MnCrMo5.

1.2 Transport de matière à l’état solide

1.2.1 Fondements théoriques

Le transport de matière à l’état solide est à la base de la majorité des traitements ther-
mochimiques. L’introduction des éléments carbone et azote lors de la carbonitruration se fait
à partir d’une réaction de surface entre la pièce et le milieu servant au traitement et ensuite
par diffusion de ces éléments vers le cœur des pièces traitées [3]. Cette migration des atomes
se produit par sauts successifs entre les défauts ou espaces vides du cristal sous l’effet de
l’agitation thermique. Si l’on traite la migration des atomes par une méthode statistique, il faut
introduire les notions de probabilité de saut, de distance de saut, de directions possibles et de
fréquence de vibration atomique [55]. Compte tenu de la grande difficulté ou même de l’impos-
sibilité de mesurer ces grandeurs, la définition du coefficient phénoménologique de diffusion D
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permet, à une échelle beaucoup plus grande que celle de la maille du cristal, de quantifier le
flux moyen J de transport de matière.

D’un point de vue physique, c’est le gradient de potentiel chimique µi, qui est responsable
du mouvement atomique conduisant à une augmentation de l’entropie du système [55, 56].
Comme il y a proportionnalité entre µi et la concentration ci de l’espèce i on établit dans le cas
général le flux Ji = −Di

~∇ · ci, ce qui constitue la première Loi de Fick. Le bilan de matière sur
ce flux conduit à la seconde loi de Fick, exprimée par l’Équation E 1.7 [13] dans le cas 1-D. Ces
équations régissent la cinétique de transport à l’état solide dans les systèmes simples, comme
les mélanges binaires et ne prennent pas en compte des phénomènes de transformation de
phases directement.

∂ci
∂t

=
∂

∂x

(
− Ji

)
=

∂

∂x

(
Di
∂ci
∂x

)
(E 1.7)

Plus formellement, cette formulation n’est valable que pour des systèmes où le gradient
de potentiel chimique, ∂µ/∂x, d’une espèce n’est dépendant que d’elle-même : les dérivées
partielles d’interaction entre les éléments i et j du type ∂µi/∂µj sont égales à zéro. Dans le cas
le plus général, on doit écrire les gradients de potentiels chimiques comme étant une fonction
des flux de toutes les espèces, ce qui sous forme matricielle est donnée par :

∂µ

∂x
= R · J (E 1.8)

d’où on obtient la matrice des coefficients phénoménologiques d’interaction entre les gradients
des potentiels chimiques d’Onsager [57, 58] représentée par L = R−1, où R est la matrice
d’interaction entre les flux, à l’origine des dépendances des gradients ∂µ/∂x dépendant de la
composition. Cette forme permet de prendre en compte l’influence du gradient de concentra-
tion d’un élément sur la migration des autres éléments. Elle devient nécessaire lorsque l’activité
d’un élément intervient significativement sur celle d’un autre. Un exemple classique de ce genre
d’interaction a été établi par Darken [59] dans le système Fe Si C. Dans son expérience, Dar-
ken [59] couple deux alliages contenant des teneurs proches en carbone mais différentes en
silicium. Il montre ainsi que le carbone diffuse de l’alliage le moins concentré en carbone vers
celui le plus concentré en carbone, c’est-à-dire de la zone la plus riche en silicium vers celle
la plus pauvre en silicium, contrairement à ce que prédit l’Équation E 1.7 qui ne tient compte
que des concentrations. Cela est lié au fait que le Si augmente l’activité du carbone dans l’aus-
ténite, impliquant le besoin d’un traitement de la diffusion selon l’approche thermodynamique
proposée par Onsager [57, 58] pour décrire les interactions élémentaires sur les forces mo-
trices de la diffusion. Dans le cas où l’on peut avoir précipitation dans le solide, l’équation de
la diffusion à l’état solide doit être modifiée pour prendre en compte cet effet via l’introduction
d’un terme source, et être résolue en alternant des étapes de diffusion et d’équilibre local [13].
Une approche pour la prise en compte de ces effets est présentée par Gouné et al. [60].

Dans le présent travail, le code commercial Thermo-Calc [12, 13] qui tient compte de cette
approche d’Onsager [57], est utilisé pour les simulations de la diffusion en systèmes multi-
composants. Il est employé dans un grand nombre de problèmes différents et notamment pour
simuler des traitements thermochimiques [12, 13]. Le traitement de la diffusion en système
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multi-composants se fait en 1-D transitoire comme décrit par Andersson et Ågren [61] en uti-
lisant fondamentalement la méthode de Ågren [62] pour l’intégration de l’évolution des profils
de diffusion. Les bases de données de Thermo-Calc [12, 13] sont utilisées pour le calcul des
facteurs thermodynamiques requis pour la détermination des coefficients de diffusion. Les ré-
sultats obtenus pour les nuances industrielles sont comparés à ceux du système Fe C N tels
qu’ils ont été obtenus à partir de l’intégration en utilisant les coefficients de transport fournis
par Slycke et Ericsson [4].

1.2.2 Diffusion dans le système Fe C N

Selon Yahia [22], plusieurs sources affirment que le comportement de l’interaction entre le
carbone et l’azote en solution interstitielle dans des matrices de fer implique une réduction mu-
tuelle de leur solubilité en l’absence d’autres éléments. En adoptant une approche géométrique
du réseau cristallin [4, 22], soit CFC soit CC, le résultat semble intuitif : les rayons atomiques
de ces deux atomes sont relativement grands comparés aux interstices de ces structures ;
l’augmentation de la concentration en l’un des deux atomes implique une réduction du nombre
d’interstices disponibles pour l’autre. L’auteur [22] montre à partir de résultats expérimentaux
et de simulations que la diffusion du carbone n’est pas améliorée de manière significative par
la présence de l’azote. D’autre part, l’influence du carbone sur la diffusion de l’azote est tout
à fait remarquable : les répulsions entre les paires C N ne sont pas négligeables pour le dé-
placement de l’azote. Cela implique le besoin de prendre en compte des effets d’interaction
thermodynamique entre les espèces diffusant dans la simulation des profils d’enrichissement,
ce qui est l’objet de cette section.

Dans le cas des aciers faiblement alliés, les profils de diffusion peuvent être approximés en
imposant des dépendances aux coefficients Di avec la composition en éléments interstitiels [4]
et dans le cas plus général des éléments constituant la matrice [13, 63]. Cette approche [4],
basée sur un modèle d’exclusion géométrique, offre une méthode simple pour réaliser la mise
au point de traitements de carbonitruration d’aciers faiblement alliés. Lorsque dans ce cas la
dépendance avec la composition est introduite à l’intérieur de la dérivée partielle du terme de
droite de l’Équation E 1.7, des non–linéarités sont introduites dans le système qui maintenant
adopte la forme de l’Équation E 1.9 pour un milieu semi–infini [64].

∂ci
∂t

= Di
∂2ci
∂x2

+
dDi

dx

∂ci
∂x

où
dDi

dx
=
∂Di

∂cC

∂cC
∂x

+
∂Di

∂cN

∂cN
∂x

(E 1.9)

Dans le cas de la carbonitruration, la solution du problème doit être établie simultanément
pour le carbone et l’azote. Les Équations E 1.10 et E 1.11 fournissent les coefficients de dif-
fusion – donnés en m2 s−1 – du carbone et de l’azote, respectivement, dans l’austénite pour
le système Fe C N i. Ces coefficients sont des données d’entrée du modèle développé par
Slycke et Ericsson [4].

Dγ
C = 4.84 · 10−5 · exp

(
− 155000

RT

)
· ECN ·

(1− 5xN )

1− 5 (xC + xN )
(E 1.10)

i. Pour la diffusivité du carbone seul dans l’austénite du système Fe C, une expression plus récente est fournie
par Ågren [65]. Cette expression a été modifiée par Lee et al. [63] qui ajoutent l’effet de quelques éléments d’alliage
sur la mobilité du carbone.
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Dγ
N = 9.10 · 10−5 · exp

(
− 168600

RT

)
· ECN ·

(1− 5xC)

1− 5 (xC + xN )
(E 1.11)

ECN (xC , xN ) = exp

(
570000− 320T

RT
· (xC + 0.72xN )

)
(E 1.12)

Il faut noter que ces équations font intervenir les fractions molaires en carbone xC et en
azote xN au lieu de leurs fractions massiques, plus communément utilisées par les métallur-
gistes. Cela est lié à la physique du problème selon l’approche géométrique et les détails de
leur dérivation sont fournis par Slycke et Ericsson [4]. L’Annexe B présente le schéma numé-
rique adopté pour l’intégration de l’ensemble des équations requises pour la modélisation de la
diffusion couplée du carbone et de l’azote dans le système Fe C N.

1.3 Dynamique des réacteurs réels

La Section 1.1 a traité du contrôle des procédés thermochimiques en supposant des com-
portements proches de l’équilibre pour la cémentation (CO H2) ou à l’état stationnaire pour
la nitruration (NH3/NH3-craqué). La validité de ces approches dépend du volume du réacteur
employé – qui est couplé au débit pour obtenir ce type de comportement – ainsi que du char-
gement du four. En fait, même des mélanges CO H2 peuvent conduire à des régimes tran-
sitoires considérablement longs par rapport à la durée de traitement si la vitesse de consom-
mation du carbone de l’atmosphère par les pièces traitées est de l’ordre de la vitesse d’ali-
mentation en précurseur du réacteur. Dans de telles situations, la connaissance du couplage
hydrodynamique–cinétique chimique est essentielle et la présente section vise à introduire les
concepts de base pour identifier les différents régimes possibles.

Le temps de séjour ts d’un élément de volume d’un mélange gazeux hors équilibre dans
un réacteur est la variable régissant l’avancement de sa transformation. Pour la cémentation à
partir d’hydrocarbures, cela implique localement de devoir connaître les espèces existant dans
une région donnée du réacteur qui vont permettre l’enrichissement en carbone du matériau. Le
temps de séjour d’un élément de volume de gaz est défini par l’intervalle de temps passé dans
l’enceinte du réacteur à partir de son injection. Comme les différents volumes élémentaires de
gaz restent pendant des durées différentes à l’intérieur du réacteur, on définit la distribution
de temps de séjour E(ts) comme la densité de probabilité qu’un volume de gaz reste dans le
réacteur dans un intervalle de temps compris entre les temps de séjour t et t+ dt.

Si l’on considère la distribution de temps de séjour [66] dans le cas d’un réacteur particu-
lier servant à une réaction de pyrolyse d’hydrocarbures ou de décomposition d’ammoniac, on
peut dans une première approche, déterminer le type d’écoulement qui caractérise ce réac-
teur. Cela permet d’expliciter comment se produit en moyenne l’avancement de la réaction si
l’on dispose d’un mécanisme cinétique décrivant les processus homogènes. Le comportement
macroscopique du réacteur peut être mesuré, par exemple, par chromatographie en phase ga-
zeuse à la sortie du réacteur. En mesurant l’évolution temporelle, à la sortie du réacteur, d’un
traceur injecté à l’entrée à un instant précis – dans un intervalle de temps très court par rapport
au temps de résidence dans l’enceinte du réacteur – E(ts) peut être estimée au moyen de
l’Équation E 1.13, où I(ts) est l’intensité du signal donné par l’instrument de mesure à l’instant
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ts d’acquisition. L’intégrale S, où t∞ représente le temps auquel le signal est devenu trop faible
pour être mesuré, assure la normalisation de la fonction densité de probabilité E(ts).

E(ts) =
I(ts)

S
S =

∫ t∞

0
I(ts)dts (E 1.13)

Le temps de séjour moyen est défini par le premier moment de E(ts), ce qui correspond à
l’Équation E 1.14. D’autres grandeurs statistiques caractérisant l’écoulement peuvent aussi être
obtenues grâce aux moments d’ordres supérieurs, comme la variance – ordre 2 – utile pour
identifier la largeur de la distribution, et l’asymétrie associée au type d’écoulement caractérisée
par le moment d’ordre 3.

tm =

∫ t∞

0
tsE(ts)dts (E 1.14)

Ces grandeurs ne permettent pas une comparaison directe des performances respectives
de réacteurs différents. Cela se fait en définissant une grandeur sans dimension que l’on ap-
pelle « temps réduit », défini par θ = ts/τ , où τ est le temps moyen théorique nécessaire à la
traversée du volume du réacteur considéré. Le calcul de τ requiert donc la connaissance du
volume accessible à l’atmosphère du réacteur, ce qui n’est pas toujours trivial à déterminer, e.g.
pour des géométries complexes avec des « zones mortes ». Le choix d’exprimer le temps réduit
en fonction du temps de séjour moyen expérimental permet la comparaison des distributions
d’un réacteur à l’autre à partir de la transformée E(θ) = tsE(ts).

L’intégration de cette transformation E(θ) dans tout l’intervalle de temps permet la carac-
térisation du comportement hydrodynamique moyen du réacteur : la distribution cumulative de
temps de séjour F (θ) est alors définie par l’intégrale de E(θ) par rapport à θ. Elle représente
la probabilité qu’un certain volume de gaz qui est entré dans l’enceinte du réacteur sorte au
bout d’un temps de séjour réduit θ. Dans deux cas extrêmes de F (θ), on trouve le réacteur dit
parfaitement agité et le réacteur dit piston. Les réacteurs agités sont caractérisés par l’homo-
généité dans l’enceinte contenant les gaz, ce qui est lié à l’hydrodynamique et à la diffusion.
Le comportement piston est l’idéalisation d’un réacteur tubulaire homogène par tranches de la
section transversale à l’écoulement. Le transport selon l’axe du réacteur est alors négligeable.
La Figure 1.4 présente ces comportements limites avec le réacteur tubulaire à écoulement
laminaire. La caractérisation des réacteurs, la discussion sur les effets du débit, de la tempé-
rature et du changement du volume molaire du mélange sur le comportement de l’écoulement
sont présentés Chapitre 3.

1.4 Cinétique des processus chimiques

La connaissance précise du comportement de l’atmosphère carburante/nitrurante est fon-
damentale pour la maitrise industrielle des procédés thermochimiques. Selon Dulcy et Gantois
[21] « la compréhension des mécanismes de transfert de matière, des mécanismes physico-
chimiques associés à la réaction gaz-solide et des caractéristiques hydrodynamiques et ther-
miques des réacteurs a permis de concevoir des procédés permettant d’accroître la productivité
par réduction des temps de traitement et corrélativement de réduire la consommation d’éner-
gie ». L’optimisation des procédés thermochimiques est liée à la minimisation des résistances
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FIGURE 1.4 – Distribution cumulative de temps de séjour en fonction du temps réduit pour différents
types de réacteur.

de transport de matière en phase gazeuse, au transfert de matière à l’interface gaz–solide et à
l’intérieur du solide. Lorsque l’optimisation hydrodynamique est établie, dans le cas de la car-
bonitruration par exemple, il reste encore à diminuer la résistance à l’interface pour permettre la
saturation de l’austénite en surface [21], ce qui pour une nuance donnée représente l’optimum
possible du transport à l’état solide.

Cela implique le besoin de traiter les réactions en phase gazeuse et aux interfaces gaz–
solide – parois du four et matériau traité – afin d’améliorer la compréhension et donc le contrôle
des mécanismes qui définissent la composition de l’atmosphère. Un tel contrôle permettrait de
prédire l’apport en carbone en fonction des paramètres opératoires du réacteur. Cette section
présente les fondements théoriques de la cinétique chimique. Les systèmes cinétiques modé-
lisés seront présentés avec les résultats expérimentaux au Chapitre 5.

Il faut remarquer que cette approche est valable lorsque le nombre de Knudsen [67] κ = λ/L,
où λ est le libre parcours moyen et L une dimension représentative de l’enceinte contenant le
gaz, est inférieur à 0,01 – donc dans un régime dit visqueux. À partir du moment où λ est du
même ordre de grandeur que les dimensions L de l’enceinte contenant le gaz, les collisions
moléculaires en phase homogène deviennent assez rares et les particules sont soumises prin-
cipalement à des échanges de quantité de mouvement avec les parois du réacteur. Cette limite
de régime possède deux implications fondamentales qui affectent fortement les traitements
thermochimiques : comme le transport de masse et la cinétique chimique en domaine homo-
gène dépendent des collisions entre les molécules, leur absence implique l’impossibilité de
recourir aux équations des milieux continus pour modéliser le transport et toute modification de
l’atmosphère résulte alors des interactions avec les surfaces catalytiques du réacteur. Pour les
conditions que nous avons retenues pour la carbonitruration à basse pression (température de
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l’ordre de 1173 K et pression de 10 hPa, dans des réacteurs ayant des dimensions de l’ordre de
quelques dizaines de centimètres), on estime [68] λ ≈ 10−5 � L et donc le comportement du
milieu peut être considéré comme continu, la description des mécanismes chimiques en phase
homogène étant alors nécessaire.

1.4.1 Processus homogènes : phase gazeuse

La grande majorité des réactions chimiques ne donne pas lieu à une transformation directe
des réactifs en produits finaux stables. Ces transitions s’opèrent par une série d’étapes inter-
médiaires faisant intervenir des états transitoires. Chacune de ces interactions est une réaction
élémentaire [69, 70]. Un traitement détaillé des fondements physiques de ce sujet est dispo-
nible dans l’ouvrage de Henriksen et Hansen [70]. Les réactions élémentaires conduisent en
général à l’expression de lois de vitesse ayant des ordres entiers et identiques aux coefficients
stœchiométriques des espèces participant à la réaction. Pour ce type de lois de vitesse dites
élémentaires [66], les coefficients cinétiques possèdent un sens physique [70].

Plusieurs logiciels et codes de simulation numérique existent pour fournir la solution de
l’évolution de systèmes cinétiques chimiques. Même si plusieurs autres méthodes d’intégration
de ces systèmes existent [71–74], on traitera la modélisation des réactions chimiques en phase
gazeuse selon l’approche typique employée par la plupart des logiciels existant [14, 15, 75–80]
dont le caractère général de la formulation est un avantage. Le problème se résume typique-
ment à résoudre un ensemble d’équations différentielles non–linéaires couplées, comprenant
une équation pour chaque espèce chimique et une équation pour chaque variable thermody-
namique indépendante. Étant donnés les écarts importants qu’il peut y avoir entre les échelles
de temps pour les différents processus qui se déroulent simultanément, la solution numérique
d’un tel système d’équations demande souvent l’emploi d’une méthode implicite [81] ou utili-
sant des intégrateurs à pas multiples, comme cela est proposé par les librairies Tchem [14] et
Cantera [15] qui utilisent CVode [16].

La description des vitesses de réaction adoptée dans le présent travail trouve ses fonde-
ments dans la loi d’action de masse [52]. Cette formulation décrit l’équilibre chimique à travers
des vitesses de processus directs et indirects qui doivent être les mêmes, permettant ainsi le
calcul de la constante d’équilibre. Étant donnée la nature statistique de cette loi, les transforma-
tions sont dépendantes des pressions partielles – i.e. des quantités de matière – des espèces
participant à la réaction considérée. Pour introduire cette formulation, supposons une réaction
élémentaire comme νA A + νB B νC C + νD D. La constante d’équilibre Kp à une tempé-
rature donnée de cette réaction en termes de pressions partielles des espèces est fournie par
l’Équation E 1.15 qui la généralise.

Kp(T ) =
P νCC P νDD
P νAA P νBB

=
∏
i

P νii (E 1.15)

Cette constante peut aussi être écrite en termes de concentrations des espèces à une
pression totale P donnée, ce que l’on note Kc (Équation E 1.16). Il faut remarquer que la
dépendance de la constante d’équilibre Kc avec la pression est liée au facteur P−

∑
νi , où∑

νi représente le bilan molaire de la réaction. Considérons par exemple la décomposition
de l’ammoniac, où Kc ∝ P−2, ce qui implique une augmentation de Kc lorsque la pression
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est réduite. De l’équilibre des processus directs et indirects, une telle relation montre que la
réduction de pression de 1000 hPa – approximativement la pression atmosphérique – à 10 hPa,
typique des traitements thermochimiques à basse pression, mène à une réduction de quatre
ordres de grandeur dans la quantité d’ammoniac disponible pour le traitement et donc à de
possibles difficultés d’enrichissement en azote.

Kc(T ) =
(
P−

∑
νi
)
Kp(T ) =

∏
i

cνii (E 1.16)

On peut donc, à partir de la loi d’action de masse, introduire les taux d’avancement de
réaction ω̇ dans chaque sens comme étant de la forme ω̇ = k

∏
cνii . La constante des processus

directs sera notée kf , celle des processus indirects kb. Pour que la relation d’équilibre selon
l’action de masse soit préservée, il faut que Kc = kf/kb [51, 52]. Une fois connue la constante
cinétique d’un processus chimique, la thermodynamique fournit celle de la réaction indirecte
— pour les processus réversibles. Ces constantes présentent, en général, une dépendance
exponentielle avec la température qui peut être typiquement exprimée par une loi d’Arrhenius.
Les données disponibles dans la littérature se trouvent le plus souvent exprimées sous forme
de coefficients pour l’Équation E 1.17, où Ai est le facteur pré–exponentiel lié au temps de vie
moyen d’une espèce activée et à la fréquence de collision, ni est l’exposant de température
et Ea,i l’énergie d’activation, qui représente un seuil énergétique à dépasser pour activer la
réaction.

kf,i = Ai

(
T

Tref

)ni
exp

(
−Ea,i
RT

)
(E 1.17)

À partir de ces notions de processus directs et indirects et de la formulation de la loi d’action
de masse en termes de concentrations, on peut écrire l’Équation E 1.18 pour le calcul des taux
d’avancement de réaction. Cette équation est simplement le bilan entre les vitesses directes et
indirectes des réactions.

Ri = kf,i

Ns∏
l=1

c
ν′l,i
l − kb,i

Ns∏
l=1

c
ν′′l,i
l (E 1.18)

Finalement, en faisant le bilan molaire ∆νl = ν ′′l,i − ν ′l,i pour l’espèce l en fonction de ses
coefficients stœchiométriques dans toutes les réactions où elle intervient comme produit (ν ′′l,i)
et réactif (ν ′l,i), on obtient sa vitesse molaire de formation ω̇l. Cela est présenté dans l’Équa-
tion E 1.19 qui introduit aussi le facteur Ci.

ω̇l =

Nr∑
i=1

∆νlCiRi où Ci =



1 (i)∑Ns
l=1 αl,icl (ii)

Pr,i
1 + Pr,i

Fi (iii)

1

1 + Pr,i
Fi (iv)

(E 1.19)
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Ce facteur Ci introduit la dépendance avec la pression des processus chimiques. En gé-
néral sa valeur est unitaire dans le cas (i) des réactions élémentaires — celles qui décrivent
directement le processus chimique dans une seule étape. D’autres formulations sont présen-
tées ci-dessous pour les réactions (ii) à trois corps, (iii) unimoléculaires et de récombinaison et
(iv) bimoléculaires.

Dans le cas d’une réaction simple, Ci est unitaire. Pour les réactions à trois corps, sa
valeur représente la concentration effective du troisième corps, où αl,i est l’efficacité du troi-
sième corps pour l’espèce l dans la réaction i et cl sa concentration. Si toutes les espèces
interviennent de manière équivalente en tant que troisième corps, les facteurs αl,i sont tous
unitaires et la concentration effective est la concentration du mélange. Les processus de dis-
sociation unimoléculaire et de récombinaison dépendent de la présence d’un troisième corps
pour que le bilan énergétique soit possible. Selon la théorie de Lindemann, les vitesses de ré-
action sont proportionnelles à la concentration de ce troisième corps dans les systèmes dilués
et arrivent à une valeur limite lorsque la concentration de ces espèces atteint un seuil.

Dans ce modèle de Lindemann, la pression réduite Pr,i est définie par l’Équation E 1.20.
Par définition, l’efficacité du troisième corps αl,i d’une espèce est unitaire. Si certaines espèces
jouent un rôle sur la vitesse de réaction, seules les concentrations de ces espèces sont prises
en compte par cette expression. Les constantes k∞,m dans la limite des pressions élevées et
k0,m dans la limite des pressions basses nécessaires à la description des réactions de types
« fall-off » et bimoléculaires activées chimiquement sont données comme des fonctions de
la température selon l’Équation E 1.17. Dans le cas des réactions unimoléculaires et/ou de
récombinaison, les paramètres d’Arrhenius de k∞,m doivent être pris en compte pour le calcul
de kf,m. Pour les réactions bimoléculaires activées chimiquement, ce sont les valeurs de k0,m
qui doivent être utilisées.

Pr,i =
k0,i
k∞,i

Ns∑
k=1

αl,icl (E 1.20)

La transition entre les régimes de haute et basse pressions est modélisée par l’Équa-
tion E 1.21, où les ai, T ∗∗∗i , T ∗i et T ∗∗i sont des paramètres du modèle. Il existe d’autres formula-
tions pour la modélisation de cette transition. Cependant, les mécanismes cinétiques employés
dans le présent rapport utilisent les paramètres issus du formalisme de Troe.

log10 Fi =

[
1+

(
A

B

)2]−1
log10 Fcent,i (E 1.21)

où les facteurs Fcent,i, A et B sont donnés par :

Fcent,i = (1− ai) exp

(
− T

T ∗∗∗i

)
+ ai exp

(
− T

T ∗i

)
+ exp

(
T ∗∗i
T

)
A = log10 Pr,i − 0, 67 log10 Fcent,i − 0, 4

B = 0, 806− 1, 1792 log10 Fcent,i − 0, 141 log10 Pr,i
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Étant donné le fait que les réactions s’accompagnent d’un changement de l’enthalpie libre
du gaz ainsi que de sa masse molaire moyenne, laquelle intervient dans la concentration des
espèces, l’ensemble des équations cinétiques ainsi écrites doit être fermé par une équation
d’état. Cela se fait le plus souvent à l’aide de la loi des gaz parfaits donnée par l’Équation E 1.22.

ρ =
PM

RT
où M =

Ns∑
i=1

XiMi =

( Ns∑
i=1

Yi
Mi

)−1
(E 1.22)

Le changement de température dans le système est donné par l’Équation E 1.23, où l’en-
thalpie molaire hi de l’espèce i est calculée à partir d’un polynôme [14]. Comme les procédés
sont réalisés à pression constante, la dérivée de la pression au cours du temps est égale à
zéro. Dans ce cas, si l’on simule un système fermé à volume variable, l’équation de la densité
(ou du volume) doit être ajoutée au système d’équations différentielles à intégrer.

dT

dt
= − 1

ρcp

Ns∑
i=1

hiω̇i (E 1.23)

1.4.2 Processus hétérogènes : interfaces solides

Alors que la cinétique en phase gazeuse contrôle l’arrivée des précurseurs des traitements
thermochimiques jusqu’aux surfaces des pièces à enrichir, ce sont les réactions hétérogènes
qui apportent de la matière au solide. Cela n’est valable que si le nombre de Knudsen [67]
traduit un comportement visqueux, comme discuté au début de cette section. Sans quoi, la
cinétique de surface gouverne le procédé. Ce n’est en général pas le cas à des pressions
supérieures à 1 hPa comme cela a lieu dans les traitements de cémentation et de nitruration
des aciers. Par conséquent la compréhension des phénomènes d’enrichissement demande
l’intégration simultanée des cinétiques homogènes et hétérogènes. Les vitesses des réactions
hétérogènes doivent être proportionnelles aux flux nets des espèces participant aux réactions,
lesquels sont orientés vers les surfaces. Cela comprend les flux par agitation thermique, dif-
fusion, advection et accélération par des champs externes. En l’absence de champs, les vi-
tesses des transports par advection et diffusion (de l’ordre de quelques m s−1) [82, 83] sont
négligeables par rapport aux vitesses d’agitation thermique. On suppose donc que la vitesse
de réaction ne dépend que de ce terme. La vitesse thermale moyenne v̄th d’une espèce de
masse molaire M dans un gaz à température T est donnée par l’Équation E 1.24.

v̄th =

(
8RT

πM

)1/2

(E 1.24)

L’Équation E 1.24 met en évidence une plus grande mobilité des espèces légères et donc
l’influence plus prononcée de ces espèces sur les processus hétérogènes. On peut montrer à
partir de la mécanique statistique [83] que le flux Ji d’une espèce i par unité de surface est
donné par l’Équation E 1.25, où Ni désigne la concentration des molécules. Il est intéressant
de noter dans cette formulation que l’effet de la température sur la masse volumique du gaz
est prépondérant par rapport à son effet sur la vitesse moyenne des molécules.

1.4. CINÉTIQUE DES PROCESSUS CHIMIQUES
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Ji =
1

4
v̄thNi =

piNA

(2πMRT )1/2
(E 1.25)

Ainsi, à basse pression partielle de précurseurs et à températures élevées, on doit s’at-
tendre à que les flux d’espèces vers la surface soient faibles. Le taux d’adsorption dépend
de la capacité du substrat à dissiper l’énergie de la particule arrivant ; si la surface se trouve à
haute température, il est très probable que l’adsorption n’ait pas lieu compte tenu des vibrations
dans le solide. La probabilité d’adsorption, définie comme le rapport entre le taux d’adsorption
et le flux de particules qui subissent une collision avec la surface reste faible. En outre, les
processus de désorption ont des temps caractéristiques de l’ordre de 10 fs à 100 fs et donc,
la probabilité de recombinaison par diffusion en surface des espèces sorbées reste très faible
ainsi que le taux de couverture θ de l’interface [83]. Par conséquent, la contribution des proces-
sus de surface au changement de la composition dans le volume V de l’atmosphère peut être
exprimée globalement comme étant proportionnelle au flux des réactifs selon l’Équation E 1.26,
où kw désigne la constante de réaction et S la surface traitée.

V
dci
dt

= −kwSJi (E 1.26)

Cette formulation suppose que le nombre de sites réactifs est intégré dans la constante
de réaction kw. En outre, comme les traitements étudiés ici sont réalisés sur des surfaces
polycristallines sans orientation préférentielle, cette constante n’est qu’une moyenne globale
sans aucun sens physique. Dans le cas plus général et complet de la description des processus
de surface, différents types de sites sont disponibles pour les réactions hétérogènes en fonction
des différents plans cristallins du matériau traité [84].

Il faut remarquer qu’une telle description de processus traités de manière globale implique
l’existence d’une température optimale au–delà de laquelle l’enrichissement des matériaux par
voie thermochimique n’est pas favorable en raison de limitations cinétiques de surface : le
transfert de matière est limité par le faible degré d’adsorption et par des conditions favorables
à la désorption. Dans le cas des traitements à basse pression pour lesquels les temps de
séjour dans l’enceinte du four deviennent assez courts, la conversion des précurseurs en phase
gazeuse sera limitée, ce qui peut être à l’origine de difficultés d’enrichissement des surfaces.

1.4.3 Simplification des mécanismes cinétiques

Comme cela a été défini tout au début de cette section, les processus chimiques élémen-
taires portent des informations relatives à la physique du système, tout en gardant aussi les
relations d’interdépendance entre les espèces : les étapes élémentaires de réaction passant
par des états de transition sont ainsi représentées. En général, les mécanismes élémentaires
comprennent des centaines ou même des milliers d’espèces chimiques, ce qui conduit à des
ensembles de réactions de tailles similaires. Quelques exemples sont donnés par Coles [81].
Comme chaque espèce évolue au cours du temps, la modélisation en régime transitoire des
écoulements réactifs – comme c’est le cas pour les traitements thermochimiques à basse pres-
sion pendant toute la durée du traitement – requiert d’ajouter une équation par espèce au
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système à résoudre. Cela se fait le plus souvent en utilisant la méthode CFD ii [85] et plus ré-
cemment à l’aide de la méthode dite de Boltzmann sur réseau [86, 87] (LBM). Étant donné le
grand nombre d’espèces typiquement présentes dans les modèles cinétiques détaillés, comme
celui de Norinaga et al. [35], ces simulations sont généralement limitées en termes de temps
de calcul, même avec les ordinateurs disponibles aujourd’hui.

La modélisation de la pyrolyse et de la combustion des hydrocarbures atteint facilement des
centaines, voire des milliers de réactions. Un mécanisme offrant une grande précision pour des
courts temps de séjour et relatif à la pyrolyse de l’acétylène a été proposé dans la littérature par
Norinaga et Deutschmann [31], Norinaga et al. [32]. Il a été validé expérimentalement par No-
rinaga et al. [30] puis amélioré pour inclure des espèces de hauts poids moléculaires [35]
pour arriver finalement à plus de 240 espèces et 900 réactions. La simulation directe d’écou-
lements réactifs qui inclurait un modèle aussi complet de la phase gazeuse n’est pas possible.
Il faut tout d’abord obtenir une version simplifiée du schéma cinétique en ne gardant que les
espèces du système présentant un intérêt pour l’application recherchée. Aucune méthode exis-
tant ne permet l’obtention d’un tel « squelette » de mécanismes pour n’importe quel ensemble
de conditions initiales. Dans le cas du système N H pour l’ammoniac, le mécanisme [88, 89]
adopté est suffisamment simple pour être utilisé dans des calculs de CFD.

Avant de décrire la méthode de simplification adoptée pour inclure un modèle cinétique sim-
plifié dans une simulation d’écoulement réactif, il convient de comprendre la différence entre
réduction et simplification des modèles cinétiques. La réduction consiste en une procédure ma-
thématique de diminution de la rigidité du système d’équations des espèces et des variables
thermodynamiques considérées, rendant la solution du problème plus stable et convergente.
Pour l’obtention des mécanismes squelettes, on parle de simplification : cela consiste à dimi-
nuer le nombre d’espèces et de réactions du système, en gardant les espèces majoritaires –
dont la connaissance préalable du comportement empirique lors de la pyrolyse est requise –
et celles aussi qui sont en forte interaction avec les espèces majoritaires [81].

Plusieurs méthodes de simplification existent, comme l’analyse de sensibilité de Turányi et
Bérces [90] et les hypothèses classiques des états quasi–stationnaires et d’équilibre partiel.
Une comparaison entre plusieurs méthodes existantes a été effectuée par Coles [81]. Dans le
présent travail, on se limitera aux développements conduits par Lu et Law [91] et aux appli-
cations et/ou améliorations proposées [19, 92, 93]. Ces méthodes ont comme caractéristique
commune le besoin d’une connaissance préalable du comportement chimique du système.
Plus récemment Curtis et al. [94] ont proposé une implémentation à partir de la méthode de
Pepiot-Desjardins et Pitsch [93] avec une sélection automatique des espèces. En outre, la mé-
thode DRG iii de Lu et Law [91] est très simple à implémenter numériquement comparée à celle
(CSP iv) de Lam [95], Lam et Goussis [96]. Une utilisation de cette méthode dite des graphes
de liaisons orientés de Lu et Law [91] pour des simulations CFD est présentée par Liang et al.
[85] et s’avère satisfaisante. La méthode de perturbation CSP de Lam et Goussis [96] est uti-
lisée avec succès par Ortega et al. [97]. Une approche modifiée par Curtis et al. [94] permet
l’obtention automatique de mécanismes simplifiés en simulation avec une chimie adaptative.

ii. De l’Anglais Computational Fluid Dynamics.
iii. De l’Anglais, Directed Relational Graph method.
iv. De l’Anglais, Computational Singular Perturbation method.
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La méthode [91] consiste en la construction d’un graphe de liaisons orientées entre es-
pèces placées aux nœuds du graphe et les arêtes sont affectées d’un coefficient d’interaction
rij relatif aux espèces connectées (i→ j). Les ouvrages de Bondy et Murty [98] et Diestel [99]
présentent des aspects de la théorie des graphes et de l’algorithme de recherche utilisé dans
la méthode de simplification adoptée. Du fait que l’on considère le graphe orienté la matrice
d’adjacence n’est pas symétrique, rij 6= rji, i.e. l’espèce i intervient sur la vitesse de formation
de j d’une manière différente de celle dont j affecte i. Ce coefficient d’interaction rij représente
l’erreur sur le taux de formation de j si l’on supprime i du mécanisme et est défini par l’Équa-
tion E 1.27, où les paramètres ont les définitions fournies section précédente. Le symbole de
Kronecker δjk vaut l’unité si l’espèce j est présente dans la réaction k et zéro autrement.

rij ≡
∑Ns

k |νi,kωiδjk|∑Ns
k |νi,kωi|

(E 1.27)

Si la valeur du coefficient est plus grande qu’un certain ε défini avant la réduction, la sup-
pression de j du mécanisme produit un effet non–négligeable sur i. Donc, si i doit être conservé
dans le mécanisme, j doit l’être aussi. En suivant cette logique, un graphe du système est
construit de telle façon que l’arête i → j n’existe que si rij ≥ ε. Une fois le graphe établi,
on s’en sert comme algorithme de parcours en profondeur en partant des nœuds qui repré-
sentent les espèces choisies préalablement. Toutes les espèces retrouvées au cours de ce
parcours sur le graphe sont retenues dans le mécanisme simplifié. Après identification de cet
ensemble d’espèces, on élimine les réactions contenant d’autres espèces que celles retenues
dans l’étape précedente. De cette façon, on obtient ainsi un mécanisme squelette. Il faut re-
marquer que le choix de ε joue un rôle important sur la précision du mécanisme squelette.
L’intersection de plusieurs réductions dans l’espace des états connus empiriquement produit
des mécanismes avec une précision supérieure mais présentant l’inconvénient d’agréger plus
d’espèces. Cette approche sera employée Chapitre 5 pour l’obtention des mécanismes simpli-
fiés à partir du mécanisme général de Norinaga et al. [35].
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1.5 Conclusion

Le Chapitre 1 fait le point sur les aspects procédés liés aux traitements thermochimiques
des aciers faiblement alliés. Les fondements qui y sont présentés servent de base aux discus-
sions qui seront conduites dans les Chapitres 3 et 5 et peuvent être résumés ainsi :

— le contrôle des procédés de cémentation utilisant CO H2 peut être réalisé à partir de
diagrammes de températures de point de rosée. C’est aussi le cas pour les procédés de
nitruration grâce aux diagrammes de potentiel de nitruration. Ces expressions sont dispo-
nibles pour le fer. Cette démarche peut être généralisée en utilisant la thermodynamique
numérique ;

— la diffusion du carbone et de l’azote à l’état solide dans des alliages à base de fer dépend
des interactions entre les interstitiels et leur environnement métallurgique. Pour les sys-
tèmes plus simples, l’introduction d’une dépendance des coefficients de diffusion avec
la composition peut être adoptée, mais pour les alliages « réels », l’approche formelle
d’Onsager [57, 58] est nécessaire ;

— la maîtrise des conditions aux limites pour les enrichissements en carbone et en azote
nécessite un contrôle précis de l’atmosphère de traitement. Comme il n’est pas toujours
possible de modéliser les réacteurs industriels par des approches limites de type réacteur
« agité » ou réacteur « piston », des mesures de la distribution de temps de séjour peuvent
être utilisées pour prédire le degré de conversion des précurseurs dans les chambres de
traitement ;

— pour un suivi précis des atmosphères que l’on peut décrire comme des milieux continus,
la modélisation de la cinétique détaillée doit être réalisée de manière couplée à l’écou-
lement et aux échanges thermiques dans le réacteur. Bien que cette approche permette
le calcul du bilan énergétique interne grâce aux étapes élémentaires de la chaine de ré-
actions, i.e il possède une cohérence thermodynamique, son utilisation pour le suivi en
temps réel et mise au point des réacteurs industriels est limitée par le grande nombre
d’espèces et de réactions à considérer, ce qui couplé à la mécanique des fluides im-
pose une contrainte en termes de temps de calcul. L’obtention de mécanismes simplifiés
permet donc d’échantillonner l’ensemble des réactions et des espèces qu’il convient de
retenir pour une région spécifique de l’espace des états et donc de réaliser des simula-
tions de réacteurs réels dans un délai raisonnable pour des applications industrielles.

1.5. CONCLUSION



CHAPITRE 2
Approche métallurgique

Ce chapitre vise à présenter les caractéristiques et les comportements métallurgiques des
alliages 16NiCrMo13 et 23MnCrMo5 sous différentes conditions de traitement et d’enrichis-
sement. La Section 2.1 permet de présenter rapidement l’approche CALPHAD et le logiciel
Thermo-Calc [12, 13]. Ce logiciel sera ensuite employé dans l’étude des systèmes binaires
et ternaires Fe C, Fe N et Fe C N à la Section 2.2.1, qui présente aussi leur description
fournie dans la littérature. Quelques résultats concernant le calcul de diagrammes de phase
pour des aciers faiblement alliés sont regroupés dans la Section 2.2.2 avant de procéder dans
la Section 2.3 aux simulations des diagrammes utiles à la compréhension des nuances étu-
diées. Les compositions nominales en pourcentage massique de ces alliages sont présentées
Tableau 2.1. Comme il s’agit d’aciers faiblement alliés, la définition des conditions aux limites
pour ces simulations demande la connaissance de la thermodynamique des systèmes conte-
nant non seulement fer, carbone et azote mais aussi nickel, chrome, manganèse et molybdène.
Des résultats expérimentaux de la littérature sont nécessaires pour une simulation cohérente
des systèmes métallurgiques. Ces données de base seront utilisées au cours des discussions
conduites au Chapitre 4. Alors que l’enrichissement des alliages a été effectué dans des condi-
tions favorisant l’équilibre thermodynamique, les caractéristiques mécaniques des traitements
de cémentation et carbonitruration résultent d’une trempe et par conséquent d’une transfor-
mation hors équilibre du type martensitique. La Section 2.4.1 traite des propriétés obtenues et
des caractéristiques métallurgiques des structures martensitiques des aciers au carbone et à
l’azote. Finalement la Section 2.4.2 présente des résultats relatifs à la réponse métallurgique et
mécanique des aciers faiblement alliés aux traitements thermochimiques de cémentation et de
carbonitruration. Cela comprend non seulement des aspects relatifs à la structure, mais aussi
des aspects liés à la composition locale des couches enrichies.

Tableau 2.1 – Composition nominale en pourcentage massique des alliages étudiés.

Alliage Fe C Si Mn Cr Ni Mo

16NiCrMo13 bal. 0,16 0,25 0,45 1,00 3,20 0,25

23MnCrMo5 bal. 0,23 0,25 1,30 1,20 0,10 0,25
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2.1 L’approche CALPHAD et Thermo-Calc

Les premiers travaux sur les transformations de phase des aciers faiblement alliés re-
montent aux années 1930. À partir de ces résultats pionniers, d’énormes progrès ont été réa-
lisés. Ce n’est qu’avec les initiatives de Kaufmann et Ansara, qui sont à l’origine de l’approche
CALPHAD i, dans les années 1970 que le calcul des diagrammes de phase avec l’aide d’ordina-
teurs est devenu populaire [100]. Dans cette méthode, l’énergie de Gibbs de chaque phase est
exprimée en fonction de la température, de la composition et, parfois de la pression. À partir de
ces données, qui sont généralement issues des mesures expérimentales, l’équilibre est calculé
en minimisant numériquement l’énergie libre. Le plus souvent la représentation de ces données
thermodynamiques est faite en utilisant des polynômes de Redlich-Kister [101, 102]. Plusieurs
modèles de solution solide sont disponibles pour que l’équilibre soit calculé, parmi lesquels on
trouve le modèle classique de Bragg-Williams des solutions strictement régulières [102]. Pour
des phases stœchiométriques le modèle des solutions régulières de Hillert et Staffansson [103]
est le plus connu. Ce sont ces modèles qui sont incorporés dans l’approche CALPHAD que
l’on trouve dans le logiciel Thermo-Calc [12, 13] utilisé dans la présente étude. Ce logiciel est
utilisé dans la simulation des systèmes thermodynamiques formés par plusieurs groupes de
matériaux, sa description détaillée étant disponible dans des publications de Sundman et al.
[104] et Andersson et al. [12]. L’ouvrage de Hillert [102] résume globalement les fondements
théoriques nécessaires à son utilisation.

