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Introduction générale

Cette these est consacrée au développement d'outils de simulation numérique permettant
d’appréhender les phénoménes physiques complexes mis en jeu lors d'opérations de soudage.
La dimension multi physique du probléme (thermique, mécanique des solides, mécanique des
fluides et Sciences des Matériaux) a été prise en compte. En raison de cette dimension multi-
physique, deux des laboratoires de I'IRTES (Institut de Recherche sur les Transports,
'Energie et la Société) ont été impliqués dans l'encadrement de la thése, a savoir IRTES-
M3M (Laboratoire Mécatronique, Méthodes, Mode¢les et Métiers) pour la partie mécanique et
IRTES-LERMPS (Laboratoire d'Etudes et de Recherches sur les Matériaux, les Procédés et
les Surfaces) pour la partie matériau. Sur un plan pratique, les outils numériques développés
ont ¢été appliqués au soudage de téles minces utilisées dans 1’industrie agroalimentaire. Ce
domaine applicatif a été choisi car j'ai occupé pendant la plus grande partie de ma thése le

poste de Directeur R&D de la société RUHLE GmbH (Allemagne).

La société RUHLE GmbH est une PME (Petites et Moyennes Entreprises) qui emploie
environ 200 personnes. Elle est basée a Grafenhausen (Forét noire, Allemagne), a proximité
de la frontiere franco-allemande, et elle est spécialisée dans la fabrication de machines
utilisées dans le domaine de 1’agroalimentaire (barattes et mélangeurs, machines injecteuses,
machines a découper, operculeuses, etc.). La Figure 1 présente a titre d'exemples deux types
de machines de la société RUHLE GmbH qui commercialise ses produits principalement sur
le marché allemand mais les exporte aussi dans le monde entier. Les machines sont
généralement fabriquées a partir de 1’assemblage par soudage de tdles en acier inoxydable de

type 316L.

Le soudage est un procédé de fusion ou des matériaux compatibles sont joints par une
réaction chimique résultant d'une action combinée de chaleur et de pression [MAC.04]. La
fusion locale des €léments a assembler par soudage présente cependant 1I’inconvénient majeur
d’induire des déformations locales importantes ([GAN.14], [UED.71], [DEN.08a]) qui
compliquent la phase de montage des pieces (Figure 2). En effet, le montage d’une machine
consiste a assembler plusieurs pieces qui peuvent elles-mémes étre le fruit d'assemblage
d’autres picces. Cependant, ces pieces assemblées présentent parfois des variations
géométriques par rapport aux cotes initialement prévues. Ces variations sont dues a une

déformation importante de la piece soudée qui est causée par l’intense variation de
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températures lors de 1’opération de soudage ([GAN.14], [CHR.65]). Le monteur peut donc
rarement procéder a 1’assemblage comme le préconisent les schémas et spécifications

techniques.

Figure 2 : Machine injecteuse IR 56 : a) produit fini - b) phase de montage

Un autre désavantage li¢ aux opérations de soudage est la création de contraintes résiduelles

dans le matériau [MOU.08]. Ceci est di au fait que ’apport de chaleur engendre des cycles de
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températures non homogeénes comme cela a été rapporté dans [UED.71], [AYJ.15] et
[CAP.09]. Ces contraintes résiduelles ont un effet défavorable sur la mécanique du matériau
apres 1’opération de soudure, non seulement en termes géométriques [VEM.14] mais aussi en
termes de durabilit¢ [DAD.07]. Pour résoudre ces problémes, deux méthodes peuvent étre

mises en ceuvre. L'une est expérimentale et I'autre numérique.

Différents types d'approches expérimentales existent comme le redressement manuel des
déformations engendrées par 1’opération de soudage en utilisant un marteau ou un réchauffage
des pieces assemblées [MIC.11]. Cela permet d’effectuer un réajustement géométrique. Ces
méthodes expérimentales sont malheureusement trés coliteuses dans un contexte industriel car
elles sont souvent basées sur un processus itératif :

e Soudage d’un échantillon,

e Mesure des déformations sur 1’échantillon soudé,

e Adaptation de la géométrie des prochains échantillons sur la base des mesures

obtenues.

Quelles que soient les méthodes expérimentales retenues, le processus correctif post-soudage
s’avere donc chronophage, ce qui diminue considérablement le rendement d’une production
industrielle. Par ailleurs, au-dela de son colt, en raison du temps de mise en ceuvre qu'il
requiert et des maticres premieres qu’il nécessite, ce processus n'a qu'une portée limitée car
quasiment impossible a appliquer a des géométries complexes. Les déformations ne pouvant
pas étre completement €éliminées [MIC.11], I’une des solutions consiste alors a prendre les
dispositions nécessaires pour les prévoir pendant la phase de conception et de construction
mécanique. Pour cela, il convient d'optimiser I’opération de soudage en jouant sur des
parametres tels que la vitesse d’exécution et I’intensité du courant de soudage. Afin de
procéder a un ajustement de ces paramétres en limitant le recours a l'expérimentation, des
outils numériques prédictifs doivent étre développés. Ce travail de thése vise d'abord a
comprendre les phénomenes physiques qui ont lieu lors de I’opération de soudage TIG
(Tungsten Inert Gas welding) et a développer ensuite les modeles numériques appropriés afin

de pourvoir prédire les déformations.

Le travail de recherche qui a été réalisé est constitué de deux grandes parties, a savoir I’étude
du comportement thermomécanique de la piece a souder et I'é¢tude de 1’écoulement de 1’arc
(mécanique des fluides) lors de 1’opération de soudage. L’aspect thermomécanique est abordé

par le biais de la méthode des ¢éléments finis ([HIB.70], [GOL.84]) tandis que le
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comportement en mécanique des fluides est analysé a 1’aide de 1la méthode des volumes finis
([GAR.02], [DEM.93]). Une étude comparative de ces deux méthodes (volumes finis versus
¢léments finis) a été réalisée pour une méme application dans [JEO.14]. L’une des difficultés
rencontrée dans le cadre de cette thése aura été de synchroniser ces différents champs
disciplinaires dans un contexte transitoire, a trés haute température et incluant de nombreuses
non linéarités (comportement thermoplastique et propriétés matérielles dépendant de la
température notamment). De maniére concrete, la problématique du procédé de soudage TIG
peut se résumer a deux questions :

e quels phénomenes thermomécaniques ont lieu lors de [’opération de soudage ?

e quels sont les roles des phénomenes physiques sur le plasma thermique généré et la

qualité de la soudure ?

Pour répondre a la premiére question, un modele numérique avec la méthode des éléments
finis a ¢été élaboré en utilisant le logiciel ANSYS ainsi que le langage de programmation
APDL (A4nsys Parametric Design Language) qui lui est associé. La deuxiéme question a été

traitée en développant un second modele en volumes finis a ’aide du logiciel FLUENT.

Ce mémoire de thése comporte trois chapitres.

Le premier chapitre est consacré a I’étude de 1’¢tat de ’art dans le domaine du soudage et
comprend trois volets. Dans le premier, nous décrivons I'opération de soudage et les différents
procédés qui lui sont associés avec notamment une présentation détaillée du procédé de
soudage a l'arc de type TIG. C’est ce procédé qui est le plus utilisé au sein de la société
RUHLE GmbH. Dans le deuxiéme volet, on présente les phénomeénes qui se développent
entre 1’enclenchement de I’arc de soudure et le transfert de son énergie vers la piéce a souder.
Le troisieme et dernier volet porte sur le comportement physique des métaux et des matériaux

lors de I’opération de soudure ainsi que sur I’interaction entre la thermique et la mécanique.

Le deuxiéme chapitre porte sur la modélisation éléments finis de la déformation de
structures en acier soudées a 1’aide du procédé TIG. Un modele tridimensionnel a notamment
¢été développé pour analyser le comportement thermomécanique de l'acier 316L avec pour
objectif d'évaluer l'influence des parametres du procédé (par exemple la vitesse de soudage)
sur les distorsions induites par l'opération de soudage TIG. La source mobile de soudage a été

représentée par un profil Gaussien dont les paramétres ont été calibrés en utilisant la surface
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de réponse d’un plan d'expérience factoriel (DOE : Design Of Experiment) afin d’optimiser la

forme géométrique du cordon. La base de ce calibrage est la comparaison entre les valeurs

expérimentales de la géométrie du cordon et celles modélisées (épaisseur, largeur et

profondeur). La particularité de cette source de chaleur est qu’elle a été optimisée et validée

pour deux vitesses d’exécution lors de 1’opération de soudage. Dans I'un des cas, le cordon

est complet dans la profondeur et il est partiel dans 1’autre. On dispose ainsi d'une source

mobile de chaleur (qui est une donnée d'entrée essentielle pour le calcul thermique) autorisant

un balayage réaliste sur plusieurs parametres opératoires comme la vitesse de soudure. Le

modele éléments finis 3D transitoire a été programmé en langage APDL a 1’aide du logiciel

multi-physique ANSYS et se compose :

d’une source mobile d’apport de chaleur li¢ au soudage et représentée par un profil

Gaussien [GOL.84],

d’une augmentation artificielle de la conductivité thermique de la phase liquide,
comme cela est suggérée dans [GOL.84] pour prendre en compte les mouvements

convectifs dans le bain de fusion,
d’un couplage entre les analyses thermique et mécanique,

d’une modélisation du matériau de remplissage entre les deux picces a souder en

utilisant la fonctionnalité "birth and death of elements" d’ANSYS,

d’un comportement élastique-plastique bilinéaire pour représenter le comportement

mécanique du matériau,

d’une dépendance des propriétés des matériaux vis a vis de la température : masse
volumique, enthalpie, conductivité thermique, coefficient de dilatation thermique,

module d’Young, limite de plasticité et module tangent.

Les principaux éléments d’originalité développés dans le modele thermomécanique sont :

l'utilisation conjointe de deux méthodes pour réduire le temps de calcul. La premiére
consiste a utiliser des ¢léments de contact pour connecter la zone de maillage fine de
la zone affectée par 1’apport de chaleur avec les autres zones ou le maillage est plus
grossier. La seconde méthode consiste a limiter, a I'intérieur méme du préprocesseur,
la taille de la zone ou la source Gaussienne de chaleur sera appliquée, et ce avec le

minimum de perte de précision sur la quantité de chaleur apportée au systéme.
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e une calibration des parametres de la source mobile Gaussien grace a la surface de
réponse d’un plan d’expérience basé sur des comparaisons géométriques entre les

formes expérimentale et numérique du cordon de soudure,

e une modification de la température de référence des ¢léments ayant atteint un niveau
de température au-dela du point de fusion, et ce afin de prendre en compte la

relaxation des contraintes induites par la fusion du matériau,

e un calcul original du coefficient de dilatation thermique instantané basé sur la
dépendance de la masse volumique vis-a-vis de la température et sur la définition du
coefficient de dilatation thermique volumique. Ce calcul permet de quantifier la
dépendance de ce coefficient vis-a-vis de la température au-dela des valeurs que 1'on

trouve usuellement dans la littérature.

Les résultats obtenus a 1'aide de ce mode¢le sont tout a fait satisfaisants puisque :

e les parametres de la source de chaleur gaussienne identifiés a 1’aide du plan
d’expérience factoriel et optimisés avec sa surface de réponse permettent une

reproduction assez précise des géométries du cordon,

e la comparaison entre les valeurs expérimentales et calculées de la déviation montre

une bonne cohérence avec un écart relatif inférieur a 5%.

Le modele développé permettra ainsi de rechercher la vitesse de soudage appropriée qui
pourra €tre transmise au soudeur afin que ce dernier puisse réduire les déformations. A noter
enfin, qu'en raison des conditions de soudage considérées dans ce mémoire (conditions aux
limites et géométrie imposées par le contexte industriel), il a été observé une déformation
hors-plan en flexion alors que, dans la littérature ([DEN.13], [WAN.14] et [SU.14]), on releéve
plus fréquemment des déformations hors-plan de type flambage (convexe-concave ou

concave-convexe).

Ce second chapitre du mémoire de thése a fait l'objet d'une publication dans une revue

internationale [TCH16].

Le troisieme chapitre aborde la modélisation de l'arc électrique de soudure (qui permet

d'obtenir les champs de température du plasma), les chutes de tension a l'anode et a la cathode
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de I’appareil de soudage, la tension dans l'arc et le rendement de l'apport d'énergie. Cette
problématique demeure un domaine de recherche encore ouvert ([KOU.03], [LU.09a],
[ARU.12], [LIN.12], [VEN.14]) et le travail que nous avons réalis¢ dans ce domaine vise a
expliquer le comportement de la tension et de la conductivité €lectrique lors de I’amorgage de
I’arc de soudure ainsi que de son maintien. La complexité des phénoménes générés dans le

plasma nous a conduit a développer des programmes en langage C.

C’est dans ce cadre qu’un modele axisymétrique bidimensionnel de I'arc électrique a été
réalisé en utilisant le logiciel FLUENT. Ce mod¢le intégre un couplage fluide-structure dans
lequel les équations électromagnétiques et thermiques sont résolues dans la cathode solide.
Les équations supplémentaires régissant 1’écoulement sont considérées dans le domaine
gazeux ou I’arc est généré. Ce modele inclut aussi la géométrie réelle des composants de la
torche tels que le diffuseur de gaz, la buse et I'¢lectrode. Les pertes de tension et les échanges
thermiques arc-anodes ont été calculés. La réalisation de ce modele nécessite la définition de
fonctions de type UDF (User Defined Function) programmées par ’utilisateur. Ces fonctions
permettent 1’ajout d’équations de conservation complémentaires pour différentes grandeurs
scalaires définies par 1'utilisateur (UDS : User Defined Scalar) et pour la programmation des

propriétés des matieres fluides et solides du mode¢le.