Alors que l’utilisation d’un logiciel de ce type permet d’obtenir rapidement des résultats sur
les matériaux ou les traitements étudiés, il est aussi facile d’obtenir des informations sans sens
physique sur les phénomènes modélisés. Une connaissance préalable des phases possible-
ment attendues à l’équilibre dans des conditions réalistes de simulation est indispensable avant
de procéder à des calculs. Pour cette raison, la suite de ce chapitre est consacrée à réunir des
résultats de la littérature permettant une utilisation correcte de Thermo-Calc [12, 13]. L’intérêt
principal d’utiliser un logiciel prédisant les équilibres thermodynamiques pour l’étude et la mise
au point de traitements thermochimiques est de prédire la formation des précipités qui appa-
raissent lors du traitement, ce qui induit une consommation des éléments d’alliage de la matrice
austénitique que l’on peut observer par microscopie électronique en transmission. Cela permet
également de simuler les limites de solubilité des phases dans les alliages en fonction des te-
neurs en éléments interstitiels et d’estimer les fractions de phases à une température donnée.
Il est aussi possible de déterminer les facteurs thermodynamiques pour le transport à l’état
solide. La connaissance des fractions des éléments d’alliage consommés lors de l’enrichisse-
ment des matériaux en carbone et principalement en azote est nécessaire pour comprendre
d’abord la réponse mécanique – en dureté – lors de la trempe, et pour estimer ensuite les pos-
sibles équilibres de phases lors du revenu. Comme la formation de ces précipités « piège » des
éléments interstitiels et conduit aussi à appauvrir la matrice en éléments d’alliage, la réponse
au revenu des aciers faiblement alliés peut se rapprocher de celle du fer pur, comme cela sera
discuté dans la Section 2.4.2. Ce type de précipitation à haute température produit une barrière

i. Originalement de l’Anglais CALculation of PHAse Diagrams, Calcul des Diagrammes de Phase. Aujourd’hui
la communauté CALPHAD s’intitule Computer Coupling of Phase Diagrams and Thermochemistry, Couplage Nu-
mérique du Calcul des Diagrammes de Phase et Thermochimie.

2.1. L’APPROCHE CALPHAD ET THERMO-CALC
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à la diffusion du carbone et de l’azote, ce qui peut être traité par Thermo-Calc [12, 13]. En ce
qui concerne le contrôle des procédés, le logiciel permet de généraliser les méthodes présen-
tées dans la Section 1.1 – le calcul des diagrammes de température de point de rosée et de
potentiel de nitruration – pour des systèmes métallurgiques contenant plusieurs composants
chimiques. Pour ces simulations, on se servira des bases de données TCFE7, SSOL4, SSUB3
de Thermo-Calc [12, 13]. On peut résumer les applications de cette approche dans ce rapport
au calcul :

— des diagrammes de phase binaires,

— des sections pseudo-binaires des alliages,

— des sections isothermes des alliages,

— des diagrammes de potentiel de nitruration,

— des diagrammes de température de point de rosée, et

— des profils de diffusion-précipitation.

2.2 Équilibre des phases : résultats de la littérature

2.2.1 Systèmes modèles : Fe C, Fe N et Fe C N

La description des alliages à base de fer commence avec celles des systèmes connus les
plus simples : les diagrammes d’équilibre Fe C, Fe N et Fe C N. En fait, pour des raisons
cinétiques, l’équilibre Fe C n’est normalement pas atteint et le système représentatif pour les
aciers est en fait celui du diagramme binaire métastable Fe Fe3C [105] dans lequel le carbone
se trouve soit en solution solide avec le fer – de limite de solubilité très faible à basse tem-
pérature – soit sous forme de cémentite. Ce diagramme (Figure 2.1a) présente les domaines
monophasés de la ferrite de structure cubique centrée (CC) connue comme phase α et stable
à basse température, de l’austénite γ cubique face centrée (CFC) stable à des températures
intermédiaires, de la cémentite Fe3C et de la phase δ qui est aussi « CC » comme la phase α
mais se situe près de la température de fusion et dont l’importance technologique est limitée.
La simulation de ce diagramme a été réalisée avec les bases de données TCFE7 et SSOL4
conduisant à des résultats assez similaires en termes de domaines de phase représentés gra-
phiquement sur la Figure 2.1a.

Pour la cémentation, les frontières entre les domaines α + γ (A3) et γ + Fe3C (Acm) avec
le domaine monophasé de l’austénite sont d’une importance cruciale : la première frontière
détermine la température minimale pour conduire le traitement – une ligne équivalente peut
être calculée pour les systèmes faiblement alliés – tandis que la seconde fixe la fraction mas-
sique en carbone pour atteindre la saturation de l’austénite et est donc liée au contrôle des
atmosphères d’enrichissement. C’est l’activité du carbone sur cette limite Acm qu’on a calculée
à la Section 1.1.1, pour laquelle on observe Figure 2.1a une limite de solubilité dans l’austénite
de l’ordre de ws,C u 0, 013 dans la plage de température typique de la carbonitruration. Cette
saturation de l’austénite conduit à la formation de carbures du type Fe3C. Si l’on considère
encore ce diagramme pour prédire le comportement lors d’un revenu réalisé à 573 K après une
trempe, c’est encore Fe3C qui est le carbure d’équilibre.

2.2. ÉQUILIBRE DES PHASES : RÉSULTATS DE LA LITTÉRATURE
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pé
ra

tu
re

(K
)

Fraction massique en azote

(b) Fe N

FIGURE 2.1 – Diagrammes binaires des systèmes (a) Fe Fe3C et (b) Fe N. Thermo-Calc [12, 13].
Traits pleins base de données SSOL4, pontillés TCFE7. Les résultats pour les deux bases de données
se superposent dans le diagramme Fe Fe3C.

Dans le cas du système Fe N les phases α, γ et δ constituent les domaines monophasés
– avec l’azote comme élément en solution interstitiel – auxquels il faut ajouter γ′, phase inter-
métallique Fe4N(1–x) non-stœchiométrique de structure « CFC » et ε, intermétallique Fe2N(1–x)

non-stœchiométrique de structure hexagonale compacte « HC » [20, 106, 107]. La Figure 2.1b
présente les phases en équilibre de 600 K à 1800 K. On observe dans ce cas des résultats dis-
tincts selon la base de données utilisée, notamment une réduction du domaine monophasé γ
pour la base de données TCFE7, pour laquelle le nitrure Fe4N est aussi considéré comme étant
stœchiométrique. Dans la plage de températures employées pour la carbonitruration, l’allure
de ce diagramme est semblable à celle observée dans le système Fe Fe3C. Comme pour le
système Fe Fe3C, deux lignes dans le diagramme sont particulièrement importantes pour les
traitements en phase austénitique : la limite α + γ/γ détermine la température minimale pour
le procédé tandis que la frontière γ/γ + ε donne la saturation en azote, qui est située au-delà
de la saturation en carbone dans ce cas (une fraction massique de l’ordre de 0,025 en azote).

Pour le système ternaire Fe C N, les mêmes configurations que celles trouvées dans les
binaires sont possibles, auxquelles il faut ajouter la présence des domaines biphasés Fe3C + ε

et α + ε, comme cela est exposé dans Gantois et Dulcy [20]. En faisant un parallèle avec
la discussion conduite sur l’étape de revenu dans le système Fe Fe3C, on s’attend à une
précipitation de Fe4N(1–x) à 573 K pour le système Fe N. Bien que cette phase soit observée
expérimentalement, la formation de nitrures intermédiaires de type Fe16N2 [108] est amplement
rapportée dans la littérature [6–8, 109–113]. Ces nitrures se forment lors du vieillissement à
température ambiante et se décomposent en Fe4N(1–x) lors du revenu des alliages Fe N. On
reviendra sur ce sujet au Chapitre 4.

À partir de cette compilation de résultats, et pour simuler les systèmes Fe C et Fe N dans
les conditions qui nous intéressent pour les traitements thermochimiques, il faut retenir les

2.2. ÉQUILIBRE DES PHASES : RÉSULTATS DE LA LITTÉRATURE
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phases ii suivantes dans les calculs d’équilibre :

— α, allotropie « CC » du fer stable à la température ambiante,

— γ, structure « CFC » présente à partir de 1000 K,

— Fe3C, la cémentite, carbure de fer, et

— les nitrures de types Fe4N(1–x) et Fe2N(1–x).

2.2.2 Alliages réels : aciers faiblement alliés

La connaissance des systèmes présentés Section 2.2.1 est indispensable à la compré-
hension des traitements de cémentation et de carbonitruration, les phases requises pour les
simuler faisant aussi partie de l’ensemble nécessaire pour les simulations d’équilibres dans
les aciers. Il s’avère toutefois que l’introduction d’éléments d’alliage dans les aciers faiblement
alliés déplace les domaines des diagrammes de phases et introduit de nouvelles phases pos-
sibles à l’équilibre. On s’intéresse donc aux alliages de fer contenant des atomes de Cr, Ni, Mo,
Mn, Si, C et N, du type de ceux décrits au Tableau 2.1. Dans un premier temps, on s’intéresse
aux résultats de la littérature qui peuvent nous permettre de simuler l’état d’équilibre dans des
alliages réels.

La simulation de l’état d’équilibre dans des alliages requiert la connaissance préalable des
phases qui possiblement peuvent constituer le système. Cette limitation de l’approche CAL-
PHAD est intrinsèquement liée aux modèles de solution et à leur représentation polynomiale :
c’est en minimisant l’énergie libre des solutions décrites par des modèles structuraux pré-
définis que les phases à l’équilibre sont établies. De cette manière, l’approche reste semi-
empirique. D’autres méthodes disponibles pour le calcul des diagrammes de phase, telles que
les méthodes ab initio et les méthodes d’approximation quantique sont aussi disponibles [114]
mais leur emploi demande une étude spécifique des systèmes en question que nous n’avons
pas réalisée. On trouve aussi un intérêt à utiliser ces approches plus fondamentales pour ob-
tenir des données nécessaires à l’approche CALPHAD, ce qui réduit le besoin de données
expérimentales [114].

Dans ce cadre semi-empirique, on cherchera dans cette section à déterminer quels sont les
carbures et nitrures stables dans la plage de températures pour l’enrichissement en carbone et
en azote des alliages étudiés. Ensuite, on s’intéressera non seulement à la séquence de préci-
pitation, mais aussi à la distribution des éléments d’alliage dans les carbures et nitrures formés
à basse température en condition de revenu. L’introduction d’éléments d’alliage ayant une af-
finité supérieure à celle du fer pour le carbone et l’azote implique la formation de différents
types de carbures et de nitrures, en lieu et place de ceux formés à partir du fer uniquement [2].
À partir des coupes isothermes pour les systèmes Fe Mo C [115] et Fe Mn C [116] on
vérifiera que pour les teneurs en éléments d’alliage du Tableau 2.1, le carbure associé à la
saturation en carbone lors de l’étape de cémentation est certainement du type Fe3C pour les
deux alliages. Cela a été confirmé récemment par Djurovic et al. [117]. Lors du revenu, la

ii. En raison des modèles de solution utilisés dans le formalisme CALPHAD, les phases à considérer dans une
simulation sont décrites par leurs structures cristallines et par les différents sites disponibles dans les réseaux. Cela
implique normalement que l’on doit fournir à Thermo-Calc [12, 13] les structures selon leurs nomenclatures utilisées
par ces bases de données et non nécessairement par leurs nomenclatures d’usage.

2.2. ÉQUILIBRE DES PHASES : RÉSULTATS DE LA LITTÉRATURE
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Tableau 2.2 – Phases à retenir pour la simulation d’équilibre des phases des alliages 16NiCrMo13 et
23MnCrMo5. Le carbure M3C peut être substitué à l’azote et le nitrure MN est décrit par le même réseau
de l’austénite dans la base de données TCFE7.

Phase Description

α Ferrite, solution de Cr, Fe, Mn, Mo, Ni, Si

γ Austénite, solution de Cr, Fe, Mn, Mo, Ni, Si

M3C Cémentite alliée, M = (Cr, Fe, Mn, Mo, Si)

M23C6 Carbure substitué, M = (Cr, Fe, Mn, Mo, Ni)

M7C3 Carbure substitué, M = (Cr, Fe, Mn, Mo, Ni, Si)

MN Nitrure CrN substitué, M = (Cr, Fe, Mn, Mo, Ni, Si)

MnSiN2 Nitrure mixte de manganèse-silicium

précipitation de carbures de type M23C6 [118] est probable iii. En considérant l’analyse des sys-
tèmes ternaires Fe Cr C [119] et quaternaires Fe Cr Ni C [120], on observe que pour les
compositions considérées, le carbure stable devrait aussi être du type M3C. Dans le cas où les
alliages sont plus riches en Cr et Mo, la description du système Fe Cr Mo C faite par Hillert
et Qiu [121] s’avère utile. Raghavan [122] montre pour le système Fe Cr C N le besoin de
considérer aussi l’équilibre de l’austénite avec des carbures M23C6 et M7C3 à la température
d’enrichissement dans des alliages avec plus de 0,7% de chrome en poids.

Le nickel, en tant qu’élément non-carburigène, ouvre le domaine de phase austénitique à
des températures moins élevées [2]. Le système Fe Cr Mn C [123] suggère aussi que des
carbures du type M7C3 devraient faire partie des phases à considérer pour les simulations
d’équilibre des alliages étudiés. Dans le coin riche en fer des systèmes contenant Cr, Mo et
Mn, ces atomes de substitution ont pour effet principal de stabiliser le carbure M23C6 et dé-
placent la composition eutectoïde vers des valeurs plus faibles en carbone. Le chrome favorise
quant à lui la formation de nitrures du type MN, pour lesquels le chrome est toujours l’élément
prépondérant [2]. La limite de solubilité en carbone doit être réduite en raison de la présence
d’éléments carburigènes. Ces éléments jouent aussi un rôle dans leur répartition entre la ma-
trice et les précipités. Dans le cas de l’azote, cette réduction doit être beaucoup plus prononcée,
comme dans le cas de l’équilibre pour le système Fe Cr N [124]. Le Tableau 2.2 résume les
phases à retenir dans la simulation des alliages étudiés avec leur composition possible selon
la base de données TCFE7 de Thermo-Calc [12, 13]. Bien que Catteau et al. [125] rapportent
la présence de nitrures du type MnSiN2 [126] dans l’alliage 23MnCrMo5 enrichi en azote, il
n’a pas été possible de l’insérer dans les simulations en raison de l’absence de données ther-
modynamiques. Weitzer et Schuster [126] fournissent une description de ce système mais les
paramètres thermodynamiques ne sont pas fournis pour utilisation avec l’approche CALPHAD.

2.3 Simulation des alliages étudiés

Avant de procéder à l’analyse des profils de diffusion et des réponses mécaniques in-
duites, il est utile de connaître l’équilibre local des phases à la fin d’un cycle de traitement

iii. Lorsque les carbures formés sont alliés, on utilise la lettre M pour représenter les atomes occupant les sites
associés aux éléments métalliques faisant partie de ces réseaux.

2.3. SIMULATION DES ALLIAGES ÉTUDIÉS
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– juste avant la trempe – le long des profils en carbone et en azote. Pour cela, le logiciel
Thermo-Calc [12, 13] a été utilisé pour simuler les coupes pseudo-binaires et isothermes à
la température de traitement des alliages étudiés — Tableau 2.1. Ces simulations considèrent
comme états de référence pour le carbone et l’azote, le graphite et N2 à la pression atmosphé-
rique, respectivement. Les phases compilées dans le Tableau 2.2 sont considérées dans ces
simulations. On doit remarquer, lorsque les simulations prennent en compte plus de trois élé-
ments d’alliage, que les conodes des diagrammes ne se trouvent plus dans le plan des coupes
pseudo-binaires et isothermes et seuls les seuils de précipitation des carbures et des nitrures
peuvent être déterminés graphiquement [102]. Des informations additionnelles, comme la ré-
partition des phases en domaines multi-phasés, demandent des calculs spécifiques pour la
composition requise.

2.3.1 Diagrammes pseudo-binaires

En tenant compte des résultats de la littérature et des simulations des systèmes simpli-
fiés présentées précédemment, on peut établir des coupes pseudo-binaires en fonction de la
fraction massique en carbone des alliages 16NiCrMo13 et 23MnCrMo5 à l’aide de Thermo-
Calc [12, 13], Figure 2.2. Cela permet d’identifier la limite de solubilité en carbone lorsque les
autres éléments sont fixés pour la condition de traitement, dans la plage de températures typi-
quement employée pour les traitements thermochimiques, mais aussi de prédire les différents
précipités attendus lors du revenu. Les deux nuances présentent de grandes similitudes entre
elles en ce qui concerne le domaine austénitique γ. La température de l’eutectoïde est environ
50 K inférieure pour la nuance 16NiCrMo13 (Figure 2.2a) du fait de la présence de nickel. Ce-
pendant, cette température augmente légèrement pour la nuance 23MnCrMo5 (Figure 2.2b)
si on la compare à celle du système Fe C (Figure 2.1a). Par rapport à ce diagramme mo-
dèle Fe C, les coupes ont la même allure à haute température avec l’apparition des domaines
multi-phasés pour les équilibres des carbures que l’on ne retrouve pas dans le fer pur de types
M23C6 et M7C3. Le carbure M23C6 est le principal carbure prédit pour l’alliage 16NiCrMo13 en
dessous d’une fraction massique en carbone de 0,006 qui est la valeur recherchée en sur-
face – teneur à partir de laquelle la formation d’austénite résiduelle γR est favorisée – dans
les traitements de cémentation et de carbonitruration. Ce n’est pas le cas pour l’alliage 23Mn-
CrMo5, lequel favorise la précipitation de M7C3. En comparant les bases de données SSOL4
et TCFE7, on observe une grande similitude entre les simulations pour les faibles teneurs en
carbone et pour le domaine γ. Alors que les mêmes carbures sont prédits par les deux bases,
les domaines peuvent être décalés en fraction en carbone ou en température et des domaines
supplémentaires peuvent être présents.

Pour les deux nuances, la fraction massique en carbone permettant d’atteindre la satura-
tion en surface dans la plage allant de 1143 K à 1213 K se situe entre 0,009 et 0,011 et varie
linéairement. Les deux diagrammes de la Figure 2.2 montrent une réduction de la fraction mas-
sique en carbone pour la transformation de décomposition de l’austénite – le point équivalent
à la transformation eutéctoïde dans le système Fe C – ce qui résulte de l’augmentation de
l’activité de cet élément en présence des éléments d’alliage : la précipitation des carbures est
favorisée. Dans tous les cas, en ce qui concerne l’enrichissement en carbone, les diagrammes
montrent une limite de solubilité en carbone assez proche et les réponses en enrichissement

2.3. SIMULATION DES ALLIAGES ÉTUDIÉS
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FIGURE 2.2 – Diagrammes pseudo-binaires établis en fonction de la fraction massique en carbone des
alliages (a) 16NiCrMo13 et (b) 23MnCrMo5. Résultats obtenus avec Thermo-Calc [12, 13]. Traits pleins
base de données SSOL4, pontillés TCFE7.

aux conditions de cémentation et de carbonitruration au-delà de 1150 K doivent rester simi-
laires. Lors du revenu, les précipitations de cémentite alliée M3C et de carbures M23C6 sont
attendues pour des fractions massiques en carbone allant de 0,003 à 0,006, teneurs typique-
ment recherchées dans les couches traitées.

Des coupes pseudo-binaires établies en fonction de la fraction massique en azote sont tra-
cées Figure 2.3. Ces diagrammes ne présentent plus de grandes similitudes avec leurs équiva-
lents dans le système Fe N. Cela est dû a la présente d’éléments nitrurigènes, notamment le
chrome, qui conduisent à la formation de nitrures MN dans la plage de composition considérée.
Pour des faibles teneurs en azote (wN ≤ 0, 002) le carbure prépondérant à basse température
dans chaque alliage – M23C6 pour la nuance 16NiCrMo13 et M7C3 pour 23MnCrMo5 – se
trouve à l’équilibre avec le nitrure MN. En augmentant la teneur en azote, on observe simulta-
nément la diminution de la température de transformation austénitique et le remplacement de
ces carbures par la cémentite alliée. La phase Si3N4 est possible selon la base de données
TCFE7. Cette phase ne sera pas considérée en raison de sa lente cinétique de précipitation à
faible teneur en Si dans les alliages – cette phase est typiquement observée dans les aciers
au silicium où la fraction en Si dépasse 0,015.

2.3.2 Coupes isothermes

Bien que les diagrammes pseudo-binaires soient utiles à prédire les phases formées lors de
la saturation et le comportement d’alliage pendant le refroidissement, des coupes isothermes
peuvent être aussi utilisées pour le contrôle des procédés pendant la phase d’enrichissement.
La Figure 2.4 présente des diagrammes établis en fonction des fractions en carbone et azote
simulés à 1173 K pour les deux alliages de cette étude. La limite de solubilité en azote – une
fraction massique inférieure à 0,001, à partir de laquelle des nitrures substitués de stœchio-
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FIGURE 2.3 – Diagrammes pseudo-binaires établis en fonction de la fraction massique en azote des
alliages (a) 16NiCrMo13 et (b) 23MnCrMo5. Résultats obtenus avec Thermo-Calc [12, 13]. Traits pleins
base de données SSOL4, pontillés TCFE7.

métrie MN sont précipités – s’avère être très peu dépendante de la fraction massique en car-
bone, lequel sature l’austénite autour de 0,01. La saturation en carbone conduit, pour les deux
nuances, à la formation de cémentite alliée dans la région « 1 », des diagrammes, comme cela
se voit également dans la Figure 2.2. Les régions « 2 » et « 3 » ne présentent aucun intérêt
dans le cas présent.
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FIGURE 2.4 – Coupes isothermes à 1173 K établies en fonction des fractions massiques en carbone et
azote des alliages (a) 16NiCrMo13 et (b) 23MnCrMo5. Résultats obtenus avec Thermo-Calc [12, 13].
Traits pleins base de données SSOL4, pontillés TCFE7.
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Comme lors des phases de cémentation, la condition à la limite pour le carbone corres-
pond à une saturation en carbone de la surface dans l’austénite, la précipitation de cémentite
n’est donc pas prise en compte — on suppose que la formation et solution de M3C est ins-
tantanée et la phase n’est pas utilisée dans la simulation. Cela rend possible de réaliser la
simulation sans adopter un modèle d’homogénéisation et donc plus rapidement. En revanche,
les fractions massiques en azote visées au-delà de 0,003, introduites dans les alliages par la
carbonitruration et la nitruration austénitique, impliquent la précipitation de nitrures du type MN
et un appauvrissement en éléments d’alliage, notamment le chrome et le molybdène, de la ma-
trice austénitique. Pour tenir compte de cette précipitation et de ses effets, il faut recourir à la
Figure 2.5 qui montre la consommation du chrome conduisant à la formation des nitrures MN.
On observe l’évolution de l’azote en solution solide en fonction de la teneur totale dans l’alliage.
Jusqu’à la limite de solubilité, la pente des courbes de la Figure 2.5b est unitaire. Ensuite, les
courbes suivent un chemin qui dépend de la composition de l’alliage. Des résultats similaires
sont obtenus avec les bases de données TCFE7 et SSOL4. Comme les matériaux sont traités
pendant une durée suffisamment longue pour supposer un équilibre des phases, l’azote ainsi
calculé sera considéré comme étant représentatif de la composition de la martensite.
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FIGURE 2.5 – Simulation de la consommation des éléments en solution solide et formation de nitrures à
1173 K. Résultats obtenus avec Thermo-Calc [12, 13], bases de données SSOL4 et TCFE7.

Les principales caractéristiques des alliages étudiés à retenir, établies au cours de la Sec-
tion 2.3 à l’aide de Thermo-Calc [12, 13], peuvent être résumées ainsi :

— les seuils de précipitation de cémentite en domaine γ à 1173 K correspondent à des
fractions massiques de l’ordre de 0,01. Cependant, l’activité associée à cette valeur – en
utilisant le graphite comme état de référence – n’est pas la même pour les deux nuances.
Pour les simulations d’enrichissement, la valeur simulée pour chaque nuance doit être
utilisée comme condition à la limite si l’on désire considérer une condition de précipitation
de Fe3C en surface ;
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— on s’attend à la formation de nitrures du type MN pendant l’enrichissement en azote, ce
qui doit advenir pour des fractions massiques de cet élément de l’ordre de 0,001. Cette
précipitation produit un appauvrissement de la matrice de l’alliage que doit favoriser un
comportement au revenu plus proche de celui du système Fe C N.

2.4 Métallurgie de la carbonitruration

Les sections précédentes ont principalement abordé le cas de l’équilibre des systèmes mé-
tallurgiques étudiés et donc précisent les phases formées pendant l’enrichissement en carbone
et en azote. Cette étape est nécessaire pour le contrôle des procédés thermochimiques car elle
sert à connaître les seuils de précipitation des nitrures et des carbures, ainsi que l’appauvris-
sement en éléments d’alliage dans les matrices enrichies. Maintenant, il convient de discuter
du comportement des alliages au cours des étapes conférant les propriétés finales à partir des
compostions établies par l’enrichissement. La martensite au carbone et à l’azote sera d’abord
traitée avant que soient abordées les réponses au revenu des aciers faiblement alliés contenant
ces éléments interstitiels.

2.4.1 La martensite au carbone et à l’azote

L’obtention des propriétés mécaniques désirées après les traitements thermochimiques
dans le domaine austénitique résulte généralement d’une séquence de trempe et revenu. Cela
implique une transformation de type martensitique pendant la trempe [2], qui par contraction
thermique, dépasse le seuil de contraintes requis pour former la martensite [9]. L’approche mé-
canique de ce genre de transformation est décrite dans une publication classique de Kurdjumov
[127]. Beaucoup de travaux sont disponibles dans la littérature sur la martensite au carbone
des aciers faiblement alliés et sur ses transformations pendant le revenu. Un travail de réfé-
rence de Krauss [128] compile de manière concise les propriétés et structures attendues dans
des situations rencontrées dans les traitements thermochimiques.

Si l’on considère les enrichissements en carbone dans la plage de 0,005-0,006 en fractions
massiques, on doit s’attendre à observer la formation d’une microstructure martensitique en
lattes pour des taux de refroidissement typiques [128]. Cette morphologie n’est pas seulement
dépendante de la composition – ponctuelle dans les traitements thermochimiques – et donc
de la température Ms de début de transformation martensitique, mais aussi de la tempéra-
ture à laquelle la transformation s’est passée, laquelle peut être influencée par le milieu de
trempe [129]. Du fait de son caractère fragile, cette martensite est normalement soumise au
revenu avant l’utilisation des pièces trempées. Le revenu de la martensite au carbone peut être
appréhendé à partir de la plage de température et du traitement thermique appliqué. De ma-
nière plus générale, il intègre l’histoire thermique de la pièce après la réalisation de la trempe et
donc comprend même les transformations issues des étapes du traitement cryogénique ainsi
que le vieillissement à la température ambiante. Dans ce contexte, Cheng et al. [130] décrivent
la suite de transformations qui ont lieu dans la martensite Fe C, suite qui est affectée par la
présence d’éléments d’alliage dont l’effet principal est de décaler la plage des températures de
chaque régime, notamment en ce qui concerne la transformation des carbures intermédiaires.
Morra et al. [131] fournissent données des cinétiques de ces processus pour quelques aciers.

2.4. MÉTALLURGIE DE LA CARBONITRURATION



CHAPITRE 2. APPROCHE MÉTALLURGIQUE 40

Dans le cas de la martensite à l’azote, un nombre très limité de publications est dispo-
nible [125, 132]. La littérature est centrée sur le système Fe N, pour lequel les transformations
métallurgiques induites par les étapes de revenu et de vieillissement à la température ambiante
sont connues [6–8, 109–113]. La formation du nitrure intermédiaire Fe16N2 a lieu à température
ambiante après une centaine d’heures de vieillissement, ce qui apporte une augmentation de
la résistance mécanique de la martensite Fe N. Avec le revenu, ce nitrure cohérent devient
incohérent et donc la résistance supplémentaire qu’il apporte n’est pas conservée. Bien que
comportement, i.e. dureté, après trempe de la martensite au carbone puisse être directement
décrit par la teneur interstitielle [10, 128, 133, 134], le rôle de l’azote n’est pas explicité.

Pour des faibles teneurs en azote, Briant et al. [135] montre que cet élément peut induire
une fragilisation pendant le revenu. De plus, pour les aciers faiblement alliés, en raison de la
formation de nitrures à la température d’enrichissement, la martensite obtenue diffère de la
composition de l’alliage de départ, et est plus proche de celle du système Fe N. Cheng et al.
[136] comparent le revenu d’une martensite mixte au carbone et à l’azote (Fe C N) à celui
des systèmes binaires Fe C et Fe N. Les auteurs [136] concluent que la présence simulta-
née des deux interstitiels accélère la décomposition Fe16N2 Fe4N et retarde celles des
carbures intermédiaires en cémentite et de l’austénite résiduelle, lesquels restent métastables
à des températures plus élevées. L’azote en solution solide réduit également la vitesse critique
de refroidissement pour la trempe – augmentation de la trempabilité de l’alliage. Néanmoins,
l’austénite résiduelle est une réalité dans les aciers et sa transformation finale en martensite
n’est normalement pas complète [2].

Norstrom [10] a proposé un modèle pour prédire la limite élastique de la martensite en
fonction de sa morphologie et de sa teneur en carbone (Équation E 2.1). Cette équation prend
en compte la friction interne dans le fer pur σ0, la contribution des éléments d’alliage σ1, deux
termes de Hall-Petch pour incorporer les tailles d des lattes et D des paquets de martensite, la
densité intrinsèque de dislocations dans le fer pur martensitique ρ0 et son augmentation avec
la teneur en carbone K(C).

σy = σ0 + σ1 +
ky

D1/2
+

ks

d1/2
+ αGb

[
ρ0 +K(C)

]1/2

(E 2.1)

La dépendance du dernier terme de l’Équation E 2.1 avec la racine carrée de la densité de
dislocations avait déjà été proposée par Cohen [133] et trouve ses bases physiques dans la
mécanique des dislocations [134, 137]. Comme la densité des dislocations augmente de ma-
nière linéaire avec la teneur en carbone [128, 138], on peut vérifier la validité de cette approche
en traçant la résistance mécanique en fonction de la racine carrée de la teneur en interstitiels.
Ce modèle reste applicable jusqu’à la transformation de la martensite cubique en martensite
quadratique connue sous l’appellation « point-H » [113]. Selon Van Gent et al. [6] la teneur
limite en azote pour la transformation de la martensite de cubique à quadratique se situe à une
fraction massique d’environ 0,002. Cette valeur n’est pas en accord avec celle rapportée par
Sherby et al. [113] qui la situent à une fraction atomique de 0,0275 pour le carbone et pour
l’azote. L’utilisation des fractions atomiques semble plus raisonnable dans ce cas étant donné
le caractère du phénomène physique mis en jeu : l’occupation des sites interstitiels produisant
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une déformation quadratique du réseau cristallin. Cette valeur en fraction atomique correspond
à une fraction massique en carbone de 0,006 et en azote de 0,0075.

Bien que σy dépende de plusieurs facteurs comme la morphologie de la martensite, le dur-
cissement par solution solide et la densité et la mobilité des dislocations [128], la dépendance
la plus marquée est celle relative à la teneur en interstitiels en solution solide. Cela permet
une comparaison directe entre les matériaux de base fer [134, 139]. Hutchinson et al. [134]
montrent, par exemple, que pour les nuances iv Fe-1,7Mn-0,23Si-0,12C et Fe-1,7Mn-0,21Cr-
0,23Si-0,23C la contribution des éléments d’alliage dans l’Équation E 2.1 correspond à 10-12%
de la limite élastique, alors que la contribution due à la taille de grain est à environ 13%, les
dislocations à 12-13%, la structure martensitique à 35-39% et la contribution de la teneur en
interstitiels en solution solide à 61-66%.

2.4.2 Réponses des couches carbonitrurées

Dans un second temps, il convient de présenter quelques résultats importants relatifs aux
traitements thermochimiques des aciers faiblement alliés. Les principaux aspects spécifiques
dont ce paragraphe fera état sont (i) la dureté après revenu, (ii) la fraction en austénite rési-
duelle et (iii) les précipités formés lors du revenu. Les alliages comparés sont présentés sur le
Tableau 2.3.

Tableau 2.3 – Comparaison entre les compositions nominales en pourcentage massique des alliages
cités dans la Section 2.4.2 et les alliages étudiés.

Alliage Fe C Si Mn Cr Ni Mo Autre(s)

15NiMoCr10 [140] bal. 0,15 1,19 0,44 0,99 2,50 1,98 V-0,29

27CrMo4 [140] bal. 0,27 - - 1,15 - 0,27 -

27MnCr5 [140] bal. 0,27 0,25 1,20 0,98 - - -

Nuance 1 [141] bal. 0,18 0,25 0,75 1,00 - 0,20 -

Nuance 2 [141] bal. 0,14 0,25 0,45 0,95 3,25 0,25 -

Nuance B [142] bal. 0,18 0,19 0,34 3,12 0,40 0,46 V-0,70 W-0,45

16NiCrMo13 bal. 0,16 0,25 0,45 1,00 3,20 0,25 -

23MnCrMo5 bal. 0,23 0,25 1,30 1,20 0,10 0,25 -

Dureté après revenu

L’introduction intentionnelle de silicium minimise la chute de dureté lors du revenu à 573 K
de l’acier 15NiMoCr10 cémenté [140]. Cela résulte du fait que l’introduction de Si retarde la
cinétique de décomposition des carbures du type ε − Fe2–4C formés durant le revenu en cé-
mentite M3C, la présence de ces carbures ε étant confirmée par microscopie électronique à
transmission. Ce n’est pas le cas pour les alliages 27CrMo4 et 27MnCr5 carbonitrurés, pour
lesquels le revenu à cette température (573 K) produit une chute plus importante en dureté
pour une même dureté initiale – qui dépend presque uniquement de la teneur totale en élé-
ments interstitiels en solution solide pour les aciers faiblement alliés [139]. Loukachenko [140]
a utilisé ces alliages – 27CrMo4 et 27MnCr5 – dans le but de vérifier des résultats présentés

iv. Ici rapportées en pourcentages massiques.
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dans la littérature sur l’alliage 20Cr4, résultats qui établissaient que le matériau conserve sa
dureté « de trempe » même après un revenu à 573 K grâce à une précipitation secondaire de
nitrures du type γ′ − Fe4N. Ces résultats n’ont pas pu être reproduits, l’auteur [140] ayant mis
en évidence une décroissance continue de la dureté lors du revenu à 573 K. En fait, même pour
l’alliage 15NiMoCr10 cémenté, une certaine chute en dureté a été observée après le revenu –
quand on la compare à l’état après trempe – ce qui a été attribué à la précipitation de carbures
de type M23C6 et M6C, le second étant lié à la teneur modérée en molybdène (une fraction
massique d’environ 0,02) dans cette nuance, en bon accord avec des simulations réalisées à
l’aide de Thermo-Calc [12, 13].

On doit remarquer que l’alliage 23MnCrMo5 ici traité présente des similitudes chimiques
avec la nuance 27MnCr5 — Tableau 2.3. Plus spécifiquement, l’enrichissement en carbone
et/ou en azote des alliages 23MnCrMo5 et 27MnCr5 peut conduire à la même composition
en surface si la teneur en Mo dans la seconde nuance – où le molybdène n’est pas ajouté
intentionnellement – se trouve proche de celle de l’alliage 23MnCrMo5. Dans ce cas, on ne
s’attend pas à ce que l’alliage soit capable de retenir la dureté nécessaire si des contraintes
de Hertz de l’ordre de 2,45 GPa sont imposées après revenu à 573 K, conditions visées par
Loukachenko [140].

Austénite résiduelle

Un autre aspect qui doit être considéré pour décrire comment s’établissent les propriétés
mécaniques des aciers est la fraction d’austénite résiduelle obtenue après trempe. Cela ré-
sulte de la transformation incomplète de l’austénite dans les microstructures métastables à
basse température pendant le refroidissement fortement hors équilibre [2]. L’effet de la pré-
sence d’austénite résiduelle est controversé dans la littérature [141] : bien qu’elle puisse di-
minuer la résistance à l’usure ou la fatigue de contact, cette phase hors équilibre promeut la
fermeture des fissures produites par fatigue et donc diminue leur vitesse de propagation.

Loukachenko [140] montre, par exemple, que la fraction volumique VγR d’austénite rési-
duelle γR pour la nuance 15NiMoCr10 en fonction de la température du milieu de trempe Tq est
en bon accord avec l’Équation E 2.2 proposée par Koistinen et Marburger [143]. Dans ce cas,
le traitement cryogénique est considéré comme une continuation directe de la trempe. Après
revenu, l’austénite résiduelle n’est plus observée du fait de sa décomposition en martensite.
Yahia [22] montre à partir d’une étude bibliographique et expérimentale la validité de l’approche
de Koistinen et Marburger [143] pour l’effet de l’azote dissous dans l’austénite à partir du calcul
de la température initiale de formation de la martensite Ms.

VγR = 100× exp[−0, 011(Ms − Tq)] (E 2.2)

L’effet d’un traitement cryogénique après cémentation et revenu des alliages notés « Nuance
1 » et « Nuance 2 » dans le Tableau 2.3 est étudié par Preciado et al. [141], contrairement à
la pratique habituelle consistant à réaliser ce traitement avant le revenu. Il faut remarquer que
la composition moyenne de la « Nuance 2 » rapportée par les auteurs [141] est équivalente à
celle de l’alliage 16NiCrMo13. Ce traitement cryogénique réalisé après revenu a amélioré la
résistance à l’usure des alliages étudiés, ce qui a été attribué à la ségrégation du carbone et
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des éléments d’alliage induite par le cycle cryogénique. Cependant, la mise en évidence de ce
mécanisme n’a pas été établie.

Précipités observés expérimentalement

Yahia [22] met en évidence après trempe la formation de précipités polyédriques avec
des dimensions de l’ordre de 0,5 µm aux anciens joints de grains austénitiques de l’alliage
27CrMo4. La formation de précipités sous forme de bâtonnets avec des longueurs de l’ordre
de 0,1 µm et sous forme de polyèdres avec une longue diagonale de l’ordre de 0,2 µm a aussi
été mise en évidence. L’identification de ces précipités par microscopie électronique en trans-
mission (MET) montre que les bâtonnets sont des nitrures CrN (hors contour de grain), tandis
que les précipités sous forme de polyèdre sont des carbures du type M3C contenant Fe, Mn et
Cr. Dans le cas de la nuance 27MnCr5, une faible densité de précipités le long des contours
de grain austénitiques a été observée pour la cémentation et la carbonitruration à des teneurs
massiques en carbone supérieures à 0,65%, contrairement à l’alliage 27CrMo4. Ces effets
n’ont pas été mis en évidence après nitruration. Grâce à des analyses par micro-sonde élec-
tronique et diffraction des rayons x, ces précipités ont aussi été identifiés comme étant des
carbures de type M3C. Ces résultats [22, 140] concernant l’alliage 27CrMo4 seront confrontés
dans ce mémoire avec ceux obtenus pour la nuance 16NiCrMo13. Une attention particulière
sera prêtée à l’estimation des niveaux d’austénite résiduelle après trempe, compte tenu du
fait que la principale différence entre les alliages étudiés réside dans leurs teneurs en nickel
respectives.

Marray et al. [144] observent la présence de carbures M23C6 et M7C3 après enrichissement
de l’alliage noté « Nuance B », alors qu’aucune précipitation à haute température n’est obser-
vée pour la nuance 16MnCr5, laquelle est aussi assez proche de la nuance 23MnCrMo5. Cette
observation est en accord avec les diagrammes des Figures 2.2b et 2.3b. De plus, la séquence
de précipitation observée tout au long du profil enrichi pour la « Nuance B » est en accord avec
ce à quoi l’on doit s’attendre selon des simulations réalisées à l’aide de Thermo-Calc [12, 13],
ce qui montre la fiabilité de l’approche CALPHAD pour les étapes d’enrichissement. Enfin,
Marray [142] compile des expressions utiles pour le calcul des températures de début de trans-
formation martensitique.
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2.5 Conclusion

Dans le Chapitre 2 nous avons introduit les concepts de la métallurgie à l’équilibre et hors
équilibre pour les systèmes modèles à base fer et faiblement alliés. La simulation des dia-
grammes pseudo-binaires et isothermes des nuances industrielles étudiées a été réalisée,
simulation dont on se servira au Chapitre 4. Les principaux points du chapitre peuvent être
résumés ainsi :

— l’approche CALPHAD permet l’estimation des phases à l’équilibre pour un ensemble de
conditions et de compositions données en fonction de la disponibilité des données ther-
modynamiques. L’obtention de ces données est normalement empirique et même si des
efforts sont réalisés pour diminuer ce besoin avec l’emploi des méthodes ab initio, reste
que CALPHAD est semi-empirique ;

— les principales phases à l’équilibre composant les systèmes à base de fer, carbone et
azote sont la ferrite, l’austénite, M3C, Fe4N(1–x) et Fe2N(1–x). L’inclusion d’éléments carbu-
rigènes et nitrurigènes conduit à la formation des carbures et des nitrures M23C6, M7C3,
MN, MnSiN2, etc. ;

— en présence d’éléments carburigènes, l’allure à haute température (domaine γ) des dia-
grammes pseudo–binaires établis en fonction du carbone dans les alliages étudiés reste
proche de celle du système Fe C, alors que le carbure en équilibre dans cette région
reste le même M3C. Ce n’est pas le cas pour les pseudo–binaires établis en fonction
de l’azote où le nitrure MN remplace Fe2N(1–x). Selon les simulations réalisées, en dimi-
nuant la température, le carbure dont on favorise la précipitation après enrichissement en
carbone est le M23C6 pour l’alliage 16NiCrMo13 et le M7C3 pour la nuance 23MnCrMo5 ;

— l’approche thermodynamique est limitée par le fait que les traitements de cémentation et
de carbonitruration sont terminés par une trempe. Par conséquent sa validité reste limitée
à la seule phase d’enrichissement. Cependant, les simulations des diagrammes de phase
peuvent aider à identifier les carbures et nitrures probables formés lors du revenu.

2.5. CONCLUSION



DEUXIÈME PARTIE

Résultats expérimentaux





CHAPITRE 3
Dynamique des traitements

Pour suivre la structure adoptée dans la Partie I, les résultats expérimentaux concernant
la mise au point des procédés seront présentés dans ce chapitre avant les réponses métallur-
giques des alliages exposées Chapitre 4. La Section 3.1 présente les dispositifs expérimen-
taux employés pour les traitements thermochimiques et les études des atmosphères. Ensuite,
la caractérisation du réacteur et la méthode d’analyse à basse pression sont présentées Sec-
tion 3.2. Le comportement hydrodynamique du réacteur est caractérisé dans le but de mieux
maîtriser les conditions aux limites des traitements thermochimiques. Cela se fait initialement à
partir de la connaissance de la fonction de distribution du temps de séjour. L’allure et les temps
caractéristiques de cette distribution déterminent, pour un ensemble de conditions d’opération
données, le type de couplage entre l’hydrodynamique et la cinétique réactionnelle des gaz
employés pour les traitements. Ensuite, on présente le système de prélèvement du chromato-
graphe à basse pression. La mise au point de l’atmosphère carburante à base de mélanges
CO H2 est présentée dans la Section 3.3, qui présente les calculs de température de point
de rosée pour les alliages choisis. Des études sur la pyrolyse de l’acétylène ainsi que sur la
cémentation à partir d’hydrocarbures font partie de la Section 3.4. La cinétique de cémentation,
i.e. la prise de masse en fonction du temps, est étudiée à l’aide d’une thermobalance couplée
au réacteur. En ce qui concerne la nitruration à partir de l’ammoniac, la Section 3.5 présente
son comportement de décomposition de NH3 et la cinétique de décarburation pendant l’étape
de nitruration. Ces résultats sont utilisés pour réaliser les traitements des alliages qui seront
analysés d’un point de vue métallurgique au Chapitre 4 et confrontés aux simulations de dé-
composition des précurseurs au cours des traitements au Chapitre 5.
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3.1 Système expérimental

3.1.1 Réacteur à la pression atmosphérique

Les études de traitements thermochimiques ont été réalisées dans un réacteur tubulaire
en alumine présentant un rapport surface-volume S/V = 0,8 cm−1 et un diamètre de 50 mm
schématisé Figure 3.1a. L’enceinte de traitement en Al2O3 est considérée inerte, i.e. les trans-
formations chimiques des gaz précurseurs sont produites uniquement en phase homogène
ou sur les surfaces des pièces traitées. Pour assurer l’homogénéité en composition des gaz
utilisés pour les traitements thermochimiques, un système d’alimentation de gaz permet le mé-
lange des précurseurs dans un volume de ballast d’environ 1000 cm3 avant introduction dans la
zone de traitement du réacteur. L’injection des gaz se fait par un tuyau en alumine d’un diamètre
interne de 2 mm entrant par la partie supérieure du réacteur et injectant les gaz à 100 mm de
la partie supérieure de l’échantillon. Ceci permet d’assurer, pour les débits typiquement utilisés
dans ce réacteur, de l’ordre de 500 cm3 min−1 à 1000 cm3 min−1, la dissipation du jet de gaz
produit par l’injecteur et un écoulement laminaire autour de la pièce traitée. Le chauffage est
assuré par des résistances électriques placées autour de la zone centrale du tube réacteur sur
une longueur de 0,2 m, produisant une région de température constante d’environ 80 mm et
permettant des cycles thermiques jusqu’à 1373 K. Cette zone est représentée sur la Figure 3.1
par un gradient de gris, le rectangle central représentant la position de l’échantillon. Compte
tenu de la longueur de cette région, pour assurer un traitement homogène des pièces, les
échantillons ne doivent pas dépasser environ 50 mm dans la direction de l’axe du réacteur.
Par conséquent, des échantillons ayant des dimensions de 40 mm× 14 mm× 4 mm ont été
découpés dans des barres forgées des deux matériaux étudiés et polis au papier abrasif jus-
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0.25 m

0,05 m

(a) Réacteur à la pression atmosphérique.

0.80 m

0.40 m0.20 m
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(b) Réacteur à basse pression.

FIGURE 3.1 – Schémas des réacteurs employés pour les traitements thermochimiques et le suivi de la
décomposition des précurseurs.
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qu’à une granulométrie de 14 µm avant traitement. Pour les suivis de prise de masse avec la
thermobalance, chaque échantillon de longueur 40 mm a été découpé en deux en raison de la
limite de masse imposée par la thermobalance, conduisant à des pièces ayant pour dimensions
20 mm× 14 mm× 4 mm.

La caractérisation des produits à la sortie du réacteur est faite par un équipement de chro-
matographie gazeuse Carlo Erba Instruments modèle GC6000 Vega Series 2. Le système de
chromatographie est équipé d’un détecteur à ionisation par flamme et d’un autre par conducti-
vité thermique (Annexe C). La thermobalance couplée au système n’est pas représentée et se
trouve à la verticale du réacteur. Une description détaillée de la thermobalance employée ici et
de la technique de thermogravimétrie est fournie par Jaoul [55]. Un hygromètre Dewpro MMY
245 est aussi disponible pour la mesure de la température du point de rosée des atmosphères
de cémentation.

3.1.2 Réacteur à basse pression

Le système employé pour les études à basse pression est assez similaire de celui em-
ployé à la pression atmosphérique et le contrôle de son alimentation est réalisé par le même
système et donc le même volume de ballast pour assurer l’homogénéité des gaz à l’entrée.
L’alimentation des gaz est faite par la gauche (Figure 3.1b), les systèmes de mesure de pres-
sion, de pompage et de caractérisation étant placés à droite. Le contrôle de température est
opéré sur une longueur de 0,4 m par des résistances disposées régulièrement, ce qui conduit
aux profils présentés Figure 3.2. Ces profils mesurés sont utilisés pour l’intégration des méca-
nismes cinétiques dans le Chapitre 5. Un tube en quartz présentant un rapport surface-volume
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FIGURE 3.2 – Profils de température dans la zone chaude du réacteur dans les expériences à basse
pression (Figure 3.1b) en fonction de la coordonnée de l’axe du réacteur mesurée à partir de l’entrée
dans la zone de contrôle pour des températures de consigne entre 873 K à 1273 K.
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S/V = 1,4 cm−1 et un diamètre de 28 mm est utilisé comme enceinte de réacteur. Le système
de chromatographie avec prélèvement à basse pression placé à la sortie de ce réacteur est
décrit Section 3.2.2.

3.2 Caractérisation des réacteurs et des atmosphères

3.2.1 Dynamique du réacteur utilisé à la pression atmosphérique

Les fondements théoriques présentés à la Section 1.3 ont été utilisés pour l’évaluation du
comportement dynamique du réacteur fonctionnant à la pression atmosphérique (Figure 3.1a).
Les mesures de distribution de temps de séjour E(ts) ont été faites par le suivi de la réponse en
tension d’un détecteur à ionisation par flamme en fonction du temps après injection d’un volume
de 10 cm3 de CH4 à l’entrée du réacteur. L’injection a lieu dans un intervalle de temps très court
par rapport au temps de séjour estimé – en considérant un débit de 500 cm3 min−1 – de l’ordre
de 100 s pour un réacteur piston avec les dimensions du réacteur employé et de 500 s si l’on
suppose un comportement de réacteur parfaitement agité. Étant donnée la faible quantité de
méthane injectée, sa décomposition homogène n’est pas favorisée par la loi d’action de masse,
ce qui rend possible l’évaluation de la fonction E(ts). De plus, le CH4 est le composé le plus
stable de la série des hydrocarbures aliphatiques. La détermination de la distribution de temps
de séjour a été établie pour des débits de 250 cm3 min−1, 500 cm3 min−1 et 1000 cm3 min−1 à
une température de 1173 K en utilisant N2 comme gaz porteur en l’absence d’un échantillon
métallique à l’intérieur du réacteur.

Deux acquisitions ont été effectuées pour chaque condition. Ces essais ont été répétés
avec une éprouvette métallique de dimensions 40 mm× 14 mm× 4 mm placée à 100 mm de
l’injecteur de gaz dans l’axe du réacteur, les autres conditions restant inchangées. La face de
14 mm× 4 mm était tournée vers le jet de gaz dans cette expérience. Un essai additionnel à
1023 K avec un débit de 500 cm3 min−1 a aussi été réalisé avec le four d’abord vide puis chargé.
Le Tableau 3.1 rassemble les temps caractéristiques identifiés : t∞, le temps de disparition
d’une espèce injecté par un pulse, tm, le temps moyen de séjour et σ, le moment d’ordre un de
la distribution de temps de séjour.

Tableau 3.1 – Temps caractéristiques du réacteur opéré à la pression atmosphérique en fonction des
paramètres chargement, température et débit pour des mélanges dilués en N2 et nombre de Bodenstein
associé.

Condition Température (K) Débit (cm3 min−1) t∞(s) tm(s) σ(s) Bo

Non-chargé 1023 500 657 250 112 6,5

Non-chargé 1173 500 533 217 98 6,7

Non-chargé 1173 1000 343 136 61 7,0

Chargé 1023 500 633 254 109 6,8

Chargé 1173 500 611 241 103 6,9

Chargé 1173 1000 361 127 62 5,9

Avant de procéder à l’analyse des résultats, quelques remarques préliminaires sont né-
cessaires. En supposant le réacteur à la température ambiante, on peut estimer que le délai
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entre l’injection du pulse de méthane et l’arrivée à la sortie du réacteur (Figure 3.1a) est de
l’ordre de 100 s pour un débit de 500 cm3 min−1 et de 50 s pour 1000 cm3 min−1. Si l’on consi-
dère une zone homogène de 80 mm à la température de traitement Tr (Section 3.1) suivie d’un
gradient de température décroissant jusqu’à l’ambiante à la sortie du réacteur, l’accélération
produite par l’expansion du gaz devrait réduire ce temps par un facteur de l’ordre de 2,0. Cette
réduction doit être plus faible, étant donnée l’augmentation de la viscosité du gaz porteur de
17,5 µPa s à 46,7 µPa s entre 298 K à 1173 K [145]. Par conséquent, le délai requis pour per-
mettre l’arrivée du gaz au détecteur (Figure 3.3) est raisonnable puisqu’il n’est pas limité par le
transport dans le tuyau qui conduit au détecteur.
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FIGURE 3.3 – Densité de probabilité des distributions du temps de séjour non-normalisées en fonction
du temps pour différentes conditions de débit et de température.

L’augmentation du débit diminue le temps de séjour moyen tm et réduit aussi la largeur σ du
pic de la densité de probabilité E(ts), ce que l’on vérifie dans le comportement de la grandeur
σ, le moment d’ordre 2 de la distribution, ce qui va à l’encontre des hypothèses définissant des
réacteurs du type piston. La Figure 3.3 met en évidence ce comportement du réacteur en fonc-
tion des différents débits employés avec et en l’absence d’un échantillon métallique. L’allure de
ces courbes se rapproche du comportement d’un réacteur tubulaire laminaire, pour lequel un
délai sur l’arrivée des espèces à la sortie produit une montée en intensité assez prononcée
– composante du comportement de type piston – suivie d’une décroissance d’allure exponen-
tielle — composante du comportement de type réacteur agité. À une température donnée, ce
comportement est plus évident pour des débits plus élevés — le gaz est contraint de traverser
le réacteur sur une durée plus courte.

Si l’on compare les intégrales normalisées des courbes de la Figure 3.3 tracées en fonction
du temps réduit (Figure 3.4) avec le comportement théorique (Figure 1.4), on observe que le
réacteur adopte un comportement approximativement du type laminaire. Les conditions expéri-
mentales employées conduisent à des nombres de Reynolds de l’ordre de l’unité à la pression
atmosphérique. Les traitements sous vide mènent à des valeurs beaucoup plus faibles et donc
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l’écoulement doit aussi être laminaire. Le nombre de Knudsen estimé Section 1.4 assure un
comportement du type visqueux dans les deux limites de pression étudiées. Les courbes inté-
grées et normalisées (Figure 3.4) montrent [66] que dans la plage de débits étudiée, le réacteur
conserve le même type de comportement. Le chargement du réacteur à la température de trai-
tement avec des pièces métalliques agit quant à lui dans le sens d’une faible augmentation du
temps de séjour moyen. Lorsque l’effet du chargement avec des échantillons de même taille
que ceux qui sont utilisés pour les études métallurgiques ne produit pas de changement im-
portant de tm, on se contente alors de réaliser les études expérimentales sur la pyrolyse de
l’acétylène et de l’ammoniac sans échantillon. Cela permet aussi de séparer les effets de cata-
lyse sur les surfaces métalliques des phénomènes ayant lieu dans le gaz ou sur les parois du
réacteur.
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FIGURE 3.4 – Distributions du temps de séjour intégrées et normalisées en fonction du temps réduit θ.
Les courbes sont identifiées par les conditions de débit et de température.

Le comportement de mélange des nouveaux éléments de volume arrivant dans l’enceinte
du réacteur peut être caractérisé par les nombres de Bodenstein ou de Peclet axial [26, 66].
Les définitions de ces nombres sont présentées Équation E 3.1, où D désigne le coefficient de
diffusion moléculaire, d le diamètre du tube, L sa longueur et ν̄ la vitesse moyenne. Une valeur
élevée (Bo ≥ 50) implique un comportement de ségrégation – les nouveaux volumes rentrant
dans le réacteur ne sont pas dilués dans le contenu de l’enceinte [26] – tandis qu’un réacteur
agité possède un nombre de Bodenstein réduit. Ce critère n’est valable que pour des ratios
L/d ≥ 40 et son utilisation directe produit une incertitude importante. Dans ce cas, l’ajustement
des distributions expérimentales au moyen de l’Équation E 3.2 conduit à des résultats plus
fiables [26].

Peax =
192D

ν̄d
Bo = Peax

L

d
(E 3.1)
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E(θ) =
1

2

√
Bo

πθ

[
exp

(
(1− θ)2Bo

4θ

)]−1
(E 3.2)

Les valeurs ainsi obtenues pour le nombre de Bodenstein (Tableau 3.1) montrent que le
chargement et/ou l’augmentation du débit conduisent à l’augmentation de l’effet de mélange
dans le réacteur. Pour des valeurs de l’ordre de 5, le comportement de mélange ne peut pas
être considéré comme étant ségrégé. Ces estimations ne sont valables que pour le méthane,
mais l’ordre de grandeur et le type de comportement restent inchangés pour d’autres espèces,
en raison de la proximité des valeurs des coefficients de diffusion des hydrocarbures légers
et de celles des dérivés de l’ammoniac dans les gaz utilisés i. Alors que la valeur de tm est
associée aux taux d’avancement des réactions globales de décomposition des gaz précurseurs
et donc au comportement du réacteur à l’état stationnaire, c’est la valeur de t∞ qu’il convient
de considérer pour connaitre le temps nécessaire au renouvellement de l’atmosphère — ici
déterminée pour une valeur de F (t∞) = 0, 99. Cette valeur de t∞ représente donc le temps
minimal pour démarrer le suivi de la pyrolyse des atmosphères à l’état stationnaire et aussi
le temps nécessaire pour atteindre des enrichissements à concentration constante pour les
atmosphères à l’équilibre thermodynamique, comme dans le cas de la cémentation à partir de
mélanges CO H2.

3.2.2 Chromatographie gazeuse à basse pression

La mise au point des traitements thermochimiques demande la connaissance préalable de
la cinétique de décomposition des précurseurs pour l’enrichissement des matériaux dans la
gamme de pressions étudiée. Pour cela, cette étude comprend des mesures par chromato-
graphie gazeuse des produits issus de la décomposition de l’ammoniac et de l’acétylène. Bien
que la chromatographie gazeuse à la pression atmosphérique soit une technique bien connue
et employée dans la caractérisation des atmosphères gazeuses, son emploi sous pression ré-
duite n’est pas simple. Cette section décrit la méthode employée pour réaliser l’acquistion des
chromatogrammes à basse pression ainsi que les limitations qui doivent être prises en compte
dans l’analyse des résultats.

L’acquisition des données à basse pression se fait par un équipement Perkins Elmer mo-
dèle Clarus 580 équipé d’une colonne pour la séparation primaire des composants qui sont
ensuite divisés dans une colonne Molsieve 5A pour la séparation des composants de la bande
atmosphérique (N2, O2, CH4, etc.) et dans une colonne Poraplot U pour l’identification des hy-
drocarbures et de l’ammoniac. La détection de ces produits se fait par un détecteur du type
TCD. Bien qu’il s’agisse d’un système conventionnel de chromatographie gazeuse, le prélè-
vement de l’échantillon pour l’injection dans les colonnes se fait d’une façon particulière. Le
système mis en place est connecté à une des sorties du réacteur employé dans l’étude, la-
quelle est soumise à un pompage intermittent vers le système de prélèvement à basse pres-
sion. L’appareil est composé d’une série de vannes qui permettent le remplissage d’un ballon
en élastomère par les produits prélevés à la sortie du réacteur, ballon qui fait office d’enceinte
tampon. Après le remplissage du ballon, les gaz ainsi prélevés sont comprimés à la pression
atmosphérique puis injectés dans la boucle de prélèvement de l’équipement de chromatogra-

i. Pour leurs sections de collision, voir Bird et al. [82], par exemple.
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phie. La Figure 3.5 présente un schéma du système de prélèvement, où «B » désigne le ballon
d’échantillonnage et « P » la pompe à vide. La séquence d’opérations automatisée du système
est fournie Annexe C.

P
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v1 v2

v̄3 v4 v6

v̄5

v̄3 v3 v5
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3

1

2

FIGURE 3.5 – Système de prélèvement à basse pression. Les flèches désignent : 1 – le prélèvement du
réacteur, 2 – la sortie du système de chromatographie, 3 – l’entrée d’air pour comprimer l’échantillon et
4 – l’injection du système de chromatographie.

Ce système permet une acquisition reproductible des chromatogrammes au–delà de 30 mbar
avec l’accumulateur «B » utilisé. Pour travailler à plus faible pression, un accumulateur de vo-
lume supérieur est requis. Bien que l’acquisition soit reproductible, elle reste faiblement dé-
pendante de la pression totale du système, impliquant le besoin d’un étalonnage pour chaque
pression utilisée dans l’étude. Au moment du détournement du gaz vers l’accumulateur, le
réacteur est soumis à des variations momentanées de pression qui sont contrôlées manuelle-
ment pendant l’acquisition de l’échantillon. Ces oscillations conduisent à des erreurs relatives
de mesure qui peuvent atteindre 10% entre 30 mbar à 100 mbar.

3.3 Cémentation à partir des mélanges CO H2

Afin d’assurer une saturation de la surface en carbone pour les traitements de cémenta-
tion à partir des mélanges gazeux, une étude thermodynamique de l’équilibre gaz–solide a été
menée pour chaque alliage. Cela a été fait de manière à employer une méthode basée sur la
mesure de la température du point de rosée Tr des effluents du réacteur. Le calcul de Tr a été
réalisé en considérant l’atmosphère de cémentation (Tableau 3.2). Les paramètres de Gunnar-
son [23] des alliages étudiés sont calculés, conduisant à Q = 1, 1 pour l’alliage 16NiCrMo13 et
Q = 0, 9 pour la nuance 23MnCrMo5. Il existe une plus forte affinité avec le carbone pour l’al-
liage 23MnCrMo5 – visible sur la Figure 3.6 en fixant une valeur de Tr : la fraction massique
en carbone en équilibre entre le matériau et l’atmosphère est plus élevée pour cette nuance
que pour l’alliage 16NiCrMo13. La Figure 3.6 compare également les résultats du calcul de Tr
selon la méthode classique présentée Section 1.1.1 à ceux des simulations effectuées avec
Thermo-Calc [12, 13] – les températures Tr à la saturation en carbone dans les alliages dif-

3.3. CÉMENTATION À PARTIR DES MÉLANGES CO H2
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fèrent de moins de 1 K et l’écart entre les méthodes ne dépasse pas 3 K en dessous de cette
limite. La divergence des courbes que l’on observe au–delà de la limite de saturation des al-
liages s’explique par le fait que l’Équation E 1.1 ne considère pas de transitions de phase. Il
est important que la température de point de rosée pendant les traitements ne soit pas infé-
rieure à celle conduisant à la saturation, ce qui peut entrainer une précipitation importante de
cémentite. L’Annexe D présente les détails de ces simulations.

Tableau 3.2 – Atmosphères pour les étapes de cémentation et de nitruration des traitements réalisés à
la pression atmosphérique.

Cémentation Nitruration

0,20 CO 0,40 H2 0,40 N2 0,04 NH3 0,72 H2 0,24 N2
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pé
ra

tu
re

du
po

in
td

e
ro

sé
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FIGURE 3.6 – Température du point de rosée en fonction de la fraction massique en carbone à l’équilibre
avec l’atmosphère de traitement.

3.4 Procédés à partir des hydrocarbures

L’étude de la pyrolyse de l’acétylène, précurseur du carbone pour l’étape de cémentation,
s’est faite par chromatographie en phase gazeuse. Les mesures effectuées visent à fournir
des indications sur les espèces présentes dans le réacteur pour le transfert de matière vers
le solide, sur les mécanismes de surface régissant les traitements évalués et sur la validité
des mécanismes développés. L’étude des réactions de surface s’opère généralement par une
analyse différentielle des produits obtenus en l’absence et en présence d’un échantillon. Pour
cela, on suppose que la réactivité des parois en alumine du réacteur est négligeable par rapport
aux effets induits par les surfaces des éprouvettes métalliques. On commence donc par étudier
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le réacteur non-chargé. Les paramètres de contrôle pris en compte pour l’étude sont le débit
total, le débit du précurseur étudié et la température.

3.4.1 Pyrolyse à la pression atmosphérique

Les expériences à la pression atmosphérique ont été réalisées en employant N2 comme gaz
porteur et ont permis le suivi de la pyrolyse de l’acétylène dans la plage de température allant
de 873 K à 1223 K. Afin d’établir une pression partielle de C2H2 de l’ordre de 20 hPa, pression
de référence dans cette étude pour les traitements à basse pression, un mélange contenant
N2 − 0,02 C2H2 en fraction volumique a été employé, et ce pour des débits de 500 cm3 min−1

et 1000 cm3 min−1. Ces conditions sont résumées Tableau 3.3. La caractérisation de cette at-
mosphère en sortie du réacteur a permis la quantification des hydrocarbures légers CH4, C2H2

et C2H4 et H2 à l’aide du détecteur FID du chromatographe. L’acquisition des données s’est
faite toutes les 20 min pour les hydrocarbures et toutes les 4 min pour H2, qui est mesuré par le
détecteur TCD.

Tableau 3.3 – Conditions expérimentales pour l’étude de la pyrolyse du C2H2 à pression atmosphérique
dans le réacteur présenté Figure 3.1a.

Température Débit Mélange Pression totale Pression C2H2

873 K à 1223 K 500 cm3 min−1 et 1000 cm3 min−1 N2 − 0,02 C2H2 1000 hPa 20 hPa

Les fractions molaires des espèces identifiées à l’état stationnaire sont présentées Fi-
gure 3.7 en fonction de la température de la zone chaude du réacteur. On vérifie que même
pour des temps de séjour supérieurs à 100 s, l’acétylène est l’hydrocarbure léger majoritaire.
En dessous de 900 K le craquage de C2H2 est négligeable par rapport à la concentration injec-
tée dans le réacteur et l’étude se limite à des mesures au–dessus de 873 K. On observe aussi
le rôle du temps de séjour : à une température donnée, une augmentation du débit produit une
plus faible conversion du gaz source en sous-produits, tel qu’on peut le mettre en évidence
pour les températures de 1023 K à 1223 K en comparant les fractions de C2H2 et H2, et est
équivalente à un décalage de 50 K dans la zone chaude du réacteur.

Selon les données du Tableau 3.1, l’augmentation du débit de 500 cm3 min−1 à 1000 cm3 min−1

n’a pas seulement réduit le temps de séjour moyen à l’intérieur du four, mais a aussi diminué
la largeur du pic de densité de probabilité, les deux effets combinés conduisant aux réponses
mesurées. Il faut aussi tenir compte du fait que la pyrolyse se passe dans une zone comportant
un gradient de température si bien que les produits analysés proviennent de différentes zones
du réacteur. La réduction de la température de la zone chaude implique aussi l’augmentation
du temps de séjour avec un élargissement du pic de la E(ts). Étant donné que les temps de
séjour sont beaucoup plus longs que ceux employés par Norinaga et al. [30], Norinaga et Deut-
schmann [31], il en résulte que la décomposition de l’acétylène et la formation de CH4 et C2H4

sont beaucoup plus avancées. Ces résultats se rapprochent des observations faites par Graf
[33] et Khan [34].

Le bilan matière des espèces rapportées sur la Figure 3.7 n’atteint pas l’unité : il est donc
possible d’estimer la composition des espèces inconnues dans le système et la fraction qu’elles
représentent. Tout d’abord, on calcule l’apport de chaque espèce mesurée φ à la fraction des
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FIGURE 3.7 – Suivi des produits de pyrolyse de l’acétylène à la pression atmosphérique en fonction de la
température de la zone chaude du réacteur. Les produits mesurés sont fonctions des interactions entre
le gradient de température et la distribution E(ts) pour les débits de 500 cm3 min−1 et 1000 cm3 min−1.

atomes i composant le système – le carbone et l’hydrogène – récupérés à la sortie. Cette
contribution ψi,φ s’exprime selon ψi,φ = ni,φ × xφ, où ni,φ désigne le nombre d’atomes de i

dans φ et xφ la fraction molaire mesurée de cette espèce. La fraction d’atomes i récupérée à
la sortie par rapport à celle à l’entrée, que l’on notera Ψi, est définie par le rapport entre les
sommes des ψi,φ à la sortie et à l’entrée du réacteur. Pour le carbone et l’hydrogène, grâce
aux données acquises, on peut écrire les Équations E 3.3 et E 3.4, respectivement, où les
numérateurs sont des sommes pondérées des fractions molaires des produits à la sortie et
les dénominateurs la fraction molaire du précurseur à l’entrée. L’hypothèse de débit volumique
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constant est raisonnable compte tenu de la dilution du mélange à l’entrée et du comportement
de pyrolyse de l’acétylène [30].

ΨC =
1× xCH4,s + 2× xC2H2,s + 2× xC2H4,s + 0× xH2,s

2× xC2H2,e
(E 3.3)

ΨH =
4× xCH4,s + 2× xC2H2,s + 4× xC2H4,s + 2× xH2,s

2× xC2H2,e
(E 3.4)

Indépendamment de cette approche, on vérifie Figure 3.8 que dans la plage de tempéra-
ture typique de la cémentation/carbonitruration – 1173 K à 1223 K – il reste moins de 30% de
carbone sous forme d’hydrocarbures légers pour tous les débits considérés. Environ 70-80%
du carbone se trouve sous forme d’hydrocarbures plus lourds ou de suies non mesurées. Ces
courbes permettent aussi d’identifier la fraction des atomes d’hydrogène présents dans des
hydrocarbures non-mesurés. Contrairement au carbone, à haute température, la localisation
de l’hydrogène dans des molécules est connue à environ 80%. Dans tout le domaine de tem-
pérature balayé, la fraction d’hydrogène présente dans les hydrocarbures est inférieure à celle
sous forme de H2.

On observe (Figure 3.8b) que le rapport C/H des espèces inconnues augmente dans la
plage de température étudiée, ce qui implique une réduction des saturations dans les hydro-
carbures. Par exemple, sur plus de 200 espèces présentes dans le mécanisme cinétique com-
pilé par Norinaga et Deutschmann [31], à peine une dizaine d’entre elles possèdent un ratio
C/H ≥ 2, 0, à savoir celles de la famille du coronène. La majorité des composants aromatiques
légers se situe entre 1,0 et 2,0. Le benzo(a)pyrène, composant indésirable pour des raisons
de santé, présente un rapport C/H = 1, 67. Les ratios au-delà de 3,0 représentent des radicaux
riches en carbone (C3H, C6H, etc.) ou des dépôts de suie issus de la pyrolyse. Au–dessus de
1123 K ce ratio croît rapidement, condition pour laquelle la pollution du four et la formation de
dépôts est favorisée.

3.4.2 Pyrolyse sous pression réduite

La cinétique de pyrolyse de l’acétylène a été étudiée à basse pression en utilisant le réac-
teur décrit Section 3.1.2. Ces expériences ont été réalisées dans la plage de pressions entre
30 hPa à 100 hPa en utilisant un mélange N2 − 0,36 C2H2 sous un débit de 222 cm3 min−1 —
Tableau 3.4. Les résultats de ces mesures se trouvent Figure 3.9. L’étalonnage du système
a été réalisé à la pression de 50 mbar et complété par des vérifications aux pressions limites
utilisées dans l’expérience. Le système de compression permet un remplissage complet de la
boucle de prélèvement du chromatographe à partir de 30 mbar et la calibration est indépen-
dante de la pression. Cela n’empêche pas l’utilisation de ce système en dessous de 30 mbar,
mais dans ce cas un étalonnage doit être réalisé pour chaque pression utilisée et les résultats
sont beaucoup moins reproductibles en dessous de ce seuil d’opération.

On observe Figure 3.9 qu’aucune décomposition du C2H2 n’a lieu jusqu’à une tempéra-
ture de 973 K pour les temps de séjour imposés par le débit total employé. La décomposition
commence à devenir importante à partir de 1123 K, température pour laquelle la fraction en
acétylène à la sortie correspond à 86% de celle injectée en entrée. On remarquera que cette
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FIGURE 3.8 – Bilan matière de la pyrolyse de l’acétylène à la pression atmosphérique réalisé à partir
des données de la Figure 3.7 et rapport calculé entre le nombre d’atomes de carbone et d’hydrogène
dans les espèces non-détectées.

valeur ne correspond pas exactement à une conversion de 14% si l’on prend en compte le
changement de volume molaire du gaz. Comme la décomposition ne peut pas être représen-
tée par une réaction globale simple, comme cela est possible pour l’ammoniac, et que par
ailleurs l’installation expérimentale utilisée ne comporte pas de système de mesure de débit en
sortie, seule une estimation numérique, basée sur nos modèles, du taux de dissociation sera
proposée. Les teneurs en CO observées sont cohérentes avec la composition nominale de la
bouteille – le CO est issu de l’acétone qui sert à stabiliser l’acétylène – comme cela avait déjà
été rapporté par Norinaga et al. [30]. L’influence de la pression présentée Figure 3.9 s’avère
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Tableau 3.4 – Conditions expérimentales pour l’étude de la pyrolyse du C2H2 à basse pression dans le
réacteur présenté Figure 3.1b.

Température Débit Mélange Pression totale Pression C2H2

773 K à 1273 K 222 cm3 min−1 N2 − 0,36 C2H2 30 hPa à 100 hPa 10,8 hPa à 36,0 hPa
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FIGURE 3.9 – Pyrolyse du C2H2 à basse pression dans réacteur horizontal en quartz sous un débit total
de 222 cm3 min−1 : suivi (a) de l’acétylène à la sortie en fonction de la température de contrôle et de la
pression d’opération et (b) des espèces minoritaires à 50 hPa.

être en accord avec la loi d’action de masse. Il faut préciser que la technique de prélèvement
induit des difficultés posées par les variations – augmentation – de pression que l’on observe à
30 hPa, ce qui peut expliquer la proximité entre les résultats à 30 hPa et 50 hPa Figure 3.9a. Les

3.4. PROCÉDÉS À PARTIR DES HYDROCARBURES

ml 

,~ ~ ~ 

1 1 ~~~~~~-

l§I!!!L_ '---- -

ml 

f------

188_ ~ ~ r::? 
d_ =- ~ 



61 CHAPITRE 3. DYNAMIQUE DES TRAITEMENTS

fractions molaires en hydrocarbures fournies Figure 3.9b sont calculées à partir des intensités
relatives des pics mesurés, aucun étalonnage n’étant réalisé ii. Ces résultats seront comparés
aux prédictions du modèle numérique présenté Chapitre 5.

3.4.3 Cémentation à partir des hydrocarbures

La cémentation à partir des hydrocarbures présente quelques particularités par rapport à
celle réalisée avec des mélanges CO H2. Les procédés qui utilisent C2H2 ou C2H4 comme
source de carbone sont régis par la cinétique de catalyse de ces précurseurs et ses produits
de décomposition homogène sur les surfaces traitées. La capacité de ces atmosphères de li-
bérer des atomes de carbone est élevée, ce qui implique des potentiels carbone importants.
En raison de la cinétique rapide des processus chimiques en phase gazeuse et hétérogènes,
la mise au point de la cémentation à partir des hydrocarbures ne peut pas être traitée de la
même façon que les procédés proches de l’équilibre, comme les atmosphères CO H2. Kula
et al. [47] ont montré l’importance relative des espèces constituant la couche d’espèces adsor-
bées formée en utilisant une atmosphère C2H2/C2H4 dilué dans H2 sans qu’un dépôt carboné
soit formé. Les auteurs [47] ont observé une faible concentration de radicaux C1

iii avec un
maximum de concentration associé aux radicaux de la famille C2 suivi par une décroissance
presque linéaire de l’importance des complexes adsorbés jusqu’à C7, lesquels présentent une
intensité très réduite. Ces résultats suggèrent l’importance des hydrocarbures légers dans la
cémentation réalisée en pulses et donc l’intérêt d’éviter leur consommation dans l’atmosphère.
Si l’enrichissement est réalisé avec un flux continu d’hydrocarbures, un dépôt carboné est nor-
malement formé en surface. Bien que dans la pratique industrielle de la cémentation consiste
en un enrichissement réalisé par pulses d’hydrocarbures pendant une durée de 1 min à 5 min,
en raison de notre installation expérimentale, nous avons tout de même choisi de réaliser des
enrichissements en un flux continu. Cette pratique a un effet négligeable sur l’enrichissement
de l’alliage en raison du dépôt carboné qui agit à haute température comme une source du
carbone : des résultats similaires sont obtenus soit en imposant une condition contrôlée par la
cinétique de surface soit en travaillant à concentration constante (dépôt carboné), ce qui permet
de contrôler dans chaque cas l’enrichissement par le solide [47]. Une étude similaire réalisée
par Gorockiewicz et Łapiński [146] suggère que le dépôt carboné en surface est composé de
graphite.

3.4.3.1 Traitements à pression atmosphérique

La dynamique d’enrichissement en carbone à partir des hydrocarbures à pression atmo-
sphérique a été étudiée uniquement pour l’alliage 23MnCrMo5 à partir du suivi de prise de
masse tout au long des traitements de cémentation. Ces traitements ont été réalisés à une
température fixe de 1173 K à la pression atmosphérique sous un débit total de 500 cm3 min−1

dans des mélanges N2 − C2H2 contenant 0,5% et 1,0% d’acétylène en volume à l’entrée – soit
des pressions partielles d’environ 5 hPa et 10 hPa. Ces conditions sont résumées Tableau 3.5.
Les échantillons ont été pesés avant et après traitement pour vérifier les résultats fournis par

ii. Les intensités sont affectées à partir des diffusivités thermiques calculées [145] : l’estimation est faite en
multipliant le facteur d’étalonnage de C2H2 par le rapport entre la diffusivité de l’espèce considérée et celle de
l’acétylène. Le CO a été étalonné normalement.

iii. On notera Cn l’ensemble de composés contenant n atomes de carbone.
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la thermobalance et permettre le calcul de la prise de masse par unité de surface. L’analyse
par chromatographie en phase gazeuse des produits de pyrolyse – et de décomposition hété-
rogène – de l’acétylène a été réalisée pendant toute la durée des traitements.

Tableau 3.5 – Conditions de traitement pour la cémentation à pression atmosphérique (100 hPa) à partir
des mélanges N2 − xC2H2.

Température Débit Mélange Pression C2H2

1173 K 500 cm3 min−1
N2 − 0,010 C2H2 10 hPa

N2 − 0,005 C2H2 5 hPa

La Figure 3.10 présente les prises de masse mesurées au cours des traitements et les
simulations correspondantes réalisées en utilisant le coefficient de diffusion fourni par Slycke
et Ericsson [4] pour des alliages du système Fe C. En raison de l’utilisation d’un volume de
ballast pour homogénéiser le mélange gazeux avant son arrivée dans le réacteur, il a été né-
cessaire de décaler les courbes mesurées par thermogravimétrie pour que la prise de masse
commence bien à l’instant t = 0 s. Ainsi, on élimine le délai correspondant à l’arrivée de l’acé-
tylène dans la zone chaude du réacteur. Lors de l’arrivée du C2H2 l’enrichissement a appa-
remment lieu à flux constant pendant une durée comprise entre 700 s et 1000 s environ, qui
dépend de la concentration en entrée de ce précurseur et donc du chargement du ballast. La
durée de cette période transitoire dans le régime d’enrichissement est de l’ordre de grandeur
de celle observée par Kula et al. [47] pour la formation d’une précipitation de carbures sur la
nuance 20CrMnTi5-4-1.
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FIGURE 3.10 – Comparaison des prises de masse en carbone à partir des hydrocarbures avec des
simulations de l’équation de diffusion en utilisant le coefficient de diffusion fourni par Slycke et Ericsson
[4] pour des alliages Fe C contenant des fractions en carbone équivalentes à la nuance 23MnCrMo5.
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Pour ajuster les données nécessaires au modèle de diffusion, il faut supposer pendant
cette période transitoire un flux en surface J = 5,6× 10−3 µmol m−2 s−1 pour 0,5% de C2H2

à l’entrée (J = 8,5× 10−3 µmol m−2 s−1 pour 1,0% de C2H2). Pour satisfaire le comportement
cinétique observé, selon la loi d’action de masse, il est normal que l’atmosphère contenant
0,5% de C2H2 au départ produise un flux supérieur de 50% à celui de l’atmosphère avec
1,0% de C2H2 à l’entrée — celle plus riche en C2H2 ayant un avancement de décomposition
homogène proportionnellement plus important. Finalement une condition aux limites contrôlée
par le transport en phase gazeuse s’établit, pour laquelle on calcule une constante de transfert
de matière [21] h ∼ 3 µmol m−2 s−1 et 10 µmol m−2 s−1 correspondant aux deux atmosphères
et une concentration en surface de l’ordre de 1,25-1,30% en poids. Cette condition nécessaire
pour expliquer les prises de masse mesurées implique la précipitation de cémentite pendant
ces phases d’enrichissements. Le Tableau 3.6 rassemble les expressions des flux utilisées
dans les simulations des prises de masse pendant la période transitoire (flux constant) et à flux
variable. Des pressions partielles de C2H2 de l’ordre de 3 hPa correspondant aux fractions en
acétylène mesurées à la sortie du réacteur, lesquelles sont largement en dessous de celles à
l’entrée, conduisent déjà à une condition de saturation en carbone à la surface des échantillons
traités.

Tableau 3.6 – Conditions aux limites pour la simulation de la prise de masse lors de la cémentation à
pression atmosphérique. Cs désigne la fraction molaire de carbone en surface.

Type de condition 0,5% C2H2 1,0% C2H2

Flux constant J = 5,6× 10−3 µmol m−2 s−1 J = 8,5× 10−3 µmol m−2 s−1

Flux variable J = 3× (0, 056− Cs) µmol m−2 s−1 J = 10× (0, 057− Cs) µmol m−2 s−1

3.4.3.2 Traitements à basse pression

La cémentation de l’alliage 16NiCrMo13 a été réalisée sous une pression totale de 50 hPa
à une température de 1173 K avec les atmosphères et durées fournies Tableau 3.7. Des débits
de l’ordre de 2-3 fois supérieurs à ceux employés dans les études de pyrolyse ont pour but
d’empêcher la décomposition homogène de C2H2 et donc de permettre l’arrivée du précurseur
jusqu’à l’échantillon. Le résultat obtenu pour une atmosphère avec une pression partielle en
C2H2 égale à 2,5 hPa suggère que la saturation en surface n’a pas été atteinte, ce qui se
démarque des résultats à la pression atmosphérique si l’on considère que la pression partielle
de 3 hPa mesurée dans les expériences à pression atmosphérique en sortie est responsable
de l’enrichissement. Ceci n’est pas tout-à-fait vrai du fait de la décomposition de l’acétylène
après contact avec l’échantillon. L’atmosphère carburante possède une pression partielle au
moins supérieure à cette valeur à l’endroit où se trouve l’échantillon. Cela peut aussi être lié
à la formation d’un dépôt carboné à pression atmosphérique – observé sur les échantillons
traités – et à un contrôle cinétique à basse pression ne permettant pas d’atteindre la saturation
en surface par des espèces carbonées.

Si l’on augmente la pression partielle de C2H2 à 12,5 hPa tout en réduisant le débit total à
400 cm3 min−1, la saturation en carbone à la surface est à nouveau atteinte et un fort enrichis-
sement est observé. Ce résultat peut indiquer que la réaction de cémentation est composée
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Tableau 3.7 – Cémentation basse pression de l’alliage 16NiCrMo13.

Atmosphère Débit Pression C2H2 Durée Surface traitée Gain de masse

N2 − 0,05 C2H2 636 cm3 min−1 2,5 hPa 3 h 8, 80× 10−4 m2 11,3 g m−2

N2 − 0,25 C2H2 400 cm3 min−1 12,5 hPa 2 h 8, 80× 10−4 m2 43,8 g m−2

(i) d’une réaction de craquage de C2H2 avec production de radicaux, ce qui peut se produire
en surface comme dans le gaz et (ii) d’un apport de matière au solide. En augmentant le débit,
on limite la ré-absorption des radicaux et donc on reduit la réaction de cémentation. Alterna-
tivement, on peut supposer que le débit plus élevé empêche la formation d’un dépôt carboné
pouvant assurer un enrichissement à concentration constante, ce qui représenterait une autre
explication hydrodynamique au phénomène observé.

3.5 Procédés utilisant de l’ammoniac

Les nitrurations gazeuses réalisées dans cette étude ont lieu sous des atmosphères à base
d’ammoniac comme cela est présenté Tableau 3.2 pour les traitements à la pression atmosphé-
rique. Comme NH3 est très instable à 1173 K – température choisie pour les enrichissements –
l’équilibre entre la fraction résiduelle d’ammoniac à cette température et l’azote dans le maté-
riau est utilisé pour le contrôle de l’atmosphère. Thermo-Calc [12, 13] permet de relier l’activité
de l’azote dans le matériau à celle dans le gaz, permettant ainsi de généraliser la définition
de potentiel nitrurant. La mise au point de l’atmosphère pour la nitruration se fait donc à partir
des mesures de l’ammoniac résiduel dans le réacteur non-chargé et du calcul du potentiel de
nitruration KN pour chaque alliage — voir Annexe A.

3.5.1 Décomposition à la pression atmosphérique

Le suivi de la décomposition de l’ammoniac à pression atmosphérique a été réalisé dans
la plage de températures comprises entre 773 K et 1223 K en utilisant la chromatographie en
phase gazeuse – détecteur du type TCD – pour la mesure de l’ammoniac résiduel. Les condi-
tions expérimentales sont résumées Tableau 3.8.

Tableau 3.8 – Conditions expérimentales pour l’étude de la décomposition de NH3 à pression atmo-
sphérique dans le réacteur présenté Figure 3.1a.