L’une des particularités de notre modele est de considérer I’amorcage de I’arc. Lorsque cet arc
devient stable, la conductivité électrique se fait dans 1’équation de transfert d’énergie sans
conductibilité artificielle supplémentaire. Cela permet de se rapprocher des phénomeénes
physiques réels, ce qui n’a pas encore été étudiée ou expliquée dans la littérature et qui
constitue donc I'un des éléments d’originalit¢ du mémoire. A noter par ailleurs que des
travaux récents permettent aussi de prendre en compte le bain de fusion ([DAL.14],
[NGU.15]). La conductivité thermique de la phase liquide est alors augmentée artificiellement

pour tenir compte des effets du transfert de chaleur par convection dans le bain de fusion.

Le transfert de chaleur et I'écoulement de fluide dans la colonne d'arc ont été étudiés sur la
base des distributions de passage du courant, de la température, de la vitesse de la pression et
du potentiel électrique dans le plasma d'arc. Partant de l'intensité du courant et du débit de gaz
(valeurs paramétrées avant I'opération de soudage), le calcul permet 1’obtention de la tension,
des champs de vitesse et de la puissance transmise. En pratique, seule une fraction de cette
énergie est transmise a la piece, le reste étant évacué par convection et rayonnement. Dans un

premier temps, nous avons employé la méme intensité de courant et le méme rendement
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énergétique que ceux utilisés dans le second chapitre. Dans un second temps, nous avons
effectué une étude de sensibilité sur les paramétres influant sur le plasma pendant I’opération
de soudage, c’est-a-dire I’intensité du courant, le débit de gaz d’argon et la distance inter-
¢lectrodes. En combinant les effets de ces différents parametres entre eux, nous avons réalisé

un total de 36 calculs. Ces calculs montrent que :

e [a température augmente avec I’intensit¢ du courant ainsi qu’avec la distance inter

¢lectrode.
e Lavitesse augmente avec I’intensité du courant et avec la distance inter-électrode.

e Le potentiel €lectrique augmente avec I’intensité du courant lorsque la distance inter
¢lectrode est constante. Lorsque cette distance augmente a intensité de courant
constante, le potentiel électrique augmente aussi mais de maniere plus importante qu’a

distance inter-électrode constante.

o Le débit du gaz ne joue aucun rdle sur la température et sur le potentiel €lectrique. Il
influe par contre sur la vitesse d’écoulement du plasma. Plus le débit est élevé, plus la

vitesse d’écoulement du plasma est faible.

Ces tendances sont en accord avec celles de la littérature.
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CHAPITRE 1

ETAT DE L'ART
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I. Etatdel'art

I.A. Introduction

Le procédé d'assemblage par soudage est utilis¢é dans de nombreux secteurs industriels tels
que la chaudronnerie, les charpentes métalliques, les chantiers navals, 1'industrie automobile,
le nucléaire, l'aérospatiale ou encore l'industrie de construction de machines. Comparée a
d'autres méthodes d’assemblage, le soudage est en effet considéré comme une technique tres
productive et pratique [MAS.80]. Il en existe plusieurs types décrits ci-apres, chacun d’eux
possédant des principes et des mises en ceuvre différents. Dans certains cas, I’assemblage est
obtenu par fusion locale des éléments a assembler. Dans d’autres cas, il n'y a pas de fusion et
I’assemblage est obtenu par effets purement mécaniques. Les différents types de soudages

peuvent donc étre classés en deux catégories [HOU.77] :

e Le type de soudage par assemblage purement mécanique
L’assemblage des picces a lieu sans fusion des éléments a souder. La chaleur
nécessaire pour l’assemblage est générée par choc, frottement ou libérée par la

déformation élastique ou plastique du métal.

e Le type de soudage par assemblage avec fusion
L’assemblage des piéces a lieu par la fusion du métal qui est provoquée soit par une
réaction exothermique, soit par le plasma d'un arc électrique. Cette fusion peut avoir
lieu avec ou sans métal d'apport. Le métal d’apport peut étre issu du méme matériau
que les pieces a assembler (cas de la soudure autogeéne) ou alors d'un matériau

différent (cas de la soudure hétérogéne).

Dans la suite de ce mémoire, 1’étude se concentrera sur le soudage par assemblage avec fusion
provoquée par un arc ¢€lectrique car ce procédé correspond a ce qui est pratiqué
majoritairement au sein de la société RUHLE GmbH. La méthode de soudage a I’arc
¢lectrique est aujourd’hui I'un des procédés de soudage les plus répandus dans 1’industrie. En

conséquence, les risques cutanés chez les soudeurs ont été étudiés dans [JEL.09].

La méthode de soudage a 1’arc peut étre mise en ceuvre selon différentes modalités opératoires

(Figure I.1). Ces modalités sont caractérisées par la source de chaleur utilisée. Le choix de la
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modalité appropriée s'effectue en fonction des caractéristiques des matériaux a assembler, du

métal d'apport, des moyens mis a disposition et du cahier des charges relatif au cordon de

soudure.
Electrode Electrode fusible
riéfractaire
Avec ou e
sans métal il ’ e
d'apport l l l l
. .o o ®
TG MIG MAG : . .
T — Electrode Métal Métal Fil fourré Fill fourré Sous flux
e i sous gaz s0us gaz S3NG gaz avec gaz en poudre
{nerte inerte actif

Figure 1.1 : Principaux procédés de soudage a [’arc électrique [JEL.09]

Lors de I’opération de soudage, la fusion des piéces a souder nécessite une dilution du métal
d'apport a leurs extrémités. Cette fusion de la matiere est provoquée par une €lévation de la
température qui va au dela de la température de fusion du métal a souder. La température peut
ainsi s’¢lever jusqu’a 4200 °C sur la piéce et jusqu’a 3000 °C sur I'électrode ([MET.75]). On
parle alors de soudage lorsque la continuité de la matiére entre les deux ¢léments assemblés
est telle, qu'au niveau atomique, ces deux pieces, devenues solidaires par le cordon de
soudure, n’en forment plus qu'une seule. A noter qu'il existe plusieurs types d’assemblages

[BAZ.03]. La Figure 1.2 présente les principaux.

soudure
|/| I/ Assemblage bord a bord
- b x L — e
soudure

l:;’ Assemblage a clin

éventuellement 2éme soudure
soudure
C Assemblage d'angle

Figure 1.2 : Principaux types d’assemblages [BAZ.03]
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I.B. Procédés de soudage a I’arc électrique

Les procédés de soudage a I’arc ont en commun le fait qu’un arc électrique se crée et que
I’opération de soudage a lieu sous la protection d'un gaz qui devient conducteur €lectrique a
1’état ionisé [MET.75]. Ce gaz protecteur empéche I'oxygénation, la pénétration de I'humidité
de l'air et les autres impuretés qui engendrent des défauts sur le cordon de soudure [LU.09].
Les défauts de soudures influencent en effet la qualité du cordon en termes de durabilité, de
porosité et de géométrie [TAR.99]. La zone de métal en fusion doit donc étre protégée par le

gaz pendant les changements de phases, solide-liquide ou liquide-solide, des piéces a souder.

Certains procédés de soudage a 1’arc sont plus énergétiques que d’autres du fait d’un
rendement thermique plus ¢€levé. Le Tableau 1.1 présente les valeurs du rendement thermique
en fonction du procédé de soudage tel que proposé¢ dans [CRO.04]. On constate que le
procéd¢ TIG apparait comme le plus énergétique du fait d'un rendement inférieur a 0.5. C.
Vitooraporn [VIT.90] a pour sa part présenté une synthése de valeurs obtenues par plusieurs
auteurs relativement au rendement de différents procédés de soudage a I’arc (Tableau 1.2). On
remarque que, contrairement aux travaux présentés dans 1’ouvrage collectif [CRO.04], le
procédé de soudage TIG apparait cette fois comme le moins énergétique. Face a cette
disparité¢ d'analyse trouvée dans la littérature, nous avons décidé de retenir les valeurs du
Tableau 1.2, et ce pour deux raisons. La premicre tient au fait que la synthése qui y est
proposée s'appuie sur les travaux de plusieurs auteurs. La seconde raison est que cette

synthése présente une certaine homogénéité.

Procédé TIG MIG/MAG | Electrode enrobée | Arc sous flux
Rendement <0.5 0.7 0.85 1

Tableau 1.1 : Rendement thermique de différents procédés de soudage [NOR.04]
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Références bibliographiques | [CHR.65] [RYK.63] [TSAL77]

Rendement TIG 0.66-0.70 0.65-0.85 0.80-0.90
Rendement MIG/ MAG 0.22-0.48 0.20-0.75 -
Rendement SMAW 0.66-0.85 0.65-0.85 0.55-0.90

Tableau 1.2 : Comparatif du rendement thermique de différents procédés de soudage avec

différents auteurs [VIT.90]

Les analyses réalisées par Dupont et al. [DUP.95] ont montré par ailleurs que I’intensité du
courant de soudage n’influencait pas de manicre décisive le rendement. Les auteurs ont en
effet constaté que la variation du rendement est de plus ou moins 0.05% dans le cas du TIG et

de plus ou moins 0.004% dans le cas du MIG, et ce pour différentes intensités de courant.

Les différents procédés de soudage a I’arc sont décrits plus en détail dans les prochains

paragraphes.

I.B.1 Soudage a I'arc avec électrode enrobée (SMAW)

Le soudage a I’¢électrode enrobée est un procédé ou un métal d’apport (baguette) est utilisé
pour mettre en fusion et assembler les pieces a souder. Cette fusion est obtenue grace a un arc
¢lectrique qui se crée et transfere une chaleur intense lors de I’opération. L’¢électrode enrobée
a pour role d’assurer la formation de I’arc ainsi que d’¢laborer et de protéger le bain de fusion.

Elle se compose :

e d’une tige métallique électriquement conductrice constituée d’alliage nécessaire a une

bonne qualité du bain de fusion,

e d’un enrobage formé¢ d’¢léments chimiques et ayant des propriétés ¢€lectriques (qui
facilitent I’amorcage, la stabilité et le maintien de I’arc), métallurgiques (qui assurent
la qualité de la soudure et la création d’une couche protectrice du bain de fusion) et
mécanique (I’épaisseur de I’enrobage jouant un role important sur la forme du cordon

de soudure).
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I.B.2 Soudage a I'arc avec électrode consommable

Les procédés de soudage MIG (Metal Inert Gas welding) et MAG (Metal Active Gas welding)
sont des méthodes de soudage qui ont pour particularité d’utiliser un fil fusible fourré continu
en lieu et place de I'¢lectrode. Ce fil, qui joue aussi le role de métal d’apport, est amené
automatiquement de facon continue sous protection gazeuse depuis un dévidoir [JEF11]. Le
gaz propulsé est soit inerte (procédé de type MIG), soit actif (procédé est de type MAG).
Dans le cas du soudage MIG, le gaz utilisé est trés souvent 1'hélium qui joue simplement un
role de protecteur. Pour la soudure MAG, les gaz utilisés sont actifs. Ils contribuent a la
stabilisation de l'arc et a la transmission constante du matériau. Ces gaz sont le plus souvent le

dioxyde de carbone et I'oxygéne.

I.B.3 Le soudage a I’arc sous flux de poudre

Le soudage a I’arc sous flux de poudre, encore appelé soudage a I’arc submergé, peut étre vu
comme une automatisation du soudage a I’¢électrode enrobée avec un flux de poudre
composite a la place de 1’¢lectrode enrobée. Ce procédé permet d’obtenir des soudures de
grandes ¢épaisseurs (10 a 100 mm). La protection de 1’arc de soudage est obtenue a 1’aide des
vapeurs provenant d’une poudre composite qui joue un role important dans la métallurgie des

soudures (profondeur et épaisseur du cordon). Cette poudre est indépendante de 1’électrode.

1.B.4 Soudage a I'arc plasma

Lors du soudage a I’arc plasma, un arc électrique jaillit entre une électrode réfractaire en
tungstene et la piece a souder [MAS.13]. L’arc plasma peut étre divisé en deux catégories : le
plasma a arc transféré et le plasma a arc non transféré. Dans le cas de I’arc transféré (Figure
1.3 ¢), I’arc ¢€lectrique jaillit entre 1’¢lectrode réfractaire et la tuyere formant 1’anode. Ce jet de
plasma poussé par le gaz permet le dépot d’énergie. Ce procédé est plus préconisé pour des

applications de traitement de surface par projection thermique que pour le soudage.
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Figure 1.3 : Types de transferts dans les arcs électriques ; a) non transféré interne ; b)

non transfere externe ; c) transferé [MAS.13].

Dans le cas de I’arc non transféré (Figures 1.3 a et b), I’arc électrique jaillit entre 1’¢électrode
réfractaire et les picces a assembler. Ce procédé de soudage fonctionne comme le procédé
TIG a la différence qu'un flux de gaz supplémentaire est délivré au niveau de 1’¢lectrode,
entrainant ainsi une constriction de 1’arc. Cette constriction permet un transfert d’énergie plus
localisée et permet de souder des picces ayant une épaisseur allant jusqu’a 20 mm. La largeur
du cordon est par contre plus petite que celle du procédé TIG [MAS.13]. Ceci est di au fait

que I’apport de chaleur est d’une part plus important et d’autre part plus localisé.