Température Débit Mélange Pression totale Pression NH3

773 K à 1223 K 415 cm3 min−1 0,24 N2 − 0,72 H2 − 0,04 NH3 1000 hPa 40 hPa

Les résultats (Figure 3.11a) du suivi de la décomposition de l’ammoniac à la pression at-
mosphérique dans le réacteur en alumine décrit Section 3.1 montrent un palier de conversion
de l’ammoniac en dessous de 900 K avec un taux de conversion α de l’ordre de 10%. La faible
vitesse de décomposition de l’ammoniac est connue depuis longtemps [147] et même en consi-
dérant l’effet de décomposition hétérogène sur les parois d’un réacteur en quartz [88, 148],
l’avancement de la réaction n’est pas très rapide. C’est à partir de ce comportement qu’un
contrôle à l’état stationnaire du procédé est possible, donc à partir du débit [20]. Lorsque l’at-
mosphère (Tableau 3.2) est composée d’un mélange ammoniac/ammoniac-craqué, le taux de
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conversion α de l’ammoniac doit être calculé en tenant compte du changement de volume ap-
porté par la réaction globale de décomposition NH3

1
2 N2 + 3

2 H2. La procédure généralisée
présentée dans l’Annexe E est utilisée.

À partir de ce palier à 900 K, NH3 devient très instable et la conversion augmente rapide-
ment avec la température de la zone chaude du réacteur, pour atteindre 90% à une température
de 1223 K. À 1173 K, température adoptée pour les traitements thermochimiques dans ce tra-
vail, une fraction molaire résiduelle d’ammoniac égale à 5, 5 × 10−3 a été mesurée pour les
conditions opératoires décrites. Après correction de la fraction molaire en dihydrogène issu de
l’ammoniac décomposé, on trouve un potentiel nitrurant KN = 8,6× 10−3 atm−0,5. D’après les
diagrammes présentés Figure 1.3, le traitement devrait produire des fractions massiques en
azote atomique sur les surfaces traitées de l’ordre de 0,009 pour l’alliage 16NiCrMo13 et 0,010
pour la nuance 23MnCrMo5. Des résistances de transfert de matière à l’interface, liées à la
composition des nuances traitées, peuvent limiter l’enrichissement. Physiquement, ceci est lié
au fait que les surfaces métalliques traitées catalysent le craquage du précurseur de nitruration
et donc seule une faible fraction des molécules de NH3 adsorbées sur le métal apporte effecti-
vement [149, 150] de l’azote à l’alliage. Dans le cas plus général des réacteurs industriels, les
structures constituant le four sont à considérer.

3.5.2 Décomposition sous pression réduite

Aux températures employées dans les traitements en phase austénitique des matériaux,
l’ammoniac devrait être presque complètement dissocié. Ceci a été mis en évidence à la pres-
sion atmosphérique. Ce n’est toutefois pas le cas à basse pression pour des débits similaires.
Cela est le résultat de l’augmentation de la vitesse moyenne du gaz qui évolue à l’inverse
de la pression de travail. En utilisant une atmosphère composée de N2 − 0,25 NH3 à 50 hPa
sous un débit total de 684 cm3 min−1 aucune décomposition mesurable n’est observée dans la
zone chaude du réacteur — de 473 K à 1173 K. Pour vérifier comment agit la loi d’action de
masse, nous avons utilisé une atmosphère N2 − 0,64 NH3 sous un débit 737 cm3 min−1 une
fois à une pression de 50 hPa et à 1173 K et une fois à une pression de 100 hPa et à 1223 K.
Aucune décomposition n’a été détectée et ces conditions ont été choisies pour la nitruration.
Le Tableau 3.9 rassemble ces conditions.

Tableau 3.9 – Conditions expérimentales pour l’étude de la décomposition du NH3 à basse pression
dans le réacteur présenté Figure 3.1b.

Température Débit Mélange Pression totale Pression NH3

473 K à 1173 K 684 cm3 min−1 0,75 N2 − 0,25 NH3 50 hPa 12,5 hPa
1173 K 737 cm3 min−1 0,36 N2 − 0,64 NH3 50 hPa et 100 hPa 32 hPa et 64 hPa

773 K à 1173 K 470 cm3 min−1 NH3 50 hPa et 100 hPa 50 hPa et 100 hPa

En réduisant le débit à 470 cm3 min−1 et en utilisant une atmosphère composée d’ammoniac
pur, on mesure un faible taux de décomposition qui conduit à la formation d’une fraction de
moins de 0,04 en diazote. Cette décomposition est liée au temps de séjour plus important
dans la zone chaude du réacteur et est légèrement plus prononcée à 100 hPa qu’à 50 hPa,
comme attendu. La Figure 3.11b présente l’ammoniac résiduel en fonction de la température
de la zone chaude du réacteur. La fin du palier de stabilité de l’ammoniac est cohérent avec
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les résultats à la pression atmosphérique (Figure 3.11a). Seul l’ammoniac et le diazote ont été
séparés par les colonnes du chromatographe.
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FIGURE 3.11 – Ammoniac résiduel et taux de conversion en fonction de la température de la zone
chaude du réacteur : résultats (a) à pression atmosphérique et (b) basse pression.

3.5.3 Nitruration sous pression réduite

La nitruration austénitique à basse pression de l’alliage 16NiCrMo13 a été conduite à
1173 K sous une pression de 50 hPa pendant 3 h. Ce traitement a été réalisé sous une at-
mosphère N2 − 0,64 NH3 avec un débit total de 737 cm3 min−1 et sous une atmosphère N2 −
0,23 NH3 sous un débit total de 682 cm3 min−1. Ces conditions ont été choisies en fonction
des résultats de la Section 3.5.2 où il a été montré qu’aucune décomposition de l’ammoniac
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n’est détectée dans la limite de précision de nos mesures. Le Tableau 3.10 présente les trai-
tements réalisés avec les surfaces métalliques exposées et les gains de masse respectifs des
échantillons.

Tableau 3.10 – Nitruration austénitique de l’alliage 16NiCrMo13.

Atmosphère Débit Surface traitée Gain de masse

N2 − 0,64 NH3 737 cm3 min−1 1,81× 10−3 m2 13,1 g m−2

9,54× 10−4 m2 18,5 g m−2

N2 − 0,23 NH3 682 cm3 min−1 8,80× 10−4 m2 9,3 g m−2

On observe un gain de masse par unité de surface plus important pour la condition la plus
riche en ammoniac. En revanche, l’atmosphère contenant une fraction en ammoniac de 0,64
conduit à un enrichissement plus important si le réacteur est moins chargé. Le chargement de
1,81× 10−3 m2 correspond à deux échantillons de dimensions équivalentes de 9,54× 10−4 m2

placés côté-à-côté dans la même section transversale du réacteur : le taux de craquage en
surface est plus prononcé dans la condition où la surface exposée est plus importante — le
nombre de moles du système augmente plus rapidement, ce qui entraîne une accélération
plus prononcée du mélange et donc un temps de séjour plus court. L’enrichissement est donc
moins prononcé, même si l’atmosphère de départ est constante et que le flux de NH3 en phase
gazeuse est largement supérieur à celui requis pour enrichir le solide. En raison de cette hété-
rogénéité, l’obtention d’une constante cinétique ne peut pas être directe.

La Figure 3.12 présente le bilan des espèces mesurées par chromatographie gazeuse pen-
dant les traitements. On vérifie que les fractions en NH3 en sortie à l’état stationnaire – fin de
traitement – pour l’atmosphère N2 − 0,64 NH3 sont indépendantes de la surface exposée. Ce
n’est possible que si l’hypothèse de changement de temps de séjour – ici il vaudrait mieux
parler de « temps de contact » – proposée pour expliquer l’enrichissement est valable, ou que
NH3 est formé après contact avec l’échantillon par récombinaison de ses produits de déshy-
drogénation partielle, via des processus du type NH + H NH2 et NH2 + H NH3.

Il faut aussi remarquer sur la Figure 3.12 que la pente de la fraction molaire de NH3 au
cours du traitement est plus élevée pour la condition la moins chargée (surface exposée moins
importante), ce qui indique l’établissement d’un état stationnaire plus rapide et confirme les
observations précédentes. Cela implique que pour des applications industrielles à basse pres-
sion, le diagnostic de la phase gazeuse pour la mise au point de traitements dépendra du
chargement – et naturellement de l’état de surface des pièces – ainsi que du débit et donc pas
seulement de l’ammoniac résiduel en équilibre avec les surfaces. Ce n’est qu’après l’établis-
sement de l’état stationnaire qu’une condition aux limites de type concentration constante est
possible. De cette manière l’enrichissement se fait globalement avec une condition transitoire
sur les surfaces.
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FIGURE 3.12 – Bilan matière de la nitruration austénitique : évolution des fractions molaires des espèces
à la sortie du réacteur pour les traitements réalisés en utilisant des atmosphères N2 − 0,64 NH3. Les
données pour NH3 et N2 sont issues des mesures, tandis que pour H2 elles ont été calculées.
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3.6 Conclusion

Cette section concerne les résultats expérimentaux présentés Chapitre 3 sur la mise au
point des atmosphères utilisées dans les traitements thermochimiques. Ce chapitre peut se
résumer ainsi :

— les études ont été réalisées dans des réacteurs tubulaires à pression atmosphérique et
à basse pression ; le transport des espèces dans le réacteur à pression atmosphérique a
été caractérisé en utilisant la méthode du pulse d’un traceur ; un système d’échantillon-
nage à basse pression a été présenté pour les études de décomposition des précurseurs ;

— la température de point de rosée de l’atmosphère employée pour la cémentation des
alliages a été calculée en fonction de la teneur en carbone visée sur les surfaces ; ces
résultats se trouvent être en bon accord avec les méthodes classiques ;

— la pyrolyse de l’acétylène a été étudiée à pression atmosphérique et à basse pression ;
dans les deux cas on a suivi les hydrocarbures de types C1 et C2 ; pour les temps de
séjour mesurés du réacteur à pression atmosphérique, l’avancement de la réaction de
pyrolyse dépasse les 75% et le bilan matière montre que des espèces et radicaux forte-
ment carbonés sont présents en sortie du réacteur ; cependant, à basse pression, le taux
de décomposition n’est que de 20% à 30 hPa et de 60% à 100 hPa à partir d’un mélange
N2 − 0,36 C2H2 ;

— à partir de la décomposition de l’ammoniac à la pression atmosphérique on a établi la
condition aux limites d’enrichissement pour les simulations de diffusion de l’azote dans le
matériaux ; contrairement à la thermodynamique de la réaction globale de décomposition
de NH3, de très faibles niveaux de conversion ont été mesurés à basse pression même à
1173 K, ce qui a été attribué à l’effet cinétique d’action de masse dans le système ;

— la cémentation à partir des hydrocarbures permet l’enrichissement même au–delà de la
saturation en surface et les résultats suggèrent un mécanisme de craquage suivie d’une
adsorption conduisant à l’enrichissement au lieu d’un enrichissement direct par craquage
des hydrocarbures en surface ;

— des résultats similaires ont été obtenus pour la nitruration en domaine austénitique. La
variation de surface de la charge du réacteur, qui conduit à des résultats similaires en
concentration à la sortie des produits formés permet d’inférer que la recombinaison des
produits de décomposition conduit à reformer en partie NH3 en phase gazeuse.

3.6. CONCLUSION
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3.6. CONCLUSION



CHAPITRE 4
Réponses métallurgiques

Les propriétés d’usage d’un matériau dépendent du procédé mis en œuvre lors de l’éla-
boration et donc des microstructures qui en résultent, celles-ci étant liées essentiellement à la
composition du matériau utilisé. Les paramètres de contrôle des enrichissements en carbone et
en azote des alliages à base de fer et plus spécifiquement des nuances 16NiCrMo13 et 23Mn-
CrMo5 ayant déjà été définis et présentés dans les chapitres précédents, ce chapitre décrit plus
particulièrement les études expérimentales réalisées en carbonitruration et les résultats obte-
nus sur les propriétés mécaniques et les microstructures formées. Cette partie s’appuiera donc
sur les informations relatives aux gammes de cémentation et de nitruration qui ont été mises
au point Chapitre 3. Les résultats obtenus sur les deux alliages étudiés suite aux traitements
effectués selon les modalités décrites Section 4.1 sont présentés Section 4.2 sous forme de
profils de diffusion des éléments interstitiels. Ces résultats sont confrontés à des simulations
conduites avec Thermo-Calc [12, 13] et avec la méthode simplifiée décrite Section 1.2.2. La
Section 4.3 présente les propriétés mécaniques établies à partir des filiations de dureté puis
les microstructures obtenues sont discutées Section 4.4, à partir des études réalisées en mi-
croscopie électronique en transmission. Elles permettent l’identification des précipités formés
lors des différents traitements et, donc, de proposer un mécanisme à l’origine de l’amélioration
de la tenue en dureté qui est observée lors du revenu après carbonitruration plutôt qu’après
cémentation. Le lien entre compositions locales et réponses métallurgiques sera alors établi et
comprend les relations entre dureté, microstructure et composition. Ce chapitre a donné lieu a
une publication et il est partiellement présenté sur Silva et al. [151].
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4.1 Méthodes expérimentales

4.1.1 Paramètres de traitement employés

L’étude des réponses mécaniques et métallurgiques aux traitements de carbonitruration, de
cémentation et de nitruration austénitique des alliages étudiés (Tableau 2.1), a été réalisée à la
pression atmosphérique pour une température fixe d’enrichissement et de diffusion de 1173 K
en employant le réacteur tubulaire vertical présenté Figure 3.1a. La température a été choisie
au milieu de la plage typiquement employée dans les traitements thermochimiques et repré-
sente une limite pratique pour traiter les nuances qui n’ont pas été élaborées avec des éléments
stabilisant la taille de grain austénitique [152]. De cette manière, toutes les microstructures qui
seront comparées sont issues d’une condition unique de trempe après enrichissement. Pour
les étapes d’enrichissement en carbone et en azote, les atmosphères N2 − 0,2 CO − 0,4 H2

et N2 − 0,72 H2 − 0,04 NH3 du Tableau 3.2 ont été utilisées, respectivement. Le chauffage
du réacteur chargé avec un échantillon a été réalisé sous atmosphère inerte composée de
N2 − 0,2 H2 en fraction volumique avec un débit total de 500 cm3 min−1 pendant une durée
d’environ 3 h pour atteindre la température d’enrichissement. Ces conditions sont résumées
Tableau 4.1.

Tableau 4.1 – Conditions de traitement et aux limites pour les étapes de cémentation, nitruration et
diffusion des différents cycles de traitements thermochimiques réalisés.

Étape Température Pression Atmosphère Condition aux limites

Cémentation

1173 K 1000 hPa

N2 − 0,2 CO − 0,4 H2 Tr = 263 K

Nitruration N2 − 0,72 H2 − 0,04 NH3 KN = 8,6× 10−3 atm−0,5

Diffusion N2 − 0,2 H2 Flux nul

Les enrichissements en carbone, soit pour la carbonitruration soit pour la cémentation, ont
été réalisés pendant 2 h. Dans le cas de la nitruration et de la carbonitruration, les enrichisse-
ments en azote ont été effectués pendant 3 h. Après l’enrichissement en carbone de l’alliage
16NiCrMo13, une étape de diffusion à flux nul de 1 h a été imposée avant la nitruration, ce
qui constitue le traitement de carbonitruration. Pour obtenir un profil en carbone similaire, il a
fallu faire suivre la cémentation de l’alliage 16NiCrMo13 d’une étape de diffusion à flux nul de
4 h. Dans le cas de l’alliage 23MnCrMo5, l’étape d’enrichissement en carbone due à la car-
bonitruration a été suivie directement par la nitruration, ce qui implique de devoir imposer une
étape de diffusion à flux nul de 3 h après enrichissement en carbone pour le traitement de cé-
mentation. La nitruration des deux alliages a lieu en une seule étape d’enrichissement de 3 h.
Un résumé de ces conditions se trouve présenté Tableau 4.2 et représenté sur la Figure 4.1.
En outre, quelques échantillons ont été trempés directement après l’enrichissement en car-
bone pour obtenir la réponse mécanique correspondant à de fortes teneurs en carbone. Cela
a permis d’alimenter le modèle de durcissement au–delà du point–H [113].

Finalement, pour atteindre les propriétés mécaniques envisagées, tous les traitements ont
été suivis d’une trempe à l’huile à la température ambiante – soit environ 298 K – et d’un traite-
ment cryogénique dans l’azote liquide en ébullition – à 77 K. Après le traitement cryogénique,
les échantillons ont été soumis à un revenu soit de 18 h à 573 K, soit de 70 h heures à 453 K.

4.1. MÉTHODES EXPÉRIMENTALES
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Tableau 4.2 – Durées des étapes d’enrichissement des traitements de cémentation, de nitruration,
de carbonitruration et des revenus réalisés. Les champs remplis avec un tiret indiquent que l’étape
d’enrichissement/diffusion ne fait pas partie du traitement.

Traitement Alliage
Durée d’enrichissement/diffusion à 1173 K

Revenu a

(N2 H2)Carbone
(CO H2 N2)

Diffusion
(N2 H2)

Azote
(NH3 H2 N2)

Cémentation
16NiCrMo13 2 h 4 h - 70 h à

453 K

18 h à
573 K

23MnCrMo5 3 h

Nitruration tous les deux - - 3 h

Carbonitruration 16NiCrMo13 2 h 1 h 3 h
23MnCrMo5 -

a. Les échantillons nitrurés ont subi un revenu pendant 18 h à 673 K.
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FIGURE 4.1 – Représentation graphique des cycles thermiques des traitements d’enrichissement à
1173 K définis dans le Tableau 4.2 : a) cémentation, b) nitruration et c) carbonitruration. Les traitements
de revenu ne sont pas représentés.

Le revenu à plus haute température doit permettre l’étude de la stabilité des couches dans des
conditions sévères d’opération, alors que le revenu correspond à l’approche classiquement em-
ployée avec ce type de traitements thermochimiques. Dans le cas de la nitruration austénitique,
un revenu pendant 18 h à 673 K a aussi été réalisé.
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4.1.2 Caractérisation des échantillons

Les échantillons traités dans les conditions décrites à la section précédente pour l’étude des
propriétés mécaniques et métallurgiques ont été caractérisés par microscopie optique (MO),
microscopie électronique en transmission (MET) et micro-dureté Vickers (HV). Pour les ana-
lyses MO et HV, les échantillons ont été enrobés dans une résine époxy et préparés par polis-
sage au papier abrasif jusqu’à une taille de particule inférieure à 14 µm, étape qui a été suivie
par un polissage au moyen d’une suspension en alumine jusqu’à une taille de particules in-
férieure à 0,01 µm. Les indentations Vickers ont été réalisées avec une charge de 300 gf. Les
profils de diffusion ont été déterminés en employant une micro-sonde électronique Jeol-JXA-
8530F. Une procédure similaire à celle qui vient d’être décrite a été adoptée pour la préparation
des échantillons servant à la détermination des profils de diffusion mais dans ce cas la résine
d’enrobage a été remplacée par un alliage métallique à bas point de fusion (≈ 353 K) pour as-
surer une meilleure conductivité requise par les analyses. Les mesures ont été réalisées tous
les 25 µm et la quantification des résultats s’est faite selon la méthode d’étalonnage décrite par
Catteau et al. [132] (en utilisant du γ′Fe4N stœchiométrique pour l’azote et la méthode de la
courbe de calibration proposée par [153] pour le carbone).

Dans le cas de la microscopie en transmission, réalisée sous un potentiel de 200 kV, les
lames minces ont été prélevées à une distance fixe de 100 µm de la surface traitée. Les lames
ont été préparées par la technique FIB i et par polissage manuel des lames jusqu’à une épais-
seur inférieure à 50 µm suivi d’une attaque électrolytique. Le MET a été employé pour l’identi-
fication des précipités par microanalyse chimique qui permet l’établissement de cartographies
de composition par EDX ii. La spectrométrie de pertes d’énergie des électrons (EELS) a été
employée comme moyen plus précis de localisation des éléments interstitiels. Les phases pré-
sentes ont été identifiées par diffraction des électrons.

4.2 Profils de diffusion et prise de masse

Les enrichissements réalisés ont été évalués par mesure de prises de masse et par dé-
termination des profils de diffusion dans les échantillons. À partir de l’intégration des profils
mesurés par micro-sonde, la prise de masse par unité de surface peut être estimée selon
l’Équation E B.1 (Annexe B). Les valeurs ainsi obtenues sont comparées à des simulations
réalisées à l’aide de Thermo-Calc [12, 13] et de l’intégration numérique du système simplifié
Fe C N décrit à la Section 1.2.2. Bien que Thermo-Calc [12, 13] prenne en compte la pré-
cipitation des nitrures et l’interaction entre les éléments interstitiels et la matrice, l’intérêt de
l’approche simplifiée réside dans la possibilité d’une utilisation rapide dans un contexte indus-
triel. L’effet d’interaction entre éléments interstitiels est bien connu [155–159] et il doit être pris
en compte pour une prédiction fiable des profils de diffusion. On peut montrer, par exemple,
que pour simuler une prise de masse intégrant l’équation de la diffusion avec un schéma de
Crank-Nicolson [160] à concentration constante et égale à la saturation en surface, le coeffi-
cient de diffusion du carbone indépendant de la composition [4] doit être multiplié par un facteur
de 1,8–2,0 pour obtenir un résultat en accord avec les mesures [156].

i. de l’anglais Focused Ion Beam, Sonde Ionique Focalisée, voir Williams et Carter [154].
ii. de l’anglais Energy Dispersive X-ray, Analyse Dispersive en Énergie, voir Williams et Carter [154].

4.2. PROFILS DE DIFFUSION ET PRISE DE MASSE



75 CHAPITRE 4. RÉPONSES MÉTALLURGIQUES

Cette analyse a pour but de vérifier la cohérence entre la méthode macroscopique – me-
sure de variation de masse – et microscopique – micro-sonde – et leur convergence selon
les conditions aux limites employées dans les simulations. Plusieurs sources d’écart sont pos-
sibles entre ces approches : (i) le gain de masse par oxydation de surface, (ii) l’imprécision de
la balance et la mesure de surface des pièces, (iii) l’état de préparation des surfaces, (iv) les ef-
fets de bord qui affectent l’homogénéité de l’enrichissement, (v) l’effet de numéro atomique sur
l’absorption des rayons x dans les mesures de sonde, (vi) l’imprécision des données thermo-
dynamiques, etc. Le Tableau 4.3 présente une comparaison entre ces différentes sources de
données pour les études réalisées. Les profils de diffusion mesurés sont présentés Figure 4.2.
Cependant, l’ordre de grandeur des valeurs « mesurées » et simulées reste proche et l’analyse
s’avère utile pour valider les conditions aux limites employées dans les simulations des profils
de diffusion.

Tableau 4.3 – Comparaison entre les prises de masse mesurées et simulées.

Traitement
Prise de masse (g m−2)

Mesurée
(Balance)

Intégrée
(Micro-sonde)

Simulée
(Thermo-Calc)

Simulée
(Annexe B)

Alliage 16NiCrMo13

Cémentation 28,8 23,5 21,0 22,2

Nitruration 6,3 5,0 6,0 -

Carbonitruration 22,1 21,0 22,2 -

Alliage 23MnCrMo5

Cémentation 20,5 15,3 17,6 17,6

Nitruration 8,5 5,8 6,1 -

Carbonitruration 29,0 25,1 29,1 -

Tableau 4.4 – Conditions aux limites pour la simulation des profils de diffusion réalisées à l’aide de
Thermo-Calc [12, 13] et selon Annexe B pour les étapes de cémentation et nitruration des traitements
thermochimiques. Les étapes de diffusion à flux nul ont été simulées en considérant le système fermé.
Un flux Ji (où i = C,N) positif désigne l’entrée de l’élément dans le matériau. Les activités sont notées
ami et les fractions massiques wi.

Étape Alliage Thermo-Calc [12, 13] Annexe B

Cémentation
16NiCrMo13 amC = 0, 85 wC = 0, 0100

23MnCrMo5 amC = 0, 66 wC = 0, 0095

Nitruration

16NiCrMo13
JN = 5× 10−2(10− amN ) µmol m−2 s−1 -

JC = −6× 10−4amC µmol m−2 s−1 -

23MnCrMo5
JN = 5× 10−2(40− amN ) µmol m−2 s−1 -

JC = −1× 10−3amC µmol m−2 s−1 -

Les simulations à l’aide de Thermo-Calc [12, 13] ont été réalisées en considérant une acti-
vité constante du carbone en surface. Pour reproduire les résultats expérimentaux, une activité
légèrement supérieure à celle de saturation à la température de traitement a été employée pour
la nuance 16NiCrMo13 et légèrement inférieure pour la nuance 23MnCrMo5, ces écarts étant
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probablement liés aux variations de la température de point de rosée pendant les expériences.
L’état de référence adopté pour le carbone est le graphite et la formation de cémentite n’a pas
été prise en compte. De la même façon, une fraction massique égale à 0,010 a été utilisée pour
la simulation simplifiée de l’alliage 16NiCrMo13 et 0,0095 pour la nuance 23MnCrMo5, valeurs
correspondant aux activités utilisées pour les simulations à l’aide de Thermo-Calc [12, 13].
Ces conditions aux limites sont résumées Tableau 4.4. Ces simulations se trouvent être en
bon accord entre elles et reproduisent l’ordre de grandeur des profils intégrés en utilisant les
mesures faites par microsonde pour la cémentation. On doit remarquer que les conditions
employées dans ces simulations de l’étape de cémentation ne correspondent pas à l’activité
amC ≈ 1 associée à la température de point de rosée Tr = 263 K établie pour l’atmosphère
utilisée (Tableau 4.1). Cependant, des profils similaires peuvent être obtenus en utilisant cette
condition amC ≈ 1 si l’on considère la précipitation de cémentite en surface.

Dans les cas de la nitruration austénitique et de la carbonitruration, les simulations sont
limitées à Thermo-Calc [12, 13]. Comme l’approche simplifiée pour le système Fe C N ne
tient pas compte de la précipitation des nitrures pendant l’enrichissement, la condition à la
limite nécessaire pour atteindre les fractions en azote en surface conduit à des prises de masse
simulées que ne sont pas réalistes. Ces simulations considèrent comme état de référence pour
l’azote N2 à une pression de 1 atm. En choisissant cet état, l’activité correspondant à la prise
de masse pour la nuance 23MnCrMo5 est aN = 40, soit un KN = 8,3× 10−3 atm−0,5 (voir
Figure 1.3), cette valeur étant en très bon accord avec la valeur KN = 8,6× 10−3 atm−0,5

obtenue Section 3.5 à la pression atmosphérique (Tableau 4.1). Pour l’alliage 16NiCrMo13,
une valeur d’activité aN = 10 a dû être fixée pour reproduire les résultats expérimentaux. On
vérifie donc que l’approche thermodynamique adoptée s’applique très bien à l’enrichissement
en azote de l’alliage 23MnCrMo5 mais ce n’est pas le cas pour la nuance 16NiCrMo13. Pour
des raisons probablement cinétiques, l’atmosphère utilisée a imposé une fraction en azote en
surface très inférieure à celle attendue : on trouve Figure 4.2 des fractions massiques en azote
inférieures à 0,003 en surface en lieu de 0,009 associée au KN établi par l’atmosphère.

Pour simuler les profils de diffusion du carbone pendant l’étape de nitruration de la car-
bonitruration, un coefficient de transfert de matière a été introduit pour incorporer l’effet de la
décarburation avec une condition à la limite de flux variable. Pour la nuance 16NiCrMo13, une
valeur de h = 6,0× 10−4 µmol m−2 s−1 a été utilisée (h = 1,0× 10−3 µmol m−2 s−1 pour l’alliage
23MnCrMo5). Les expressions pour les flux de nitruration et décarburation sont fournies Ta-
bleau 4.4. Si l’on considère que le taux de décarburation est plus important si la recombinaison
de l’hydrogène adsorbé est moins rapide (et donc la probabilité de formation d’un radical CH
est augmentée), la relation qualitative entre ces valeurs est en accord avec les profils de diffu-
sion de l’azote : l’alliage 16NiCrMo13 a un effet catalytique sur la recombinaison des produits
de craquage de l’ammoniac et donc est moins sensible à la nitruration et à la décarburation. La
Figure 4.2 compare également des profils de diffusion simulés pour la carbonitruration et pour
la cémentation aux résultats expérimentaux.
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FIGURE 4.2 – Profils de diffusion du carbone et de l’azote après cémentation, nitruration et carbo-
nitruration. Comparaison entre des simulations et mesures expérimentales pour la cémentation et la
carbonitruration.

4.3 Réponses mécaniques

4.3.1 Réponse à la trempe

L’introduction de carbone et d’azote en solution solide permet une diminution de la tem-
pérature de début de transformation martensitique. Par conséquent, la teneur en austénite
résiduelle augmente de façon exponentielle – comme décrit par l’Équation E 2.2 attribuée à
Koistinen et Marburger [143] – dans la région traitée. Dans cette étude, on se concentre uni-
quement sur la réponse mécanique de la martensite, en essayant de minimiser l’austénite
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résiduelle par une séquence trempe huile – traitement cryogénique dans l’azote en ébullition.
La Figure 4.3 met en évidence le rôle de cette trempe en deux étapes sur la transformation
γR → α′ de l’austénite résiduelle γR en martensite α′ dans une région contenant une fraction
massique comprise entre 0,007 et 0,009 en carbone et jusqu’à 0,001 en azote. Figure 4.3a, on
quantifie par analyse d’images une fraction d’environ 35% d’austénite résiduelle iii. Les discus-
sions qui suivent concernent donc des microstructures comme celle de la Figure 4.3b. Dans
nos traitements, en général la teneur totale en interstitiels dans les pièces traitées reste en des-
sous d’une fraction massique d’environ 0,0055, le point-H [113], et donc les microstructures de
départ après trempe huile (298 K) sont déjà limitées en austénite résiduelle. Ce n’est qu’à partir
de cette composition associée au point-H [113] que la fraction en γR devient importante.

200 µm

(a) Après trempe huile.

200 µm

(b) Après traitement cryogénique.

FIGURE 4.3 – Microstructure de l’alliage 16NiCrMo13 enrichi par une fraction massique en carbone
donnée en surface après trempe à l’huile à température ambiante et après traitement cryogénique.
Microscope optique en lumière visible – grandissement de 200×. Le détail à droite de la Figure 4.3a
présente l’image utilisée pour la quantification de γR.

Les filiations de dureté de la martensite à l’état trempé sont présentées Figure 4.4 et se
trouvent être en bon accord avec des valeurs typiques rapportées dans la littérature [128, 134,
139, 161] pour la martensite Fe C et des aciers faiblement alliés. On vérifie Figure 4.4 le com-
portement complémentaire du carbone et de l’azote dans l’établissement de la dureté après
trempe : la dureté est conservée comme celle de la cémentation en surface des pièces car-
bonitrurées malgré la décarburation mise en évidence pendant l’introduction de l’azote, ce qui
montre la capacité de cet élément à substituer le carbone. En extrême surface (0,2 mm) de
l’alliage 16NiCrMo13, on met en évidence une chute de dureté pour les deux traitements qui
est plus prononcée pour la carbonitruration. Cela peut s’expliquer par la formation d’austénite
résiduelle iv. On a présenté Section 2.4.1 le modèle de durcissement utilisé pour expliquer la
réponse à la trempe dans notre cas : la dureté de la martensite doit augmenter de façon li-

iii. Analyse d’images par conversion de l’image en noir et blanc à travers d’une seuillage des gris manuelle et
calcul du rapport des surfaces (en pixels) des zones blanches et de l’image entière.

iv. À partir de l’Équation E 2.2, on montre que pour une teneur en carbone et une température de trempe don-
nées, le rapport rγR entre les fractions volumiques d’austénite résiduelle prédites pour les alliages 16NiCrMo13
et 23MnCrMo5 est donnée par rγR = exp

[
− 1, 1 × 10−2(Ms,16NiCrMo13 −Ms,23MnCrMo5)

]
. Si l’on considère, par

exemple, la formule d’Andrews [162] pour le calcul de la température d’initiation de la réaction martensitique Ms

pour chaque alliage en fixant une teneur en carbone, on montre que ce rapport est de l’ordre de 1,4 – l’alliage
16NiCrMo13 retient 40% d’austénite résiduelle de plus que la nuance 23MnCrMo5.
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79 CHAPITRE 4. RÉPONSES MÉTALLURGIQUES

néaire avec la racine carrée de la fraction molaire xi en interstitiels dissous. On applique le
raisonnement de Hutchinson et al. [134] qui suppose que les atomes interstitiels en solution
solide se comportent comme des agglomérats capables de bloquer le mouvement des dislo-
cations, ces agglomérats contribuent à augmenter la résistance mécanique selon une dépen-
dance en racine carrée de leur teneur [137]. Comme évoqué par les auteurs [134], ces atomes
ne sont pas nécessairement dans les sites octaédriques de la martensite, mais dans les dé-
fauts cristallins sous forme d’atmosphères de Cottrell, stoppant le glissement des dislocations.
Par ailleurs, Morito et al. [138] montrent une dépendance linéaire entre la teneur en carbone et
la densité de dislocations ρ qui augmente aussi en racine carrée la résistance mécanique des
alliages [10, 128, 133, 134]. On a donc ces deux phénomènes complémentaires produisant la
réponse en dureté de la martensite trempée selon un même type de dépendance : la racine
carrée de la teneur en interstitiels dissous.
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FIGURE 4.4 – Dureté après cémentation et carbonitruration suivies d’une trempe à l’huile et traitement
cryogénique en fonction de la distance à la surface des pièces traitées.

On fait l’hypothèse que ce comportement peut aussi être attribué à l’azote en solution solide
en dessous du point-H [113], i.e. dans la région du domaine martensitique cubique, à partir
duquel la croissance rapide de la teneur en austénite résiduelle s’écarte de la réponse linéaire
de la limite élastique avec la racine carrée en interstitiels. On généralise la relation proposée
par Norstrom [10], Cohen [133] en ajoutant la dépendance avec la fraction en azote. Il est clair
que cette approche n’est possible que si l’on utilise des fractions molaires xi, avec i = (C,N) :
c’est le nombre d’atomes en solution qui constitue la variable régissant la limite élastique. Cette
hypothèse faite, il nous est nécessaire de connaître l’azote dissous en solution solide. C’est là
que réside l’importance de l’utilisation de Thermo-Calc [12, 13] et de l’obtention de profils de
diffusion simulés en bon accord avec les mesures expérimentales : une allure « correcte »
du profil de diffusion de l’azote simulée traduit une prédiction « correcte » des nitrures formés
pendant l’enrichissement en azote et donc une bonne valeur de l’azote en solution solide qui
pourra être utilisée dans le modèle de durcissement.
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Il faut remarquer que la précision des profils de diffusion n’a pas de lien direct avec l’adé-
quation des conditions aux limites. Comme on l’a montré Section 4.2, l’activité de l’atmosphère
ne correspond pas à la teneur en surface obtenue dans l’alliage 16NiCrMo13, bien que le profil
de diffusion simulé pour aN = 10 semble décrire correctement l’allure des mesures réalisées
par EPMA sur la Figure 4.2 : on suppose donc que la prédiction du comportement de l’azote
en diffusion-précipitation est correcte, la condition aux limites étant différente de celle fournie
par la thermodynamique de l’atmosphère. En fonction de ces résultats, Thermo-Calc [12, 13]
a été utilisé pour simuler la teneur en interstitiels en solution solide pour chaque point rap-
porté Figure 4.2. D’autres contributions, i.e. durcissement par solution solide promu par les
éléments d’alliage, morphologie de la martensite, etc. sont ici considérés comme négligeables.
La Figure 4.5 présente la dépendance de la dureté (ici supposée proportionnelle à la limite
élastique) avec x0.5i , la racine carrée de la fraction molaire totale d’éléments interstitiels en
solution solide.

Les éléments carbone et azote sont considérés comme possédant une capacité de blo-
cage des dislocations similaires du fait de leur taille dans l’austénite : l’azote possède un rayon
environ 5-7% supérieur à celui du carbone [22]. Une étude exhaustive pourrait permettre l’in-
troduction d’un coefficient pour chaque élément, ce qui n’a pas été fait ici. On observe deux
régions principales Figure 4.5, la première à gauche de x0,5

i = 0, 16, où le modèle de Norstrom
[10] est valable et la dureté augmente de façon linéaire avec le paramètre x0,5i puis, la seconde
au-delà de cette limite où l’on trouve un plateau de durcissement et même une chute en dureté
pour des fractions plus élevées en interstitiels. Un deuxième axe est ajouté en haut de la Fi-
gure 4.5 pour donner la fraction massique estimée correspondant à chaque x0,5i , la conversion
précise n’étant pas possible en raison des différentes masses des éléments en solution. Le
point-H [113] est identifié sur la figure, indiquant la limite pratique d’amélioration de la limite
élastique des surfaces des aciers faiblement alliés sans que des traitements cryogéniques
soient réalisés. À partir de x0,5i = 0, 18 une chute importante en dureté est mise en évidence
pour l’alliage 16NiCrMo13 en raison de la présence de l’austénite résiduelle. Sa décomposition
rend possible l’augmentation de la dureté au niveau du plateau formé à 850 HV0,3.

4.3.2 Réponse au revenu

Bien que la dureté à l’état trempé puisse être expliquée par la composition locale, le revenu
induit une série de processus plus complexes conduisant normalement à une chute de dureté
sur toute la profondeur enrichie, comme cela est présenté Figure 4.6 pour la cémentation et la
carbonitruration — l’état de référence choisi correspond à la dureté obtenue après traitement
cryogénique. Une chute en dureté moins importante est observée pour la carbonitruration sur
la zone enrichie en azote – voir Figure 4.2 – si on la compare à la cémentation, effet qui est
particulièrement prononcé pour les deux conditions de revenu de l’alliage 23MnCrMo5. Dans ce
cas, même si la dureté de départ – après traitement cryogénique – est de l’ordre de 800 HV0,3
pour les deux traitements thermochimiques, les profils enrichis en azote préservent un gain en
dureté sur une profondeur de 0,3 mm d’environ 70 HV0,3 par rapport à la dureté à cœur.

L’alliage 23MnCrMo5 a été enrichi à environ 0,8 % N en poids en surface. Si l’on consi-
dère la formation de nitrures de type MN, cela devrait réduire le chrome en solution à moins
de 0,3 % en poids et une martensite moins stable au revenu est alors attendue [139]. Comme
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é
V

ic
ke

rs
-H

V
0,

3

Fraction molaire transformée - x0,5
i

Fraction massique estimée

Huile - 16NiCrMo13
Cryogénique - 16NiCrMo13

Huile - 23MnCrMo5
Cryogénique - 23MnCrMo5

FIGURE 4.5 – Dureté après trempe à l’huile et traitement cryogénique en fonction de la racine carrée de
la somme des fractions molaires en carbone et en azote en solution solide juste avant trempe. Les don-
nées d’entrée pour l’azote sont issues de simulations à l’aide de Thermo-Calc [12, 13]. Les points sont
issus de toutes les gammes de traitement réalisées, sans faire la distinction entre les enrichissements
par un élément interstitiel spécifique.

cela a été montré par Catteau et al. [125], même pour des teneurs plus faibles en azote, cet
alliage devrait précipiter aussi des nitrures mixtes MnSiN2, qui devrait accroître d’autant l’ap-
pauvrissement de la matrice en éléments carburigènes capables de retarder la cinétique de
revenu par la précipitation de carbures. On observe Figure 4.7 une forte densité de particules
submicrométriques – elles seront caractérisées par microscopie électronique en transmission
– sur une profondeur de 300 µm. Par conséquent, le revenu de cet alliage doit être gouverné
par une matrice moins riche en éléments d’alliage et doit présenter un comportement proche
de celui du fer pur, pour lequel une précipitation de Fe16N2 cohérent à basse température est
attendue. Ce type de précipité devient incohérent dans les premiers instants du revenu et est
finalement converti à l’équilibre en Fe4N [6–8, 109–112]. Cette séquence ne peut pas expliquer
les réponses mécaniques obtenues : on peut alors penser soit à une « dureté composite »
entre la matrice et les précipités présents à forte concentration, soit à une transformation retar-
dée par présence d’éléments d’alliage, la phase Fe16N2 cohérente pouvant alors apporter un
durcissement comme dans le cas du système Fe N [105].

4.3.3 Réponse à la nitruration

Les réponses mécaniques à la nitruration austénitique sont traitées à part dans cette sec-
tion relativement au comportement mis en évidence : alors que les enrichissements unique-
ment en carbone ou combinés carbone-azote ont conduit a une chute en dureté sur toute la
profondeur enrichie lors du revenu, les échantillons nitrurés montrent un maintien de la du-
reté proche de celle de l’alliage trempé si la température de revenu est supérieure à 573 K. Le
revenu équivalent determiné à partir du paramètre d’Hollomon – constante d’Hollomon-Jaffe
supposée égale à 20 [2, 163] – est plus important avec le traitement réalisé à 573 K (18 h) par
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Cémentation Carbonitruration
M

ic
ro

-d
ur

et
é
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Revenu à 573K
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é
V

ic
ke

rs
-H

V
0,

3

Profondeur (mm)

Cryogénique
Revenu à 453K
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FIGURE 4.6 – Dureté après cémentation et carbonitruration suivies soit d’un traitement cryogénique soit
d’un revenu en fonction de la distance à la surface des pièces traitées.

FIGURE 4.7 – Gradient de précipités formés pendant l’enrichissement de l’alliage 23MnCrMo5 carboni-
truré. On observe une forte densité de points sombres sur les micrographies à 0 µm et à 100 µm suivi
d’une décroissance jusqu’à une microstructure majoritairement martensitique à 100 µm. Microscope
optique en lumière visible – grandissement de 1250×.

rapport à celui fait à 453 K (70 h). De cette façon, un revenu plus prononcé des matériaux était
attendu à 573 K, ce qui n’est pas le cas sur toute la profondeur enrichie en azote — Figure 4.8.

La confirmation du phénomène se fait en réalisant un revenu à 673 K pendant 18 h. La
dureté ainsi obtenue est conservée proche de celle après trempe en surface, ce qui peut être
lié à une précipitation secondaire. On observe un déplacement du maximum de dureté vers
le cœur des pièces, ce qui est lié à la coalescence/transition cohérent-incohérent en extrême
surface des précipités formés et à la mobilité atomique – diffusion de l’azote vers le cœur –.
Finalement, la dureté dans la zone non-nitrurée chute de manière plus importante qu’à plus
faible température — en augmentant la température de revenu on diminue progressivement la
dureté de la zone au-delà de 0,3 mm. Cette séquence est valable pour les deux alliages étudiés
et est plus prononcée pour la nuance 16NiCrMo13, ce qui est possiblement lié à la plus faible
teneur en carbone – ce comportement n’a pas été mis en évidence lors de la carbonitruration
des alliages. Ce comportement peut permettre de comprendre l’amélioration de la résistance
au revenu produite par la carbonitruration.

4.3. RÉPONSES MÉCANIQUES
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4.4 Identification des précipités

Suite aux résultats de la Section 4.3, une étude en microscopie électronique en trans-
mission ont été réalisées. L’étude vise tout d’abord à identifier les précipités formés à haute
température lors des traitements thermochimiques, ce qui s’accompagne d’une consommation
des éléments d’alliage de la matrice. Cela comprend des cartographies d’émission de rayons-x
obtenues à partir des spectres EDX en mode STEM, permettant d’identifier la redistribution
des éléments pour former des précipités de taille sub-micrométrique. Ensuite, l’imagerie en
mode TEM et la diffraction d’électrons permettent l’identification des précipités nanométriques
cohérents formés lors du revenu, ce qui peut expliquer les filiations de dureté observées pour
les traitements avec enrichissement en azote.

4.4.1 Alliage 23MnCrMo5 carbonitruré

Suite à l’observation de précipités dans une échelle sub-micrométrique Figure 4.7, des
cartographies d’émission de rayons-x ont été obtenues dans la région riche en azote de la
nuance 23MnCrMo5 carbonitrurée, plus spécifiquement à 100 µm de la surface pour éviter de
possibles effets de dénitruration/oxydation en surface. Ces résultats sont présentés Figure 4.9,
où on met en évidence la formation de zones riches simultanément en chrome et en azote, et
d’autres contenant également les éléments manganèse et silicium. Les nitrures sont identifiés
comme ayant une stœchiométrie du type MN. Ils sont composés de manière prépondérante
de chrome et d’azote et de MnSiN2 (groupe spatial Pna21 [126]), comme cela a déjà été mis
en évidence par Catteau et al. [125] pour des teneurs en azote d’environ 0,25 % en poids.
Aucune preuve de la présence de nitrures de type Si3N4 comme cela est prédit par Thermo-
Calc [12, 13] avec la base de données TCFE7, ou de VN comme rapporté par Catteau et al.
[125] n’a été apportée. On observe Figure 4.9 la présence de deux tailles caractéristiques
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FIGURE 4.8 – Dureté après nitruration suivie soit par un traitement cryogénique, soit par un traitement
cryogénique et un revenu en fonction de la distance à la surface des pièces.
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de précipités, l’une associée aux nitrures MN de dimensions de l’ordre de 100 nm× 50 nm et
l’autre associée aux précipités MnSiN2 de 200 nm à 1000 nm de dimensions caractéristiques.

FIGURE 4.9 – Cartographie d’émission des rayons x caractéristiques des éléments constituant les ni-
trures de type MN (avec M majoritairement Cr) et de type MnSiN2 formés pendant la carbonitruration de
l’alliage 23MnCrMo5. Fraction massique en azote de 0,80% en poids dans la région analysée.

4.4.2 Alliage 16NiCrMo13 nitruré

Comme pour la nuance 23MnCrMo5, la redistribution des éléments d’alliage lors de l’enri-
chissement en azote a été observée par analyse d’émission des raies de rayons x pour l’alliage
16NiCrMo13 nitruré. Dans le cas de cet alliage, seuls des nitrures de type MN ont été observés
(Figure 4.10), en accord avec la prédiction faite par Thermo-Calc [12, 13] à l’aide de la base
de données TCFE7, pour la composition de la lame observée. Ces précipités, de morphologie
globulaire ou sous forme de bâtonnet, couvrent une surface entre 1,8% et 2,5% de la section
transversale des lames. Dès que les régions où les cartographies ont été réalisées atteignent
une épaisseur moyenne de 80 nm et si l’on suppose que tous les précipités MN dans le vo-
lume sont détectés, alors une estimation de leur fraction volumique peut être faite par analyse
d’images. On obtient qu’entre 0,8% et 1,0% de précipités sont formés. Thermo-Calc [12, 13]
prédit une fraction volumique autour de 1,0% pour la composition locale, ce qui est assez
proche de la valeur estimée par analyse des cartographies de rayons x. Cela implique une

FIGURE 4.10 – Cartographie d’émission des rayons x caractéristiques des éléments constituant les
nitrures de type MN (avec M majoritairement Cr) formés pendant la nitruration de l’alliage 16NiCrMo13.
Fraction massique en azote de 0,25% en poids.
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précipitation à l’équilibre dans la région étudiée et cela sert à valider l’approche du modèle de
durcissement établi pour expliquer la dureté après trempe : les précipités attendus sont déjà
formés et donc la prédiction de l’azote dissous dans la martensite est raisonnable.

La structure martensitique après trempe et traitement cryogénique de la nuance 16Ni-
CrMo13 après nitruration en phase austénitique a été identifiée comme étant composée de
lattes de largeurs typiques allant de 200 nm à 500 nm dans une région contenant 0,13% C et
0,25% N en poids. Ces structures sont présentées Figure 4.11 où le contraste permet de vi-
sualiser quelques nitrures MN identifiés Figure 4.10. L’alliage présente encore (Figure 4.12-b)
des zones de cisaillement d’environ 100 nm× 10 nm orientées dans deux directions possibles
de la martensite, lesquelles sont probablement formées pendant la trempe. Ces zones corres-
pondent à la structure ordonnée Fe16N2 et un détail de leur morphologie est présenté en haute
résolution Figure 4.12-d, d’où le cliché de diffraction de la Figure 4.12-c a été obtenu. Bien
que ces régions puissent se comporter comme barrières au glissement des dislocations, elles
ne permettent pas d’expliquer le comportement en durcissement observé lors du revenu. Cela
vient du fait que ces zones de cisaillement ont aussi été observées avant le revenu.

FIGURE 4.11 – Micrographies de l’alliage 16NiCrMo13 nitruré, trempé et soumis au traitement cryogé-
nique : (a) fond clair en mode STEM, mettant en évidence la structure martensitique en lattes (×120k),
(b) nitrure MN formé à la température d’enrichissement (grandissement de ×100k).

Les structures de la Figure 4.12 sont prises comme état de référence pour l’étude des
échantillons soumis au revenu au-dessus de 573 K : on cherche des caractéristiques pour ces
dernières qui ne sont pas présentes avant le revenu. On vérifie Figure 4.13 dans la matrice
martensitique cubique centrée de l’alliage 16NiCrMo13 nitruré et soumis au revenu à 573 K la
présence d’une multitude de précipités nanométriques – moins de 5 nm – qui n’ont pas été dé-
tectés dans la lame correspondant à la Figure 4.12. En raison de leur taille et de leur cohérence
avec la matrice, ces nitrures sont possiblement à l’origine du comportement en durcissement
mis en évidence Figure 4.8 après nitruration austénitique et revenu au-dessus de 573 K. Il est
donc probable que la martensite alliée à l’azote présente un comportement similaire à celui du
fer pur où la décomposition Fe16N2 Fe4N v serait retardée en température — du fait que
des précipités de type Fe4N n’ont pas été détectés. Cette transition pourrait aussi être limitée
par la cinétique, du fait de la faible teneur en azote ajouté à l’alliage comparée à celle rapportée
par Kaplow et al. [8] qui ont mis en évidence la formation de Fe4N à 433 K.

v. Il doit être clair que cette décomposition n’est pas stœchiométrique : Fe16N2 est une structure ordonnée
métastable avec environ deux fois le paramètre de maille de la ferrite qui se décompose pour donner du nitrure
Fe4N et de la ferrite α à l’équilibre.
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FIGURE 4.12 – Micrographies de l’alliage 16NiCrMo13 nitruré, trempé à l’huile et à l’azote liquide : (a)
fond clair (BF) orienté en position de diffraction, (b) même région en fond sombre (DF) selon l’axe de
réflexion [001] (c) cliché de diffraction et (d) image en haute résolution (HRTEM) des zones Fe16N2
(grandissement de ×2M).

FIGURE 4.13 – Échantillon de la Figure 4.12 après revenu à 573 K : (a) image en fond clair (BF) d’une
région contenant une forte densité de nano-précipités (b) même région en fond sombre (DF) où les pré-
cipités orientés apparaissent comme des points clairs et (c) SAED de la région avec cliché de diffraction
des précipités Fe16N2.

4.4. IDENTIFICATION DES PRÉCIPITÉS
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4.5 Conclusion

Le Chapitre 4 fait état des expériences qui ont été réalisées à pression atmosphérique pour
caractériser la réponse métallurgique des alliages 16NiCrMo13 et 23MnCrMo5, principalement
en ce qui concerne le rôle de l’azote dans les traitements thermochimiques réalisés en phase
austénitique. Les principales observations présentées dans ce chapitre sont les suivantes :

— les prises de masse évaluées du moyen d’une balance de précision vi ou par intégra-
tion des profils de diffusion mesurés par micro-sonde se trouvent en accord avec les
simulations pour une saturation en carbone à la surface des pièces traitées. En ce qui
concerne l’azote, l’alliage 23MnCrMo5 reproduit bien la condition à la limite prédite d’ac-
tivité amN = 40. Cependant, la nuance 16NiCrMo13 présente des difficultés d’enrichis-
sement en azote avec une composition en surface associée avec une activité amN = 10

dans l’atmosphère et conduit à une décarburation moins intense. Ceci a été attribué à un
possible effet de catalyse sur la recombinaison des atomes issus de la décomposition de
l’ammoniac ;

— la trempe à l’huile de la nuance 16NiCrMo13 produit des fractions importantes en aus-
ténite résiduelle pour des teneurs en interstitiels au–delà du point–H ; le traitement cryo-
génique par immersion dans l’azote en ébullition a permis de transformer presque com-
plètement cette phase γR en martensite α′ ; les filiations de dureté des matériaux après
trempe à l’huile et traitement cryogénique ont été reliées à la composition locale en né-
gligeant le gradient de microstructure – seule la contribution des interstitiels a été prise
en compte dans le modèle de durcissement, Équation E 2.1 – et montrent une bonne
adéquation avec ce modèle. L’incorporation de l’azote pour expliquer les duretés obte-
nues après trempe a été possible grâce aux simulations de l’équilibre réalisées à l’aide
de Thermo-Calc [12, 13] qui ont permis d’estimer la fraction en azote dissous dans la
martensite après trempe ;

— la tenue en dureté après revenu des pièces carbonitrurées s’avère être meilleure que
celle des pièces cémentées, cela étant évident pour l’alliage 23MnCrMo5 qui gagne
70 HV0,3 supplémentaire dans la région riche en azote ; dans le cas de la nitruration,
la preuve d’une précipitation secondaire de Fe16N2 dans la profondeur enrichie est ob-
servée ;

— des investigations par TEM ont mis en évidence des nitrures de type MN pour les deux
nuances ; la nuance 23MnCrMo5 présente aussi des nitrures MnSiN2, qui ne sont pas
inclus dans la base de données utilisée pour simuler l’alliage ; les effets observés lors du
revenu des alliages enrichis en azote ont été attribués à une fine précipitation de Fe16N2

qui a lieu à l’échelle nanométrique.

vi. De l’ordre de 0,1 mg.
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Modélisation des procédés





CHAPITRE 5
Modélisation cinétique

Ce dernier chapitre est consacré à la simulation des processus cinétiques ayant lieu dans
les atmosphères à base de C2H2 et NH3 étudiées Chapitre 3 et leur simplification pour une utili-
sation dans des schémas numériques de volumes finis, de Boltzmann sur réseau, etc. Cela vise
à rendre possible la simulation des écoulements réactifs des atmosphères utilisées dans les
traitements thermochimiques de cémentation, nitruration et carbonitruration à basse pression.
On cherche dans un premier temps à vérifier la pertinence de certains mécanismes cinétiques
rapportés dans la littérature pour la simulation de la décomposition des précurseurs C2H2 [35]
et NH3 [88], et on utilisera nos résultats expérimentaux pour la validation des simulations. Sa-
chant que l’état d’avancement de la pyrolyse de l’acétylène n’est pas très important à basse
pression pour des temps de séjour de l’ordre d’une dizaine de secondes, on se servira de la
méthode des « graphes orientés » (DRG) pour éliminer certaines espèces du mécanisme ci-
nétique de Norinaga et al. [35]. Cela rend possible la simulation des réacteurs industriels de
cémentation avec des temps de calcul raisonnables tout en conservant l’aspect quantitatif de la
simulation des espèces majoritaires dans le système — hydrocarbures légers. L’approche DRG
de Lu et Law [91] est utilisée dans ce but. Elle permet l’obtention de « mécanismes squelettes »
dans l’espace des phases échantillonné avant simplification. On commence Section 5.1 avec
une bref description des modèles de réacteur et de mélange utilisés – réacteur de type parfai-
tement agité, réacteur de type piston et modèle de mélange complet – et de leurs applications.
Puis, les mécanismes cinétiques adoptés pour les simulations sont présentés Section 5.2.
Ensuite, le mécanisme de pyrolyse de l’acétylène est simplifié pour les conditions de la cémen-
tation à basse pression Section 5.3. On termine Section 5.4 avec l’intégration des processus
cinétiques et avec la comparaison des résultats ainsi obtenus avec des données expérimen-
tales présentées Chapitre 3. Cela permettra d’illustrer l’influence des conditions opératoires
sur la décomposition des précurseurs étudiés et de valider l’emploi de ces mécanismes pour
décrire les traitements thermochimiques.
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5.1 Modèles de réacteur et de mélange

Avant de procéder à l’intégration des processus cinétiques et à la présentation des méca-
nismes choisis pour la simulation de l’évolution des atmosphères étudiées, un modèle de réac-
teur doit être adopté. Ce choix est basé dans des aspects géométriques, hydrodynamiques et
thermiques/thermochimiques. De manière plus générale la simulation des écoulements réactifs
peut être réalisée en utilisant des méthodes comme les volumes finis ou de type Boltzmann sur
réseau, ce qui peut nécessiter un gros effort de calcul numérique. Pour des géométries simples
comme celles des réacteurs tubulaires employés dans cette étude (Figure 3.1) quelques sim-
plifications sont possibles, rendant les simulations beaucoup plus rapides. Tout d’abord, on
vérifie le caractère laminaire de l’écoulement à partir du nombre de Reynolds, ce qui a été réa-
lisé Section 3.2 pour le réacteur à pression atmosphérique. Ce résultat reste valable à basse
pression étant donné que les débits massiques et les viscosités similaires sont accompagnés
d’une réduction importante de l’inertie – introduit par la masse spécifique – en raison de la
pression utilisée qui est de l’ordre de 5% de la pression atmosphérique. Cette condition est
requise pour éviter d’utiliser une méthode prenant en compte les fluctuations introduites par le
régime turbulent et on procède à une présentation de quelques uns des modèles possibles de
réacteur.

Dans ce qui suit, l’idée d’un modèle de réacteur tubulaire à flux laminaire n’a pas été retenue
en raison de la discrétisation 2D que cela nécessite, et qui est trop gourmande en temps
de calcul. Pour des conditions où le transport par diffusion dans la direction axiale peut être
négligé – conditions favorisées par des temps de séjour courts, de l’ordre de 1 s pour les gaz
– le comportement de réacteur de type piston peut suffire et conduire à un gain de temps
considérable. La principale origine des écarts introduits par cette description simplifiée est
associée au front parabolique de vitesses du fluide. En raison de l’absence de mesures de
temps de séjour à basse pression dans notre étude, le système (Figure 3.1b) est considéré
comme étant de type piston du fait des similitudes avec les conditions employées par Becker
et Hüttinger [26] et des temps de séjour de l’ordre de 1 s que nous avons pu estimer dans nos
conditions opératoires. La loi des gaz parfaits (ρ = PM/RT , Équation E 1.22) est adoptée comme
équation d’état pour toutes les simulations réalisées. Les modèles décrits ci-après interviennent
dans la façon dont les équations de conservation de la masse, des espèces et de l’énergie sont
posées et une description détaillée est fournie dans des ouvrages de référence [66, 164, 165]
ainsi que dans la documentation de la bibliothèque de fonctions Cantera [15] utilisée dans cette
étude. Le Tableau 5.1 présente une liste des modèles employés au cours de ce chapitre.

Tableau 5.1 – Modèles de réacteur et de mélange utilisés dans ce chapitre.

Modèle Objectifs

Réacteur parfaitement agité Analyse de sensibilité/simplification des mécanismes
Mélange complet Prédiction des taux de conversion après mesure de E(ts)
Réacteur piston Conversion dans un réacteur laminaire à basse pression

5.1. MODÈLES DE RÉACTEUR ET DE MÉLANGE
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5.1.1 Réacteur parfaitement agité

Le plus simple des modèles de réacteur est celui de « réacteur parfaitement agité » qui
décrit une cinétique zéro-dimensionnelle. Si l’on considère seulement le cas des réacteurs
ouverts, un tel réacteur est composé d’une chambre traversée par des débits de précurseurs.
L’hypothèse fondamentale de cette description est une homogénéité chimique et thermique du
volume décrit : le réacteur est isotherme et tout élément de gaz arrivant dans la chambre de
réaction est dilué instantanément dans le contenu de l’enceinte. Un réacteur parfaitement agité
peut être traité à pression constante, en décrivant les changements de volume qu’il établit en
fonction de la température ou des variations des quantités de particules dans le réacteur. Une
description est également possible à volume constant. Ce comportement de mélange apparait
pour certaines conditions d’injection de gaz dans la chambre, comme dans le cas d’un jet de
gaz entrant en collision avec les parois qui serait aussi forcé à se mélanger rapidement – par
rapport au temps de séjour – avec le contenu présent. Des solutions analytiques peuvent être
dérivées [66] dans certains cas avec un nombre limité d’espèces – généralement inférieur à
quatre – mais ici on s’en tiendra à leur intégration numérique à l’aide de Cantera [15], donc
en faisant avancer dans le temps la composition du gaz et les variables d’état indépendantes.
Même si un tel modèle est fondamentalement théorique et d’usage très limité, sa simplicité rend
possible son utilisation dans l’analyse de schémas cinétiques soit en termes de sensibilité [90]
soit pour l’obtention de systèmes simplifiés.

5.1.2 Mélange complet

Le modèle de mélange complet introduit par Zwietering [166] permet la description des
réacteurs à faible nombre de Bodenstein et ayant une distribution de temps de séjour quel-
conque. Il est utile pour des conditions dans lesquelles la mise en solution avec des éléments
de volume arrivant dans le réacteur est supposée instantanée dans des volumes « d’âges »
différents. Ce modèle pondère la dilution d’un volume à l’intérieur du réacteur ayant une es-
pérance de vie λ avec les nouveaux éléments arrivant par la fonction densité de probabilité
E(λ) ≡ E(t∞ − ts) [66, 164]. Génériquement pour le calcul de la concentration ci de l’espèce i
à la sortie du réacteur, on écrit l’Équation E 5.1, qui représente un modèle de réacteur de type
agité. La variable indépendante de ce modèle dynamique n’est pas le temps, mais l’espérance
de vie λ des éléments de volume du gaz à l’intérieur du réacteur, espérance qui vaut zéro à
la sortie du réacteur. Les autres symboles ont déjà été définis dans le texte. L’utilisation de
ce modèle, qui représente le cas limite opposé à celui de la ségrégation (Bo ≥ 50) [26, 66]
lequel considère qu’aucune dilution des nouveaux éléments arrivant au réacteur n’a lieu, est
assez simple et sert à estimer la conversion en sortie d’un réacteur si le changement de volume
molaire produit par les transformations chimiques n’est pas important.

dci
dλ

= −ω̇i + (ci − ci,0)
E(λ)

1− F (λ)
(E 5.1)

L’intégration de l’Équation E 5.1 ne peut pas se faire directement en fonction de la variable
λ, ce qui demanderait une intégration dans le temps de t∞ à zéro. En pratique, le temps infini
adopté est un temps tmax suffisamment grand par rapport à t∞ expérimental pour tenir compte
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des contributions des éléments de volume les plus anciens dans l’enceinte. On adopte typi-
quement une valeur tmax telle que F (tmax) ≈ 0, 9999 pour des raisons de stabilité numérique.
Grâce au changement de variable λ = tmax − t, on écrit l’Équation E 5.2 qui est ensuite inté-
grée dans l’intervalle de temps t = (0; tmax). Le paramètre ci,0 correspond à la concentration de
l’espèce i du mélange injecté dans le réacteur et c’est sa mise en solution avec les éléments à
l’intérieur du réacteur qui est pondérée par E(λ).

dci
dt

= −
[
ω̇i + (ci − ci,0)

E(tmax − t)
1− F (tmax − t)

]
(E 5.2)

5.1.3 Réacteur piston

Les réacteurs tubulaires à écoulement laminaire peuvent être le siège d’un transport par
diffusion axiale important sous certaines conditions. Lorsqu’on réduit la pression de travail Pop,
pour un débit massique à l’entrée fixe dans un réacteur à section constante, la vitesse moyenne
u de l’écoulement augmente selon le rapport Pref/Pop, où Pref représente la pression de dé-
part – ou de référence. Lorsque u augmente, le nombre de Reynolds Re reste pratiquement
inchangé en raison de l’évolution inverse de la densité — les effets visqueux étant négligés.
Dans ce scénario, l’augmentation de la vitesse mène à une réduction du nombre de Peclet
(Équation E 3.1) et donc à une diminution du degré de mélange dans la direction de l’axe du
réacteur : on peut négliger le transport par diffusion dans cette direction lorsque Peax → 0. Ce
modèle suppose dans le cas le plus simple, en l’absence de réactions de surface, la conserva-
tion du flux massique (ṁ = ρuAc) selon la direction de l’axe du réacteur, Équation E 5.3, où Ac
est la section transversale de l’écoulement, ρ la masse volumique et u la vitesse axiale. Des
généralisations comprenant des processus de surface sont fournies par Khan [34] et Deutsch-
mann [167]. Autrement dit, ρu est constant : masse volumique et vitesse sont couplées par une
équation algébrique issue de la condition imposée par l’Équation E 5.3.

Ac
d (ρu)

dt
= 0 (E 5.3)

Ce modèle prédit la conversion à l’état stationnaire en un endroit quelconque du réacteur
où l’équilibre entre le transfert de chaleur sur les parois, l’apport en énergie par des réactions
chimiques et le transport convectif prévaut. Cela se fait par l’Équation E 5.4, où cP est la chaleur
spécifique du mélange, U le coefficient global de transfert de chaleur, Tp la température de la
paroi. Le second terme à gauche représente une source de génération de chaleur par voie
chimique Sch.

ρuAc
d (cPT )

dz
+AcSch = UAs (Tp − T ) (E 5.4)

Cette approche est équivalente à considérer que le réacteur tubulaire est composé d’une
série de « tranches » de réacteurs agités de longueur différentielle à l’état stationnaire. C’est
à partir de cette formulation qu’on peut simuler des réacteurs de comportement piston à l’aide
de Cantera [15] : la longueur du tube est divisée en un nombre Nr de réacteurs parfaitement
agités de volume V = Ac · dz. Le premier réacteur de la chaine est amené à l’état stationnaire
et la composition obtenue est utilisée comme donnée d’entrée pour le réacteur suivant et cela
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Tableau 5.2 – Mécanismes cinétiques utilisés dans la simulation de la pyrolyse de l’acétylène et de la
décomposition de l’ammoniac.

Précurseur Nombre d’espèces Nombre de réactions Références

C2H2 241 (gaz) 902 (gaz) Norinaga et al. [35]

NH3
10 (gaz) 19 (gaz) Dirtu et al. [88]1 (surface) 2 (surface)

sur toute la longueur du réacteur. Pour incorporer les transferts thermiques, on suppose que
le nombre de Nusselt Nu ≈ 4 [168], condition intermédiaire entre une température et un flux
d’énergie imposés sur les parois. En négligeant la conduction vers le milieu extérieur, on obtient
U ≈ 4kgD

−1, où kg est la conductivité thermique moyenne du gaz et D le diamètre du tube. La
conductivité thermique kg est calculée en considérant un comportement de mélange parfait et
en utilisant les conductivités ki de chaque espèce présente calculées à partir des paramètres
de Lennard-Jones [82].

5.2 Mécanismes cinétiques

La simulation des écoulements réactifs se fait en partant d’un mécanisme cinétique compre-
nant les réactions chimiques principales et leurs vitesses de réaction respectives. Ces vitesses
peuvent être empiriques ou issues de simulations théoriques [70]. Elles sont généralement pa-
ramétrées par une loi exponentielle modifiée de type Arrhenius. Ces données permettent le cal-
cul des vitesses de réaction, c’est-à-dire de formation/consommation des espèces chimiques.
La Section 1.4 a présenté les fondements de la cinétique chimique selon la loi d’action de
masse et introduit quelques modifications souvent utilisées pour décrire des effets de pression.
Un modèle simple de réacteur tout comme un calcul de dynamique des fluides (CFD, LBM, etc)
permet le couplage entre phénomènes chimiques – changement de composition et échanges
thermiques – et écoulement dans l’enceinte du réacteur — comportement de mélange, distri-
bution des espèces, changement de vitesse, etc. L’établissement d’un schéma cinétique étant
une tâche très longue, généralement de plusieurs années en raison de l’introduction succes-
sive de processus cinétiques de plus en plus fins améliorant les mécanismes principaux, on
se contentera de présenter des schémas issus de la littérature utilisés pour simuler des écou-
lements réactifs à base d’hydrocarbures d’abord et d’ammoniac ensuite. Les mécanismes de
référence adoptés ont leurs nombres d’espèces et de réactions présentés Tableau 5.2. Ces
schémas n’ont pas été reproduits ici car nous avons utilisé exactement les mêmes que ceux
des publications citées. Il suffit donc de s’y référer pour avoir la description exhaustive des
réactions et des constantes cinétiques utilisées.

5.2.1 Mécanisme de pyrolyse de l’acétylène

Pour la simulation de la pyrolyse de l’acétylène, un mécanisme attribué à Norinaga et al. [35]
a été choisi en fonction de la plage de températures et de pressions utilisées par les auteurs
dans leurs études numériques et expérimentales. Ce mécanisme contient 902 réactions et 241
espèces chimiques et résulte d’une compilation de données cinétiques publiées pendant plus
de 40 ans dans la littérature. Les auteurs [35] ont traité la pyrolyse de l’acétylène ainsi que celle
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de l’éthylène et du propane dans une série de publications [30–32, 35] au cours de la dernière
décennie, validant le modèle dans la plage de pressions au–dessous de 20 hPa pour le C2H2

à 1173 K et pour des temps de séjour de l’ordre de 2 s. Khan [34] utilise ce mécanisme i dans
des conditions similaires de pressions partielles à celles de notre étude mais sous une pression
totale de 1600 hPa. L’auteur [34] rappelle l’importance de la prise en compte de CH3COCH3 et
de ses dérivés, comme le soulignent aussi Dimitrijevic et al. [169], la présence d’acétone dans
les bouteilles permettant de stabiliser l’acétylène ii.

Un mécanisme simplifié rapporté dans la littérature par Graf [33] est disponible pour l’acé-
tylène dilué. Ce modèle a été développé pour la modélisation de la cémentation à partir de
données expérimentales obtenues au–dessus de la pression atmosphérique. Si l’on intègre ce
mécanisme sur des temps de séjour assez courts, il fournit des résultats proches de ceux du
mécanisme de Norinaga et al. [35] pour les espèces C1 et C2, comme cela a été montré par
Khan [34]. Dans la présente discussion, il n’y a pas d’intérêt à l’intégrer : on s’intéresse en effet
à des mécanismes simplifiés plus compréhensibles et sans ajustement à l’aide des résultats
expérimentaux. Cette discussion vise à montrer l’importance de l’obtention de mécanismes
simplifiés pour une application donnée : il a donc été choisi de déterminer un mécanisme
squelette à partir de celui de Norinaga et al. [35], ce qui a pour but de conserver la cohérence
thermodynamique du mécanisme – les enthalpies de réaction – et d’assurer une simplification
substantielle dans des conditions connues expérimentalement.

Le mécanisme de Norinaga et al. [35] a été analysé d’un point de vue topologique – la
structure des interdépendances entre les espèces – pour identifier les plus importantes sans
tenir compte des vitesses de réaction, ce qui fait l’objet de la Section 5.3. Si l’on construit le
graphe d’interaction orienté des espèces du mécanisme, c’est-à-dire en les utilisant comme
nœuds, on peut les classer selon leur degré, à savoir le nombre total d’arêtes à chaque es-
pèce. Ce classement montre les espèces qui interviennent dans les vitesses de réaction pour
la formation du plus grand nombre d’autres espèces dans le système – celles qui produisent
les colonnes les moins creuses dans la matrice jacobienne du système, laquelle a la forme
présentée Figure 5.1b iii. Le résultat de cette analyse est fourni Tableau 5.3 qui indique les 10
espèces les plus connectées dans le mécanisme et inclut toutes les espèces présentes dans
le mécanisme simplifié de Graf [33] à part le carbone solide, utilisé pour représenter les dépôts
de carbone. Si l’on exclut les radicaux listés dans le Tableau 5.3, on retrouve l’ensemble des
espèces du mécanisme simplifié, ce qui est raisonnable étant donné le court temps de vie des
radicaux. Indépendamment de leurs vitesses de formation/consommation, ces espèces seront
probablement conservées après simplification selon la méthode de Lu et Law [91] pour interve-
nir sur un grand nombre d’autres espèces. Pour éliminer ce comportement, il est recommandé
d’utiliser la méthode CSP [95, 96], bien que cette technique soit moins intuitive à analyser.

La Figure 5.1a présente l’histogramme de degré des nœuds (espèces) du mécanisme de
Norinaga et al. [35]. Sur cette figure, on vérifie qu’il existe un nombre important d’espèces
liées à un nombre réduit d’autres espèces — la fréquence maximale est concentrée autour

i. En fait l’auteur [34] emploie une version précédente publiée par Norinaga et Deutschmann [31].
ii. Des bouteilles de C2H2 sans acétone sont aussi disponibles.
iii. Cette matrice d’adjacence associée au mécanisme est creuse et présente une densité de 0,06. Elle permet

l’utilisation d’outils numériques optimisés pour la représentation de ce type de matrices dans l’intégration de ce
mécanisme.
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Tableau 5.3 – Classement selon le degré total des espèces les plus connectées dans le mécanisme de
Norinaga et al. [35] et leur degré de connectivité.

Espèce Degré Espèce Degré

H 453 C2H3 171
H2 408 C2H4 159

C2H2 303 C6H6 104
CH3 220 C6H5 95
CH4 185 C4H4 90

des nœuds de degré inférieur à 100, le degré ayant le maximum en fréquence étant de 10
pour 50 espèces : environ 20% des espèces du mécanisme sont couplées à seulement 10
autres espèces. Cette analyse assez rapide a montré le faible degré moyen des nœuds du
système d’équations de ce mécanisme et donc on attend une simplification importante lors de
l’utilisation de l’algorithme DRG. Bien que la simulation du mécanisme complet soit lourde en
termes de temps de calcul, la connaissance des espèces les plus connectées est une étape
importante pour la simplification du mécanisme.

(a) Histogramme (b) Matrice

FIGURE 5.1 – Histogramme de degrés des espèces dans le mécanisme de Norinaga et al. [35] et matrice
d’adjacence pour les espèces montrant l’allure de l’occupation de la matrice Jacobienne.

5.2.2 Mécanisme de décomposition de l’ammoniac

Bien que la littérature soit riche en publications relatives à la décomposition des hydro-
carbures à basse pression [26–32, 34, 35] et propose des compilations de mécanismes qui
représentent fidèlement les systèmes de pyrolyse ou de combustion des composants légers,
elle s’avère être beaucoup plus pauvre pour l’ammoniac et les espèces du système N H, pour
lequel on ne dispose que d’un nombre réduit de données [88, 89, 170, 171] relatives à la ci-
nétique en phase gazeuse dans des conditions d’intérêt pour la nitruration basse pression. En
effet, la majorité des résultats sont extrapolés à partir de simulations théoriques des états de
transition. L’ammoniac faisant partie de certains processus liés à la combustion, ce précurseur
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et ses dérivés apparaissent dans des mécanismes [172, 173] développés dans ce cadre. Ces
mécanismes ne sont pas adaptés à une utilisation de NH3 comme espèce de départ car ils
sont plus orientés vers la prédiction des espèces du système N O.

Les données sur la synthèse de l’ammoniac ne s’avèrent pas utiles aux procédés étudiés en
raison des pressions utilisées, i.e. la majorité des applications pour la synthèse des composés
dérivés de l’ammoniac opèrent à des pressions au–dessus de 1000 hPa (1 atm) et les procédés
thermochimiques des matériaux utilisant ce précurseur ont été développés principalement à la
pression atmosphérique. Une autre raison est la faible vitesse de décomposition homogène
de ce précurseur, comme nous l’avons montré Chapitre 3 : la décomposition de ce précurseur
n’atteint que 6% à 1173 K et une pression de 100 hPa.

L’intégration des mécanismes de Klippenstein et al. [171] ou Hwang et Mebel [170] – éta-
blis à partir de la théorie des états de transition – conduit à des niveaux de décomposition
négligeables – de l’ordre de l’erreur numérique utilisée – pour des temps de séjour de l’ordre
de 0,5 s, comme celui de nos expériences. Un mécanisme cinétique présenté par Dirtu et al.
[88] et aussi utilisé par Odochian et al. [89] est la seule compilation de réactions disponible
qui permette la simulation des systèmes contenant une fraction importante en ammoniac. Ce
mécanisme est composé de 11 espèces chimiques et de 21 réactions – certaines étant aussi
présentes dans le mécanisme de Zabetta et Hupa [173] – dont 2 de surface avec le quartz.

Le mécanisme de Dirtu et al. [88] préserve l’ammoniac jusqu’au moment où les radicaux
et les espèces minoritaires atteignent une certaine concentration permettant la décomposition
de ce précurseur : la rigidité du système cinétique est importante si la composition de départ
n’inclut pas de fractions résiduelles – c’est-à-dire, des parties par million, selon l’équilibre dans
la bouteille – de radicaux formés par le mécanisme. Du fait qu’il a été validé avec des résultats
expérimentaux [88, 89] dans certaines conditions, nous avons choisi le mécanisme de Dirtu
et al. [88] pour la simulation de la phase gazeuse. Des données cinétiques fournies par Cooper
et Ljungstroem [148] et Ertl et Huber [174] sont incorporées et adaptées pour la simulation
des processus de surface. L’introduction d’une densité surfacique de sites actifs sur le quartz
fournie par Tang et al. [175] permet d’ajuster le craquage de l’ammoniac sur les parois.

5.3 Obtention des mécanismes simplifiés

5.3.1 Séquence de simplification

La simplification des mécanismes cinétiques permet de réduire le nombre d’espèces par
élimination de celles dont l’importance est négligeable dans certaines conditions et donc de ré-
duire d’autant l’effort numérique. Il est important que la simplification soit accompagnée d’une
validation dans l’espace des états iv d’intérêt pour que l’on puisse incorporer les schémas ob-
tenus dans des problèmes à plus large échelle. Parmi les différents techniques existantes [81],
on a choisi d’employer la méthode de Lu et Law [91] décrite Section 1.4.3 en raison de sa
simplicité d’implémentation et d’interprétation. La stratégie de simplification du mécanisme de
Norinaga et al. [35] selon cette méthode est composée des étapes suivantes :

iv. Ici l’espace des états est defini par l’ensemble de variables thermodynamiques indépendantes du système,
c’est-à-dire le vecteur Φ contenant la masse volumique ρ, la température T et les fractions molaires xi de toutes
les espèces i, Φ = {ρ, T, x0, x1, ..., xn}.
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échantillonnage : l’espace des états du vecteur solution – fractions des espèces et variables
d’état – doit être échantillonné v de manière à représenter une région connue des compositions
obtenues dans l’atmosphère carburante ; des solutions utilisant le modèle de réacteur parfaite-
ment agité pour intégrer le mécanisme complet sans tenir compte de l’équation de l’énergie ont
été obtenues pour des pressions de 10 hPa, 50 hPa et 100 hPa pour l’atmosphère présentée
Tableau 5.4. Pour illustrer le comportement à 1000 hPa le système a été simplifié pour n’avoir
plus que 10% des fractions des composés du Tableau 5.4, le diazote représentant 97% de
l’atmosphère ;

Tableau 5.4 – Composition de départ en fractions molaires pour l’échantillonnage de l’espace des états
en vue d’une simplification du mécanisme de Norinaga et al. [35].

N2 C2H2 CH4 CH3COCH3

0,700 0,294 6,0×10−4 5,4×10−3

balayage : la méthode de Lu et Law [91] consiste à réaliser une série de simplifications préa-
lables en fonction du paramètre d’erreur ε vi pour identifier les points de découplage interne des
sous–graphes vii composant le système cinétique, ce qui est fait en identifiant dans l’arbre des
relations entre espèces les branches associées à la métrique rij ≥ ε — Section 1.4.3. Les ré-
gions en échelon (Figure 5.2) obtenues lors du balayage du mécanisme de Norinaga et al. [35]
selon ce paramètre représentent des valeurs potentielles de ε pour réaliser la simplification : à
0,06 une chute importante dans le nombre d’espèces est observée pour toutes les pressions,
ce qui se répète entre 0,08-0,11, produisant une autre simplification importante ;

composition : finalement, dans la version la plus simple de la méthode, les mécanismes sque-
lettes sont obtenus par l’union des différentes simplifications obtenues à partir des échantillons
de l’espace des états : ces unions ont pour but de générer un mécanisme simplifié qui repré-
sente tout l’espace des solutions des échantillons. Dans tous les mécanismes simplifiés, les
espèces de départ du Tableau 5.4 et le C2H4 ont été utilisées comme nœuds de base dans
l’algorithme de parcours en profondeur et sont forcément conservées dans les mécanismes.

Ces étapes sont détaillées de façon algorithmique ci–dessous :

— Échantillonnage (pour chaque pression P ) : (i) intégration des conditions de départ choi-
sies et (ii) enregistrement de quelques états intermédiaires.

v. L’étape d’échantillonnage ne possède pas une définition stricte. C’est à l’utilisateur de définir des points re-
présentatifs des compositions qui peuvent être trouvées au cours de l’évolution de l’atmosphère. Il est recommandé
d’inclure a minima la composition de départ et les valeurs connues en sortie du réacteur dans l’échantillon de
l’espace des états.

vi. Ce paramètre ne possède pas un sens physique directe. Sa valeur affecte la proximité entre une intégration
d’un mécanisme réduit de celle du mécanisme complet, mais elle n’a aucune relation avec l’erreur relative entre
ces intégrations. Des simplifications successives en augmentant la valeur ε ∈ [0; 1] conduisent typiquement à la
diminution du nombre d’espèces dans le mécanisme jusqu’à un seuil contenant les espèces les plus fortement
couplées dans l’espace d’états φ utilisé au départ. Pour rendre notre simplification plus fiable, nous avons choisi
de conserver l’union des espèces résiduelles obtenues pour une valeur de ε pour tous les échantillons φi issus
des intégrations réalisées pendant l’échantillonnage pour chaque pression utilisée. De cette façon, les espèces
conservées dans l’espace des états pour une valeur de ε donnée sont en fait NΦ =

⋃iNφi , où NΦ désigne
l’ensemble des espèces retenues dans le mécanisme pour une valeur de ε et Nφi les espèces retenues pour
chaque échantillon φi avec la même valeur de ε.

vii. Un sous–graphe étant défini comme un graphe G′ qui fait partie (tous ses nœuds et toutes ses arêtes) du
graphe G représentant l’ensemble des espèces comme des nœuds. On a donc G′ ⊆ G [99].
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— Balayage (initialiser ε = 0) : (i) pour chaque point de solution de chaque intégration,
simplifier, (ii) enregistrer les espèces à retenir de la simplification et (iii) avancer ε de ∆ε

(nous avons utilisé un pas de 0,004).

— Composition (pour chaque valeur de ε) : (i) réaliser l’union de toutes les espèces à retenir
pour chaque ε et (ii) éliminer les espèces redondantes de l’ensemble.

Il est possible d’ajouter une étape supplémentaire de composition du mécanisme simplifié
en utilisant les espèces retenues issues de simplifications réalisées à des différentes pressions
et une valeur fixe de ε pour augmenter la plage de validité du mécanisme squelette. La même
chose peut être faite pour la température ou en réalisant une combinaison de paramètres de
température et pression.

5.3.2 Analyse de la simplification

Le choix d’une condition de simplification appropriée est effectué par l’analyse des « marches »
de réduction du nombre d’espèces en fonction du paramètre ε : une marche dans le graphe im-
plique une chute importante du nombre d’espèces sans augmenter considérablement la valeur
de ε et donc avec un même niveau d’erreur avant et après l’élimination des espèces — régions
où la dérivée du graphe (Figure 5.2) est la plus importante localement.

FIGURE 5.2 – Diagramme du nombre d’espèces dans le mécanisme simplifié en fonction du seuil d’er-
reur ε utilisé dans la simplification.

En ce qui concerne la représentativité des échantillons dans l’espace des états, la composi-
tion du Tableau 5.4 choisie comme point de départ représente la décomposition de l’acétylène
pour des pressions partielles de 3 hPa à 30 hPa, dans la région d’intérêt pour la cémentation
à partir des hydrocarbures et considère les impuretés typiques présentes dans les bouteilles
de C2H2 dans une proportion qui est celle proposée par Norinaga et Deutschmann [31]. Natu-
rellement, cette composition n’est qu’un choix préliminaire à la simplification et on testera par
la suite sa validité : les compositions de départ ne doivent pas forcement être celles que l’on
désire simuler de manière simplifiée, mais elles doivent préférentiellement s’en approcher. Ces
limites dans l’espace des états de la simplification réalisée sont fournies Tableau 5.5.
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Tableau 5.5 – Espace des états échantillonnés à partir de l’intégration isotherme pendant 2 s en réacteur
parfaitement agité fermé de l’atmosphère fournie Tableau 5.4. Un total de 10 échantillons de l’intégration
du mécanisme de Norinaga et al. [35] a été retenu entre les concentrations maximale et minimale en
C2H2 pour la simplification du mécanisme.

Température Pression totale Pression C2H2 Pression H2

1173 K

10 hPa 2,7 hPa à 3,0 hPa 0,0 hPa à 0,11 hPa

50 hPa 11 hPa à 15 hPa 0,0 hPa à 1,05 hPa

100 hPa 17 hPa à 30 hPa 0,0 hPa à 2,80 hPa

1000 hPa 19 hPa à 30 hPa 0,0 hPa à 3,70 hPa

Dans notre approche, composée des étapes d’échantillonnage, de balayage et de composi-
tion, le nombre d’espèces dans un mécanisme simplifié pour une valeur de ε donnée Figure 5.2
est le résultat de l’union des mécanismes simplifiés obtenus sur tout l’espace des états échan-
tillonnés pour une pression donnée : un mécanisme simplifié pour une combinaison ε − P est
le résultat de l’union de plusieurs mécanismes simplifiés, chacun obtenu pour un vecteur des
états de l’échantillon de départ. Cela rend la simplification plus fiable et représentative de la
région d’intérêt. La Figure 5.2 met en évidence un comportement de simplification presque
indépendant de la pression : cela renforce l’hypothèse de faible dépendance des processus à
trois corps sur la plage de pressions partielles étudiée. Cependant, cette affirmation est condi-
tionnée à l’analyse de la séquence d’élimination des espèces dans les mécanismes obtenus :

1. pour des valeurs de ε < 0, 06 les hydrocarbures de haut poids moléculaires sont éliminés
dans un continuum indépendamment de la pression simulée ; cela n’est pas forcement lié
à l’absence de réactions décrivant ces espèces sitôt que le mécanisme complet comporte
plus de 300 réactions pour les composés à plus de 7 atomes de carbone (C7+), mais aux
faibles taux de réaction pour ces composés dans les échantillons utilisés ;

2. ce n’est qu’à ε ≥ 0, 06 que les échelons de réduction du nombre d’espèces apparaissent
et qu’il est possible d’éliminer des réactions liées principalement au naphtalène et au
phénanthrène ; ces éliminations sont pratiquement les mêmes pour toutes pressions uti-
lisées ;

3. l’échelon suivant (ε = 0, 08 − 0, 11) de réduction du nombre d’espèces est lié principa-
lement aux hydrocarbures en C6 ; à partir de cette valeur, l’élimination du C2H4 et du
C2H6 est aussi possible ; comme le C2H4 est parmi les espèces majoritaires identifiées
au Chapitre 3, il doit être inclus dans l’ensemble de départ pour ne pas être éliminé.