I.B.5S Le soudage a I’arc avec électrode non consommable

Le procédé¢ de soudage TIG est le type de soudage avec torche a plasma le plus utilisé
[TAS.10]. 1 est constitué¢ par une ¢lectrode de soudage en tungsténe non fusible et son gaz de
protection est inerte. Ce gaz est soit de l'argon (Ar), de 'hélium (He) ou alors un mixage
argon-hélium [MUN.91]. Le plus souvent, un métal peut étre intégré au procédé. Ce métal,
qui a une forme de baguette, n’est pas indispensable pour la réalisation de I’opération de
soudage mais il joue un role d’ajout de maticre et augmente ainsi 1’énergie transmise au bain
de soudure en fusionnant avec 1’arc. Le matériau de la baguette doit étre le méme que celui du
métal a souder et le diametre de la baguette varie selon la profondeur du cordon a réaliser.
L'argon et I'nélium ne réagissent pas avec le bain de soudure en fusion et n’influencent donc
pas la métallurgie de la soudure. Cependant, I'hélium permet une vitesse de soudage plus
rapide que l'argon car il permet d’obtenir un bain de fusion plus profond [LU.09a]. Les

soudures obtenues avec ce procédé de soudage sont de bonne qualité et de grande précision

36



[KIM.98] et peuvent étre réalisées dans pratiquement toutes les positions [MUN.91],
permettant ainsi une flexibilit¢ de soudage a des endroits difficilement accessibles. Le
soudage TIG est utilisé¢ pour pratiquement tous les aciers ayant une épaisseur inférieure a 10

mm [MAS.13].

I.C. Etude détaillée du procédé de soudage TIG

I.C.1 Historique et évolution de la recherche

Le soudage TIG est actuellement 1’un des procédés les plus populaires. La majorité des
industries de fabrication 1’utilise en raison de la bonne surface que présente le cordon de
soudure obtenu et de la trés haute précision de soudure. Cependant, la profondeur des picces a
souder doit étre au plus de 3 mm lorsqu’il n’y a pas de métal d’apport et inférieure a 10 mm
avec un métal d’apport afin d’obtenir un bon cordon en une seule passe de soudage [FUJ.08].
Cette restriction rend la productivité du soudage TIG relativement faible. C’est la raison pour
laquelle des chercheurs de I'Institut de Soudure Paton en Ukraine ont introduit dans les années
1960 un flux supplémentaire. Cette méthode, qui se dénomme A-TIG, a pour but d’augmenter
la pénétration du cordon de soudure. Les résultats présentés dans [VEN.14] et dans [ARU.12]
ont montré que cette méthode permettait effectivement d’augmenter la profondeur tout en
gardant la qualité du cordon, entrainant ainsi une meilleure productivité. La méthode A-TIG

peut étre réalisée de trois fagons différentes [FUJ.08] :

e Un abaissement de la tension superficielle du bain de fusion a 1’aide du flux
supplémentaire. Cela se traduit par la baisse de pression de la surface du bain qui
permet d’augmenter le rayon de courbure de celle-ci afin de pouvoir mieux supporter

la pression de 1’arc.
e La constriction de I'arc a 1’aide des molécules vaporisées du flux supplémentaire.

e L'inversion de la convection de Marangoni (contraintes de cisaillement induites par le

gradient de tension de surface a la surface du bain de fusion).

La méthode A-TIG utilisant I’inversion de Marangoni est la plus utilisée [FUJ.08]. Elle
consiste a activer un flux sous forme de pate qui est appliqué sur la zone du joint de soudure.

Le flux actif est un mélange de solides désoxydants de granulométrie fine qui permet

37



d'améliorer la pénétration jusqu'a 300% [LIN.12]. Lors de I’opération de soudage, il se
décompose et produit suffisamment d’oxygene pour inverser le flux du bain de fusion. Ce
flux est connu sous le nom de convection de Marangoni [KOU.03] et son inversion permet de
changer la direction de la convection de I'extérieur vers l'intérieur. Cette inversion est
provoquée par le changement de signe du coefficient de tension superficielle di a
I’augmentation de la température. Cette variation de la tension de surface est également

responsable de 'augmentation de la pénétration du flux.

Lu et al. [LU.04a] ont développé un modele TIG en utilisant un gaz mixte (mélange d’argon
et d’oxygene) pour améliorer la pénétration du bain par ajout de I’oxygene dans le gaz de
protection. Les résultats obtenus montrent que cet ajout joue un role actif sur le bain de
soudure et augmente la profondeur de soudure. Cependant, les travaux antérieurs de Lu et al.
[LU.03] ont aussi montré qu’une forte oxydation était observée sur la pointe de 1'¢lectrode
lorsque le gaz actif O2 est mixé au gaz protecteur (Argon, oxygene). Li et al. [L1.12] ont donc
proposé une méthode pour résoudre cette problématique. Cette méthode consiste a utiliser un
gaz actif (O2) et un gaz inerte qui ne sont pas directement mélangés I'un a 1’autre car ils
arrivent a la surface du bain par deux canaux différents. Le procédé TIG mis en ceuvre utilise
donc un double gaz protecteur avec pour but d’améliorer la pénétration de la soudure. Cette
méthode a été comparée a la méthode traditionnelle de soudage TIG en jouant sur différents
parametres de soudage comme la vitesse, la longueur d'arc et ’intensité du courant. La force
de convection Marangoni a notamment été calculée pour estimer l'influence des parameétres de
soudure sur la variation de la forme du bain de soudure. Les résultats montrent que la teneur
en oxygene et la distribution de chaleur sur la surface du bain de fusion sont des facteurs
déterminants sur le sens et la force de la convection Marangoni. La Figure 1.4 présente la

géométrie du cordon obtenue pour les différents tests réalisés.
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Figure 1.4 : Forme des bains de fusion pour différentes vitesses de soudure [L1.12].

Ces résultats expérimentaux montrent que le gaz inerte peut empécher 1’oxydation de la
pointe de I'¢lectrode. En méme temps, le mélange de gaz externe qui contient les gaz actifs
tels que l'oxygéne ou le dioxyde de carbone se dissout dans le bain de soudure pour ajuster la
convection Marangoni et ainsi la forme du bain de soudure. La couche d'oxyde qui peut
apparaitre avec une teneur relativement €levée en oxygeéne dans le bain de soudure est
cependant nocive pour le flux de chaleur le long de la surface du bain, ce qui réduit 'efficacité
de la soudure en particulier dans le procédé TIG avec double gaz protecteur. Le choix des gaz

et de leur vitesse d'écoulement est discuté dans le paragraphe suivant.

I.C.2 Influence du choix du gaz et de sa vitesse d’écoulement

La bouteille de gaz du poste de soudure, qui contient un gaz neutre comme l’argon ou
I’hélium, est munie d’un débitmetre permettant de régler le débit du gaz lors de 1’opération de
soudage. Ce gaz permet a ’arc de soudage de se propulser dans une atmosphére neutre,
protégeant ainsi le bain de fusion contre les €éléments externes. L’écoulement du gaz est

canalis¢ a I’aide d’une buse dans la torche. Les buses utilisées sont en céramique, en
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aluminium ou en corindon. Leurs diamétres varient de 6 a 20 mm en fonction de l'intensité du
courant de soudage. L’effet de la présence de la buse de gaz ne produit aucun changement

dans la vitesse et la répartition de la température [TSA.90].

Les gaz peuvent étre considérés comme des isolants électriques avec une structure chimique
comportant des électrons liés, ces derniers ne pouvant se détacher et s’ioniser que s'ils
recoivent une énergie supérieure a leurs énergie d’ionisation [PLA.60]. A 1’état ionisé, le gaz
devient ¢lectriquement conducteur permettant ainsi le transfert d’énergie du courant de
I'¢lectrode a la picece a souder. Cette propriété joue un role déterminant lors de 1’opération de
soudage [PLA.60] car la décharge électrique de 1’¢lectrode ionise le gaz. Ceci est di a
I’¢élévation de la température du gaz par 1’¢électrode qui est traversé par le courant électrique.
On parle de plasma (gaz a 1’état ionis¢) lorsque cette ¢lévation de température est telle que
I’énergie moyenne des particules du gaz est comparable a 1’énergie d’ionisation des molécules

et atomes qui constituent ces particules [SML11].

Contrairement aux structures solides, qui présentent des molécules ordonnées et compactes,
les gaz sont constitués de molécules dispersées et désordonnées qui se déplacent librement en
fonction de I’espace qui leur est alloué. Suivant ce principe, I’énergie générée par le poste a
souder a travers 1’¢lectrode chauffe le gaz de protection, ce qui provoque une agitation des
particules qui entraine les mouvements des électrons. Plus le gaz chauffe, plus la vitesse de
déplacement (rotation et translation) des particules est ¢levée. Les mouvements engendrés
créent des chocs, qui peuvent étre €lastiques ou non, entre les différentes particules [FOX.15].
On parle de choc élastique lorsque 1’énergie cinétique d’une particule en mouvement est plus
¢levée que 1’énergie qui permet de maintenir la particule qu’elle rencontre sur son orbite.
L’¢lectron qui quitte 1’orbite devient alors un ion. Dans le cas ou 1’énergie cinétique n’est pas
suffisante pour arracher un électron de son orbite, le choc est non ¢élastique. L'atome est alors
excité et I’électron peut quitter son orbite pour une couche inférieure. Lorsque la densité
d'ions devient assez grande, on dit que le gaz est ionisé. Cette ionisation n’a pas lieu a I’issu
d’un seul choc mais apparait progressivement. La Figure 1.5 extraite de [FOX.15] est une
compilation des résultats obtenus dans [PHE.91]. Elle présente les sections transversales des
chocs ¢lastiques (ionisation courbe rouge) et non ¢lastiques (excitation courbe bleu) en
fonction de I’énergie transmise lors des collisions. Les sections sont presque égales jusqu’a
une valeur énergétique de 30% eV. Au-dela, la section d’excitation est légerement plus élevée

que celle d’ionisation.
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Figure 1.5 : Sections transversales des chocs élastiques (ionisation : courbe rouge) et

non élastique (excitation : courbe bleu) en fonction de |’énergie transmise [PHE.91].

Cho et al. [CHO.13] ont constaté que, lors de I’opération de soudure, plus le débit de gaz était
¢leve, plus la fréquence de collision augmentait, et par conséquent la densité d’ionisation du
gaz. La densité de puissance de rayonnement du plasma pourrait ainsi étre augmentée avec le
débit de gaz. Ceci permet d’améliorer la performance globale de I'énergie électromagnétique

absorbée par la piece a souder.

Les travaux de Tanaka et al. ((TAN.04] et [TAN.O8a]) ont montré que la quantité d’énergie
apportée a la piece a souder variait considérablement en fonction du gaz de protection utilisé.
En effet, en utilisant séparément ’argon et 1’hélium, I’intensité de 1’énergie transmise avec
I'argon s'avére plus élevée qu'avec I’hélium. Ceci est dii au fait que I’arc transmis a travers
I’hélium est plus étroit que celui transmis a partir de I’argon, avec un canal de I’arc d’hélium
rétréci a cause de sa faible conductivité électrique. Cette rétraction entraine I’augmentation de
la profondeur du cordon de soudure et par conséquent une meilleure productivité du procédé
de soudage. Le coit ¢élevé de I'hélium constitue cependant un probléme ainsi que 1’amorgage

difficile de son arc a cause de sa faible conductivité électrique.

Ces conclusions ont été confirmées dans [FUJ.08] ou il a été observé que 1’hélium avait un
effet plus important sur la convection Marangoni que ’argon. Dans le but de trouver une
alternative a I’argon, S. Lu et al. [LU.09b] ont étudié le role que jouait 'azote qui, en plus de
fournir un prix compétitif pour les industriels, garantit ¢galement une bonne protection du

bain de fusion. L'arc de soudage avec 1’azote comme gaz protecteur est en effet plus étroit que
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celui avec l'argon en raison de sa chaleur spécifique et de sa conductivité thermique élevée.
Le flux élevé de chaleur di a cette constriction de 1’arc d'azote provoque alors I’augmentation

du volume du bain de soudure et améliore ainsi la productivité du procédé de soudage TIG.

Murphy et al. [MUR.10] ont enfin montré que la composition du gaz de protection affectait
fortement les propriétés de l'arc car le flux de chaleur, la densité de courant ainsi que les

contraintes de cisaillement a la surface du bain de fusion sont influencées par ce gaz.

I.C.3 Influence de I’électrode en tungsténe

L’¢lectrode est un composant de la torche de soudage qui est constitué de tungsténe avec les
caractéristiques d’€tre conducteur et d’avoir un point de fusion tres élevé (largement au-
dessus du point de fusion des tdles a souder). Son utilisation est donc utile dans les zones a
hautes températures. La géométrie de sa pointe (afflitage) est un parametre important car il
influence non seulement la qualité du cordon de soudure, mais aussi la quantité¢ d’énergie
transmise. L’afflitage de la pointe de 1’¢lectrode a fait I’objet de trés nombreuses publications

dans la littérature. Un certain nombre d'entre elles est présenté et comment¢ ci-apres.

Tsai et al. [TSA.90] ont observé que, pour une pointe a bout plat, la vitesse et la pression de
l'arc sont plus faibles que pour une pointe a bout aigiie car la distribution de température dans
la colonne d'arc y est plus uniforme. C’est dans le cadre de cette problématique que Haidar et
al. [HAL94] ont déterminé expérimentalement l'effet de I'angle de la pointe sur les
températures de l'arc. Ils ont notamment constaté que, pour des angles supérieurs a 60 degrés,
la distribution de la température dans la zone de la pointe était plus uniforme. Par voie de
conséquence, la répartition de la température dans le plasma est elle aussi plus uniforme.
Malgré cette uniformité, les valeurs de la température sont moins élevées que lorsque I’angle
de la pointe est inférieur a 60 degrés, les températures étant maximales avec un angle de 60

degrés.