Si l’on fait le suivi de la valeur ε liée à l’élimination du C6H6, on observe une décroissance
de ε = 0, 192 à ε = 0, 102 en augmentant la pression partielle en C2H2 de 3 hPa à 30 hPa
dans les gammes du Tableau 5.4. En fixant P (C2H2) = 30 hPa, l’augmentation de la pression
totale de 100 hPa à 1000 hPa n’a pas d’effet prononcé. La valeur de ε associée à l’élimination
du C6H6 monte à 0,118 — la pression totale ne joue pas un rôle essentiel sur l’importance
du benzène dans cette plage de pressions. Cette espèce étant connue comme produit de
polymérisation de l’acétylène [30], son élimination à des valeurs plus faibles de ε et à des
pressions plus élevées est plutôt liée à sa transformation accélérée en HAP et donc à un
caractère de composé intermédiaire rapide. Un effet inverse est observé pour les espèces
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liées à l’acétone : en augmentant la pression totale, leur importance augmente (élimination
vers des valeurs plus élevées de ε) et donc leur influence dans l’initiation de la pyrolyse de
l’acétylène devient plus importante [31].

Cette discussion montre le genre de simplification possible à partir de la Figure 5.2 et des
sous-mécanismes qui lui sont associés. La simplification des mécanismes selon la méthode
de Lu et Law [91] ne permet pas seulement la sélection des espèces fortement couplées au
mécanisme dans son ensemble, mais fournit des pistes sur le type d’interaction entre certaines
espèces. Pour la simulation des conditions expérimentales, on va conserver les mécanismes
simplifiés à ε = 0, 097 pour intégrer le C6H6 dans toute la plage de pressions d’intérêt. Dans
les conditions de simplification utilisées, il a été vérifié qu’une deuxième étape de simplification
proposée par Lu et Law [91] s’avère sans intérêt : essayer de simplifier ce mécanisme déjà
simplifié n’apporte aucune élimination additionnelle d’espèces. Le Tableau 5.6 présente les 41
espèces à conserver dans ce mécanisme.

5.4 Intégration des mécanismes cinétiques

Les fondements des processus cinétiques chimiques selon la loi d’action de masse ont
été introduits dans la Section 1.4. Quelques modifications ont été discutées pour intégrer les
processus dépendant de la pression et sur les parois. Ce paragraphe vise à comparer différents
mécanismes cinétiques d’intérêt pour la carbonitruration à basse pression dans des conditions
reproduisant les expériences réalisées et à comparer les résultats obtenus.

5.4.1 Pyrolyse de l’acétylène

Le mécanisme cinétique choisi pour la simulation de la pyrolyse de l’acétylène a été exploré
de manière exhaustive dans la littérature [31, 32, 34, 35]. Nous l’utilisons ici pour interpréter les
expériences réalisées et utiliser les résultats produits pour réaliser une modélisation des étapes
de cémentation à basse pression. On commence par une analyse globale de la pyrolyse du
C2H2 puis on réalise l’intégration de la cinétique selon un modèle de réacteur piston, ce qui
inclut le mécanisme simplifié du paragraphe précédent.

5.4.1.1 Pyrolyse de l’acétylène : modèle global à pression atmosphérique

En raison du faible nombre de Bodenstein (Bo < 10) évalué dans nos conditions opératoires
à la pression atmosphérique (Section 3.2.1), on utilise le modèle de mélange complet pour
intégrer la conversion de l’acétylène. L’intégration de l’Équation E 5.2 est faite directement sans
prendre en compte les changements de volume associés à la pyrolyse du C2H2. Cela n’est
possible que pour les systèmes dilués, comme le mélange N2 − 0,02 C2H2, pour lesquels de
faibles variations entre les débits à l’entrée et à la sortie du réacteur sont observées à l’état
stationnaire.

Le calcul de la vitesse globale de pyrolyse ω̇i est effectué en utilisant un modèle exponentiel
d’ordre n donné par ω̇i = −kcni . Norinaga et al. [30] fournissent seulement les paramètres
k = 1, 5 et n = 2, 7 pour la pyrolyse de l’acétylène à 1173 K et à des pressions entre 20 hPa et
150 hPa. Selon certains auteurs [30], cet ordre n = 2, 7 est en bon accord avec la proposition
de « pyrolyse par polymérisation » en suivant le chemin de réaction C2H2 + C2H2 C4H4
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Tableau 5.6 – Espèces à conserver dans le mécanisme simplifié de pyrolyse de l’acétylène dans des
conditions représentatives de l’espace des états échantillonnés présenté Tableau 5.5 pour le mécanisme
de Norinaga et al. [35]. Le mécanisme peut aussi prendre en compte N2 comme gaz porteur pour la
source C2H2. Pour les espèces qui ont une nomenclature differente de leur formule chimique dans le
mécanisme de Norinaga et al. [35], leur notation dans le mécanisme est reprise entre parenthèses.

Espèces dérivées à conserver

H2 Dihydrogène H Hydrogène

CH4 Méthane CH3 Méthyl

C2H4 Éthylène C2H3 Vinyl

C2H6 Éthane C2H5 Ethyl

C4H2 Diacétylène C4H4 Vinylacétylène

C6H6 Benzène C6H5 Phényl

C3H6 Propène C3H3 Propargyl

C3H5 (AC3H5) Allyl C3H4 (AC3H4) Allène

C3H4 (PC3H4) Propyne C3H5 (SC3H5)

C4H6 1,3-Butadiène C4H6 (C4H61) 1-Butyne

C4H6 (C4H612) 1,2-Butadine C4H5 (I-C4H51)
C4H3 (I-C4H3)

C5H6 Cyclopentadiène C5H5 Cyclopentadienyl

C7H7 Benzyl C8H8 1,3,5,7-Cyclooctatétraène

C9H8 Indène C9H7

C8H6 (A1C2H) Phénylacétylène C8H8 (A1C2H3) Styrène

C10H8 (A2) Naphtalène CO Monoxyde de carbone

C11H10 (A2CH3-2) 2-Methylnaphthalène C11H9 (A2CH2-2) 2-Naphthylmethyl

CH3COCH3 Acétone CH3COCH2 -

CH2CO - CH3CO -

puis C2H2 + C4H4 C6H6, qui s’avère être le branchement principal [31] à l’origine de la
décomposition du précurseur C2H2 dans la plage de températures étudiée. Ce chemin est
responsable de la formation du benzène qui ensuite peut subir des réactions de condensation
et induire formation d’hydrocarbures aromatiques polycycliques (HAP) [35, 176].

En utilisant des interpolations des courbes de distribution de temps de séjour expérimen-
tales E(ts) (Figure 3.3), la prédiction de la conversion peut être finalement réalisée à partir de
l’intégration numérique de l’Équation E 5.2. Après des essais avec les paramètres proposés
par Norinaga et al. [30] (k = 1, 5 et n = 2, 7), nous avons montré que pour reproduire nos
résultats expérimentaux à pression atmosphérique avec une excellente précision, on devait
fixer k = 1, 55 et n = 2, 85 : cela est raisonnable en fonction des temps de séjour beaucoup
plus longs (et donc de pyrolyse dans un état beaucoup plus avancé) que ceux utilisés dans
la dérivation des paramètres par Norinaga et al. [30]. La valeur n = 2, 85 peut aussi indiquer
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une tendance – associée au temps de séjour très long de l’ordre de 200 s – plus favorable à la
formation des HAP : une valeur n = 3 correspond à la limite du processus global 3 C2H2

C6H6, qui est à l’origine des composés lourds.
Le Tableau 5.7 compare les mesures expérimentales aux prédictions réalisées à partir de la

distribution de temps de séjour et du modèle global. Pour un débit de 500 cm3 min−1 on obtient
un bon accord entre les valeurs comparées — soit un écart de 4% entre mesures et simulation
si le réacteur n’est pas chargé d’un échantillon métallique. Pour les autres débits employés,
l’écart entre mesures et simulation augmente mais l’ordre de grandeur de conversion du C2H2

reste bien représenté : à la sortie il ne reste qu’entre 1,5 et 2,4% de l’acétylène introduit dans le
réacteur non-chargé. Ces observations renforcent l’hypothèse d’une faible influence de la pres-
sion à partir de 20 hPa dans le mécanisme de Norinaga et al. [35], ce qui permet la simulation
du procédé basse pression en utilisant de l’acétylène dilué à la pression atmosphérique. Les
constantes k et n dérivées à basse pression permettent en effet de reproduire l’état d’avan-
cement de la pyrolyse à la pression atmosphérique avec des pressions partielles en C2H2 à
l’entrée de l’ordre de 20 hPa.

Tableau 5.7 – Comparaison entre les fractions molaires de C2H2 mesurées et prédites à la sortie du
réacteur selon le modèle de mélange complet avec une loi cinétique ω̇C2H2

= 1, 55 × c2,85C2H2
et des distri-

butions de temps de séjour correspondant aux conditions simulées — voir Chapitre 3.

Chargement Débit cm3 min−1
Fraction molaire – C2H2

Rapport
Entrée ×102 Mesurée ×103 Simulée ×103

Non-chargé 250 2,0 3,67 3,10 0,85

Non-chargé 500 2,0 4,25 4,36 1,04

Non-chargé 1000 2,0 6,96 5,15 0,74

Chargé 500 0,5 2,65 2,61 0,98

Chargé 500 1,0 3,57 3,56 0,99

5.4.1.2 Pyrolyse de l’acétylène : modèle global à basse pression

Une fois vérifié le bon accord obtenu entre les expériences et les prédictions de conver-
sion à pression atmosphérique, on s’intéresse à l’obtention d’une expression d’ordre global
analogue pour nos mesures expérimentales sous pression réduite (Figure 3.9a). Pour réaliser
ce traitement de données, on considère une zone homogène de 20 cm à la température de
décomposition, ce qui est raisonnable vus les profils de la Figure 3.2. L’approche de temps
fractionnel (Équation E 5.5) est employée dans les interpolations qui sont faites en utilisant une
expression d’Arrhenius pour obtenir la dépendance de la constante cinétique avec la tempé-
rature. En l’absence de données de temps de séjour à basse pression, τeff est calculé en
fonction du débit, de la température et de la pression, ce qui est possible en raison de la faible
contraction en volume du gaz δV̇ lors de la pyrolyse — voir Section 5.4.1.3.

c1−ni − c1−ni0 = k(T )(n− 1)τeff (E 5.5)

Ce traitement de données est résumé Figure 5.3, où l’on rassemble les fractions en C2H2

résiduel simulées (traits) comparées aux mesures expérimentales (points) pour les pressions
de 50 hPa et 100 hPa. Alors que les résultats sont rapportés séparément par pression et par
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débit, une seule interpolation de l’Équation E 5.5 a été réalisée pour tous les points expéri-
mentaux. Les conditions de départ correspondent à un débit total de 222 cm3 min−1 composé
de N2 − 0,36 C2H2 (Tableau 3.4). Comme le temps de séjour τeff a été estimé à partir des
conditions hydrodynamiques et de la température – les autres paramètres du problème étant
inchangés – au moyen de l’Équation E 5.5, nous avons choisi de rapporter les résultats Fi-
gure 5.3 en fonction de la température. Les courbes correspondent aux conversions calculées
selon l’Équation E 5.5 en utilisant les paramètres du modèle global fournis Équation E 5.6. Il n’a
pas été possible d’intégrer les mesures réalisées à 30 hPa dans ce modèle du fait de l’erreur
importante qu’elles introduisent : une forte oscillation de pression a lieu pendant le prélève-
ment de l’échantillon de gaz, ce qui affecte la mesure de manière non–négligeable. Comme
cela a été mentionné Chapitre 3, cette pression représente la limite minimale pour l’acquisi-
tion de chromatogrammes et les mesures sont moins reproductibles, ce qui n’est pas le cas à
100 hPa.

ω̇C2H2
= 3, 86× 104 exp

(−100,7 kJ
RT

)
c2,163C2H2

× 10−6mol cm−3 s−1 (E 5.6)

FIGURE 5.3 – Fraction d’acétylène résiduelle en fonction de la température. Modèle global de temps
fractionnel. Comparaison entre les valeurs simulées et les données de la Section 3.4.2.

La dérivation de l’Équation E 5.6 à partir des données expérimentales conduit à des éner-
gies d’activation comprises entre 85 kJ mol−1 et 115 kJ mol−1 si l’on utilise séparément les don-
nées à 50 hPa et 100 hPa, respectivement. Si l’on considère tous les points présentés sur la
Figure 5.3, une valeur proche de 100 kJ mol−1 est obtenue. Cette valeur est inférieure à celles
des réactions de condensation C2H2 + C2H2 C4H4 et C2H2 + C4H4 C6H6 rapportées
dans le mécanisme de Norinaga et al. [35] – entre 126 kJ mol−1 et 179 kJ mol−1 – et donc cette
valeur est raisonnable si l’on tient compte des étapes intermédiaires de plus faible activation.
À 1173 K, on calcule une constante k = 1, 26, inférieure à k = 1, 5 rapportée par Norinaga
et al. [30]. Les données conduisent à un ordre global n = 2, 16, aussi inférieur à celui rapporté
dans la littérature [30]. Cette valeur est encore en accord avec la séquence de décomposition
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proposée [26, 30] mais est moins favorable à la formation de C6H6. La précision des données
et le manque de mesures pour le benzène ne permettent pas une discussion plus approfondie
de ce comportement. De plus, la dilution dans l’azote comme gaz porteur peut jouer un rôle qui
n’a pas été mis en évidence dans cette étude. Le Tableau 5.8 compare les modèles globaux
utilisés de décomposition de l’acétylène.

Tableau 5.8 – Comparaison entre les paramètres de vitesse de décomposition de l’acétylène proposés
par Norinaga et al. [30] et dérivés de cette étude. Vitesse globale de décomposition ω̇C2H2

donnée en
mol cm−3 s−1.

Source Mélange Température Pression Vitesse globale ω̇C2H2

Norinaga et al. [30] C2H2 1173 K 20 hPa à 150 hPa 1, 500× c2,700
C2H2

Cette étude
N2 − 0,02 C2H2 1173 K 1000 hPa 1, 550× c2,850

C2H2

N2 − 0,36 C2H2 773 K à 1273 K 50 hPa à 100 hPa 3, 86× 10−2 exp(−12111/T)c2,163
C2H2

Du point de vue pratique, les paramètres cinétiques de l’Équation E 5.6 peuvent être utili-
sés pour estimer le flux d’acétylène arrivant aux pièces dans une installation industrielle. Cela
peut être fait dans un premier temps en considérant la vitesse calculée du gaz injecté et la
distance linéaire du point d’injection aux pièces. Il faut tenir compte que notre estimation de
ces paramètres a été perturbée par le gradient de température du réacteur – on a fait l’hypo-
thèse qu’aucune décomposition importante n’a lieu avant ou après la zone des gradients en
température du réacteur – et aussi par le fait que nous n’avons pas mesuré le débit en sortie
pour prendre en compte des effets de changement de volume du mélange injecté sur le temps
de séjour. Dans le cas des expériences de Norinaga et al. [30], les paramètres ont été dérivés
à partir d’expériences réalisées proches du cas idéal isotherme et avec des temps de séjour
généralement plus courts que les nôtres. De cette manière, on suppose que les résultats de
la littérature [30] représentent la limite supérieure de conversion, alors que notre loi globale re-
présente le seuil inférieur. Une comparaison entre ces modèles est fournie Figure 5.4a. Dans
ce cas, notre principale contribution est l’inclusion de l’effet de la température sur la pyrolyse
globale, comme cela est montré Figure 5.4b.

5.4.1.3 Pyrolyse de l’acétylène : réacteur piston

La section précédente ayant traité des processus globaux, on s’intéresse maintenant à l’in-
tégration de la cinétique détaillée de pyrolyse de C2H2 à basse pression avec le mécanisme
de Norinaga et al. [35]. Notre objectif est aussi de valider le mécanisme simplifié obtenu à la
Section 5.3. L’écoulement étant laminaire avec un nombre de Reynolds de l’ordre de l’unité et
des vitesses importantes produites par l’écoulement à basse pression, les expériences réali-
sées en dessous de 100 hPa sont simulées en utilisant un modèle de réacteur de type piston
avec le profil mesuré de températures imposé sur les parois du tube (Figure 3.2). En raison de
l’asymétrie de ces profils, l’Équation E 5.7 a été utilisée pour imposer la température Tp(x) sur
les parois à une distance x de l’entrée de la zone chauffée. Les températures Ta, Tc et Ts dé-
signent les températures ambiante, de contrôle dans la zone chaude et à la sortie du réacteur,
respectivement. Les paramètres x1−2 et m1−2 ont été ajustés aux données expérimentales
pour permettre d’imposer cette condition aux limites dans les simulations.
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(a) Comparaison entre les modèles.

(b) Effet de la température sur la conversion.

FIGURE 5.4 – Modèle global de décomposition de C2H2 : (a) comparaison entre l’expression globale de
pyrolyse de l’acétylène obtenue par Norinaga et al. [30] et celle dérivée dans cette section, (b) rôle de
la température sur la conversion pour une atmosphère N2 − 0,36 C2H2 à 50 hPa en termes de temps de
séjour.

Tp(x) = Ta + (Tc − Ta)
[
1− exp

(
− x

x1

m1

)]
− (Tc − Ts)

[
1− exp

(
− x

x2

m2

)]
(E 5.7)

La bibliothèque de fonctions Cantera [15] ne permet pas encore une implémentation d’un tel
modèle de réacteur de type piston – soit l’intégration d’un système d’équations différentielles
algébriques, comprenant les équations de conservation des espèces et de l’énergie avec la
contrainte ρu = constant – et sa définition a donc été nécessaire. On peut regarder un réacteur
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de type piston comme une série de réacteurs parfaitement agités de volume infinitésimal dV =

πr2dl à l’état stationnaire. La simulation du comportement « piston » se fait donc en discrétisant
l’axe du réacteur tubulaire en tranches de longueur dl, chacune intégrée comme un réacteur
parfaitement agité en utilisant l’état stationnaire de la tranche précédente comme composition
à l’entrée. Un débit massique correspondant à la condition expérimentale est fixé à l’entrée
de la première tranche dont la composition et la température évoluent dans le temps jusqu’à
l’état stationnaire. Cette condition simulée est donc utilisée comme donnée d’entrée pour la
deuxième tranche du réacteur et cela continue de proche en proche jusqu’à la sortie de la
zone chaude. Ces simulations sont réalisées pour la pyrolyse en l’absence d’un échantillon
métallique. Le flux massique est donc conservé tout au long du réacteur.

On trouve Figure 5.5 l’intégration du mécanisme de Norinaga et al. [35] en fonction de
la position dans la direction de l’axe du réacteur pour les principaux hydrocarbures légers –
jusqu’à C6 – et pour le H2. Ces simulations sont simultanément comparées au mécanisme
squelette obtenu Section 5.3. On observe l’effet de la pression sur la décomposition de C2H2

avec une formation importante de H2, qui est le produit principal. Pour des pressions inférieures
à 50 hPa, CH4 est d’avantage produit par rapport à C2H4. Ce comportement est inversé à
100 hPa, pression à partir de laquelle on prédit des fractions plus importantes de C2H4. En
termes de position dans le réacteur, on vérifie une formation de C4H4 avant celle de C6H6

comme attendu en raison du chemin global décrit section précédente.

Le mécanisme de Norinaga et al. [35] a été simplifié à partir des simulations réalisées sans
résoudre l’équation de l’énergie à 1173 K. Cependant la simplification a été réalisée à cette
température fixe, le mécanisme simplifié obtenu s’avère capable de reproduire – Figure 3.2 –
les courbes obtenues à partir de l’intégration du mécanisme complet même dans les régions
de gradient thermique du réacteur. À 100 hPa de pression totale, correspondant à 36 hPa de
C2H2 dans nos expériences et simulations, le mécanisme simplifié commence à s’éloigner de
la solution du mécanisme complet. Comme cette condition ne représente pas d’intérêt pour la
cémentation, réalisée normalement en–dessous de 20 hPa, cet écart ne limite pas l’utilisation
du mécanisme simplifié dans la simulation de la cémentation. L’Annexe F présente des informa-
tions complémentaires des espèces plus lourdes du mécanisme simplifié et de son utilisation
en dehors de l’espace des états de la simplification.

Le Tableau 5.9 compare les fractions molaires de l’acétylène mesurées en sortie du réac-
teur (Section 3.4.2) à celles prédites en utilisant le modèle de réacteur piston avec le méca-
nisme détaillé [35] et le mécanisme simplifié obtenu Section 5.3. Le débit Q Tableau 5.9 est
fourni à la pression atmosphérique à titre comparatif. Pour être précis, le débit massique de-
vrait être employé, mais il est peu utile pour les expériences où l’on préfère utiliser le débit
volumique. La pression est donnée sous forme d’une pression totale et l’atmosphère à l’en-
trée est composée d’un mélange N2 − 0,36 C2H2. Pour déterminer la valeur de dl optimale, on
commence avec dl = 5 mm pour une première intégration. Ensuite, on réduit progressivement
l’épaisseur des tranches de 0,5 mm jusqu’au moment où la différence relative des fractions
molaires entre deux intégrations réalisées avec des dl consécutifs est inférieure à 10−6 pour
chaque espèce. On trouve que la valeur dl = 1 mm satisfaisait aux 14 conditions testées.

L’écart ε à 30 hPa et 50 hPa entre les simulations – pour les deux mécanismes utilisés – et
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les mesures par chromatographie gazeuse de la fraction en C2H2 à la sortie de la zone chaude
du réacteur est de l’ordre de 3% : l’intégration du mécanisme utilisé [35] produit des résultats
satisfaisants pour la conversion du précurseur C2H2 ainsi que sa version simplifiée obtenue

FIGURE 5.5 – Comparaison entre des intégrations du mécanisme simplifié (points) et le mécanisme
de Norinaga et al. [35] (traits) de pyrolyse de l’acétylène dans réacteur de type piston avec palier de
température à 1173 K.

5.4. INTÉGRATION DES MÉCANISMES CINÉTIQUES

0,360 

01 
0,340 

I 
01 

u 0,320 

~ 0,300 
ro 
0 
E 0,280 
c 
0 

·.;:; 0,260 
u 

-- 30 hPa ro 
U: 0,240 -- 50 hPa 

100 hPa 
0,220 

0,00 0,05 0,10 0,15 0,20 0,25 0,30 0,35 0,40 

0,003 

'<!' 0,003 I 
u 

~ 0,002 
ro 
0 
E 
c 0,002 
0 

·.;:; 
u 
ro 

U: 0,001 

0,001 

Distance ( m) 

30 hPa 
-- 50 hPa 

100 hPa 

0,00 0,05 0,10 0,15 0,20 0,25 0,30 0,35 0,40 

'<!' 
I u 0,015 

~ 

~ 0,010 
E 
c 
0 

·.;:; 
~ 0,005 

U: 

Distance (m) 

. . . . . . . 

············ ; ·························· 

50 hPa 
100 hPa 

0 '000 L--.:...~:..__;___;,___:;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;;~ 

0,00 0,05 0,10 0,15 0,20 0,25 0,30 0,35 0,40 

Distance (m) 

0,030 

0,025 
01 

I 

0,020 
~ 
ro 

0 0,015 
E 
c 

·.8 0,010 
u 
ro 

U: 
0,005 

0,000 

30 hPa 
-- 50 hPa 

....•.. 100 hPa··/~ • 
. . . 

----,-----,----'-

0,00 0,05 0,10 0,15 0,20 0,25 0,30 0,35 0,40 

0,003 

-I o.oo2 
01 

u 

~ 0,002 
ro 
0 
E 0,001 
c 
0 

·.;:; 
u 
~ 0,001 

0,000 

Distance ( m) 

30 hPa 
-- 50 hPa 

100 hPa 

- ---·-- ---·- ___ ,_ --
' ' ' 

0,00 0,05 0,10 0,15 0,20 0,25 0,30 0,35 0,40 

0,007 

\D 0,006 
I 

\D 

u 0,005 

~ 0,004 
ro 
0 
E 0,003 
c 
0 ·.g o.oo2 
ro 

U: 0,001 

0,000 

Distance (m) 

30 hPa 

- 50 hPa - - -:- - - - ->- --/~ -- -- : 
100 hPa : : : : 

- - - -·- - - - -· - - - - . - - - - :. - - - .: - - - - - - - - ~ - - - -

' ' ' ' ' ' ' - - - -. - - - - -. - - - - ; - - - .- - - - -. - - - - ~ - - - - .- - - - -

0,00 0,05 0,10 0,15 0,20 0,25 0,30 0,35 0,40 

Distance (m) 



CHAPITRE 5. MODÉLISATION CINÉTIQUE 110

Tableau 5.9 – Simulations des fractions molaires en acétylène à la sortie du réacteur comparées aux
mesures expérimentales. Atmosphère de départ composée de N2 − 0,36 C2H2.

N
P Q T τeff δV̇ Fraction molaire en C2H2

hPa cm3 min−1 K s % Mesures Mécanisme [35] Simplifié
Valeur F −% Valeur ε−% Valeur ε−%

1 50 222 773 1,836 0,0 0,352 97 0,360 +2,3 0,360 +2,3

2 50 222 873 1,593 0,0 0,364 100 0,359 -1,4 0,360 -1,1

3 50 222 973 1,417 0,2 0,364 100 0,356 -2,2 0,356 -2,2

4 50 222 1073 1,278 0,8 0,346 95 0,340 -1,7 0,340 -1,7

5 50 222 1123 1,236 1,5 0,312 86 0,321 +2,9 0,321 +2,9

6 50 222 1173 1,197 2,2 0,307 84 0,302 -1,6 0,301 -2,0

7 50 222 1273 1,140 1,6 0,288 79 0,287 -0,3 0,288 -0,0

8 30 222 1173 0,713 0,9 0,323 89 0,327 +1,2 0,327 +1,2

9 30 222 1223 0,696 1,0 0,314 86 0,320 +1,9 0,319 +1,6

10 100 222 1173 2,443 6,3 0,249 68 0,230 -7,6 0,232 -6,8

11 100 222 1223 2,363 6,0 0,226 62 0,219 -3,1 0,221 -2,2

12 100 222 1273 2,294 4,9 0,201 55 0,208 +3,5 0,212 +5,5

13 100 378 1023 1,556 0,9 0,343 94 0,342 -0,3 0,342 -0,3

14 100 378 1123 1,443 3,2 0,298 82 0,292 -2,0 0,288 -3,4

dans ce chapitre. Cette erreur atteint environ 8% lorsque la pression augmente à 100 hPa et
que le débit est maintenu à 222 cm3 min−1. Cela peut être lié à la manière dont les données
sont acquises par chromatographie, le système de recompression à la pression atmosphérique
produisant des résultats légèrement dépendant de la pression et du degré de conversion, ici
représenté par F , fraction en acétylène non-converti. En augmentant le débit à 378 cm3 min−1 à
une pression de 100 hPa, on réduit le temps de séjour et le degré de conversion, ce qui favorise
l’hypothèse d’une limitation du mécanisme sitôt que les taux de conversions dépassent 30%.

Les simulations permettent l’évaluation de la variation du débit volumique de gaz entre l’en-
trée et la sortie du réacteur. Norinaga et al. [30] rapportent des contractions de l’ordre de 10% à
1173 K et une pression de 40 hPa avec un temps de séjour τeff = 1,1 s. Cet ordre de grandeur
est obtenu par les simulations réalisées et est appréciable via le paramètre δV̇ qui désigne le
pourcentage de contraction du débit total du mélange. La Figure 5.6a présente les valeurs si-
mulées en fonction de la température de la zone chaude du réacteur. On observe un maximum
pour δV̇ à 1173 K et une pression de 50 hPa, une tendance similaire étant observée à 100 hPa.
Cela est lié au maximum de la masse molaire moyenne, comme les Figures 5.6b et 5.6c le
montrent. À partir de 1173 K la formation de H2 est très prononcée et la contraction du gaz est
freinée. Cependant, nous n’avons pas eu le moyen de mesurer la fraction de H2 en fonction du
détecteur TCD alimenté par l’hélium comme gaz porteur utilisé dans le chromatographe. Les
données à la pression atmosphérique ont mis en évidence un tel comportement, Figure 3.8a.
Il faut ne pas oublier que cette réduction de la masse molaire moyenne n’est pas intrinsèque-
ment liée à l’élimination des hydrocarbures polycycliques prédits par le mécanisme, leur effet
sur cette grandeur étant masqué par une « explosion » de la fraction en H2.

Un dernier point très important de l’aspect procédé de la cémentation basse pression c’est
la formation de composées lourds [177, 178], qui peuvent être cancérigènes Dans ce groupe,
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on trouve le benzo-a-pyrène (C20H12), utilisé comme élément de comparaison du niveau toxi-
cologique des hydrocarbures à haut poids moléculaire (HAP) [179]. Pour illustrer l’influence de
la température et de la pression sur la formation de ce composé, on présente des simulations
de son évolution dans le réacteur Figure 5.7. On observe une faible dépendance avec la pres-
sion à une température donnée, comme on peut le voir à 1173 K et 1273 K. Dans le cas de
la température, la dépendance de la fraction molaire de cette espèce est exponentielle : une
augmentation de 1173 K à 1273 K implique une fraction à la sortie qui augmente de 4 × 10−6

à 2 × 10−4, soit de plus d’un ordre de grandeur. En raison de ce résultat, il est préférable de
travailler à une température aussi basse que possible en cémentation basse pression. De plus,
lors du refroidissement, ce composée reste stable et peut se condenser sur les parties froides
du réacteur.

(a) Contraction du débit volumique

(b) Masse molaire — 50 hPa (c) Masse molaire — 100 hPa

FIGURE 5.6 – Contraction du volume du gaz en fonction de la température de la zone chaude du réac-
teur : (a) résultats à 100 hPa dans une fenêtre de températures réduite. Ce phénomène est associé à la
masse molaire moyenne, qui est fournie en fonction de la position sur l’axe du réacteur pour différentes
températures à (b) 50 hPa et à (c) 100 hPa.
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(a) 50 hPa (b) 100 hPa

FIGURE 5.7 – Évolution de la fraction de benzo-a-pyrène dans la direction de l’axe du réacteur de type
piston à 50 hPa et 100 hPa pour une atmosphère N2 − 0,36 C2H2 à l’entrée. Simulations réalisées en
utilisant le mécanisme de Norinaga et al. [35].

5.4.2 Décomposition de l’ammoniac

Cette section est dédiée à l’intégration des processus cinétiques relatifs à l’ammoniac dans
les conditions employées expérimentalement à basse pression au Chapitre 3. Étant donné le
fait qu’on désire intégrer les processus de surface et les échanges avec la phase gazeuse,
ce qui peut conduire à la formation d’espèces atomiques [174], on ajoute les réactions de
recombinaison de l’hydrogène et de l’azote au mécanisme de Dirtu et al. [88]. Cette étape
est nécessaire pour une future incorporation des processus détaillés dans le mécanisme de
surface. Les paramètres cinétiques pour la réaction H + H H2 sont fournis par Warnatz
[180], lesquels sont aussi utilisés dans les mécanismes de Norinaga et al. [35] et Zabetta et
Hupa [173]. Pour la recombinaison de l’azote selon N + N N2, des données fournies par
Clyne et Stedman [181] sont incorporées au mécanisme. Le Tableau 5.10 présente les résultats
des simulations réalisées à l’aide de la version modifiée du mécanisme de Dirtu et al. [88]
dans la colonne notée « Homogène ». Les profils de température le long de la zone chaude du
réacteur et rapportés Section 5.4.1.3 ont aussi été utilisés dans ces simulations. On observe un
très mauvais accord entre les mesures expérimentales et les valeurs simulées : les processus
de surface sur SiO2 jouent un rôle non-négligeable sur la décomposition de NH3.

Les simulations « 1 » et « 2 » représentent la condition de mise au point de la nitruration
avec le réacteur non-chargé, pour laquelle aucune décomposition n’a été mise en évidence ex-
périmentalement. L’incorporation d’un processus global de surface tel que proposé par Cooper
et Ljungstroem [148] aux simulations, conduit aux résultats présentés sur la colonne « Hé-
térogène ». Après introduction de la réaction globale NH3 + Qz 1

2 N2 + 3
2 H2 + Qz – où

Qz désigne un site de réaction sur les parois en quartz du réacteur – on vérifie que pour les
conditions « 1 » et « 2 », aucune décomposition importante n’est observée, en accord avec
les expériences. La réduction du débit dans les conditions de « 3 » à « 6 » conduit à des dé-
compositions qui suivent la séquence expérimentale. Les simulations s’avèrent être en bon
accord avec les expériences réalisées à 1173 K, alors qu’un accord numérique n’a pas pu être
trouvé à 1073 K, en dehors de la plage de températures étudiée par Cooper et Ljungstroem
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[148]. Quelques remarques sont nécessaires : le taux de réaction global fourni par Cooper
et Ljungstroem [148] est représenté par un processus de premier ordre (et supposé tel cas
vérifiant l’approche de Langmuir-Hinshelwood) et aucune densité de sites réactionnels n’est
fournie. Cantera [15] requiert l’utilisation de données pour les processus élémentaires. Cela
a été contourné en supposant une densité de sites égale à 1,7× 10−9 mol cm−2 [175] et une
constante cinétique donnée par l’Équation E 5.8, dont on a conservé l’énergie d’activation pro-
posée par Cooper et Ljungstroem [148].

k = 2, 71× 1014 exp

(
149kJ mol−1

RT

)
s−1 (E 5.8)

L’incorporation des processus de surface pour des parois métalliques n’a pas été possible
en raison des données fournies par Ertl et Huber [174], Arabczyk et Zamłynny [182] qui consi-
dèrent la catalyse par le fer CC pur. Une description des processus cinétiques en domaine
Fe γ n’a pas été trouvée dans la littérature. Bell et Torrente-Murciano [183] rapportent un
changement de l’étape limitant la décomposition de NH3 par la désorption de Ns – décom-
position des nitrures de fer formés en surface – et à la scission des liaisons N H à haute
température. Le bilan énergétique de ces transformations est simulé par Lanzani et Laasonen
[184], mais aucun paramètre cinétique n’est fourni. L’Annexe G compile le mécanisme et les
données thermodynamiques nécessaires aux simulations de décomposition de l’ammoniac.

Tableau 5.10 – Simulations de la décomposition de NH3 selon le mécanisme cinétique proposé par
Dirtu et al. [88] et modifié avec nos données.

N
Dilution P Q T τeff Sc Fraction molaire en NH3

x(NH3) hPa cm3 min−1 K s cm2 Mesures Homogène Hétérogène

1 0,25 50 684 1173 0,396 0,0 0,250 0,250 0,244

2 0,64 50 737 1173 0,369 0,0 0,640 0,640 0,622

3 0,98 50 470 1073 0,613 0,0 0,951 0,980 0,965

4 0,98 50 470 1173 0,571 0,0 0,920 0,979 0,925

5 0,98 100 470 1073 1,248 0,0 0,927 0,979 0,950

6 0,98 100 470 1173 1,151 0,0 0,875 0,938 0,875

7 0,23 100 687 1173 - 8,80 0,193 - -

8 0,64 100 737 1173 - 9,54 0,413 - -

9 0,64 100 737 1173 - 18,1 0,391 - -
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5.5 Conclusion

La Partie III de cette thèse traite de la modélisation et de la simulation des atmosphères
pour les traitements thermochimiques à partir de mélanges contenant du C2H2 et du NH3.
De manière plus spécifique, nous avons choisi des mécanismes et écrit des modèles pour
reproduire numériquement les expériences réalisées au Chapitre 3. Au cours de ce chapitre
nous avons obtenu les résultats suivants :

— des approches simplifiées ont été proposées pour la modélisation des réacteurs de géo-
métrie simple. Cela a permis d’intégrer la cinétique de décomposition des précurseurs
mesurée au Chapitre 3 sans faire appel à des méthodes numériques de type CFD pour
le calcul de la dynamique des fluides ;

— les mécanismes pertinents de décomposition de l’acétylène et de l’ammoniac ont été
sélectionnés. Le mécanisme de Norinaga et al. [35] s’avère pertinent pour la pyrolyse
des hydrocarbures C2 et plus particulièrement le C2H2. Il a été analysé d’un point de
vue topologique pour identifier les espèces les plus importantes de la décomposition de
l’acétylène. La cinétique de décomposition de NH3 à basse pression s’avère beaucoup
moins rapide et l’intégration des processus sur les parois en quartz du réacteur a été
nécessaire en complément du mécanisme proposé par Dirtu et al. [88].

— l’application de la méthode de Lu et Law [91] a été utilisée pour simplifier le mécanisme
de Norinaga et al. [35] qui s’avère trop complexe pour des simulations d’écoulements
réactifs détaillés. L’utilisation de la méthode a permis l’obtention d’un mécanisme à 40
espèces – au lieu de 241 au départ – pour une utilisation à 1173 K dans la plage de
pressions partielles en C2H2 comprise entre 10 hPa et 40 hPa ;

— des constantes globales ont été établies dans le cas de la pyrolyse de l’acétylène à pres-
sion atmosphérique avec des temps de séjour de l’ordre de 200 s et à basse pression. Les
ordres de réaction ajustés avec des valeurs de n ≥ 2 sont en accord avec le processus
principal du mécanisme global proposé par Norinaga et al. [30], à savoir la condensation
3 C2H2 C6H6 ;

— les simulations des expériences à basse pression à partir de l’acétylène avec le mé-
canisme de Norinaga et al. [35] se trouvent être en bon accord avec les données du
Chapitre 3. L’écart entre les mesures de C2H2 résiduel et les valeurs simulées reste gé-
néralement inférieur à 3%;

— les mécanismes de décomposition de l’ammoniac rapportés dans la littérature sont insuf-
fisants pour simuler des processus en phase gazeuse avec des temps de séjour réduits.
L’introduction d’une réaction globale de craquage de NH3 sur les parois en quartz du
réacteur a permis de décrire la conversion hétérogène de ce précurseur à 1173 K.

5.5. CONCLUSION
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Des traitements thermochimiques de cémentation, nitruration et carbonitruration ont été
réalisés sur des alliages 16NiCrMo13 et 23MnCrMo5. Du point de vue métallurgique, nous
nous sommes intéressés aux mesures des profils de diffusion, aux microstructures obtenues
et aux filiations de dureté ainsi produites. L’introduction du carbone et de l’azote a été réalisée
en utilisant des atmosphères proches de l’équilibre pour lesquelles le contrôle des enrichisse-
ments a pu être obtenu à partir des simulations thermodynamiques. Par ailleurs, l’étude des
atmosphères à base de C2H2 et de NH3 a été abordée d’un point de vue cinétique à haute
température – de l’ordre de 1173 K – dans le cas des traitements à basse pression.

Les études métallurgiques ont montré un bon accord entre les simulations des profils de
diffusion et les paramètres opératoires qui définissent les conditions aux limites des enrichis-
sements en carbone. Dans le cas des enrichissements en azote, ce bon accord est observé
uniquement pour la nuance 23MnCrMo5, l’alliage 16NiCrMo13 étant enrichi avec une concen-
tration en surface moins importante que celle attendue de l’équilibre gaz–solide. Cela est pro-
bablement lié à la présence de Ni dans l’alliage, qui introduit une résistance de transfert de
matière à l’interface. Les filiations de dureté observées pour la cémentation et la carbonitrura-
tion ont conduit à des résultats similaires. Cependant, des concentrations totales en interstitiels
différentes ont été observées dans les couches enrichies par ces deux traitements. Pour expli-
quer cela, on a choisi d’adopter un modèle de durcissement [10, 133, 134] prenant en compte
uniquement le nombre d’atomes en solution solide : la contribution à la dureté de l’azote préci-
pité sous forme de nitrures MN a été négligée. Dans un premier temps, ce modèle s’est avéré
utile pour expliquer les propriétés après trempe et traitement cryogénique. Seule la nuance
23MnCrMo5 a présenté une dureté finale après revenu supérieure en carbonitruration par rap-
port à celle obtenue en cémentation.

Dans le cas de la nitruration austénitique, un durcissement lors des revenus réalisés au–
dessus de 573 K, probablement lié à une précipitation de nitrures, a été mis en évidence. Cela
a été étudié par microscopie électronique en transmission. On a montré la présence de deux
morphologies de nitrures Fe16N2, une déjà présente après trempe et traitement cryogénique
et l’autre qui apparait uniquement après revenu. Cette morphologie observée après trempe
possède des dimensions de l’ordre de 100 nm× 10 nm et n’est probablement pas responsable
du durcissement secondaire en raison de sa présence après nitruration. Les échantillons qui
ont été revenus à 573 K et 673 K présentaient une multitude de nitrures de stœchiometrie
Fe16N2 mais avec dimensions de moins de 5 nm, pouvant être à l’origine du durcissement
observé. En outre, ces études par MET ont confirmé la présence des nitrures MnSiN2 observés
par Catteau et al. [125] dans l’alliage 23MnCrMo5.

Les études expérimentales de pyrolyse de C2H2 ont correctement reproduit l’ordre de gran-
deur des résultats rapportés dans la littérature à basse pression. Nous avons aussi réalisé
des études avec des temps de séjour beaucoup plus longs – de l’ordre de 200 s – que ceux
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rapportés précédemment, lesquels ont montré qu’à une température de 1173 K moins de 30%
des atomes de carbone se trouvent dans des hydrocarbures de type CH4 et C2. La formation
d’espèces lourdes y contribue. La cémentation à pression atmosphérique réalisée à partir d’un
mélange N2 − 0,02 C2H2 a conduit à des enrichissements à concentration constante mais au–
dessus de la limite de solubilité simulée avec Thermo-Calc [12, 13]. Dans le cas des enrichis-
sements à basse pression, on a observé le rôle du débit, ce qui peut indiquer un mécanisme
radicalaire de cémentation avec craquage de C2H2 sur les surfaces traitées, désorption et ad-
sorption partielles des radicaux formés. L’étude de décomposition de l’ammoniac à pression
atmosphérique a permis d’établir les conditions aux limites d’enrichissement en azote lors des
étapes de nitruration des traitements thermochimiques : à 1173 K environ 90% du NH3 est dis-
socié dans les conditions étudiées. L’étude à basse pression de décomposition de NH3 montre
que sa transformation en H2 et N2 n’est pas favorisée en raison de la faible action de masse
à des pressions de l’ordre de 50 hPa à 100 hPa. La nitruration austénitique à partir de NH3 se
produit apparemment selon un mécanisme radicalaire dont la recombinaison des produits de
déshydrogénation partielle du précurseur reforme de l’ammoniac dans l’atmosphère.

Les études numériques de pyrolyse de l’acétylène ont montré la pertinence du mécanisme
de Norinaga et al. [35] pour la simulation des processus en phase gazeuse de décomposition
de ce précurseur dans les conditions étudiées. Un bon accord entre mesures et prédictions de
la fraction en C2H2 a été trouvé en utilisant un modèle de réacteur de type piston où le profil
de températures mesuré dans le réacteur a été utilisé. Des ajustements réalisés grâce à nos
mesures à basse pression et à pression atmosphérique ont permis d’établir des expressions
globales d’ordre n > 2. Ces expressions sont en accord avec le chemin réactionnel proposé
par Norinaga et al. [30] qui favorise la formation de benzène et dans un deuxième temps d’hy-
drocarbures à haut poids moléculaire. Un mécanisme simplifié de pyrolyse de C2H2 avec 40
espèces a été obtenu et il a permis une bonne prédiction de la conversion du précurseur. Dans
le cas de l’ammoniac, aucun des mécanismes obtenus de la littérature n’a permis directement
une simulation pertinente des processus étudiés. Les parois en quartz du réacteur semblent
jouer un rôle important sur la décomposition de NH3 et nous avons proposé une expression glo-
bale utilisant l’énergie d’activation proposée par Cooper et Ljungstroem [148] pour reproduire
correctement de nos résultats expérimentaux.
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Suggestions pour l’avenir

Pour ce qui sont des perspectives à ce travail, nous proposons un certain nombre de points
listés ci–dessous :

— Étude par microscopie électronique en transmission de la formation de nano-précipités
dans des alliages modèles Fe − xCr − N avec différentes teneurs en chrome et évalua-
tion de leur effet sur la tenue en dureté après revenu.