L’effet de différents angles de pointe (30, 45 et 60 degrés) sur la densité de courant, la tension
de l’arc, le flux de chaleur et la température a été ¢tudié dans [TAN.06]. Il y est notamment
¢établi que la modification de la géométrie de la pointe de 1'¢lectrode a un effet insignifiant sur

la distribution de la densité de courant a la surface de 1'anode.

Une ¢étude sur la sensibilité de la pression d’arc par rapport a I’angle de la pointe a été réalisée

dans [LIN.86] pour différents angles (30, 60 et 90 degrés). Pour tous ces angles, il a été
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observé que la pression de l'arc augmentait linéairement avec le courant de soudage. Par
ailleurs, Fan et al. [FAN.96] ont montré, grace a des études numériques, que la pression de

I’arc diminuait avec I’angle de pointe.

Goodarzi et al. [GOO.98] ont étudié la géométrie du bain de soudure pour différents angles de
pointe et les résultats ont été utilisés comme valeur d’entrée pour déterminer la forme du bain
de soudure en tenant compte de la flottabilit¢ et de l'effet Marangoni. Il apparait que
I'augmentation de 1'angle de la pointe augmente la profondeur du bain de fusion et diminue sa
largeur. Une comparaison avec les résultats obtenus dans [KEY.80] montre par ailleurs
qu’une combinaison du modele de l'arc avec celui du bain de soudure conduit a une prédiction
réaliste de la forme et de la dimension du bain de soudure pour un angle de la pointe de

I'électrode variant de 10° a 90°.

Préalablement a ces travaux, Goodarzi et al. [GOO.97a] avaient développé des modeles du
comportement de l'arc et du bain de soudure en faisant varier I’angle de la pointe de la
cathode de 10° a 150°. L'objectif était d’en étudier l'effet sur les propriétés de l'arc, en
particulier sur la densité de courant d'anode, le flux de chaleur et les contraintes de
cisaillement. Il apparait que 1'augmentation de 1'angle de pointe conduit a un rétrécissement du
diameétre de I'arc et a une augmentation de la densité de courant d'anode et du flux de chaleur.
A l'inverse, en réduisant 1'angle de la pointe de 1'¢lectrode, la vitesse du gaz augmente ainsi

que, par voie de conséquence, la contribution convective dans le flux de chaleur de I'anode.

Les résultats établis dans [LOW.92] montrent enfin que la densité du courant cathodique est
fortement influencée par la forme de 1'¢électrode. La comparaison entre les calculs et

l'expérience est présentée sur la Figure 1.6.

2
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Figure 1.6 : Densité de courant pour un courant de 2004 [LOW.92]
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L'é¢tude bibliographique qui vient d'étre présentée concerne les torches de soudage non
inclinées. Le cas des torches inclinées est examiné ci-aprés. Abid et al. [ABI.13] ont par
exemple étudi¢ de maniére exhaustive I’influence de la géométrie de la pointe et de la
longueur d’arc sur l'arc et sur le bain de fusion en utilisant une torche incliné a 70°. Les
tendances observées sont nombreuses :

o la température maximale de l'arc a proximité de la pointe d'électrode diminue avec
I’augmentation de l'angle de la pointe et la réduction de la longueur pointe-picce.

e la distribution de la température de 1’arc est concentrée pour les angles plus petits et
étendue pour les plus grands.

e la vitesse maximale dans la colonne d'arc diminue avec 1’augmentation de 1’angle de
la pointe.

e lavitesse sur la surface de I'anode diminue avec la réduction de la longueur de I'arc.

o la densité de courant maximum a la pointe de 1'¢lectrode diminue avec 1’augmentation
de l'angle de la pointe.

e la répartition de densit¢ de courant sur la surface d'anode reste a peu prés la méme
avec les différents angles de la pointe, mais diminue avec 1’augmentation de la
longueur de l'arc.

o le flux de chaleur par conduction et convection diminue avec I’augmentation de 'angle
de la pointe.

e le flux de chaleur dii a une contribution électrique reste inchangé mais le flux de
chaleur totale est 1égérement affecté par 1'angle de pointe de I’¢lectrode.

e la diminution de la longueur de I'arc augmente le flux de chaleur sur la piece.

Cependant, les études précitées, qui portent sur I’influence de 1’angle de pointe de 1’¢électrode,
n’ont pas impactées les choix que nous avons opérés car nous avons utilisé un arc d’affutage
de 60° qui correspond a la géométrie de 1’¢lectrode employée dans le secteur industriel qui
nous intéresse.

Aprées avoir présenté de manicre détaillée 1’effet de 1’angle de la pointe de 1’¢électrode, nous
allons maintenant discuter de I’arc de soudure. Il s’avere en effet que cet arc constitue 1’un des
principaux facteurs lors de ’opération de soudage a I’arc. Il est décrit dans le prochain

paragraphe.
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1.C4 L’arc de soudure

Lors du soudage TIG, un arc ¢électrique est utilisé pour transférer la chaleur afin de fusionner
les pieces. L'arc ¢lectrique de soudage peut étre défini comme une foudre artificielle

provoquée par l'appareil de soudage.

Le soudage a arc utilise un arc électrique de forte intensité entrainant une élévation de
température supérieure a la température de fusion des picces a souder. Pour réaliser
I’opération de soudage, les picces a assembler doivent étre reliées par une pince au podle
positif du générateur (I’anode réceptrice d’électrons). L'électrode émettrice d'électrons est
reliée a la cathode qui est le pdle négatif du générateur. Lorsque le soudeur rapproche
I'¢lectrode de la surface de la piece a souder, la différence de tension entre les deux pdles
(anode et cathode), qui est causée par la répartition des charges, provoque une décharge
¢lectrique, chauffe le gaz et ionise celui ci. Le gaz ionisé devient alors conducteur et un
courant €lectrique passe entre la torche et la plaque a souder. Le gaz ionisé, dans lequel passe
le courant, est appelé plasma. Le plasma est donc défini comme un état dans lequel le milieu
gazeux présente un degré d’ionisation tel que ses particules, sensibles aux champs
¢lectromagnétiques, permettent le passage du courant électrique. Le nom de plasma a été
attribu¢ par I. Langmiur en 1928 [LAN.28], dans le cadre de I'¢tude d'un arc de mercure, par
analogie avec le plasma sanguin. Dans l'arc électrique, qui se crée a travers le plasma, la
température peut varier de 5000 K a 50000 K [HOU.77]. La Figure 1.7 fournit un schéma de
principe des phénoménes qui se manifestent pendant l'apparition d’un arc électrique en

soudure.

L’arc a haute intensité de courant représente le principal outil de production des plasmas
thermiques qui sont d’un intérét croissant pour les traitements chimiques et pour les
matériaux. Contrairement a ’arc a faible intensité de courant, I’arc a haute intensité
(supérieure a 50 Amperes) et a pression atmosphérique, est caractérisé par de forts flux
macroscopiques. Dinulescu et al. [DIN.80] ont observé que, lorsque I’intensité de courant est
suffisamment élevée, toute variation dans la section du trajet emprunté par le courant, avec
par exemple des variations de densité de courant axiales, entrainait des variations dans la

vitesse d'écoulement, jusqu’a 100 m/s.
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Figure 1.7 : Schéma de principe de création d'un arc électrigue [HOU.77].

Zhou et al. [ZHO.94a] ont par ailleurs montré que, dans le cas de soudage TIG avec argon, la
densité de courant des ions représentait environ 50% du courant total de 1’arc pour les basses
intensités. Dans le cas des arcs a hautes intensités, ce pourcentage varie de 18% pour la

densité de courant des ions a 82% pour celle des électrons.

I.C.5 Les zones caractéristiques de I'arc de soudage TIG

D'aprées Weman [WEM.11], ’espace entre 1’¢électrode de la torche et la piece a souder peut
étre divisée en 3 zones : une centrale ou la tension est uniforme et deux ou il existe une chute

de tension due au refroidissement rapide des €lectrodes (chute anodique et chute cathodique).

L’espace entre la pointe de I’¢électrode et I’anode (longueur d’arc) peut varier entre 2 mm et
10 mm [JEF.10]. Les expériences réalisées dans [TAN.06] pour des longueurs d’arc allant de
2.5 mm a 10 mm montrent que la tension d'arc augmente avec la longueur de 1'arc et que les
températures de 1'arc a proximité de la cathode sont de I'ordre de 22 000 K pour un courant de

soudage de 100 A. Dans ce travail de thése, nous avons utilisé un courant d’arc de 100 A.

I.C5.1 Zone cathodique

La cathode, qui participe au maintien de l'arc, induit des phénomeénes complexes tels que le
flux d'ions positifs entrant vers la cathode et 1'extraction des électrons de la cathode. La pointe
cathodique atteint une température qui dépasse généralement sa température de fusion. Cette
augmentation de la chaleur est due au bombardement énergique d'ions sur la tache cathodique.
Ce bombardement provoque une perte de matiere de la cathode appelée érosion [ZHO.94b].

Les qualités prépondérantes d'une cathode sont sa capacité a conduire le courant (conductivité
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¢lectrique), sa capacité a évacuer I’énergie thermique (conductivité thermique) et sa capacité a
émettre les €lectrons sous I’effet d’un champ électrique. D’apres Benilov et al. [BEN.95], la

cathode est constituée de quatre couches : la cathode, la gaine, la pré-gaine et le plasma

(Figure 1.8).

cathode

Gaine % 0.01 ym
(Zone de charge d'espace)

Pré-gaine

S %100 ym
(Zone d'ionization)

Plasma

Figure 1.8 : Couches de la zone cathodique de [’arc électrique [BEN.95]

Les ¢électrons qui entrent dans le plasma sont émis de la cathode. Aprés l'avoir quitté, ces
électrons arrivent dans le plasma avec toute I’énergie que leur fournit la traversée de la
différence de potentiel existant aux extrémités de la gaine. A haute intensité, le processus
d'émission d'¢lectrons a la cathode provoque une contraction de l'arc qui crée une action

magnétohydrodynamique (MHD) de pompage continue du jet cathodique [DIN.80].

Cathode Space charge Jonization zone Plasma
zone

Figure 1.9 : Mouvement des particules dans la zone cathodique [ZHO.94b]

Le mode d’émission électronique dans un arc électrique joue un role déterminant sur la zone
cathodique car les propriétés du plasma varient en fonction de la nature du métal de
I’¢lectrode [THI.76]. Lorsque la température de fusion du métal a la cathode est élevée,
I’émission des électrons peut étre thermoionique, par effet de champs, par bombardement

d’ions positifs ou par absorbation de photons. Dans le cas du matériau tungsténe, 1’émission
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est thermoionique (Figure 1.9). Lorsque la température de 1’¢électrode a la cathode devient
¢levée (température entre 1500 K et 2500 K), cette dernicre laisse échapper des électrons qui
se déplacent en direction de I’anode. La perte d’¢lectrons a la cathode crée des ions positifs
qui, plus lourds et lents que les électrons, forment un nuage entre les €lectrodes, a proximité
de la cathode (zone de charge appelée gaine). Les électrons, plus rapides car plus légers, sont

absorbés plus vite par I’anode que les ions.

La zone cathodique est caractérisée par de tres forts gradients de température qui provoquent
de violents courants radiaux de gaz froid dirigés de la périphérie vers I’axe de la colonne de
plasma [POK.99]. Cette zone d’ionisation, dans laquelle apparait une densité¢ élevée de
collisions, fait toujours I'objet de travaux de recherche intenses sans qu'il n'y ait a ce jour de
consensus. Certains chercheurs considérent en effet cette zone comme ¢étant dans un état
d'Equilibre Thermodynamique Local (ETL) alors que d’autres soutiennent le point de vue
contraire. Ce débat est d'importance pour la détermination des propriétés du plasma. Pellerin
et al. [PEL.94], ainsi que Pokrzywka et al. [POK.96], ont par exemple constaté des écarts
d’ETL sous pression atmosphérique au voisinage de la pointe cathodique sur la base
d'observations spectroscopiques réalisées sur un plasma d’argon. Cela signifie qu'il existe des

gradients de pressions dans cette zone ou alors que cette derniére n’est pas a I’ETL.

Ultérieurement, Pokrzywka et al. [POK.99] ont constaté que les écarts observés provenaient
probablement d’une forte surpopulation provoquée par I’injection d’atomes dans 1’état
fondamental de la colonne de plasma, en raison d’importants effets convectifs qui peuvent
prendre naissance dans le voisinage de la pointe cathodique. L’existence de fort gradient sur
les composantes longitudinales et radiales des vitesses de I’écoulement serait la cause de ces
effets convectifs. H. R. Griem ([GRI.63] et [GRI.64]) considére que, pour atteindre une ETL
compléte (densité d’électrons supérieure 410 m™), le taux de collisions devrait étre dix fois

plus élevé que celui de la décroissance radiative.

Pour comprendre 1’origine de I’ETL, J. Haidar [HAL95] a utilisé le temps de relaxation
cinétique puisque, lorsque les atomes neutres de 1'argon sont injectés a la vitesse élevée du jet
cathodique dans 1’arc, la température de ces atomes augmente sous ’effet des collisions entre
atomes et ¢lectrons. Le temps de relaxation correspond au temps dont ces atomes ont besoin
pour atteindre la température des électrons afin de retrouver un état stable du plasma. J.
Haidar a également observé que le critére employé dans [GRI.63] et dans [GRI.64] (densité

d’¢électrons supérieure 4 102 m™ avec une température du plasma d’environ 12000 K et une
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pression de 1 atm) n’est valable que pour une distance d’au moins 2 mm entre la pointe de la
cathode et ’anode. Pour des distances plus petites, ’ETL n’est en effet pas atteint malgré des
températures de plasma allant jusqu’a 23 000 K et une densité d’électrons de 2 x 102 m™. Ces
observations ont ¢été ¢galement réalisées dans [TAN.99], [HAL95] et dans [MAE.64]. H.
Maecker [MAE.64] a en effet trouvé que la densité de courant a proximité de la pointe de la
cathode (distance inférieure a 2 mm) provoque une compression du plasma d’environ 4%
dans cette région entrainant un gradient de pression. Il en résulte qu’un arc de gaz froid
provenant de l'extérieur de la zone d’arc doit pénétrer dans la zone cathodique afin de
compenser la perte de masse due a la différence de pression. D’apres J. Haidar [HAL95], c’est
ce flux important de gaz a basse température qui perturbe I’ETL prés de la pointe de la

cathode.

Sur la base des résultats établis dans [SAN.84], Tanaka et al. [TAN.99] ont observé des écarts
d’ETL dans ’arc pour des intensités de courant de 50 A et de 150 A. Dans le cas d'une
intensité de 150 A, il a notamment été relevé une grande différence de température entre les
¢lectrons (23 000 K + 5%) et les particules lourdes (17 000 K + 10%) a 1 mm en dessous de la
pointe de la cathode. Trois causes peuvent provoquer un défaut d'ETL selon [BEN.95] :

o la différence entre la température des électrons et celle des particules lourdes,

e un défaut de 1’équilibre d'ionisation,

e un défaut de quasi neutralité.

Ces résultats, validés par des comparaisons expérimentales, montrent que le couplage entre
les ions et les neutres dans la zone d’ionisation n’est pas assez fort pour correspondre a la
description de diffusion classique du mouvement d'ions. Les auteurs de [BEN.95] proposent

donc comme solution une description multi fluide du plasma.

Li et al. [LI1.0O7] consideérent que, si le modele ETL est apte a prédire les caractéristiques
générales du transfert de chaleur dans la colonne d’arc, il ne peut décrire qualitativement
I'échange d'énergie entre la couche proche de la cathode et la colonne d'arc. La raison
invoquée est que, méme dans les arcs a courants élevés, ou la différence de température entre
les ¢lectrons et les particules lourdes est négligeable, il existe une couche adjacente a la
colonne d'arc et proche de la cathode ou les températures présentent une forte variation. Une
description correcte de cette couche est donc essentielle pour la bonne compréhension des

¢changes de chaleur.
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Benilov et al. [BEN.12] ont développé un modéle ETL pour prédire la tension et le courant
dans I’arc pour des intensités variant de 20 a 175 A. Ce mod¢ele fournit des écarts avec
I'expérimental de I'ordre de 2 V pour des intensités de courant supérieures a 120 A et de
I'ordre de 1 V pour des intensités inférieures a 120 A. Les auteurs considérent cependant que
leur modele ne permet pas de trancher sur l'influence ou non de ’ETL sur la zone
d’ionisation.

Lowke et al. [LOW.92] ont négligé I’aspect non ETL dans leurs travaux car ils estiment que
la gaine cathodique (encore appelée zone de charge d’espace) est trées mince (0.02 mm),
malgré la différence de température entre la cathode (environ 3000 K) et le plasma (juste
supérieure a 1000 K). La comparaison de leurs calculs avec des valeurs expérimentales
montre en effet que, pour des couches tres petites, il n’y a pas d’effet majeur sur les densités
de courants. Ultérieurement, Lowke et al. [LOW.97b] ont cependant établi qu'un autre
facteur, la photo-ionisation des atomes de gaz neutre causée par la résonnance de la radiation
du plasma, pouvait influencer la production des électrons dans la zone d’espace pres de la
cathode. En effet, pour des cathodes thermoiniques, des tensions significatives peuvent

développer des courants d'ions considérables.

J. Haidar [HAL95] a mesuré¢ la température du plasma, la température a la surface de la
cathode et le coefficient d'émission du plasma pour un arc d’argon a 1’air libre sous divers
paramétrages. Ces mesures montrent non seulement que les caractéristiques de la cathode ont
une grande influence sur I'équilibre du plasma dans la zone cathodique, mais aussi qu’il existe
une dépendance entre la variation du coefficient d'émission du plasma et simultanément la
distribution de la température et la densité de courant dans le plasma. Pour un plasma d’argon
a pression atmosphérique et en ETL, le coefficient d’émission posséde un maximum local
pour une température de plasma de 15200 K. L’auteur conclut que, méme si I’ETL existe
dans tout I’arc, la valeur maximale du coefficient d’émission devrait étre indépendante de la

position dans I’arc.

Haddad et al. [HAD.&84] ont enfin trouvé, qu’a pression atmosphérique, la valeur maximale du
coefficient d’émission variait en fonction de la distance entre le point mesuré et la pointe de la
cathode. L'origine de cette variation proviendrait d'un état non ETL. Les auteurs ont prouvé
que cette valeur diminuait avec 1’augmentation de la pression a partir de 1 atm et, qu’a partir
d’une certaine température, I’augmentation de la pression entrainait celle de la densité

d’électrons.
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Dans notre travail de thése, nous avons considéré ’ETL car la distance entre la pointe de
I’¢électrode et la surface de I’anode est de 2 mm, ce qui correspond a la théorie développée

dans [GRI.63] et [GRI.64].

I.C.5.2 Zone anodique

1.C.5.2.1 Couches de la zone anodique

L'anode peut étre divisée en plusieurs couches comme présenté sur la Figure 1.10 [DIN.80].
La premicre, directement adjacente a la surface de l'anode, est une couche de la charge
d'espace, dans laquelle la condition de quasi-neutralit¢ du plasma n’est pas valable car la
principale chute de potentiel a lieu entre le plasma et I'anode. La deuxiéme couche est une
zone d'ionisation du plasma quasi-neutre (presheath) et non isotherme. Dans cette couche, les
particules chargées sont générées par l'ionisation des ¢lectrons dans le plasma des atomes de
gaz. Ces ¢lectrons sont extraits de la surface de I'anode métallique qui les a absorbés et de la
vapeur du métal. La troisiéme couche commence a l'extérieur de la région d'anode. Il s'agit
d'une région du plasma de gaz qui posséde un €quilibre thermodynamique local. La zone
d’écoulement est suivie vers l'anode par une couche dans laquelle la présence de I’anode
relativement froide se fait sentir. Ceci se caractérise par des forts gradients de température et
de densité des particules. Cette couche, désignée dans la terminologie usuelle sous le nom de
couche de Knudsen, est considérée comme une couche limite. Elle est située a une distance de
la surface de I'anode égale a plusieurs longueurs de libre parcours des particules lourdes. En
dessous de cette couche limite se trouve la gaine recouvrant la surface de l'anode. Les ions
formés dans la gaine sont projetés vers la surface de l'anode par le champ électrique. Ce
dernier est induit par la mobilité des €lectrons et les recombinaisons des particules a proximité
de cette surface. Par conséquent, les conditions de 1'équilibre d'ionisation locale ne sont pas
respectées dans la région d'ionisation. Par ailleurs, un changement marquant du potentiel du

plasma a lieu dans la gaine, en lien avec la baisse de la couche de charge d'espace.
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Figure 1.10 : Structure de l'ionisation du plasma, de l'écoulement des particules et de

la distribution du potentiel dans la région de l'anode [DIN.80]

Les propriétés d’un arc libre et de sa cathode ont été prédites dans [ZHU.92]. A cet effet, un
modele unidimensionnel de la zone d’ionisation de la cathode qui n’est pas a ’ETL a été
combiné avec un modele bidimensionnel de la colonne d’arc et de la cathode solide. Deux
limites internes divisent le domaine arc-cathode en trois zones correspondant a l'arc, a la gaine
et a la cathode. La résistance effective de la gaine de cathode est obtenue en assurant le
transfert de charge a l'aide d'une approximation de diffusion ambipolaire. Les résultats
(températures a la surface de la cathode et tension d'arc) sont proches des mesures
expérimentales pour une colonne d'arc a 200 A avec de l'argon et une cathode en tungsténe.
Le modele de [ZHU.95] présente une analyse théorique des arcs libres en mettant 1'accent sur
les propriétés de 1'anode. Cette analyse, basée sur un traitement unifi¢ du systéme électrode-

arc en combustion libre, s'inscrit dans la continuité de la théorie décrite dans [ZHU.92].

Lowke et al. [LOW.97a] ont simplifi¢ le modele proposé dans [ZHU.92] en considérant le
systeme arc-¢lectrode comme une seule région au lieu des subdivisions introduites dans
[ZHU.92]. Pour cela, une condition aux limites simplifiée, basée sur la théorie du courant
thermoionique, évite d'effectuer des itérations supplémentaires pour satisfaire les conditions
aux limites entre régions. Cette simplification permet d’obtenir un temps de calcul 100 fois
plus petit qu'avec les modeles introduits dans [ZHU.92] et dans [ZHU.95]. Les résultats
obtenus avec des arcs a argon et pour une plage de courant de 50 a 400 A sont proches des

températures maximales et des tensions d’arc relevées expérimentalement.

Les valeurs expérimentales obtenues dans [USH.96] montrent que les propriétés physiques de

la zone anodique dépendent fortement de 1’intensité du courant de ’arc. Dans le cas des

52



courants de faible intensité (50 A), la température des électrons est trés différente de celles
des particules lourdes dans la couche limite de la zone anodique qui n’est donc pas en ETL
(Figure 1.11). Dans ce cas la chute anodique est positive. Par contre, plus on augmente
I’intensité du courant, plus I’épaisseur de la couche limite devient petite et le potentiel
¢lectrique dans cette couche devient élevé par rapport a celui de 1’anode. Dans le cas d'un arc
a haute intensité de courant, la couche limite de 1’anode est en ETL parce que la température

des ¢€lectrons correspond a celle des particules lourdes. La chute anodique est alors négative.
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Figure .11 : Température des électrons et des particules lourdes [USH.96]

La chute anodique a été étudiée dans [SAN.00] avec une extension en 2D du modele
unidimensionnel proposé dans [LOW.97a]. Dans le cadre de cette extension, les effets de
diffusions ambipolaires sont inclus dans l'ensemble du plasma et la conductivité électrique
dans le plasma est calculée en fonction de la masse volumique et de la température
d'¢lectrons. Pour des courants élevés (jusqu’a 200A), une chute de tension négative a 1’anode

de I'ordre de -2 V est observée. Cette chute est d’environ 3 V lorsque le courant est réduit a 50
A.

Le ratio entre la température des particules lourdes et celle de la surface de 1’anode
influe notablement sur les propriétés locales du plasma telles que 1’épaisseur de la couche
limite et le potentiel de I’anode. Le pourcentage des électrons qui pénétre la zone anodique a
également un effet important sur son potentiel. En fonction de ce pourcentage, le potentiel

peut étre positif, négatif ou nul. Wu et al. [WU.99a] ont par exemple étudié le ratio entre la
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température des particules lourdes au niveau de la chute libre de 1’arc et celle de la surface de
I’anode. Les résultats obtenus indiquent que ce ratio influence les propriétés locales du plasma
dans la couche limite de I’anode, 1'épaisseur de celle-ci et le potentiel de la gaine. Le Tableau

1.3 présente une comparaison entre le calcul et les mesures pour un ratio égal a 6.

Current (A) Arc gap (mm) Pressure (kPa) 0 Calculated, g, (10° Al’)  Measured, g, (10° Al

100 35 101 o 204 13
190 35 101 b 3R 400

Tableau 1.3 : Comparaison des flux de chaleurs calculé et mesuré a l'anode [WU.99a]

1.C.5.2.2 Influence de la vapeur métallique

Lors de I’interaction entre 1’arc et le bain de soudure, il se produit de la vapeur métallique qui
a fait I’objet de plusieurs études afin de comprendre son impact sur 1’opération de soudage.
Lago et al. [LAG.04] ont par exemple développé un modele numérique bidimensionnel de
l'interaction entre un arc électrique et une anode solide en fer. Ce modéle a été paramétré
comme dans [NES.62] ou une méthode calorimétrique a été utilisée pour déterminer les
distributions de chaleur a l'anode (intensité¢ de courant de 200 A et longueur d’arc égal a 6.3
mm). Le modele montre que la vapeur métallique augmente les conditions électriques et les
densités de courant au niveau de l'anode, qu'elle n’influence pas le flux anodique sur la

surface de 1'anode mais qu'elle agit par contre sur les densités de courant radiales.

Tanaka et al. [TAN.08b] ont modélisé un arc généré par une ¢électrode en tungsténe avec deux
gaz (I’'un a base d’hélium et I’autre d’argon) et en approximant leurs viscosités pour exprimer
les coefficients de diffusion du gaz de protection et de la vapeur métallique. Ils constatent
que, pour un arc de 150 A a pression atmosphérique, le plasma thermique est
considérablement influencé par la vapeur du fer provenant de la surface du bain de fusion et
que la concentration de vapeur métallique dans le plasma dépend de la température de surface
du bain de fusion. Un modele unifi¢ de I’ensemble cathode-plasma d'arc-bain de fusion est
utilisé dans [YAM.08] pour représenter 1’arc TIG dans 1’hélium gazeux. Une approximation
de la viscosité¢ est employée pour exprimer le coefficient de diffusion en fonction des
viscosités de I'hélium gazeux et de la vapeur de fer dans le but de considérer la contamination

du plasma par les vapeurs de métal provenant de la surface de la cathode.
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Dunn et al. [DUN.86a] ont étudié les effets des vapeurs métalliques sur les propriétés de 1'arc
de I’acier inoxydable. La spectroscopie d'émission et la photographie monochromatique ont
¢té utilisées pour déterminer les spectres des particules présentes dans la vapeur et leur
distribution dans I’arc. En plus des éléments supposés présents dans la vapeur métallique (Fe,
Mn, Cr), des vapeurs de calcium et d'aluminium sont également détectables bien qu’avec une
faible concentration. Pour les arcs a hautes intensités, la vapeur métallique est concentrée a la
surface du bain tandis que, pour les arcs de faibles intensités, elle se situe dans une région au-
dessus du bain de fusion. Dans la continuité des travaux présentés dans [DUN.86a], les co-
auteurs de [DUN.86b] ont étudié 1’influence sur les propriétés du plasma d'éléments a faible
potentiel d’ionisation tels que I’aluminium ou le calcium. Il apparait que ces ¢éléments n’ont
pas d’effets déterminants sur la conductivité ¢€lectrique et thermique du plasma lorsque les
¢léments tels que le fer ou le manganése sont aussi présents. Par contre, les effets de vapeurs
émises par 1'électrode en tungsténe peuvent avoir un effet notable sur les propriétés de l'arc.
Par ailleurs, le gaz de protection est libre de contaminants dans les régions supérieures de

l'arc.