— Étude par dilatométrie et calorimétrie de lames de l’alliage 16NiCrMo13 décarburées
puis nitrurées pour permettre une compréhension détaillée de la formation de Fe16N2.
Cette étude devra permettre la réalisation de traitements cryogéniques directement dans
l’équipement d’analyse — dilatomètre ou calorimètre.

— Analyse par AP-FIM viii de la localisation de l’azote – comme cela a été réalisé pour le car-
bone par Hutchinson et al. [134] – après trempe pour confirmer la validité de l’extension
du modèle de Norstrom [10] à l’azote.

— Étude de la décomposition de l’ammoniac en couplant FTIR et chromatographie gazeuse
en présence d’échantillons de différents matériaux métalliques et avec un condensateur
à la sortie pour quantification éventuelle du produit liquide N2H4.

— Conception d’un réacteur de type piston pour l’étude de la cémentation avec interruption
de cycle pour une étude de prise de masse à basse pression. Cela permettrait de dé-
terminer des conditions aux limites réalistes et de vérifier l’homogénéité du traitement le
long de la direction de l’écoulement sur l’échantillon.

— Évaluation en fonction de la position par ToF-SIMS des radicaux adsorbés le long d’un
échantillon métallique cémenté dans un réacteur de comportement piston pour différents
temps d’enrichissement. Cela permettra d’approfondir les études réalisées par Kula et al.
[47].

— Simulation et validation expérimentales à l’échelle semi–industrielle de la décomposition
de C2H2 avec le mécanisme cinétique simplifié obtenu au Chapitre 5. Ces études doivent
incorporer différents chargements et mesures de débits en entrée et en sortie de réacteur.

viii. De l’Anglais Atom-probe field-ion microscopy.
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[49] M. ZAJUSZ, K. TKACZ-ŚMIECH et M. DANIELEWSKI : Modeling of vacuum pulse carburizing of steel. Surface
and Coatings Technology, 258:646 – 651, 2014. ISSN 0257-8972.

[50] Caroline GINTER : Influence des Éléments d’Alliage sur les Mécanismes de Nano-précipitation et sur les
Mécanismes de Durcissement d’Alliages Modelès (Fe-Cr et Fe-Cr-C) et d’Aciers Industriels Nitrurés. Thèse
de doctorat, Institut National Polytechnique de Lorraine, 2006.

[51] Svein STOLEN et Tor GRANDE : Chemical Thermodynamics of Materials. John Wiley and Sons, 2004.

[52] Lev D. LANDAU et E. M. LIFSHITZ : Course of Theoretical Physics : Statistical Physics, volume 5. Pergamon
Press, 1980.

[53] Luis M. APARICIO et James A. DUMESIC : Ammonia synthesis kinetics : Surface chemistry, rate expressions,
and kinetic analysis. Topics in Catalysis, 1(3):233–252, 1994. ISSN 1572-9028.

[54] E. LEHRER : Über das eisen-wasserstoff- ammoniak-gleichgewicht. Zeitschrift für Elektrochemie, 36:383–
392, 1930.

[55] Cédric JAOUL : Etude par thermogravimétrie d’un procédé de nitrocarburation des aciers assisté par une
post-décharge micro-ondes dans des mélanges N2 − CH4 et Ar − N2 − H2 − C3H8. Diagnostic optique
et modélisation de l’interation gaz-surface. Thèse de doctorat, Institut National Polytechnique de Lorraine,
2004.

[56] Pierre GUIRALDENQ : Diffusion dans les métaux. Techniques de l’Ingénieur, 1994.

[57] Lars ONSAGER : Reciprocal relations in irreversible processes. i. Physical Review, 37:405–426, 1931.

[58] Lars ONSAGER : Reciprocal relations in irreversible processes. ii. Physical Review, 38:2265–2279, 1931.

[59] L. S. DARKEN : Diffusion of carbon in austenite with a discontinuity in composition. Transactions of AIME,
180:430–438, 1949.

[60] M. GOUNÉ, T. BELMONTE, J.M. FIORANI, S. CHOMER et H. MICHEL : Modelling of diffusion–precipitation in
nitrided alloyed iron. Thin Solid Films, 377-378:543 – 549, 2000. ISSN 0040-6090. International Conference
on Metallurgic Coatings and Thin Films.

[61] Jan-Olof ANDERSSON et John ÅGREN : Models for numerical treatment of multicomponent diffusion in simple
phases. Journal of Applied Physics, 72(4):1350–1355, 1992.

BIBLIOGRAPHIE



BIBLIOGRAPHIE 126

[62] John ÅGREN : Numerical treatment of diffusional reactions in multicomponent alloys. Journal of Physics and
Chemistry of Solids, 43(4):385 – 391, 1982. ISSN 0022-3697.

[63] Seok-Jae LEE, David K. MATLOCK et Chester J. Van TYNE : Carbon diffusivity in multi-component austenite.
Scripta Materialia, 64:805–808, 2011.

[64] Helmut MEHRER : Diffusion in Solids : Fundamentals, Methods, Materials, Diffusion-Controlled Processes,
volume 155 de Springer Series in Solid-State Sciences. Springer Berlin Heidelberg, 2007.

[65] John ÅGREN : A revised expression for the diffusivity of carbon in binary Fe-C austenite. Scripta Metallurgica,
20:1507–1510, 1986.

[66] H. Scott FOGLER : Elements of Chemical Reaction Engineering. Prentice Hall International Series in Physical
and Chemical Engineering Sciences, 1999.

[67] Daniel HERSHEY : Transport Analysis. Springer US, 1974.

[68] Henning STRUCHTRUP : Macroscopic Transport Equations for Rarefied Gas Flows : Approximation Methods
in Kinetic Theory. Springer Berlin Heidelberg, 2005.

[69] N. J. B. GREEN : Modeling of Chemical Reactions, volume 42. Elsevier, 2007.

[70] Niels Engholm HENRIKSEN et Flemming Yssing HANSEN : Theories of Molecular Reaction Dynamics : The
Microscopic Foundation of Chemical Kinetics. Oxford University Press, 1st édition, 2008.

[71] M-N BERBERAN-SANTOS et J. M. G. MARTINHO : The integration of kinetic rate equations by matrix methods.
Journal of Chemical Education, 67:375–379, 1990.

[72] Yujin PARK et Kil To CHONG : The numerical solution of the point kinetics equation using the matrix exponential
method. Annals of Nuclear Energy, 55:42 – 48, 2013. ISSN 0306-4549.

[73] Nabendra PARUMASUR et Janusz R. MIKA : Amplitude-shape method for solving partial differential equations
of chemical kinetics. Applied Numerical Mathematics, 55(4):473 – 479, 2005. ISSN 0168-9274.

[74] Fabrizio BISETTI : Integration of large chemical kinetic mechanisms via exponential methods with krylov
approximations to jacobian matrix functions. Combustion Theory and Modelling, 16(3):387–418, 2012.

[75] R. J. KEE, J. F. GREAR, J. A. MILLER, E. MEEKS et M. D. SMOOKE : Premix : A Fortran program for modeling
steady laminar one-dimensional premixed flames. Sandia National Laboratories, 1998.

[76] Chemkin : A software package for the analysis of gas-phase chemical and plasma kinetics, 2000.

[77] Transport : A software package for the evaluation of gas-phase, multicomponent transport properties. Reac-
tion Design, 2000.

[78] Surface Chemkin : A software package for the analysis of heterogeneous chemical kinetics at a solid-surface
– gas-phase interface, 2000.

[79] Valeriu DAMIAN, Adrian SANDU, Mirela DAMIAN, Florian POTRA et Gregory R. CARMICHAEL : The kinetic
preprocessor kpp-a software environment for solving chemical kinetics. Computers & Chemical Engineering,
26(11):1567 – 1579, 2002. ISSN 0098-1354.

[80] O.DEUTSCHMANN, S. TISCHER, S. KLEDITZSCH, V.M. JANARDHANAN, C. CORREA, D. CHATTERJEE, N. MLA-
DENOV, H. D. MINH, H. KARADENIZ et M. HETTEL : DETCHEM Software package, 2.5 ed. www.detchem.com,
2014.

[81] T. M. K. COLES : Model simplification of chemical kinetics systems under uncertainty. Mémoire de D.E.A.,
Massachusetts Institute of Technology, 2011.

[82] R. B. BIRD, W. E. STEWART et E. N. LIGHTFOOT : Transport Phenomena. John Wiley and Sons, 2nd édition,
2001.

[83] Peter ATKINS et Julio de PAULA : Physical Chemistry. W. H. Freeman and Company, 2006.

[84] C. B. ALCOCK : Thermochemical processes : principles and models. Butterworth-Heinemann, 2001.

[85] Long LIANG, Karthik PUDUPPAKKAM et Ellen MEEKS : Towards using realistic chemical kinetics in multidi-
mensional cfd. Nineteenth International Multidimensional Engine Modeling User’s Group Meeting, 2009.

[86] Xunfeng LI, Jun CAI, Fang XIN, Xiulan HUAI et Jiangfeng GUO : Lattice boltzmann simulation of endothermal
catalytic reaction in catalyst porous media. Applied Thermal Engineering, 50(1):1194 – 1200, 2013. ISSN
1359-4311.

[87] Simon P. SULLIVAN, Lynn F. GLADDEN et Michael L. JOHNS : 3d chemical reactor {LB} simulations. Mathe-

BIBLIOGRAPHIE



127 BIBLIOGRAPHIE

matics and Computers in Simulation, 72, 2006.

[88] D. DIRTU, L. ODOCHIAN, A. PUI et I. HUMELNICU : Thermal decomposition of ammonia. N2H4 - an interme-
diate reaction product. Central European Journal of Chemistry, 2006.

[89] L. ODOCHIAN, D. DIRTU, A. M. MOCANU et C. MOLDOVEANU : Contribution to the degenerated branching
mechanism pf the thermal decomposition of ammonia. Kinetics and Catalysis, 52(4):480–486, 2001.

[90] T. TURÁNYI et T. BÉRCES : Reaction rate analysis of complex kinetic systems. International Journal of
Chemical Kinetics, 21:83–99, 1989.

[91] Tianfeng LU et Chung K. LAW : A directed relation graph method for mechanism reduction. Proceedings of
the Combustion Institute, 30(1):1333 – 1341, 2005. ISSN 1540-7489.

[92] Tianfeng LU et Chung K. LAW : On the applicability of directed relation graphs to the reduction of reaction
mechanisms. Combustion and Flame, 146(3):472 – 483, 2006.

[93] P. PEPIOT-DESJARDINS et H. PITSCH : An efficient error-propagation-based reduction method for large che-
mical kinetic mechanisms. Combustion and Flame, 154(1 - 2):67 – 81, 2008. ISSN 0010-2180.

[94] Nicholas J. CURTIS, Kyle E. NIEMEYER et Chih-Jen SUNG : An automated target species selection method
for dynamic adaptive chemistry simulations. Combustion and Flame, 162(4):1358 – 1374, 2015. ISSN 0010-
2180.

[95] S. H. LAM : Using csp to understand complex chemical kinetics. Combustion Science and Technology, 89
(5-6):375–404, 1993.

[96] S. H. LAM et D.A. GOUSSIS : The csp method for simplifying kinetics. International Journal of Chemical
Kinetics, 26:461–486, 1994.

[97] J M ORTEGA, H N NAJM, J RAY, M VALORANI, D A GOUSSIS et M FRENKLACH : Adaptive chemistry compu-
tations of reacting flow. Journal of Physics : Conference Series, 78(1):012054, 2007.

[98] J. A. BONDY et U. S. R. MURTY : Graph theory with applications. North-Holland, 1976.

[99] Reinhard DIESTEL : Graph Theory. Springer, 2000.

[100] P. J. SPENCER : A brief history of calphad. Computer Coupling of Phase Diagrams and Thermochemistry,
32:1–8, 2008.

[101] Redlich O. et Kister A.T. : Algebraic representation of thermodynamic properties and the classification of
solutions. Ind. Eng. Chem, 40:345–349, 1948.

[102] Mats HILLERT : Phase Equilibria, Phase Diagrans and Phase Transformations : Their Thermodynamic Basis.
Cambridge University Press, 2008.

[103] Mats HILLERT et L.-I. STAFFANSSON : A regular solution model for stoichiometric phases and ionic melts.
Acta Chemica Scandinavica, 24:3618–3626, 1970.

[104] Bo SUNDMAN, Bo JANSSON et Jan-Olof ANDERSSON : The thermo-calc databank system. CALPHAD, 9
(2):153–190, 1985.

[105] Eric J. MITTEMEIJER : Fundamentals of Materials Science : the microstructure-property relationship using
metals as model systems. Springer, 2011.

[106] Karin FRISK : A thermodynamic evaluation of the cr-n, fe-n, mo-n and cr-mo-n systems. Calphad, 15(1):79 –
106, 1991. ISSN 0364-5916.

[107] Hong DU : A reevaluation of the Fe−N and Fe− C−N systems. Journal of Phase Equilibria, 14(6):682–693,
1993.

[108] Zhiquan LIU, Douxing LI, Xiaolei XU, Liang WANG et Zukun HEI : Study on the diffraction patterns of α′′ −
fe16n2 with jack-1 and jack-2 structural parameters. Journal of Materials Science and Technology, 16(4):362–
366, 2000.

[109] Liu CHENG et E.J. MITTEMEIJER : The tempering of iron-nitrogen martensite ; dilatometric and calorimetric
analysis. Metallurgical Transactions A, 21(1):13–26, 1990. ISSN 0360-2133.

[110] Liu CHENG, N.M. van der PERS, A. BÖTTGER, Th.H. de KEIJSER et E.J. MITTEMEIJER : Lattice changes
of iron-nitrogen martensite on aging at room temperature. Metallurgical Transactions A, 21(11):2857–2867,
1990. ISSN 0360-2133.

[111] I. FALL et J.-M.R. GENIN : Mössbauer spectroscopy study of the aging and tempering of high nitrogen

BIBLIOGRAPHIE



BIBLIOGRAPHIE 128

quenched fe-n alloys : Kinetics of formation of Fe16N2 nitride by interstitial ordering in martensite. Metallurgical
and Materials Transactions A, 27(8):2160–2177, 1996. ISSN 1073-5623.

[112] M.J. VAN GENDEREN, A. BÖTTGER et E.J. MITTEMEIJER : Formation of α′′ iron nitride in FeN martensite : Ni-
trogen vacancies, iron-atom displacements, and misfit-strain energy. Metallurgical and Materials Transactions
A, 28(1):63–77, 1997. ISSN 1073-5623.

[113] Oleg D. SHERBY, Jeffrey WADSWORTH, Donald R. LESUER et Chol K. SYN : Revisiting the structure of
martensite in iron-carbon steels. Materials Transactions, 49(9):2016–2027, 2008.

[114] Guillermo BOZZOLO, Ronald D. NOEBE, Phillip B. ABEL et D. R. VIJ, éditeurs. Applied computational materials
modeling : theory, simulation and experiment. Springer US, 2007.

[115] Chris CHATFIELD et Mats HILLERT : A thermodynamical analysis of the fe-mo-c system between 973 and
1273k. Calphad, 1(3):201 – 223, 1977. ISSN 0364-5916.

[116] Mats HILLERT et Mats WALDENSTRÖM : Isothermal sections of the Fe-Mn-C system in the temperature range
873K-1373K. Calphad, 1(2):97 – 132, 1977. ISSN 0364-5916.

[117] Dejan DJUROVIC, Bengt HALLSTEDT, Jörg von APPEN et Richard DRONSKOWSKI : Thermodynamic assess-
ment of the fe–mn–c system. Calphad, 35(4):479 – 491, 2011. ISSN 0364-5916. World Round Robin Seminar
2010.

[118] K. H. KUO et C. L. JIA : Crystallography of {M23C6} and {M6C} precipitated in a low alloy steel. Acta
Metallurgica, 33(6):991 – 996, 1985. ISSN 0001-6160.

[119] Robert BENZ, John F. ELLIOTT et John CHIPMAN : Thermodynamics of the carbides in the system fe-cr-c.
Metallurgical Transactions, 5(10):2235–2240, 1974. ISSN 1543-1916.

[120] Mats HILLERT et Caian QIU : A thermodynamic assessment of the Fe-Cr-Ni-C system. Metallurgical Tran-
sactions A, 22(10):2187–2198, 1991. ISSN 1543-1940.

[121] M. HILLERT et C. QIU : A reassessment of the fe-cr-mo-c system. Journal of Phase Equilibria, 13(5):512–521,
1992. ISSN 1054-9714.

[122] V. RAGHAVAN : C-cr-fe-n (carbon-chromium-iron-nitrogen). Journal of Phase Equilibria, 13(2):119–129, 1992.
ISSN 1054-9714.

[123] Byeong-Joo LEE : A thermodynamic evaluation of the Fe− Cr−Mn− C system. Metallurgical Transactions
A, 24A:1017–1025, 1993.

[124] V. RAGHAVAN : Phase diagrams of ternary Iron alloys. The Indian Institute of Metals, 1987.

[125] S.D. CATTEAU, H.P. Van LANDEGHEM, J. TEIXEIRA, J. DULCY, M. DEHMAS, S. DENIS, A. REDJAÏMIA et
M. COURTEAUX : Carbon and nitrogen effects on microstructure and kinetics associated with bainitic trans-
formation in a low-alloyed steel. Journal of Alloys and Compounds, 658:832 – 838, 2016. ISSN 0925-8388.

[126] F. WEITZER et J.C. SCHUSTER : Phase diagrams of the ternary systems mn, fe, co, ni–si–n. Journal of Solid
State Chemistry, 70(2):178 – 184, 1987. ISSN 0022-4596.

[127] G. V. KURDJUMOV : Martensite crystal lattice, mechanism of austenite-martensite transformation and behavior
of carbon atoms in martensite. Metallurgical Transactions A, 7(7):999–1011, 1976. ISSN 1543-1940.

[128] George KRAUSS : Martensite in steel : strength and structure. Materials Science and Engineering : A, 273 -
275(0):40 – 57, 1999. ISSN 0921-5093.

[129] Minoru UMEMOTO, Eizoh YOSHITAKE et Imao TAMURA : The morphology of martensite in fe-c, fe-ni-c and
fe-cr-c alloys. Journal of Materials Science, 18(10):2893–2904, 1983. ISSN 1573-4803.

[130] Liu CHENG, C. M. BRAKMAN, B. M. KOREVAAR et E. J. MITTEMEIJER : The tempering of iron- carbon mar-
tensite ; dilatometric and calorimetric analysis. Metallurgical Transactions A, 19(10):2415–2426, 1988. ISSN
1543-1940.

[131] P. V. MORRA, A. J. BÖTTGER et E. J. MITTEMEIJER : Decomposition of iron-based martensite. a kinetic
analysis by means of differential scanning calorimetry and dilatometry. Journal of Thermal Analysis and
Calorimetry, 64(3):905–914, 2001. ISSN 1572-8943.

[132] Simon D. CATTEAU, Sabine DENIS, Julien TEIXEIRA, Jacky DULCY, Moukrane DEHMAS, Abdelkrim REDJAÏMIA

et Marc COURTEAUX : Constituents effects of carbon and nitrogen on isothermal transformations of austenite
in a low alloy steel. 21st Congress IFHTSE, 2014.

[133] Morris COHEN : Strengthening mechanisms in steel. Materials Transactions, 9 (Suppl.), 1968.

BIBLIOGRAPHIE



129 BIBLIOGRAPHIE

[134] Bevis HUTCHINSON, Joacim HAGSTRÖM, Oskar KARLSSON, David LINDELL, Malin TORNBERG, Fredrik LIND-
BERG et Mattias THUVANDER : Microstructures and hardness of as-quenched martensites (0.1–0.5%C). Acta
Materialia, 59(14):5845 – 5858, 2011. ISSN 1359-6454.

[135] C. L. BRIANT, S. K. BANERJI et A. M. RITTER : The role of nitrogen in the embrittlement of steel. Metallurgical
Transactions A, 13(11):1939–1950, 1982. ISSN 1543-1940.

[136] Liu CHENG, A. BÖTTGER et E. J. MITTEMEIJER : Tempering of iron-carbon-nitrogen martensites. Metallurgical
Transactions A, 23(4):1129–1145, 1992. ISSN 1543-1940.

[137] P. HAASEN : Chapter 23 - Mechanical properties of solid solutions. In Robert W. CahnPeter HAASEN, éditeur :
Physical Metallurgy (Fourth Edition), pages 2009 – 2073. North-Holland, Oxford, fourth edition édition, 1996.
ISBN 978-0-444-89875-3.

[138] S. MORITO, J. NISHIKAWA et T. MAKI : Dislocation density within lath martensite in Fe-C and Fe-Ni alloys.
ISIJ International, 43(9):1475–1477, 2003.

[139] R.A. GRANGE, C.R. HRIBAL et L.F. PORTER : Hardness of tempered martensite in carbon and low-alloy
steels. Metallurgical Transactions A, 8(11):1775–1785, 1977. ISSN 0360-2133.

[140] Natalia LOUKACHENKO : Mise au point de surfaces resistant à des sollicitations de roulement - Glissement
sous des pressions de contact elevées de 2,5GPa et jusqu’à 300 °C. Applications aux engrenages et aux
transmissions par courroies. phdthesis, Institut National Polytechnique de Lorraine, 2006.

[141] M. PRECIADO, P.M. BRAVO et J.M. ALEGRE : Effect of low temperature tempering prior cryogenic treatment
on carburized steels. Journal of Materials Processing Technology, 176(1–3):41 – 44, 2006. ISSN 0924-0136.

[142] Tarek MARRAY : CarbontrCarboni basse pression d’aciers et de pièces obtenues par la technologie MIM.
phdthesis, École Nationale Supérieure d’Arts et Métiers, #dec# 2012.

[143] D. P. KOISTINEN et R. E. MARBURGER : A general equation prescribing the extent of the austenite-martensite
transformation in pure iron-carbon alloys and plain carbon steels. Acta Metallurgica, 1959.

[144] T. MARRAY, P. JACQUET, M. MANSORI, A. FABRE et L. BARRALLIER : A thermodynamic and experimental
study of low-alloy steels after carbonitriding in a low-pressure atmosphere. Metal Science and Heat Treat-
ment, 56(7):434–439, 2014. ISSN 1573-8973.

[145] John H. Lienhard IV et John H. Lienhard V : A Heat transfer Textbook. Phlogiston Press, 2008.
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ANNEXE A
Potentiel de nitruration

Le potentiel de nitruration KN défini Section 1.1.2 peut être calculé pour une nuance fai-
blement alliée à partir de l’approche CALPHAD. Le Code A.1 présente les étapes nécessaires
pour le calcul de la relation entre le KN et la fraction massique en azote en utilisant Thermo-
Calc [12, 13]. La constante d’équilibre pour la réaction NH3

s Ns + 3
2 H2 fournie par l’Équa-

tion E 1.6 est utilisée dans cette simulation.

Code A.1 – Calcul du potentiel de nitruration pour la nuance 16NiCrMo13.

GOTO_MODULE DATABASE_RETRIEVAL
SWITCH_DATABASE TCFE7
REJECT PHASES *
DEFINE_SYSTEM FE C CR MN MO N NI SI
REJECT PHASES *
RESTORE PHASES FCC_A1 BCC_A2 HCP_A3
RESTORE PHASES GRAPHITE CEMENTITE M23C6
RESTORE PHASES M6C MC_ETA FE4N_LP1 GAS
RESTORE PHASES M7C3 M3C2 M5C2 MC_SHP FECN_CHI
GET_DATA
GOTO_MODULE POLY_3
SET_CONDITION T=1173.0 , P=101325.0 , N=1
SET_CONDITION W(C)=0.0016 , W(CR)=0.010 , W(MN)=0.0045 , w(N)=0.0000
SET_CONDITION W(MO)=0.0025 , W(NI)=0.0320 , W(SI )=0.0025
SET_REFERENCE_STATE C GRAPHITE * 101325.0
SET_REFERENCE_STATE N GAS * 101325.0
CHANGE_STATUS PHASE GRAPHITE=SUSPENDED
CHANGE_STATUS PHASE GAS=SUSPENDED
COMPUTE_EQUILIBRIUM
SET_AXIS_VARIABLE 1 W(N) 0.0E-00 1.0E-02 1.0E-04
STEP NORMAL
ENTER FUNCTION LN = LOG (10);
ENTER FUNCTION DG = -0.5*LN *(12.392 -5886/T);
ENTER FUNCTION KC = EXP(-DG);
ENTER FUNCTION KN = ACR(N)/KC;
POST
SET_DIAGRAM_AXIS Y KN
SET_DIAGRAM_AXIS X W(N)
MAKE_EXPERIMENTAL_DATAFI kn_diagram_aero.exp
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ANNEXE B
Équation de la diffusion

L’Équation E 1.9 requiert le calcul de la dérivée partielle des diffusivités par rapport aux
concentrations des atomes interstitiels. Pour la diffusivité, on utilise une notation avec deux
indices Dm,n où m désigne l’espèce diffusant et n l’espèce pour laquelle on calcule la dérivée
partielle. A partir des Équations E 1.10 et E 1.11 des diffusivités, on obtient :

Di,i = Di ·Gi et Di,j = Di ·Gj

où les facteurs Gi et Gj sont donnés par :

Gi =

(
κiE +

5

1− 5 (xC + xN )

)
et Gj =

1

1− 5xi

(
κjE +

5

1− 5 (xC + xN )
− 5

)
où E = (570000−320T )/RT , et les constantes κ, qui ont leur origine dans le rayon atomique relatif
de chaque espèce, sont données par κC = 1, 00 et κN = 0, 72.

L’intégration du système d’équations produit par l’Équation E 1.9 se fait par discrétisation
aux différences finies sur un domaine rectangulaire dont la profondeur L est divisée en Nx

cellules de longueur δ = L/(Nx−1). Pour des approximations relatives à des milieux semi-infinis,
l’intégration directe du flux peut être conduite selon la méthode présentée par Karabelchtchi-
kova [185]. Du fait des non-linéarités introduites par la dépendance des diffusivités avec la
composition, le système sera intégré de façon explicite en utilisant une méthode de Runge-
Kutta-Felhman [186] pour intégrer le vecteur des dérivées dans le temps u̇ = f(u), où le
symbole des concentrations est remplacé par u pour marquer le caractère discret de cette va-
riable qui représente la concentration. Pour chaque cellule d’index n dans l’espace discrétisé,
on a pour le pas de temps courant m′ :

u̇m
′

i,n =
Dm′
i

δ2
(um

′
i,n+1 − 2um

′
i,n + um

′
i,n−1) +

Ḋm′
i

2δ
(um

′
i,n+1 − um

′
i,n−1)

Ḋm′
i =

1

2δ

[
Di,i(u

m′
i,n+1 − um

′
i,n−1) +Di,j(u

m′
j,n+1 − um

′
j,n−1)

]
où les indices i représentent les indices des cellules comprises dans l’intervalle [0;Nx − 1] du
vecteur solution u où sont stockées les concentrations en carbone et j correspond aux indices
des cellules comprises dans l’intervalle [Nx; 2Nx − 1] où sont stockées les concentrations en
azote.

Les conditions aux limites du type concentration constante (Dirichlet) peuvent être obtenues
simplement en écrivant u̇n = 0, avec n représentant l’indice de la cellule où la condition à la
limite est désirée. En utilisant la même convention pour n, dans le cas où une condition de flux
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est désirée, on peut calculer par différences centrées :

ui,n−1 = ui,n+1 +
2δJi,n
Di,n

ce qui peut être utilisé directement pour estimer la dérivée temporelle à la limite du système.
En supposant la densité ρ constante de la matrice austénitique, ce système peut être intégré

en fractions molaires, ce qui évite la conversion d’unités pour le calcul des diffusivités. Comme
on s’intéresse aussi à la prise de masse surfacique des pièces traitées au cours du temps, en
considérant toujours la densité constante, on peut montrer à partir de l’intégrale du profil de
diffusion que :

σt = ρ

∫ L/2

0

(
YC(x) + YN (x)

)
dx− σ0 (E B.1)

où σt est la masse par unité de surface prise par la pièce à l’instant t, Yi(x) désigne la fraction
massique de l’élément i à une distance x de la surface exposée et σ0 est la valeur de l’intégrale
au temps initial. La limite supérieure se calcule à L/2 du domaine discrétisé. Des formules
usuelles sont employées pour la conversion entre fractions molaires et massiques.



ANNEXE C

Caractérisation des atmosphères

Concepts de base

Tandis que la distribution de temps de séjour E(ts) fournit des informations importantes
pour la compréhension du couplage hydrodynamique-cinétique, aucune information n’est don-
née concernant la composition moyenne du gaz. De manière complémentaire à la E(ts) pour
la description de la dynamique des réacteurs réels, des techniques de chimie analytique sont
nécessaires pour caractériser les atmosphères. Dans ce but, cette section présente une tech-
nique non-intrusive employée dans ce travail permettant l’évaluation de la composition des
atmosphères à la sortie du réacteur : la chromatographie en phase gazeuse (CG).

La chromatographie est une méthode d’analyse permettant la séparation des composants
dans un mélange. Cette technique est devenue l’une des principales méthodes analytiques
pour l’identification et la quantification de composants en phase liquide ou gazeuse. Son prin-
cipe de fonctionnement est basé sur la mesure de la différence de concentrations d’équilibre
entre les composants de deux phases non-miscibles. L’une de ces phases est appelée la phase
stationnaire tandis que l’autre est appelée la phase mobile. La migration de la deuxième est
forcée à travers la première, où les phénomènes permettant l’identification se déroulent. Les
phases sont choisies de façon à ce que les solubilités des composants de l’échantillon soient
différentes pour chaque phase. La migration différentielle des composants assure alors leur
séparation [187].

Un détecteur placé à la sortie du système permet la détection des espèces en fonction du
temps. Le diagramme donnant l’intensité du signal mesuré en fonction du temps est appelé
chromatogramme. Dans le cas idéal, le temps de rétention est indépendant de la quantité in-
jectée. L’identification d’un composant dans le chromatogramme est réalisée par comparaison.
Pour un même instrument et pour des conditions expérimentales fixées permettant l’identifi-
cation d’une série d’espèces précises, des essais doivent être conduits avec des composés
purs pour déterminer les temps de rétention correspondant à chacun d’eux. Ensuite, les pics
de l’échantillon comportant la série d’espèces à identifier sont corrélés aux temps de rétention
des espèces pures. La méthode présente trois inconvénients principaux : (i) le processus n’est
pas très rapide, (ii) l’identification absolue n’est pas possible, l’interaction entre l’échantillon et
la phase stationnaire peut donner lieu à des modifications physicochimiques [187].
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Compte tenu du comportement cinétique de désorption des espèces, les pics dans le chro-
matogramme sont des distributions – idéalement de type gaussien. Du fait de ce comportement
statistique, si le signal envoyé par le détecteur varie de façon linéaire en fonction de la fraction
molaire xi d’un composant, alors la même variation linéaire sera observée pour l’aire Ui en
dessous du pic correspondant dans le chromatogramme (Ui ∝ xi). Cette corrélation est la
condition fondamentale permettant l’analyse quantitative à partir d’un chromatogramme [187].

Une méthode permettant l’étalonnage du système de chromatographie gazeuse consiste à
injecter un volume vi,0 connu d’une espèce i dans un réacteur réel agité de volume Vb. Dans ce
réacteur, on injecte un débit Q contrôlé de gaz porteur qui est envoyé ensuite vers l’équipement
de chromatographie. Connaissant la loi de dilution dans un tel réacteur :

xi(t) = xi,0 exp(−t/τ)

où τ = Q/Vb, les valeurs du signal ui doivent obéir une même loi. Donc, si l’on trace le logarithme
ln(ui) = ln(u0) − t/τexp en fonction du temps, on doit obtenir une droite dont la pente est égale
à l’inverse de la valeur de τ , que l’on note τexp, valeur qui tient déjà compte des erreurs sur le
volume Vb et le débit Q. En utilisant cette grandeur expérimentale pour calculer la concentra-
tion dans le réacteur agité au cours du temps, on peut obtenir la relation d’étalonnage x(ui)

nécessaire.
Il faut donc que les détecteurs produisent des réponses linéaires en fonction de la fraction

molaire des espèces détectées pour que cette méthode d’étalonnage soit possible. Les détec-
teurs par ionisation par flamme (FID, de l’Anglais Flame Ionisation Detector ) et par différence
de conductivité thermique (TCD, de l’anglais Thermal Conductivity Detector ) possèdent une
telle propriété [187]. Compte tenu de leur principe de fonctionnement, les détecteurs du type
FID sont normalement utilisés pour la détection des hydrocarbures. Ils remplissent aussi les
conditions requises pour la détermination de la distribution de temps de séjour, la description
expérimentale de cet aspect étant présentée dans la Section 3.2.1. L’utilisation des détecteurs
du type TCD demande que les différences de conductivité thermique entre les espèces à iden-
tifier et le gaz porteur soient non-négligeables. Typiquement l’hélium est employé comme gaz
porteur, permettant l’identification de la majorité des espèces possibles, espèces qui peuvent
alors être séparées par une colonne de chromatographie. Alors que l’hélium est utile pour la
détection de la majorité des espèces de la présente étude, la molécule H2 ne peut pas être
mesurée étant donnée la faible différence entre sa conductivité thermique et celle de He.

Séquence de prélèvement à basse pression

Les étapes d’opération pour le système de prélèvement à basse pression pour la chroma-
tographie gazeuse présenté Figure 3.5 sont fournies Tableau C.1. La durée de chaque étape
doit être réglée en fonction des caractéristiques (diamètre et longueur des tuyaux) propres au
système. La vanne v2 contrôle la commutation des colonnes dans l’équipement de chromato-
graphie et la vanne v1 est responsable de l’injection. Dans le système utilisé, les vannes v3 et
v̄3, ainsi que les vannes v5 et v̄5 sont synchronisées en opposition de phase, i.e la fermeture
de la première implique l’ouverture de la seconde.
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Tableau C.1 – Séquence d’opération pour le prélèvement des gaz à basse pression : • désigne une
vanne fermé et ◦ une vanne ouverte.

Étape Action
Vanne

v1 v2 v3 v̄3 v4 v5 v̄5 v6

1 nettoyage de la ligne principale de prélèvement • • • ◦ • • ◦ ◦

2 fermeture de la ligne principale de prélèvement • • • ◦ • • ◦ •

3 nettoyage du ballon d’échantillonnage • • • ◦ ◦ • ◦ •

4 commutation des colonnes (chromatographe) • ◦ • ◦ ◦ • ◦ •

5 vidage du container et du ballon d’échantillonnage • ◦ ◦ • ◦ • ◦ •

6 ouverture de la communication avec le réacteur • ◦ ◦ • ◦ • ◦ ◦

7 début d’échantillonnage • ◦ ◦ • ◦ ◦ • ◦

8 stabilisation de l’échantillon • ◦ ◦ • • ◦ • ◦

9 fermeture de la communication avec le réacteur • ◦ ◦ • • ◦ • •

10 nettoyage du système • ◦ ◦ • • • ◦ •

11 envoie de l’échantillon vers le chromatographe • ◦ • ◦ • • ◦ •

12 début de l’injection de l’échantillon ◦ ◦ • ◦ • • ◦ •

13 fin de l’injection de l’échantillon • ◦ • ◦ • • ◦ •

14 retour à la pompage de la ligne principale • ◦ • ◦ • • ◦ ◦

15 commutation des colonnes (chromatographe) • • • ◦ • • ◦ ◦
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ANNEXE D
Température de point de rosée

Le calcul des diagrammes de température de point de rosée est présenté dans cette an-
nexe. Cela comprend des étapes de calcul de l’énergie libre ∆G de la réaction du gaz à l’eau
CO + H2 Cm + H2O à la température de traitement puis de la relation entre l’activité du
carbone dans le solide et la pression partielle d’eau dans l’atmosphère. Le Code D.1 présente
les étapes nécessaires pour le calcul de l’équilibre de la réaction du gaz à l’eau à 1173 K et
101 325 Pa en utilisant Thermo-Calc [12, 13] et la base de données SSUB3.

Code D.1 – Calcul de l’équilibre de la réaction du gaz à l’eau.

GOTO_MODULE DATABASE_RETRIEVAL
SWITCH_DATABASE SSUB3
DEFINE_SYSTEM C H O
REJECT PHASES *
RESTORE PHASES GAS
REJECT CONSTITUENTS GAS *
RESTORE CONSTITUENTS GAS C1O1 H2 H2O1 C
GET_DATA
GOTO_MODULE TABULATION_REACTION
TABULATE_REACTION C1O1+H2=C+H2O1 <G>; 101325 1173 1173,,

La simulation réalisée avec le Code D.1 conduit à ∆G = 3,238 48× 104 J. À partir de cette
valeur, il est possible de calculer la constante d’équilibre en fonction des concentrations Kc

pour la réaction selon :

Kc = exp

(
− 3,238 48× 104 J

RT

)
En utilisant l’atmosphère de départ 0,2 CO − 0,4 H2 (Tableau 3.2), la pression partielle

P (H2O) est calculée – en Pa – selon l’expression :

P (H2O) = 101 325 Pa×Kc
x(CO)x(H2)

amC

où x représente les fractions molaires des espèces et amC l’activité du carbone dans le solide.
Le Code D.2 présente la macro Thermo-Calc [12, 13] utilisé pour le calcul du diagramme de
température de point de rosée pour l’alliage 16NiCrMo13. L’état de référence supposé pour le
carbone est le graphite.
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Code D.2 – Calcul de l’équilibre gaz-solide.

GOTO_MODULE DATABASE_RETRIEVAL
SWITCH_DATABASE TCFE7
REJECT PHASES *
DEFINE_SYSTEM FE C CR MN MO NI SI
REJECT PHASES *
RESTORE PHASES FCC BCC CEMENTITE M23C6 GRAPHITE
GET_DATA
GOTO_MODULE POLY_3
SET_CONDITION T=1173.0 , P=101325.0 , N=1
SET_CONDITION W(C)=0.0016 , W(CR)=0.010 , W(MN )=0.0045
SET_CONDITION W(MO)=0.0025 , W(NI)=0.0320 , W(SI )=0.0025
SET_REFERENCE_STATE C GRAPHITE * 101325.0
CHANGE_STATUS PHASE GRAPHITE=SUSPENDED
COMPUTE_EQUILIBRIUM
SET_AXIS_VARIABLE 1 W(C) 0.000 0.012 0.001
STEP NORMAL
ENTER FUNCTION KC = EXP ( -3.23848E+04/(8.314472*T));
ENTER FUNCTION PH2O = 101325* KC *(0.4)*(0.2)/ ACR(C);
POST
SET_DIAGRAM_AXIS X W(C)
SET_DIAGRAM_AXIS Y PH2O
MAKE_EXPERIMENTAL_DATAFI dew_point_aero.exp

Code D.3 – Calcul de l’équilibre gaz-solide à la température de cémentation (1173 K) pour la determi-
nation de la fraction molaire de H2O et calcul de la température de point de rosée.

GOTO_MODULE DATABASE_RETRIEVAL
SWITCH_DATABASE SSUB3
DEFINE_SYSTEM C H O N
REJECT PHASES *
RESTORE PHASES GAS C_S
REJECT CONSTITUENTS GAS *
RESTORE CONSTITUENTS GAS H2O1
RESTORE CONSTITUENTS GAS H2
RESTORE CONSTITUENTS GAS O2
RESTORE CONSTITUENTS GAS C1O1
RESTORE CONSTITUENTS GAS C1O2
RESTORE CONSTITUENTS GAS C
RESTORE CONSTITUENTS GAS N2
GET_DATA
GOTO_MODULE POLY_3
SET_REFERENCE_STATE C C_S * 101325.0
SET_CONDITION T=1173 , P=101325.0 , N=1
SET_CONDITION X(H)=0.4 , X(C)=0.1, X(O)=0.1
COMPUTE_EQUILIBRIUM
LIST_EQUILIBRIUM SCREEN VWCS
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Code D.4 – Résultat de la simulation réalisée en utilisant le Code D.3. En utilisant la fraction x(H2O) =

2, 82× 10−3 et l’Équation E 1.4, on trouve Tr = 263 K.

Output from POLY -3, equilibrium = 1, label A0 , database: SSUB3

Conditions:
T=1173, P=1.01325E5, N=1, X(H)=0.4 , X(C)=0.1, X(O)=0.1
DEGREES OF FREEDOM 0

Temperature 1173.00 K ( 899.85 C), Pressure 1.013250E+05
Number of moles of components 1.00000E+00, Mass in grams 8.80696E+00
Total Gibbs energy -1.25816E+05, Enthalpy 2.04824E+03, Volume 4.79396E-02

Component Moles W-Fraction Activity Potential Ref.stat
C 1.0000E-01 1.3638E-01 1.0000E+00 0.0000E+00 C_S
H 4.0000E-01 4.5777E-02 8.1868E-05 -9.1779E+04 SER
N 4.0000E-01 6.3618E-01 2.0568E-06 -1.2771E+05 SER
O 1.0000E-01 1.8166E-01 6.8413E-17 -3.6301E+05 SER

GAS Status ENTERED Driving force 0.0000E+00
Moles 9.9805E-01, Mass 8.7836E+00, Volume fraction 1.0000E+00 Mass fractions:
N 6.37871E-01 O 1.82146E-01 C 1.34083E-01 H 4.58992E-02
Constitution:
N2 4.01563E-01 C1O1 1.95789E-01 C1O2 1.08568E-03 C 1.78312E-24
H2 3.98742E-01 H2O1 2.82096E-03 O2 2.50435E-21

C_S Status ENTERED Driving force 0.0000E+00
Moles 1.9457E-03, Mass 2.3370E-02, Volume fraction 0.0000E+00 Mass fractions:
C 1.00000E+00 O 0.00000E+00 N 0.00000E+00 H 0.00000E+00
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ANNEXE E
Bilan matière pour la nitruration

Étant donné l’important changement de volume qu’accompagne la décomposition de l’am-
moniac selon la réaction NH3

1
2 N2 + 3

2 H2, le calcul précis du potentiel de nitruration de-
mande la connaissance du taux de conversion du précurseur NH3. En considérant un mélange
type ammoniac-ammoniac craqué, les expressions suivantes pour les débits en sortie F oj des
composants j de l’atmosphère sont écrites à partir des débits à l’entrée F ij et du taux de
conversion α :

F oNH3
= F iNH3

(1− α)

F oN2
= F iN2

+
1

2
αF iNH3

F oH2
= F iH2

+
3

2
αF iNH3

Comme la mesure de l’ammoniac en sortie du réacteur par chromatographie gazeuse ap-
porte la connaissance de la fraction molaire xoNH3

de cette espèce, la relation suivante peut être
écrite, où F iT désigne le débit total à l’entrée :

xoNH3
=

F oNH3

F oNH3
+ F oN2

+ F oH2

=
F iNH3

(1− α)

F iT + αF iNH3

Cela permet de calculer le taux de conversion de l’ammoniac dans le four et aussi de
déterminer le débit à la sortie du réacteur à l’aide de l’expression suivante :

α =
F iNH3

− xoNH3
F iT

F iNH3

(
1 + xoNH3

) =
1− xoNH3/xiNH3

1 + xoNH3
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ANNEXE F
Mécanisme de pyrolyse simplifié

FIGURE F.1 – Comparaison entre les intégrations du mécanisme simplifié (points) et le mécanisme de
Norinaga et al. [35] (traits) de pyrolyse de l’acétylène dans un réacteur de type piston avec un palier de
température à 1173 K. Cette figure vise à montrer l’accord au moins qualitatif pour quelques espèces
lourdes retenues dans le mécanisme simplifié ainsi que pour le CO. On doit remarquer le très bon
accord quantitatif obtenu pour le naphtalène C10H8, un des principaux responsables de la formation des
hydrocarbures polycycliques.
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FIGURE F.2 – Comparaison entre les intégrations du mécanisme simplifié (points) et le mécanisme de
Norinaga et al. [35] (traits) de pyrolyse de l’acétylène dans un réacteur de type piston avec un palier de
température à 1273 K. Cependant le mécanisme simplifié a été obtenu avec des simulations réalisées à
1173 K. Une bonne correspondance est trouvée.
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! Mécanisme cinétique simplifié.