Enfin, Murphy et al. [MUR.10] ont constaté que la vaporisation du métal du bain de soudure
et la diffusion de la vapeur de métal dans le plasma d'arc diminuaient la densité de flux de

chaleur ainsi que la densité de courant du bain de soudure.

La majorité des travaux qui viennent d'étre passés en revue établit I’influence des vapeurs
métalliques pour des courant d’arc d’intensit¢ d’au moins 150 A. Cependant, dans notre
¢tude, I’intensité du courant est égale a 100 A. L’influence de la vapeur métallique n’a donc

pas €été prise en considération dans le cadre de ce travail de these.

1.C.5.2.3 Quantité de chaleur transférée vers I’anode

Dans ce paragraphe, il est question de comprendre la nature de ’énergie transférée de
I’¢électrode vers la surface de I’anode, cette derniére correspondant a la piece a souder. C’est
dans ce but qu'Ushio et al. [USH.96] ont analysé le transfert de chaleur vers I'anode en
soudage TIG. Cette analyse montre que la quantit¢ de chaleur qui arrive a I'anode inclut les

flux d'électrons dus au courant ¢électrique, la convection et le rayonnement du plasma.

Wu et al. [WU.02] arrivent a la méme conclusion et leurs résultats établissent que l'énergie
transportée par les électrons constitue la majeure partie de la chaleur sur la surface de 1'anode.

En effet, pour un courant d'arc de 120 A et une longueur d'arc de 4.5 mm, ils constatent que
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I’énergie totale qui arrive a la surface de l'anode est composée a 68.9% par 1'énergie
transportée par les €lectrons et a 28.3% par celle transportée par convection. Ces résultats sont
en accord avec les mesures expérimentales.

I.C.5.2.4 Mode de fixation de I’anode

Dans les arcs a haute intensité (courant de plus de 50 A), deux modes de fixation d'anode distincts
sont connus. Il s’agit du mode de fixation diffusif et du mode en constriction. Lors de 1’opération
de soudage, I’arc arrive sur la couche limite de I’anode comparativement froide et perd de
I’énergie. Pour conserver la conductivité électrique vers 1’anode a une valeur suffisante pour
transporter le courant, il doit y avoir un apport d’énergie dans la zone anodique. Cet apport peut
étre fourni, soit par augmentation de la dissipation de 1'énergie électrique, soit par flux convectif
du plasma a haute température a partir de la colonne d’arc entrainant ainsi une augmentation du

diameétre de la colonne d'arc dans la couche limite de I'anode [YAN.07].

Les modes de fixation de 1'anode sont les résultats d'une compétition entre le jet cathodique et le
jet anodique. Lorsque le jet cathodique est plus fort, la fixation d'anode se trouve dans un mode
diffusif (Figure 1.12). Le champ électrique inverse sa direction dans la région de 1'anode, ce qui
entraine une limitation du courant a la surface de l'anode. Le point d'inversion du champ
¢lectrique est a environ 2 mm de I'anode, au centre de l'arc, et plus proche de l'anode a la
périphérie de l'arc. En raison de l'augmentation de la section transversale de I'arc, la densité de

courant est réduite pres de la surface de 'anode.

Figure .12 : Mode diffus de I’arc (courant : 100 A - débit du gaz : 15 slpm) [YAN.07]
Lorsque le débit de gaz est réduit de 15 a 5 slpm (standard liter per minute), la taille de

fixation est plus petite et les franges de 1'attachement de I'arc quittent la surface de 1'anode.

L'arc est alors dans un mode de décollement (Lift-off mode) comme indiqué sur la Figure 1.13.
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Figure 1.13 : Mode de décollement de [’arc (courant : 100 A - débit du gaz : 5 slpm)
[YAN.07]

Lorsque le débit de gaz est encore diminué jusqu'a 2.5 slpm, le flux de jet a I'anode augmente
et un mode d’attachements multiples apparait, l'arc étant en contact avec 1'anode a travers

plusieurs points en constriction (Figure 1.14).

Figure 1.14 : Mode de constriction de [’arc (courant : 100 A - débit du gaz : 2.5 slpm)
[YAN.07]

Lorsque le débit de gaz est trés faible (0.7 slpm), le jet de I’anode est puissant et domine sur
I'écoulement de la cathode. Dans ces conditions, la plupart des points de fixation multiples de
'anode sont éliminés par l'entrainement du gaz froid ambiant et un point de fixation unique

regoit la plus grande partie du courant (Figure 1.15).
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Figure 1.15 : Mode de fixations multiples de |’arc (courant : 100 A - débit du gaz : 0.7
slpm) [YAN.07]

En général, la température des €lectrons se situe au-dessus de 8000 K dans la couche limite de
l'anode alors que celle des particules lourdes diminue lorsqu’on se rapproche de 1'anode. La
température élevée des électrons a proximité de l'anode permet d’avoir la conductivité
¢lectrique nécessaire pour une bonne continuité de courant vers 1'anode [SAN.84]. Le flux
d’¢lectrons auto-induit dans l'arc a par ailleurs une grande influence sur le mode de fixation
de I’arc. Un jet de cathode (flux d’¢électrons élevé vers 1’anode) survient lorsque le flux de gaz
est important. Le mode de fixation est alors appelé¢ CID (Cathode Jet Dominated mode).
Lorsque le flux de gaz n’est pas assez ¢élevé, le jet d’¢lectrons se produit de I’anode vers la
cathode et on obtient un mode appelé¢ AJD (4Anode Jet Dominated mode). Des données
calorimétriques combinées aux estimations de transfert de chaleur par conduction et par
rayonnement a l'anode permettent d'opérer une comparaison sur la quantité¢ de chaleur a la
surface de 1’anode entre les deux modes de fixation CJD et AJD. Dans cette optique, Sanders
et al. [SAN.84] ont calculé¢ le rapport entre la quantité de chaleur transportée par les électrons,
la convection, la conduction et le rayonnement d'un c6té et la quantité de chaleur arrivant sur
'anode de l'autre (Tableau 1.4). Les co-auteurs de cet article ont constaté que, pour les deux
modes de fixation, les effets de rayonnement et de conduction sont quasiment identiques et
que la quantit¢ de chaleur produite par les ¢électrons prédomine. Par contre, dans le cas du
mode CJD, la convection joue un rdle important alors que sa contribution est nulle pour le
mode AJD. Tanaka et al. [TAN99] ont effectué¢ des travaux complémentaires en utilisant les
valeurs expérimentales de [SAN.84] et en faisant varier le courant d'arc comme indiqué dans
le Tableau 1.5. Le mode de transfert de chaleur d'anode apparait comme trés influencé par le

courant d'arc. Les auteurs considérent que cette influence est fortement liée a 1'état thermique
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de la couche limite de I'anode qui est associée a 1'état de plasma dans la région centrale de

I’arc d'argon.

Attachment Q. Ceon (:2 %
achmen clee v cond rid
mode 0, A R
AID 83 4] 12 5
CID 51 33 11 5

Tableau 1.4 : Distribution moyenne du flux de chaleur a I’anode pour le jet anodique (AJD) et
pour le jet cathodique (CJD) [SAN.84]

Presre  Arccument  Gras flow rate errrl.‘r Qn.' Qmu! "Ii:ln Qr:u-'l Qn
r) A (mo) (% %) (%)

5 13 201 i
101 150 13 430 1l

Tableau 1.5 : Distribution moyenne du transfert de chaleur [TAN.99]

Taki et al. [TAK.13] ont expliqué comment I’AJD était affecté par la distribution radiale de
densité de courant pour maintenir la continuité de cette derniére. Une étude paramétrique sur
les distances inter ¢lectrodes (de 5 a 30 mm) a montré que le jet d'anode commence a se
produire entre 15 et 20 mm. Lorsque la distance inter électrodes augmente et que le courant
diminue, la densité de courant moyenne augmente parce que le courant se concentre au centre,
la ou le champ électrique est élevé afin de maintenir sa continuité (Figure 1.16). Par
conséquent, le gradient de pression de l'anode vers la cathode génére le jet d'anode parce que
la force de Lorentz devient €levée prés de I'anode. Outre celle de Lorentz, d'autres forces
interviennent dans 1'écoulement du fluide dans I'arc. Elles sont examinées dans le paragraphe
qui suit.
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Figure 1.16 : Conductivité et champ électrique en fonction de la distance inter

électrodes [TAK.13]
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I.D. Les forces mises en jeu

Les forces motrices de 1'écoulement du fluide dans I’arc se composent de [EIS.14] :
e la force de flottabilité,
e la force de Lorentz,
e la force de tension de surface (convection de Marangoni),
e Ja force de trainée d'arc,
e la force de flottabilité,
e la force ¢lectromagnétique dans le plasma,
e la force de pesanteur due a la gravité,

e l'interaction des différentes forces.

En ce qui concerne le soudage TIG, la profondeur du cordon dépend du mode de transfert de
chaleur dans le bain de fusion. Ce mode est influencé par la convection qui dépend de la force
¢lectromagnétique, de la tension de surface, de la force de flottabilité et de la force incidente
du plasma d'arc [KOU.87]. Les différentes forces agissant dans l'arc de soudure sont décrites

dans les paragraphes qui suivent.

I.D.1 Force de Lorentz

Le flux induit par la force de Lorentz est dirigé de la périphérie du bain de fusion vers son
centre (Figure 1.17 b). Il est perpendiculaire au courant d'arc et au champ magnétique et
orienté radialement par rapport a la surface du bain de fusion [EIS.14]. Cette circulation vers
l'intérieur du bain permet de transporter I’énergie qui arrive a la surface vers une zone plus
profonde [HON.98]. La force de Lorentz, qui est proportionnelle a la densité de courant et a
I’intensité du champ magnétique, est responsable de la profondeur du bain. Son intensité

augmente avec I’intensité du courant appliqué au procédé.

SIVL

Figure 1.17 : Forces de Lorentz et mouvement du bain [KOU.03]

Lorentz Force

alectric
current

60



Tanaka et al. [TAN.07] ont constaté que I’influence de la force électromagnétique sur le bain
variait en fonction du gaz utilisé. Pour un courant d’arc de 150 A, ils ont par exemple observé
que la vitesse maximale atteinte dans le bain est de 5 cm.s” pour un plasma d’argon et de 25
cm.s” pour un plasma d’hélium. Cette vitesse étant liée a la force de Laplace, la force
¢lectromagnétique joue un réle moins important que les forces de trainée et de Marangoni

dans le cas de I’argon puisque la vitesse y est cinq fois plus faible que dans I'hélium.

I.D.2 Force de tension de surface - convection de Marangoni

La force de tension de surface induit un effet de convection dans le bain de soudure appelée
convection de Marangoni (voir par exemple [HEL.82], [LU.04a], [LU.04b] et [DON.11]).
Cette convection influence le comportement du transfert de chaleur dans le bain de soudure et
par conséquent la forme géométrique du cordon. En effet, la tension de surface est plus grande
dans la partie plus froide a la périphérie du bain de soudure entrainant un transfert de fluide
du centre vers sa périphérie. Dans ce cas, le flux de chaleur est plus facilement véhiculé du

centre vers la périphérie et la forme du cordon est relativement large et peu profonde.

Lu et al. [LU.04a] ont étudi¢ la sensibilité de la convection de Marangoni et la variation de la
forme du cordon en fonction de la teneur en oxygene de ’argon et des parametres de soudage
TIG (vitesse de soudage, intensité du courant, distance inter électrodes). La teneur en oxygene
du métal fondu peut étre modifiée de fagon significative par une légere variation de la
concentration d'oxygene dans le gaz de protection de l'arc. Les effets des parametres de
soudage sur la forme de la soudure et sur le rapport profondeur/largeur dépendent de la teneur
en oxygene du métal de soudure et de la convection de Marangoni. Par exemple, pour un
pourcentage d’oxygene de 0.3% dans le gaz protecteur qui est 1’Argon, ce rapport dépend
considérablement des parametres de soudage alors qu'il est insensible pour un pourcentage de
0.1%. Dong et al. [DON.11] ont réalisé¢ une étude similaire a celle présentée dans [LU.04a]
mais avec I’hélium comme gaz protecteur. Une vitesse ¢levée et une basse intensité de
courant, ou alors une grande distance inter-¢lectrodes, conduisent a une réduction du rapport
profondeur/largeur du cordon lorsque la teneur en oxygeéne dans le bain est ¢levée. Une

tendance opposée est observée pour de faibles teneurs en oxygene.

Heiple et al. [HEIL.82] ont étudi¢ I'influence sur la géométrie du cordon de I’ajout dans le fer
de petites quantités d’¢léments tels que le soufre et I’oxygeéne. La Figure 1.18, sur laquelle a

été représentée la variation de la tension superficielle y en fonction de la température 7,
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montre que ces modifications entrainent de grandes variations de la forme du cordon. Mills et

al. [MIL.98] se sont placés dans ce cadre et ont étudié les trois cas de figure illustrés par la

Figure 1.18 :

a) Dans le cas du fer pur, la tension superficielle diminue lorsque la température

. o ay . .
augmente, ce qui conduit a une pente —7 Dégative. Dans ce cas, la tension de surface

est plus grande dans les régions froides, aux extrémités du bain de soudure, induisant

ainsi un écoulement radial du bain vers l'extérieur. Cet écoulement transporte le

liquide chaud vers la zone froide, favorisant ainsi une soudure large et peu profonde.

b) L’ajout de 6% de souffre ou d’oxygene au fer pur, conduit a une tension de surface

plus élevée dans la zone chaude au centre du bain de soudure et cette tension

, ay . .. .. .
augmente avec la température. La pente o devient alors positive, ce qui induit un flux

radial du bain vers l'intérieur. La convection qui transfére le métal chaud vers le bas au

centre du bain de soudure favorise I'apparition d'une soudure étroite et profonde.

c) Mills et al. [MIL.98] ont souligné que les systémes qui présentent une pente i

ar

positive atteignent un maximum local avant de diminuer. Il y a un donc un double

effet au niveau de la zone fondue. Aux alentours du centre, I’écoulement a lieu en

direction de la périphérie alors, qu'a proximité de la périphérie, I’écoulement s'opére

vers le centre. Le flux est donc complexe et semblable a celui représenté sur la Figure

I.18c.

—
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Figure 1.18 : Effets possibles de la force de Marangoni avec différents ajouts au fer- a)

fer pur ; b), c) fer pur + souffre ou oxygene [HEIL.82]
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1.D.3 Force de trainée d’arc

Le plasma qui arrive a grande vitesse sur le bain de soudure peut exercer une contrainte de
cisaillement sur sa surface (Figure 1.19a). Cette contrainte de cisaillement provoque un
mouvement du métal liquide du centre de la surface du bain vers sa périphérie (Figure 1.19b).
Le métal liquide retourne ensuite en dessous de la surface du bain de soudure par un

mouvement de recirculation [KOU.03].

Arc Shear Stress

N3 o @
(a) (b)

Figure 1.19 : Forces de cisaillement et mouvement du bain [KOU.03]

I.D.4 Force de flottabilité

Le flux induit par la force de flottabilit¢ due a la gravité se déplace du centre du bain de
soudure vers sa périphérie (Figure 1.20). Cela est dG au fait que la masse volumique du métal
liquide est inférieure au centre du bain de fusion par rapport a sa périphérie en raison du

chauffage provoqué par l'arc.

a Buoyancy Force
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Figure 1.20 : Forces de flottabilité et mouvement du bain [KOU.03]

Kou et al. [KOU.85] ont établi que le flux de tension de surface influengait le mode de
convection de Marangoni et que la flottabilité était négligeable. Goodarzi et al. [GOO.98]
aboutissent a une conclusion similaire pour un courant d’arc de 200 A, en constatant que la
flottabilit¢ et les forces électromagnétiques ne jouaient pas un role important sur la
détermination du mode d’écoulement du bain de soudure. Toutefois, ils ont trouvé que ce
mode était influencé par la contrainte de cisaillement du gaz, par la tension de surface et par

sa pente en fonction de la température. Fujii et al. [FUJ.06] ont constaté pour leur part que la
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convection engendrée par la tension de surface provoquait une uniformité du bain de fusion
pour les alliages de fer. En revanche, pour l'alliage d'aluminium, cette convection est plus
faible que celle induite par la flottabilité. Grote et al.[GRO.09] ont montré que les forces de
l'arc et de la flottabilité étaient faibles par rapport a celles de Lorentz et de Marangoni et
négligeables pour des courants supérieurs a 100 A. Pour des courants inférieurs a 100 A, la
flottabilité, les forces de Lorentz et de Marangoni sont en revanche les trois forces dominantes
qui contrélent la convection et le mode d’écoulement dans le procédé de soudage a 1’arc

[EIS.14].

I.D.5 Force électromagnétique dans le plasma

L’effet particulier du champ magnétique auto-induit sur les porteurs de charge d’un plasma
d’arc transféré a été décrit dans les travaux de Maecker et al. [MAE.55]. Ce champ induit une
force, la force de Laplace, qui est la résultante de toutes les forces de Lorentz agissant sur les
charges mobiles ([TAN.02], [LU.06], [HU.07], [TRA.10], [LAG.04]). La force de Laplace,
qui est la force dominante dans le plasma, met en mouvement le fluide et a un effet de

constriction et d’allongement de 1’arc (Figure 1.21). Elle augmente avec I’intensité du courant.

| |
L L

Figure 1.21 : Champs auto-induit dans le plasma [MAE.55]

La force de Laplace influence le régime d’écoulement dans les plasmas car la turbulence des
arcs est trés complexe et fait encore I’objet d’études théoriques ([CHO.94], [DEL.94]). Les
auteurs de [DEL.94] ont notamment trouvé que les variations de la force de Lorentz peuvent
engendrer des instabilités dans le régime d’écoulement. Une description détaillée des effets de

cette force est réalisée dans le troisiéme chapitre de ce mémoire.

I.D.6 Force de pesanteur (gravité)

Dans leurs travaux, Wang et al. [WAN.93] ont étudi¢ I’influence de la force de pesanteur pour
des soudures de faisceau laser sur des tdles minces en acier inoxydable 316 dans un

environnement de gravité réduit (inférieur a 1 G avec G=9.81 m/s?). Ils ont constaté que la
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réduction de la gravité engendrait une augmentation de la largeur et de la profondeur du

cordon de soudure.

Dans le méme ordre d’idées, Fujii et al. [FUJ.04] ont réalisé des expériences avec, dans un
cas, la gravité terrestre et, dans 1’autre, une micro gravité. Dans le cas de la micro gravité, ils
ont constaté que la convection de Marangoni causée par la surface de tension était plus petite

que celle causée par la flottabilité.

Eisazadeh et al. [EIS.14] ont enfin étudié les effets de la gravité sur les propriétés mécaniques
de joints soudés. Pour cela, ils ont effectué des opérations de soudure TIG sur des aciers 316
en utilisant une accélération de 1 G puis de 3 G. La ductilit¢ a la traction étant trouvée
légerement plus faible pour les échantillons testés a 3.6 G, les auteurs concluent que la gravité

ne joue pas un role déterminant sur les joints.

I.D.7 Interaction des différentes forces

La Figure 1.22 représente les phénomenes physiques mis en jeu ainsi que leurs interactions
lors de I’opération de soudage. Tanaka et al. [TAN.04] ont présenté une méthodologie pour la
prédiction de la géométrie du liquide en fusion dans le cas d'un soudage TIG en comparant
l'utilisation de plusieurs gaz comme l'argon ou I'hélium. Le flux de convection calculé dans le
bain de fusion est principalement dominé par la force de Marangoni indépendamment de
I’atmosphere gazeuse employée. Il apparait cependant que la force de trainée du jet de
cathode, dans le cas de I’arc d'argon, et la force électromagnétique, dans celui de ’arc
d’hélium, jouent un role non négligeable. Les auteurs concluent que 1'équilibre de ces forces
d'entrainement peut changer le sens de circulation du flux dans le bain a I'anode et faire varier

considérablement la géométrie du bain.
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Figure 1.22 : Transfert d'énergie et de masse [TAN.04]

Goodarzi et al. [GOO.98] ont évalué I'importance relative des forces d'entrainement dans le
bain de soudure en testant chaque force séparément. Ils ont constaté que, pour un arc de 200
A, la flottabilité et les forces électromagnétiques ne jouaient pas un rdle majeur dans le
comportement de 1’écoulement contrairement a la contrainte de cisaillement du gaz et a la

tension de surface.

Tanaka et al. [TAN.02] ont effectué¢ des prédictions bi-dimensionnelles de la température et
de la vitesse sur toutes les zones du procédé de soudage TIG ainsi que des prédictions sur le
profil du bain et sur la pénétration de la soudure. Pour cela, ils ont développé un modéele
stationnaire simplifi¢ (la cathode en tungsténe, le plasma d'arc et le bain de soudure sont
traités dans un mod¢le unique) mais en tenant compte de l'interaction entre le plasma d'arc et
le bain de soudure. Ils ont notamment étendu le modele proposé dans [SAN.00] afin d'inclure
la fusion de l'anode en ajoutant des effets convectifs dans le bain de fusion. Les auteurs
concluent que le flux de convection calculé dans le bain de soudure est principalement
dominé par la force d’entrainement du jet cathodique et par la force de Marangoni et que
l'effet des deux autres forces motrices (force de flottabilité et force électromagnétique) est

marginal.

Kanouff et al. [KAN.92] ont utilis¢ la méthode des différences finies pour résoudre les

équations du mouvement, de 1’énergie et du transport électrique dans le cadre du procédé de
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soudage TIG, en incluant les effets de Marangoni ainsi que les forces de Lorentz et de
flottabilité. Les auteurs ont établi que la convection diminuait les pertes d'énergie du bain de
fusion par évaporation, ce qui augmentait la taille du bain de fusion. La force de Lorentz
provoque par ailleurs des mouvements fluides qui augmentent la profondeur du bain de
soudure. Les effets de la force de Marangoni dépendent pour leur part de la variation de la
tension superficielle en fonction de la température. Une valeur négative provoque des
mouvements fluides qui suppriment les effets de la force de Lorentz, causant un bain de
soudure peu profond, alors qu'une valeur positive entraine un bain de soudure trés profond. En
conclusion, la convection a un effet important sur la profondeur et un effet négligeable sur la

largeur du bain de soudure.

Lu et al. [LU.06] ont développé un modéle mathématique pour simuler l'interaction entre 1'arc
de soudage TIG et le bain de soudure. Dans ce mode¢le, I’interface mobile entre la surface du
bain de soudure et I’arc est mise & jour en prenant en compte la déformation de l'interface
causée par la pression, la tension de surface et la gravité. La forme du bain calculée en
utilisant le couplage arc de soudure-bain de fusion est plus proche de I'expérience que celle du
calcul sans couplage. Une méthode de chaleur spécifique équivalente a été adoptée pour la
chaleur latente en phases solide et liquide. Les zones liquides et solides ont ainsi été traitées

en utilisant différentes viscosités pour les régions de fusion et celles sans fusion.

I.LE. Etude thermomécanique du procédé de soudage TIG

L’analyse thermomécanique de 1’opération de soudage est généralement découplée, avec un
calcul thermique réalis¢ dans un premier temps et un calcul mécanique dans un second. Les
résultats thermiques sont enregistrés pour chaque pas de temps et ensuite utilisés comme
données d’entrée du calcul mécanique (couplage faible). Cette méthode présente 1’avantage
de réduire les temps de calcul par rapport & un calcul couplé ou les calculs thermique et
mécanique sont simultanés (couplage fort). L. E. Lindgren [LIN.06] a comparé les deux
possibilités et recommande de ne pas procéder simultanément dans le cas ou la structure du
modele permet un couplage faible. En effet, I’approche simultanée signifie la résolution d’un
grand nombre d’équations non symétriques, ce qui exige un temps de calcul élevé. La
méthode de solution modulaire permet également de simplifier les calculs dans le cas ou la
nature du probléme exige un couplage fort [FEL.01]. Elle consiste a décomposer spatialement

le systéme en partitions (Figure 1.23). Le fait de rendre le calcul modulaire permet de diviser
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le probléme principal en plusieurs sous-problémes qui seront résolus de manicre séquentielle.
Cela permet de transformer la résolution des équations couplées, généralement non
symétriques, en la résolution d’équations de sous-systemes symétriques ([AGE.99],

[AGE.01]).

Start time t, — —
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Splitting in time in space
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Figure 1.23 : Décomposition spatiale du systeme en partitions [FEL.01]

Les questionnements les plus importants concernant un modele thermique associé a une
opération de soudure sont de trouver la meilleure maniére de paramétrer la source de chaleur
mobile due a I’avancement du cordon de soudure au cours du temps et de tenir compte de la
dépendance de la conductivité thermique, de la masse volumique et de 1’enthalpie du matériau
vis-a-vis de la température. Le modele thermique est généralement validé en réalisant des
comparaisons entre les résultats du calcul et des mesures expérimentales qui peuvent provenir

de la géométrie du cordon de soudure ou alors de 1’utilisation de thermocouples [SCH.09].

La principale problématique concernant le modele mécanique est de pouvoir prendre en
compte la relaxation des contraintes induites par la fusion locale des matériaux lors de
I’opération de soudure et I’apparition des contraintes résiduelles induites par le comportement
plastique du matériau. Le module tangent d’une loi ¢lasto-plastique bilinéaire fera notamment

I’objet d’une attention particuliére dans ce mémoire de thése.

LE.1 Méthodes des éléments finis et des volumes finis

Les équations aux dérivées partielles (EDP) issues de la mécanique des milieux continus sont
traditionnellement résolues par des méthodes numériques qui ont connu un essor croissant

depuis une quarantaine d’années avec les progres fulgurants et continus de I’informatique.
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Les problémes de structures solides et de thermique sont par exemple souvent traités avec la
méthode des ¢éléments finis ([ZIE.91], [BER.00] et [BER.04]). Les EDP associées aux
écoulements fluides ont été traités dans le passé par la méthode des différences finies (FDM:
Finite Différence Method). On peut par exemple citer [KOV.84] ou a été développé un
modele théorique pour un arc d’argon. Aujourd’hui, les problémes d'écoulement fluide sont
majoritairement résolus par la méthode des volumes finis (FVM: Finite Volume Method) car
cela permet d’obtenir des résultats précis avec une grande flexibilité au niveau de la

représentation de la géométrie des domaines d’étude [TAY.02].