! Nombre d’espèces 40 + N2

! Nombre de réactions 161

!

! Mécanisme source:

! Norinaga et al., J. Anal. Appl. Pyrolysis 86 (2009) 148–160

!

! Données cinétiques:

! k = A * T**b * exp (-Ea/RT) A b Ea

! (cm,mol,s) - kJ/mol

!

! Pour les données thermodynamiques, veuillez consulter le mécanisme source.

!

ELEMENTS

C H O N

END

SPECIES

C2H2 H2 H CH4 CH3 C2H4 C2H3 C2H6

C2H5 C4H2 C4H4 C6H6 C6H5 C3H6 C3H3 AC3H5

AC3H4 PC3H4 SC3H5 C4H6 C4H61 C4H612 I-C4H51 I-C4H3

C5H6 C5H5 C7H7 C8H8 C9H8 C9H7 A1C2H A1C2H3

A2 CO A2CH3-2 A2CH2-2 CH3COCH3 CH3COCH2 CH2CO CH3CO

N2

END

REACTIONS KJOULES/MOLE

! H ****************************************************************************

H + H + M <=> H2 + M 1.000000e+18 -1.000 0.000000e+00

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 0.00 /

H + H + H2 <=> 2 H2 9.200000e+16 -0.600 0.000000e+00

! C1 ***************************************************************************

CH3 + H (+M) <=> CH4 (+M) 1.270000e+16 -0.630 1.600000e+00

LOW / 2.477000e+33 -4.760 1.021000e+01 /

TROE / 0.78300 7.400000e+01 2.941000e+03 6.964000e+03 /

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

CH3 + CH3 (+M) <=> C2H6 (+M) 2.120000e+16 -0.970 2.590000e+00

LOW / 1.770000e+50 -9.670 2.603000e+01 /

TROE / 0.53200 1.510000e+02 1.038000e+03 4.970000e+03 /

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

CH3 + CH4 <=> C2H5 + H2 1.000000e+13 0.000 9.624000e+01
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CH3 + CH4 <=> C2H6 + H 8.000000e+13 0.000 1.673700e+02

CH3 + CH3 <=> C2H4 + H2 1.000000e+16 0.000 1.340200e+02

CH3 + CH3 <=> C2H5 + H 4.990000e+12 0.100 4.435000e+01

CH3 + I-C4H3 <=> C5H6 1.000000e+12 0.000 0.000000e+00

CH3 + PC3H4 <=> C3H3 + CH4 1.000000e+12 0.000 3.347000e+01

CH3 + SC3H5 <=> AC3H4 + CH4 1.000000e+11 0.000 0.000000e+00

CH4 + H <=> CH3 + H2 6.600000e+08 1.620 4.536000e+01

! C2 ***************************************************************************

C2H2 + H (+M) <=> C2H3 (+M) 5.600000e+12 0.000 1.004000e+01

LOW / 3.800000e+40 -7.270 3.021000e+01 /

TROE / 0.75100 9.850000e+01 1.302000e+03 4.167000e+03 /

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

C2H3 + H (+M) <=> C2H4 (+M) 6.080000e+12 0.270 1.170000e+00

LOW / 1.400000e+30 -3.860 1.389000e+01 /

TROE / 0.78200 2.075000e+02 2.663000e+03 6.095000e+03 /

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

C2H4 (+M) <=> C2H2 + H2 (+M) 8.000000e+12 0.440 3.714300e+02

LOW / 7.000000e+50 -9.310 4.178300e+02 /

TROE / 0.73500 1.800000e+02 1.035000e+03 5.417000e+03 /

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

C2H4 + H (+M) <=> C2H5 (+M) 1.080000e+12 0.454 7.620000e+00

LOW / 1.200000e+42 -7.620 2.916000e+01 /

TROE / 0.97500 2.100000e+02 9.870000e+02 4.374000e+03 /

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

C2H5 + H (+M) <=> C2H6 (+M) 5.210000e+17 -0.990 6.610000e+00

LOW / 1.990000e+41 -7.080 2.797000e+01 /

TROE / 0.84200 1.250000e+02 2.219000e+03 6.882000e+03 /

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

C2H2 + C2H2 <=> C4H2 + H2 1.500000e+13 0.000 1.786700e+02

C2H2 + C2H2 <=> C4H4 5.500000e+12 0.000 1.546500e+02

C2H2 + C2H3 <=> C4H4 + H 4.600000e+16 -1.250 3.515000e+01

C2H2 + C4H4 <=> C6H5 + H 1.000000e+09 0.000 1.260000e+02

C2H2 + C4H4 <=> C6H6 4.470000e+11 0.000 1.260000e+02

C2H2 + C6H5 <=> A1C2H + H 8.320000e+22 -2.680 7.281000e+01

C2H2 + C7H7 <=> C9H8 + H 1.000000e+11 0.000 2.929000e+01

C2H2 + C9H7 <=> A2CH2-2 5.000000e+11 0.000 4.325000e+01

C2H2 + CH3 <=> AC3H4 + H 2.870000e+21 -2.740 1.037700e+02

C2H2 + CH3 <=> AC3H5 1.400000e+04 2.210 6.904000e+01

C2H2 + CH3 <=> H + PC3H4 1.000000e+13 -0.530 5.607000e+01

C2H2 + H2 <=> C2H4 1.410000e+41 -9.060 2.139450e+02

C2H3 + C2H3 <=> C2H2 + C2H4 1.440000e+13 0.000 0.000000e+00

C2H3 + C2H3 <=> C4H6 1.500000e+52 -11.970 6.737000e+01
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C2H3 + C2H4 <=> C4H6 + H 7.400000e+14 -0.660 3.523000e+01

C2H3 + C2H5 <=> C2H2 + C2H6 4.820000e+11 0.000 0.000000e+00

C2H3 + C2H6 <=> C2H4 + C2H5 1.500000e+13 0.000 4.180000e+01

C2H3 + C3H3 <=> C5H5 + H 9.630000e+40 -7.800 1.205900e+02

C2H3 + C3H6 <=> AC3H5 + C2H4 2.200000e+00 3.500 1.960000e+01

C2H3 + C3H6 <=> C2H4 + SC3H5 1.300000e+00 3.500 4.560000e+01

C2H3 + C3H6 <=> C4H6 + CH3 7.230000e+11 0.000 2.096000e+01

C2H3 + C4H4 <=> C2H4 + I-C4H3 5.000000e+11 0.000 6.820000e+01

C2H3 + C5H6 <=> C2H4 + C5H5 6.000000e+12 0.000 0.000000e+00

C2H3 + C6H5 <=> A1C2H3 3.900000e+38 -7.630 5.398000e+01

C2H3 + C6H6 <=> A1C2H3 + H 8.000000e+11 0.000 2.678000e+01

C2H3 + C6H6 <=> C2H4 + C6H5 6.000000e+11 0.000 5.430000e+01

C2H3 + C9H8 <=> C2H4 + C9H7 4.400000e+00 3.500 1.710000e+01

C2H3 + CH3 <=> AC3H5 + H 7.200000e+13 0.000 0.000000e+00

C2H3 + CH3 <=> C2H2 + CH4 3.920000e+11 0.000 0.000000e+00

C2H3 + CH3 <=> C3H6 2.500000e+13 0.000 0.000000e+00

C2H3 + H <=> C2H2 + H2 3.000000e+13 0.000 0.000000e+00

C2H3 + I-C4H3 <=> C6H5 + H 6.000000e+12 0.000 0.000000e+00

C2H3 + PC3H4 <=> C2H4 + C3H3 2.200000e+00 3.500 1.960000e+01

C2H3 + SC3H5 <=> AC3H4 + C2H4 1.000000e+11 0.000 0.000000e+00

C2H4 + C2H4 <=> C2H3 + C2H5 4.820000e+14 0.000 2.993300e+02

C2H4 + C6H5 <=> A1C2H3 + H 2.500000e+12 0.000 2.594000e+01

C2H4 + CH3 <=> C2H3 + CH4 2.270000e+05 2.000 3.849000e+01

C2H4 + H <=> C2H3 + H2 1.330000e+06 2.530 5.121000e+01

C2H5 + C2H5 <=> C2H4 + C2H6 1.390000e+12 0.000 0.000000e+00

C2H5 + C3H6 <=> AC3H5 + C2H6 2.230000e+00 3.500 2.777000e+01

C2H5 + C6H6 <=> C2H6 + C6H5 6.000000e+11 0.000 6.270000e+01

C2H5 + C9H8 <=> C2H6 + C9H7 4.400000e+00 3.500 1.710000e+01

C2H5 + CH3 <=> C2H4 + CH4 1.950000e+13 -0.500 0.000000e+00

C2H5 + H <=> C2H4 + H2 2.000000e+12 0.000 0.000000e+00

C2H5 + PC3H4 <=> C2H6 + C3H3 2.200000e+00 3.500 2.760000e+01

C2H5 + SC3H5 <=> AC3H4 + C2H6 1.000000e+11 0.000 0.000000e+00

C2H6 + CH3 <=> C2H5 + CH4 6.140000e+06 1.740 4.372000e+01

C2H6 + H <=> C2H5 + H2 1.150000e+08 1.900 3.151000e+01

! C3 ***************************************************************************

C3H3 + H (+M) <=> AC3H4 (+M) 3.000000e+13 0.000 0.000000e+00

LOW / 1.400000e+31 -5.000 -2.511000e+01 /

TROE / 0.50000 2.000000e+03 1.000000e+01 1.000000e+04 /

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

C3H3 + H (+M) <=> PC3H4 (+M) 3.000000e+13 0.000 0.000000e+00

LOW / 1.400000e+31 -5.000 -2.511000e+01 /

TROE / 0.50000 2.000000e+03 1.000000e+01 1.000000e+04 /
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C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

C3H3 + CH3 (+M) <=> C4H612 (+M) 1.500000e+13 0.000 0.000000e+00

LOW / 2.600000e+58 -11.940 4.088000e+01 /

TROE / 0.17500 1.340000e+03 6.000000e+04 9.769000e+03 /

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

AC3H4 + H (+M) <=> AC3H5 (+M) 1.200000e+11 0.690 1.258000e+01

LOW / 5.560000e+33 -5.000 1.861000e+01 /

TROE / 0.50000 1.000000e+30 1.000000e+30 0.000000e+00 /

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

C3H3 + C4H4 <=> AC3H4 + I-C4H3 1.000000e+13 0.000 8.150000e+01

C3H3 + C4H61 <=> I-C4H51 + PC3H4 4.000000e+12 0.000 5.400000e+00

C3H3 + C6H6 <=> C6H5 + PC3H4 6.300000e+11 0.000 8.360000e+01

C3H3 + C9H8 <=> C9H7 + PC3H4 1.600000e+11 0.000 6.310000e+01

C3H3 + C3H3 <=> C6H5 + H 3.000000e+12 0.000 0.000000e+00

C3H3 + I-C4H51 <=> C7H7 + H 3.000000e+12 0.000 0.000000e+00

C3H6 + CH3 <=> AC3H5 + CH4 2.210000e+00 3.500 2.375000e+01

C3H6 + CH3 <=> CH4 + SC3H5 2.100000e+11 0.000 4.644000e+01

C3H6 + H <=> AC3H5 + H2 6.000000e+12 0.000 6.280000e+00

C3H6 + H <=> C2H4 + CH3 3.400000e+13 0.000 1.464000e+01

C3H6 + H <=> H2 + SC3H5 2.500000e+15 0.000 9.540000e+01

C3H6 <=> C2H2 + CH4 1.800000e+12 0.000 2.927000e+02

C3H6 <=> H2 + PC3H4 2.000000e+13 0.000 3.347400e+02

AC3H4 + AC3H4 <=> AC3H5 + C3H3 5.000000e+14 0.000 2.709000e+02

AC3H4 + C3H3 <=> C6H6 + H 1.400000e+12 0.000 4.184000e+01

AC3H4 + CH3 <=> C3H3 + CH4 1.000000e+12 0.000 3.347000e+01

AC3H4 + H <=> C3H3 + H2 1.150000e+08 1.900 3.151000e+01

AC3H4 <=> PC3H4 2.500000e+12 0.000 2.468700e+02

PC3H4 + H <=> C3H3 + H2 1.150000e+08 1.900 3.151000e+01

AC3H5+ AC3H5 <=> AC3H4 + C3H6 8.430000e+10 0.000 -1.100000e+00

AC3H5 + C2H3 <=> AC3H4 + C2H4 2.410000e+12 0.000 0.000000e+00

AC3H5 + C2H3 <=> C2H2 + C3H6 4.820000e+12 0.000 0.000000e+00

AC3H5 + C2H3 <=> C5H6 + 2 H 1.590000e+65 -14.000 2.563400e+02

AC3H5 + C2H5 <=> AC3H4 + C2H6 9.640000e+11 0.000 -5.500000e-01

AC3H5 + C2H5 <=> C2H4 + C3H6 2.590000e+12 0.000 -5.500000e-01

AC3H5 + C3H3 <=> C6H6 + 2 H 5.600000e+20 -2.540 7.100000e+00

AC3H5 + C4H4 <=> C3H6 + I-C4H3 1.000000e+13 0.000 8.150000e+01

AC3H5 + C5H5 <=> AC3H4 + C5H6 1.000000e+12 0.000 0.000000e+00

AC3H5 + C5H6 <=> C3H6 + C5H5 2.000000e-01 4.000 0.000000e+00

AC3H5 + CH3 <=> AC3H4 + CH4 3.010000e+12 -0.320 5.500000e-01

AC3H5 + H <=> AC3H4 + H2 1.000000e+13 0.000 0.000000e+00

AC3H5 + H <=> C3H6 2.000000e+14 0.000 0.000000e+00

SC3H5 <=> AC3H5 5.000000e+13 0.000 1.547000e+02
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SC3H5 <=> C2H2 + CH3 1.300000e+13 0.000 1.397500e+02

SC3H5 <=> H + PC3H4 1.400000e+13 0.000 1.463000e+02

SC3H5 + H <=> AC3H5 + H 1.000000e+14 0.000 0.000000e+00

SC3H5 + H <=> C3H6 1.000000e+14 0.000 0.000000e+00

SC3H5 + H <=> H2 + PC3H4 2.000000e+13 0.000 0.000000e+00

! C4 ***************************************************************************

I-C4H3 (+M) <=> C4H2 + H (+M) 1.000000e+14 0.000 2.301300e+02

LOW / 2.000000e+15 0.000 2.008400e+02 /

TROE / 0.50000 1.000000e+30 1.000000e+30 0.000000e+00 /

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

I-C4H51 (+M) <=> C4H4 + H (+M) 1.000000e+13 0.000 2.048000e+02

LOW / 2.000000e+14 0.000 4.100000e+01 /

TROE / 0.50000 1.000000e+30 1.000000e+30 0.000000e+00 /

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

C4H4 + C4H4 <=> A1C2H3 7.500000e+13 0.000 1.590000e+02

C4H4 + C4H4 <=> C8H8 4.370000e+10 0.000 7.699000e+01

C4H4 + C6H5 <=> A1C2H + C2H3 3.200000e+11 0.000 5.650000e+00

C4H4 + C6H5 <=> A2 + H 9.900000e+30 -5.070 8.829000e+01

C4H4 + CH3 <=> CH4 + I-C4H3 6.300000e+11 0.000 6.690000e+01

C4H4 + H <=> H2 + I-C4H3 3.330000e+05 2.530 3.866000e+01

C4H4 <=> C4H2 + H2 1.260000e+15 0.000 3.962400e+02

C4H6 + C6H5 <=> A1C2H3 + C2H3 3.200000e+11 0.000 7.950000e+00

C4H6 <=> C2H2 + C2H4 6.400000e+13 0.000 3.226000e+02

C4H6 <=> C4H4 + H2 2.520000e+15 0.000 3.962400e+02

C4H61 + CH3 <=> CH4 + I-C4H51 1.000000e+14 0.000 8.159000e+01

C4H61 + H <=> AC3H4 + CH3 1.300000e+05 2.500 4.180000e+00

C4H61 + H <=> C2H2 + C2H5 6.500000e+04 2.500 4.180000e+00

C4H61 + H <=> H2 + I-C4H51 6.500000e+13 0.000 3.933000e+01

C4H61 + I-C4H3 <=> C4H4 + I-C4H51 2.000000e+12 0.000 5.430000e+01

C4H61 <=> C3H3 + CH3 3.000000e+15 0.000 3.171600e+02

C4H61 <=> C4H612 2.500000e+13 0.000 2.719700e+02

C4H61 <=> H + I-C4H51 7.700000e+14 0.000 3.674000e+02

C4H612 + H <=> AC3H4 + CH3 6.000000e+12 0.000 8.790000e+00

C4H612 + H <=> C4H6 + H 2.000000e+13 0.000 1.674000e+01

C4H612 + H <=> H2 + I-C4H51 3.000000e+07 2.000 2.720000e+01

C4H612 <=> C4H6 2.500000e+13 0.000 2.636000e+02

I-C4H3 + H <=> 2 C2H2 3.700000e+22 -2.500 2.151000e+01

I-C4H3 + H <=> C4H2 + H2 3.000000e+13 0.000 0.000000e+00

I-C4H3 + H <=> C4H4 5.300000e+46 -10.680 3.879000e+01

I-C4H3 + H2 <=> C2H2 + C2H3 5.010000e+10 0.000 8.368000e+01

I-C4H51 + H <=> C3H3 + CH3 1.000000e+14 0.000 0.000000e+00

I-C4H51 + H <=> C4H4 + H2 2.000000e+13 0.000 0.000000e+00
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! C5 ***************************************************************************

C5H5 + C5H5 => A2 + 2 H 2.000000e+13 0.000 3.347000e+01

C5H5 + H <=> C5H6 2.000000e+14 0.000 0.000000e+00

C5H5 <=> C2H2 + C3H3 2.790000e+79 -18.300 5.474400e+02

C5H6 + C6H5 <=> C5H5 + C6H6 1.000000e-01 4.000 0.000000e+00

C5H6 + CH3 <=> C5H5 + CH4 3.110000e+11 0.000 2.301000e+01

C5H6 + H <=> AC3H5 + C2H2 6.600000e+14 0.000 5.165000e+01

C5H6 + H <=> C5H5 + H2 2.190000e+08 1.770 1.255000e+01

! C6 ***************************************************************************

C6H5 + H (+M) <=> C6H6 (+M) 1.000000e+14 0.000 0.000000e+00

LOW / 6.600000e+75 -16.300 2.929000e+01 /

TROE / 1.00000 1.000000e-01 5.849000e+02 6.113000e+03 /

C2H6 / 3.00 / CH4 / 2.00 / H2 / 2.00 /

C6H5 + CH3 <=> C7H7 + H 4.440000e+33 -5.450 1.016300e+02

C6H6 + CH3 <=> C6H5 + CH4 2.000000e+12 0.000 6.270000e+01

C6H6 + H <=> C6H5 + H2 6.000000e+08 1.800 7.020000e+01

C6H6 + I-C4H3 <=> C4H4 + C6H5 6.300000e+11 0.000 8.360000e+01

! C6+ **************************************************************************

C7H7 <=> C2H2 + C5H5 6.000000e+13 0.000 2.930000e+02

C9H7 + H <=> C9H8 2.000000e+14 0.000 0.000000e+00

C9H8 + CH3 <=> C9H7 + CH4 3.100000e+11 0.000 2.300000e+01

C9H8 + H <=> C9H7 + H2 2.190000e+08 1.770 1.255000e+01

A2CH2-2 + H <=> A2CH3-2 1.000000e+14 0.000 0.000000e+00

A2CH3-2 + H <=> A2 + CH3 1.200000e+13 0.000 2.154000e+01

A2CH3-2 + H <=> A2CH2-2 + H2 3.980000e+02 3.440 1.305000e+01

! Acetone **********************************************************************

CH3CO <=> CH3 + CO 8.740000e+42 -8.620 9.383000e+01

CH3COCH2 <=> CH2CO + CH3 1.000000e+13 0.000 1.171600e+02

CH3COCH3 + H <=> CH3COCH2 + H2 2.300000e+07 2.000 2.092000e+01

CH3COCH3 <=> CH3 + CH3CO 1.130000e+16 0.000 3.418500e+02

CH3COCH3 + CH3 <=> CH3COCH2 + CH4 9.500000e+03 2.500 3.515000e+01

END
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Mécanisme de décomposition de l’ammoniac

"""

dirtu-2011-gas.cti

Mécanisme de décomposition d’ammoniac en format Cantera: phase gaz.

D. Dirtu, L. Odochian, A. Pui et I. Humelnicu.

Central European Journal of Chemistry, 2006.

L. Odochian, D. Dirtu, A. M. Mocanu et C. Moldoveanu.

Kinetics and Catalysis, 52(4) : 480-486, 2001.

"""

units(length=’cm’, time=’s’, quantity=’mol’, act_energy=’kJ/mol’)

ideal_gas(name=’gas’,

elements="H N",

species="""xspecies:

H H2 N N2 NH NH2 NH3

NNH N2H2 N2H3 N2H4

""",

transport = "Mix",

reactions=’all’)

reaction(’NH + H2 <=> NH2 + H’, [1.000000e+14, 0.0, 84.03])

reaction(’NH + H <=> N + H2’, [3.200000e+13, 0.0, 1.36])

reaction(’NH2 + NH <=> NH3 + N’, [1.000000e+13, 0.0, 8.37])

reaction(’NH3 + NH2 <=> N2H3 + H2’, [1.000000e+11, 0.5, 90.43])

reaction(’NH3 + NH <=> NH2 + NH2’, [3.160000e+14, 0.0, 112.08])

reaction(’NH3 + H <=> NH2 + H2’, [5.420000e+05, 2.4, 41.53])

reaction(’N2H2 + NH2 <=> NNH + NH3’, [8.800000e-02, 4.05, -6.75])

reaction(’N2H2 + H <=> NNH + H2’, [8.500000e+04, 2.63, -0.963])

reaction(’N2H4 + NH2 <=> N2H3 + NH3’, [1.800000e+06, 1.71, -5.78])

reaction(’N2H4 + NH <=> N2H3 + NH2’, [1.000000e+09, 1.5, 8.37])

reaction(’N2H4 + N <=> N2H3 + NH’, [1.000000e+10, 1.0, 8.37])

reaction(’N2H4 + H <=> N2H3 + H2’, [7.000000e+12, 0.0, 10.47])

157
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three_body_reaction(’NH3 + M <=> NH2 + H + M’, [2.200000e+16, 0.0, 391.0],

efficiencies=’H2:2.0 N2:2.0’)

three_body_reaction(’NNH + M <=> N2 + H + M’, [1.000000e+13, 0.5, 12.81],

efficiencies=’H2:2.0 N2:2.0’)

three_body_reaction(’N2H2 + M <=> NNH + H + M’, [5.000000e+16, 0.0, 209.34],

efficiencies=’H2:2.0 N2:2.0’)

three_body_reaction(’N2H3 + M <=> N2H2 + H + M’, [1.000000e+17, 0.0, 138.16],

efficiencies=’N2H4:4.0 N2:2.4 NH3:3.0’)

three_body_reaction(’N2H3 + M <=> NH2 + NH + M’, [5.000000e+16, 0.0, 251.21],

efficiencies=’N2H4:4.0 N2:2.4 NH3:3.0’)

three_body_reaction(’N2H4 + M <=> N2H3 + H + M’, [1.000000e+15, 0.0, 266.28],

efficiencies=’N2H4:4.0 N2:2.4 NH3:3.0’)

# Avec données de la littérature (manque de falloff sur la publication).

# http://kinetics.nist.gov/kinetics/Detail?id=2009KLI/HAR10241-10259:23

# http://kinetics.nist.gov/kinetics/Detail?id=2009KLI/HAR10241-10259:24

# http://atct.anl.gov/%7Eruscic/reprints/Klippenstein%202009.pdf

falloff_reaction(’2 NH2 (+ M) <=> N2H4 (+ M)’,

kf=[8.82e-11, -0.414, 0.27],

kf0=[1.17e-27, -5.49, 8.31],

falloff=Troe(A=0.31, T3=0.0, T1=0.0, T2=0.0))

"""

dirtu-2011-sur.cti

Mécanisme de décomposition d’ammoniac en format Cantera: surface.

D. Dirtu, L. Odochian, A. Pui et I. Humelnicu.

Central European Journal of Chemistry, 2006.

L. Odochian, D. Dirtu, A. M. Mocanu et C. Moldoveanu.

Kinetics and Catalysis, 52(4) : 480-486, 2001.

D. A. Cooper et E. B. Ljungstroem.

Energy & Fuels, 2(5) :716–719, 1988.

Cuihua Tang, Jianxi Zhu, Zhaohui Li, Runliang Zhu, Qing Zhou,

Jingming Wei, Hongping He et Qi Tao.

Applied Surface Science, 355 :1161 – 1167, 2015. ISSN 0169-4332.

"""

units(length=’cm’, time=’s’, quantity=’mol’, act_energy=’kJ/mol’)

ideal_gas(name=’gas’,
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elements=’H N’,

species="""xspecies:

H H2 N N2 NH NH2 NH3

NNH N2H2 N2H3 N2H4

""",

reactions=’dirtu-2011-gas: all’)

ideal_interface(name = ’surf’,

elements = "Si O",

species = "xspecies: _Qz_",

phases = ’gas’,

site_density = (1.7e-09, ’mol/cm2’),

reactions = ’all’,

initial_state = state(coverages = "_Qz_:1.00"))

surface_reaction(’2 H + _Qz_ => H2 + _Qz_’,

Arrhenius(3.51000e+17, 0.0, 0.0))

surface_reaction(’2 NH2 + _Qz_ => N2H4 + _Qz_’,

Arrhenius(4.23000e+16, 0.0, 0.0))

# 1988 - Cooper modified

surface_reaction(’NH3 + _Qz_ => 0.5 N2 + 1.5 H2 + _Qz_’,

Arrhenius(2.71000e+14, 0.0, (149.0, ’kJ/mol’)))

"""

xspecies.cti

Base de données thermodynamiques.

References:

001. E. Goos, A. Burcat and B. Ruscic. H2NN+ Isodiazene+ T 9/11

002. E. Goos, A. Burcat and B. Ruscic. N2H2 equil & transT 9/11

003. E. Goos, A. Burcat and B. Ruscic. N2H2 cis T 9/11

004. E. Goos, A. Burcat and B. Ruscic. N2H4 HYDRAZINE L 5/90

005. E. Goos, A. Burcat and B. Ruscic. N2H3 Rad. T 7/11

006. E. Goos, A. Burcat and B. Ruscic. SiO2(a-qz) tpis91

SiO2(b-crt) T 7/13

007. E. Goos, A. Burcat and B. Ruscic. O L 1/90

008. E. Goos, A. Burcat and B. Ruscic. NH2OH ATcT/A

Transport data from NH3

009. E. Goos, A. Burcat and B. Ruscic. HNOH trans & Equ T11/11

010. E. Goos, A. Burcat and B. Ruscic. HNOH cis ATcT C T11/11

"""
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species(name="_Qz_",

atoms="Si:1 O:2",

thermo=(NASA([300.00, 1000.00],

[ 0.000000000E+00, 0.000000000E+00, 0.000000000E+00,

0.000000000E+00, 0.000000000E+00, 0.000000000E+00,

0.000000000E+00]),

NASA([1000.00, 3000.00],

[ 0.000000000E+00, 0.000000000E+00, 0.000000000E+00,

0.000000000E+00, 0.000000000E+00, 0.000000000E+00,

0.000000000E+00])),

note="DUMMY")

#thermo=(NASA([200.00, 848.00],

#[ 9.36474238E-01, 1.16907140E-02, 3.31333870E-05,

#-9.45835661E-08, 6.37504640E-11, -1.10466139E+05,

#-4.59778443E+00]),

#NASA([848.00, 1996.00],

#[ 6.93617502E+02, -1.71199794E+00, 1.58417730E-03,

#-6.44787938E-07, 9.75701644E-11, -3.31368027E+05,

#-3.66330403E+03])),

#note=’Ref.006’)

species(name="H",

atoms="H:1",

thermo=(NASA([200.00, 1000.00],

[ 2.500000000E+00, 7.053328190E-13, -1.995919640E-15,

2.300816320E-18, -9.277323320E-22, 2.547365990E+04,

-4.466828530E-01]),

NASA([1000.00, 3500.00],

[ 2.500000010E+00, -2.308429730E-11, 1.615619480E-14,

-4.735152350E-18, 4.981973570E-22, 2.547365990E+04,

-4.466829140E-01])),

transport=gas_transport(

geom = "atom",

diam = 2.050,

well_depth = 145.00),

note="L 7/88")

species(name="N",

atoms="N:1",

thermo=(NASA([200.00, 1000.00],

[ 2.500000000E+00, 0.000000000E+00, 0.000000000E+00,

0.000000000E+00, 0.000000000E+00, 5.610463700E+04,
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4.193908700E+00]),

NASA([1000.00, 6000.00],

[ 2.415942900E+00, 1.748906500E-04, -1.190236900E-07,

3.022624500E-11, -2.036098200E-15, 5.613377300E+04,

4.649609600E+00])),

transport=gas_transport(

geom = "atom",

diam = 3.298,

well_depth = 71.40),

note="L6/88")

species(name="H2",

atoms="H:2",

thermo=(NASA([200.00, 1000.00],

[ 2.344331120E+00, 7.980520750E-03, -1.947815100E-05,

2.015720940E-08, -7.376117610E-12, -9.179351730E+02,

6.830102380E-01]),

NASA([1000.00, 3500.00],

[ 3.337279200E+00, -4.940247310E-05, 4.994567780E-07,

-1.795663940E-10, 2.002553760E-14, -9.501589220E+02,

-3.205023310E+00])),

transport=gas_transport(

geom = "linear",

diam = 2.92,

well_depth = 38.00,

polar = 0.79,

rot_relax = 280.00),

note = "TPIS78")

species(name="N2",

atoms=" N:2 ",

thermo=(NASA([200.00, 1000.00],

[ 3.298677000E+00, 1.408240400E-03, -3.963222000E-06,

5.641515000E-09, -2.444854000E-12, -1.020899900E+03,

3.950372000E+00]),

NASA([1000.00, 5000.00],

[ 2.926640000E+00, 1.487976800E-03, -5.684760000E-07,

1.009703800E-10, -6.753351000E-15, -9.227977000E+02,

5.980528000E+00])),

transport=gas_transport(geom="linear", diam=3.62, well_depth= 97.53,

polar= 1.76, rot_relax= 4.00),

note = "121286")



ANNEXE G. MÉCANISME DE DÉCOMPOSITION DE L’AMMONIAC 162

species(name="NNH2",

atoms="H:2 N:2",

thermo=(NASA([ 200.00, 1000.00],

[ 3.586471660E+00, -6.083848580E-04, 1.560244990E-05,

-1.734528510E-08, 6.129677760E-12, 1.364925760E+05,

6.154035010E+00]),

NASA([1000.00, 6000.00],

[ 3.346024000E+00, 5.732127460E-03, -2.014587460E-06,

3.203357720E-10, -1.897038470E-14, 1.362484370E+05,

5.931616740E+00])),

transport=gas_transport(geom="nonlinear", diam=3.798,

well_depth=71.40, rot_relax=1.00),

note="Ref.001")

species(name="N2H2",

atoms="H:2 N:2",

thermo=(NASA([ 200.00, 1000.00],

[ 4.910660310E+00, -1.077918800E-02, 3.865164890E-05,

-3.865016980E-08, 1.348521340E-11, 2.282419010E+04,

9.102733960E-02]),

NASA([1000.00, 6000.00],

[ 1.311151170E+00, 9.001872080E-03, -3.149118240E-06,

4.814495810E-10, -2.718978910E-14, 2.338633410E+04,

1.640910670E+01])),

transport=gas_transport(geom="nonlinear", diam=3.798,

well_depth=71.40, rot_relax=1.00),

note=’Ref.002’)

species(name="t-HNNH",

atoms="H:2 N:2",

thermo=(NASA([ 200.00, 1000.00],

[ 4.910660310E+00, -1.077918800E-02, 3.865164890E-05,

-3.865016980E-08, 1.348521340E-11, 2.282419010E+04,

9.102733960E-02]),

NASA([1000.00, 6000.00],

[ 1.311151170E+00, 9.001872080E-03, -3.149118240E-06,

4.814495810E-10, -2.718978910E-14, 2.338633410E+04,

1.640910670E+01])),

transport=gas_transport(geom="nonlinear", diam=3.798,

well_depth=71.40, rot_relax=1.00),

note=’Ref.002’)
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species(name="c-HNNH",

atoms="H:2 N:2",

thermo=(NASA([ 200.00, 1000.00],

[ 4.942823960E+00, -1.077393940E-02, 3.751691450E-05,

-3.706541970E-08, 1.263146190E-11, 2.549722730E+04,

-4.554169530E-02]),

NASA([1000.00, 6000.00],

[ 2.876002500E+00, 6.277126250E-03, -2.239618370E-06,

3.597925850E-10, -2.146168430E-14, 2.546497520E+04,

7.746916130E+00])),

transport=gas_transport(geom="nonlinear", diam=3.798,

well_depth=71.40, rot_relax=1.00),

note=’Ref.003’)

species(name="HNNH3",

atoms="H:4 N:2",

thermo=(NASA([ 200.00, 1000.00],

[ 3.834721490E+00, -6.491295550E-04, 3.768484630E-05,

-5.007091820E-08, 2.033620640E-11, 1.008939250E+04,

5.752720300E+00]),

NASA([1000.00, 6000.00],

[ 4.939573570E+00, 8.750171870E-03, -2.993990580E-06,

4.672784180E-10, -2.730685990E-14, 9.282655480E+03,

-2.694397720E+00])),

transport=gas_transport(geom="nonlinear", diam=3.798,

well_depth=71.40, rot_relax=1.00),

note=’Ref.004’)

species(name="N2H4",

atoms="H:4 N:2",

thermo=(NASA([ 200.00, 1000.00],

[ 3.834721490E+00, -6.491295550E-04, 3.768484630E-05,

-5.007091820E-08, 2.033620640E-11, 1.008939250E+04,

5.752720300E+00]),

NASA([1000.00, 6000.00],

[ 4.939573570E+00, 8.750171870E-03, -2.993990580E-06,

4.672784180E-10, -2.730685990E-14, 9.282655480E+03,

-2.694397720E+00])),

transport=gas_transport(geom="nonlinear", diam=3.798,

well_depth=71.40, rot_relax=1.00),

note=’Ref.004’)
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species(name="N2H3",

atoms="H:3 N:2",

thermo=(NASA([ 200.00, 1000.00],

[ 3.421255050E+00, 1.349015900E-03, 2.234590710E-05,

-2.997277320E-08, 1.209789700E-11, 2.581989560E+04,

7.831763090E+00]),

NASA([1000.00, 6000.00],

[ 4.044835660E+00, 7.311301860E-03, -2.476257990E-06,

3.837330210E-10, -2.231075730E-14, 2.532414200E+04,

2.884233920E+00])),

transport=gas_transport(geom="nonlinear", diam=3.90,

well_depth=200.0, rot_relax=1.00),

note=’Ref.005’)

species(name="NH",

atoms="N:1 H:1",

thermo=(NASA([ 200.00, 1000.00],

[ 3.492908500E+00, 3.117919800E-04, -1.489048400E-06,

2.481644200E-09, -1.035696700E-12, 4.188062900E+04,

1.848327800E+00]),

NASA([ 1000.00, 6000.00],

[ 2.783692800E+00, 1.329843000E-03, -4.247804700E-07,

7.834850100E-11, -5.504447000E-15, 4.212084800E+04,

5.740779900E+00])),

transport=gas_transport(geo="linear", diam=2.65,

well_depth=80.00, rot_relax=4.00),

note = "And94")

species(name="NH2",

atoms=" N:1 H:2 ",

thermo=(NASA([ 200.00, 1000.00],

[ 4.20400290E+00, -2.10613850E-03, 7.10683480E-06,

-5.61151970E-09, 1.64407170E-12, 2.18859100E+04,

-1.41842480E-01]),

NASA( [ 1000.00, 6000.00],

[ 2.83474210E+00, 3.20730820E-03, -9.33908040E-07,

1.37029530E-10, -7.92061440E-15, 2.21719570E+04,

6.52041630E+00])),

transport=gas_transport(geom="nonlinear", diam=2.65,

well_depth=80.00, polar=2.26, rot_relax=4.00),

note = "And89")
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species(name="NH3",

atoms="N:1 H:3",

thermo=(NASA([ 200.00, 1000.00],

[ 4.286027400E+00, -4.660523000E-03, 2.171851300E-05,

-2.280888700E-08, 8.263804600E-12, -6.741728500E+03,

-6.253727700E-01]),

NASA([ 1000.00, 6000.00],

[ 2.634452100E+00, 5.666256000E-03, -1.727867600E-06,

2.386716100E-10, -1.257878600E-14, -6.544695800E+03,

6.566292800E+00])),

transport = gas_transport(geom="nonlinear", diam=2.92,

well_depth=481.00, dipole=1.47, rot_relax=10.00),

note = "J 6/77")

species(name = "NNH",

atoms = " N:2 H:1 ",

thermo= (NASA([ 200.00, 1000.00],

[ 4.344692700E+00, -4.849707200E-03, 2.00594590E-05,

-2.172646400E-08, 7.946953900E-12, 2.87919730E+04,

2.977941000E+00]),

NASA([ 1000.00, 6000.00],

[ 3.766754400E+00, 2.89150820E-03, -1.04166200E-06,

1.684259400E-10, -1.00918960E-14, 2.86506970E+04,

4.470506700E+00])),

transport = gas_transport(geom="nonlinear", diam=3.80,

well_depth=71.40, rot_relax=1.00),

note = "T07/93")
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Mise au point de la carbonitruration gazeuse des alliages 16NiCrMo13 et 23MnCrMo5 : modélisation et procé-
dés

Résumé : Le développement de matériaux d’ingénierie combinant ténacité et résistance à l’usure reste encore
un défi. Dans le but de contribuer à ce domaine, cette thèse présente une étude de la carbonitruration des
aciers 16NiCrMo13 et 23MnCrMo5. L’évolution cinétique des atmosphères à base d’hydrocarbures et d’ammo-
niac est étudiée numériquement, ainsi que le comportement local à l’équilibre et la cinétique de diffusion pour
l’obtention de profils d’enrichissement des alliages traités. Les simulations sont confrontées à des mesures
par chromatographie en phase gazeuse des produits de pyrolyse de l’acétylène et de décomposition de l’am-
moniac, et aux réponses métallurgiques, par l’évaluation des profils de diffusion, des filiations de dureté et par
l’identification des précipités formés par microscopie électronique en transmission. La dureté obtenue après
trempe et traitement cryogénique évolue selon la racine carrée de la teneur en interstitiels en solution solide
simulée à partir de la composition locale en utilisant des mesures des profils chimiques en carbone et en azote.
Après revenu, les zones enrichies en azote montrent une tenue en dureté supérieure à celles obtenues avec
la même teneur totale en carbone en solution, ce qui a été attribué après observation par microscopie électro-
nique en transmission à une fine précipitation de nitrures de fer lors de cette dernière étape de traitement. Le
bilan de matière des produits de pyrolyse montre que les principales espèces non détectées sont des radicaux
fortement carbonés qui peuvent aussi donner lieu à la formation d’hydrocarbures polycycliques de haut poids
moléculaire dans les zones froides du réacteur. À la pression atmosphérique et à basse pression l’établisse-
ment de conditions d’enrichissement en carbone à concentration constante est possible en utilisant de faibles
pressions partielles d’acétylène dilué dans l’azote. La conversion atteinte par la pyrolyse de ce précurseur est
pourtant importante à la température de traitement compte tenu du temps de séjour caractéristique du réac-
teur employé à la pression atmosphérique. La cinétique de décomposition de l’ammoniac étant beaucoup plus
lente que celle des hydrocarbures légers, il a été possible de quantifier la vitesse de décomposition de cette
espèce par unité de surface métallique exposée pendant la durée d’un traitement.

Mots-clés : Carbonitruration ; Traitements thermochimiques ; Martensite ; Cinétique chimique ; Modèles de
réacteur.

Development of gas carbonitriding of alloys 16NiCrMo13 and 23MnCrMo5 : modeling and processes

Abstract : The development of engineering materials combining both toughness and wear resistance is still a
challenge. Aiming to contribute to this field of study, this thesis presents a study of the carbonitriding process
of alloys 16NiCrMo13 and 23MnCrMo5. Kinetics of hydrocarbon- and ammonia-based atmospheres, as well
as local equilibrium and diffusion kinetics for achieving the enrichment profiles, are studied by numerical si-
mulation. These simulations are compared to chromatography measurements of gas phase pyrolysis products
of acetylene and ammonia decomposition, and with metallurgical responses, where the comparison is made
with evaluated diffusion profiles, hardness measurements and the identification of precipitates by transmission
electron microscopy. Hardness after quench and cryogenic treatment depends on the square root of total solid
solution interstitial content simulated by using local carbon and nitrogen compositions obtained experimentally.
After tempering, the regions enriched in nitrogen show better hardness stability than those with same total
carbon interstitial content, what was linked to a fine precipitation of iron nitrides observed by transmission elec-
tron microscopy. Mole balance of pyrolysis products show that the main non-detected species are high-carbon
radicals, which may also lead to the formation of polycyclic aromatic hydrocarbons of high molecular weight
at the reactor outlet. At both atmospheric and reduced pressures, constant concentration enrichment boun-
dary conditions were established by using low partial pressures of acetylene diluted in nitrogen. Pyrolysis of
this precursor attains high conversion rates at treatment conditions given the important residence time of the
atmospheric pressure reactor. Ammonia decomposition kinetics being much slower than that of low molecular
weight hydrocarbons, it was possible to identify the decomposition rate of this species over a metallic sample
during a treatment.

Keywords : Carbonitriding ; Thermochemical treatments ; Martensite ; Chemical kinetics ; Reactor models.
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