La méthode des éléments finis (FEM: Finite Element Method) permet de déterminer plusieurs
champs locaux attribués a des sous domaines du maillage (élément). Le champ global est
obtenu par juxtaposition des champs locaux de telle sorte qu’il soit proche de la solution du
probléme. La méthode des ¢éléments finis peut s’adapter a une géométrie quelconque et est
trés souvent utilisée pour les analyses en thermique et en mécanique des solides et, plus

généralement, pour tout problémes multi-physique.

La méthode des volumes finis, qui permet de faire un bilan local des flux dans un petit
volume de controle, est la base de tous les codes généralistes en mécanique des fluides. Jeong
et al. [JEO.14] ont comparé I’utilisation des éléments finis et des volumes finis dans le
domaine du CFD (Computational Fluid Dynamics). Les résultats obtenus ont montré que les
codes FEM CFD comme ADINA ¢étaient plus sensibles au type et a la qualité des mailles que
les codes FVM CFD comme ANSYS CFX ou FLUENT. Le temps de calcul est de surcroit

beaucoup plus court avec les volumes finis qu’avec les éléments finis.

Pour résoudre le probléme thermique tridimensionnel complet dans le cadre de notre travail
de thése, nous avons effectué¢ une analyse transitoire avec une discrétisation temporelle en
plus de la discrétisation spatiale liée au maillage. Ce choix n’est pas trop pénalisant en termes
de temps de calcul car les maillages que nous avons manipulés sont de taille modeste. Une
alternative aurait été d’effectuer une analyse thermique en quasi stationnaire qui présente
I’avantage d’étre rapide. On pourra par exemple trouver dans [BER.00] une approche de ce
type, une analyse quasi stationnaire étant réalisée au début de I’opération de soudage. Cette
analyse quasi stationnaire sert ensuite d’initialisation pour une analyse transitoire dédiée a la

fin de I’opération de soudage et a la phase de refroidissement.
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LE.1.1 Maillage

Le maillage de la géométrie peut étre uniforme, non uniforme statique ou adaptatif
dynamique. Si la réduction du temps de calcul est un impératif, les maillages non uniformes
statiques ou adaptatif dynamique sont recommandés ([LIN.97], [RUN.02], [KUA.08]). Dans
le cas d’un maillage non uniforme statique, le maillage est fin dans la zone d’apport de
chaleur et grossier dans les zones annexes. Dans le cas d’un maillage adaptatif dynamique, le
raffinement ou le grossissement de la taille des mailles s’effectue en fonction de la position de
la source mobile de chaleur [LIN.97]. Le maillage adaptatif dynamique exige donc un
algorithme de transport de grandeurs physiques d’une taille de maille a I’autre, car cette
variation de la taille des mailles provoque une réduction de 1’état de contrainte résiduelle
lorsque la taille du maillage est plus grande [RUN.02]. La problématique d’adaptation de
maillage peut étre subdivisée en deux parties [KUA.08] :

e la définition des critéres d’adaptation,

e la génération ou modification de maillages de facon a respecter localement des critéres

d’adaptation.

Lors de la variation de la taille des ¢léments, il y a en général une perte d’informations ou de
précision appelée erreur [LIN.97]. Dans ce cadre, Runnemalm et al. [RUN.02] ont introduit
une formulation d'erreur a posteriori permettant d'évaluer a la fois la distribution de 1’erreur
sur la thermique et sur la mécanique. Pour cela, ils utilisent des mesures d’erreur pour guider
le raffinement de maillage et concluent qu'il est préférable de combiner des mesures
thermiques et des mesures mécaniques et qu’un remaillage ne peut étre efficace sans mesure
d’erreur. Lindgren et al. [LIN.97] ont proposé une procédure de remaillage automatique qui
permet de réduire de 60% le temps de calcul. Ce résultat est obtenu sans perte de précision. La
logique est de déterminer la taille des ¢léments en fonction de leurs distances par rapport a
I'arc de soudure. Les auteurs ont ainsi suggéré de combiner leur logique avec une mesure

d'erreur afin de disposer d'un outil polyvalent pour I’utilisation du maillage dynamique.

1.E.1.2 Modélisation de la source de chaleur

Dans la simulation thermique d’un processus de soudage, la principale difficulté est la
modé¢lisation de la source de chaleur. D. Rosenthal [ROS.46] a été ’'un des premiers a

proposer une représentation analytique de la source de chaleur dans un corps semi-infini. Ceci
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lui a permis de tenir compte de paramétres tels que I’intensité du courant, la vitesse de
soudage et la géométrie de la piece. Ultérieurement, les travaux de Christensen et al.
[CHR.65] ont montré une bonne corrélation entre la source de chaleur ponctuelle proposée
dans [ROS.46] et la géométrie réelle de la soudure. Cependant, selon la géométrie considérée,
la différence entre les mesures expérimentales et le calcul peut atteindre un facteur trois. Les
méthodes analytiques présentent en effet des limites puisqu’elles concernent principalement
des milieux semi-infinis. Selon les cas, le transfert de chaleur est concentré en un point, sur
une ligne ou sur une surface. De surcroit, les formules associées doivent étre adaptées en
fonction de I’épaisseur, de la forme et des dimensions de la soudure. Dans le cas ou les tdles a
souder sont épaisses, le transfert de chaleur a lieu dans les trois directions x, y et z et la source
de chaleur est considérée comme une source ponctuelle :

TZL3 exp (— D—z) (L.1)

cp(4mat)2 dat

ou T est la température, « la diffusivité thermique (m?.s™), ¢ la capacité thermique massique
(J.kg' K), p la masse volumique (kg.m™), ¢ le temps (s) et O I'énergie (J) absorbée par la

plaque a souder :

0= nlU (1.2)

ou n représente le rendement de la source de chaleur, / I'intensité du courant (A), U la
tension de soudage (V) et D la distance (m) entre le centre de la source de chaleur, située a

’origine, et le point courant de coordonnées (x, y, z) :
1
D = (x*+ y*+ z?%)2 (1.3)

Dans le cas du soudage bout a bout de barres de fer, la distribution de température est

supposée uniforme dans la section de la barre :

T——Q1 exp (— D—Z) (I1.6)

cpA(4Tat)z 4at

ou 4 est l'aire de la section et ou D, la distance du point courant a la source, ne représente plus

maintenant que la coordonnée le long de la fibre neutre de la barre.
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Dans le cas d’un soudage de plaques minces infinies, la variation de la température dans

I'épaisseur z de la plaque peut étre négligée et la distribution de chaleur s’effectue dans le plan

(x,»):

T:

e (-)
exp\—— 1.4
4mAht p 4at (L4)
ou toutes les quantités impliquées dans 1’équation (1.4) ont déja été introduites dans 1’équation
(L.1), a ’exception de A et & qui représentent respectivement la conductivité et 1’épaisseur des
plaques. La longueur D décrit maintenant la distance entre le point courant de coordonnées

(x,y) dans le plan et le centre de la source de chaleur située a I’origine. D ne dépend donc plus

dez:
D=(x2+ y?): (L5)

Pour améliorer les modéles analytiques, qui ne permettent pas de prendre en compte une
variation des propriétés physiques des toles a souder en fonction de la température, N. N.
Rykalin [RYK.63] a proposé une approche numérique en 1D et en 2D mais avec les capacités

CPU limitées des années 60.

Les mesures de températures dans le bain de fusion et dans les zones affectées thermiquement
ont montré par ailleurs que les modeles basés sur une source de chaleur concentrée en un
point [ROS.46] ne correspondent pas a la réalité. En effet, comme indiqué dans les travaux de
J. Goldak [GOL.84], I’hypothése de source concentrée ne présente une bonne corrélation que
dans les zones ou la température n’excede pas 20% de la température de fusion. Pour pallier
ce défaut, une nouvelle génération de source de chaleur a base de profils Gaussiens a ¢été

développé [PAV69]. Le prochain paragraphe en fait la présentation.

I.F. Source de chaleur a profils Gaussiens

Dans le domaine de la simulation numérique des soudures, la source de chaleur mobile peut
étre surfacique, volumique ou une combinaison des deux [ASM.94]. La description des
différentes variantes qui existent dans la littérature est fournie dans les paragraphes qui

suivent.
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L.F.1 Concept de profil Gaussien

Pavelic et al. [PAV.69] et E. Friedman [FRI.75] ont été¢ parmi les premiers a concevoir un
modele de source de chaleur avec distribution Gaussienne (Figure 1.24). Cette distribution est
surfacique et s’écrit sous la forme :

=T

exp (-5) (L7)

1
2mo?

f(xy)

Ou o est écart type de la gaussienne décrivant son étalement spatial et r2 = x? + y?
représente le carré de la distance entre 1’axe de la source et le point ou est évalué 1’apport de

chaleur.

| fin

iy [
-

W

Figure .24 : Source de chaleur avec profil Gaussien [HAS.14]

La distribution surfacique g peut étre reliée a la fonction de répartition surfacique f(x, y) par :

q(x, ¥) = Qo f(x, ») (L8)

ou Qo (W) est la puissance apportée :

Q=nUI (1.9)

n est le rendement, U la tension, / ’intensité du courant.

Le flux de chaleur est donc maximal dans la partie centrale de la zone d’action du plasma
d’arc et la densité de flux calorifique diminue exponentiellement quand on s’¢loigne de la
source. Les distributions surfaciques Gaussiennes ne sont cependant pas adaptées aux toles
épaisses car elles ne permettent pas de prendre en compte I’effet de 1’arc dans la profondeur.
Pour palier ce manque, Goldak et al. ((GOL.84], [GOL.85]) ont développé des modeles de

distribution Gaussienne avec des profils a semi ou double ellipsoide.
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I.F.2 Profil Gaussien semi ellipsoide
Le profil de chaleur semi ellipsoide (Figure 1.25) permet d’obtenir une distribution
Gaussienne volumique de chaleur ¢ qui s’exprime en W.m™ et qui est décrit par :
q(x,v,2)=qy exp(—Ax? — By? — Cz?) (1.10)

ou A4, B et C sont les coefficients de distribution du flux de chaleur et q,, la densité maximale

de chaleur au centre de la source.

L’énergie transmise O, qui s’exprime en W, et qui est égale au produit du rendement 7 par

I’intensité du courant / et la tension U, se calcule a partir de 1’équation (1.10) :

o m VT
Q= 4fﬂ0 q(x,y,z)dxdydz = qz\/% (L11)

Figure 1.25 : Source de chaleur semi ellipsoidale avec profil Gaussien [HAS.14]
En considérant que, dans une direction donnée, 95% de 1’énergie est produite dans le profil
semi ellipsoide et 5% a I’extrémité, on obtient a partir de I’équation (1.10) :
q(ay,0,0) = g, exp(—Aas) = 0.05 g, (1.12)
Ou a;, représente la longueur du semi-axe de I’ellipsoide dans la direction x (Figure 1.25).
On déduit ensuite de (1.12) que :

exp(—Aa?) = 0.05 = —Aa} =In(0.05) ~ -3 (1.13)
> (1.14)

ﬁA:—Z
@h
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On obtient des formules similaires avec les longueurs b, et ¢; des semi-axes de 1’ellipsoide

dans les directions y et z :

C== (1.15)
Ch

En reportant (I.14) et (I.15) dans (1.10) et en utilisant (I.11), on obtient :

q(x,y, z)=%exp (—%) exp <—%) exp(— %) (I.16)
Les études de la source de chaleur avec ce profil [GOL.84, HAS.14, CHU.15] ont montré que,
lors du déplacement de la source mobile, le gradient de température était moins €levé pour les
points du demi-ellipsoide situés avant le centre de la source et plus élevés pour les points
situés derriere elle, ce qui ne correspond pas aux observations expérimentales. Pour remédier
a ce défaut, deux demi-ellipsoides ont ét¢ combinées. Cette combinaison fournit une source

de chaleur qualifiée de double ellipsoide. Elle est décrite au paragraphe suivant.

L.F.3 Profil Gaussien a double ellipsoide

La source Gaussienne a double ellipsoide proposée dans [GOL.84] est 1'une des plus utilisée
pour modéliser une source mobile de chaleur associée a une opération de soudure (Figure 1.26
a). Cette source est généralement employée dans le cadre de la soudure de plaques minces, ce
qui correspond aux situations rencontrées dans le cadre de ce travail de thése. Nous

'utiliserons donc dans la suite de ce mémoire.

Pour des points localisés respectivement a l'avant et a l'arriere de la source de chaleur, le flux

de chaleur est donné par :

. 6V3f 3x2 3y2 322

Partie avant : qr(x,y,2) = ¢y afbcmj;ﬁ exp (— ai%) exp (— %) exp(— Ciz) (1.17)
. . 6v3f, —3x2 —3y2 —-3z2

Partie arriére : qr(x,y,2)=¢g 7 pem/ O ( - ) ex'p( = )exp ( o ) (1.18)

ou ¢, est la puissance totale en Watt apportée par la source mobile de chaleur ; ay, a,, b et ¢
sont les longueurs caractéristiques en métre de la source mobile (Figure 1.26 a) et enfin f; et f,
sont des longueurs relatives caractéristiques (respectivement pour les parties avant et arriére)

définies de sorte a assurer la continuité de la source a l'interface entre 1'avant et l'arriére :
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Z(J.f

L frtfi=2 (1.19)

art+ ar - af+a

Figure 1.26 : Source de chaleur volumétrique - a) source asymétrique [GOL.84] - b)
source symétrique

L'effet de train¢e de la source (a, > as) n’est pas utile dans ce travail de theése car notre

modele comprend déja des effets dynamiques induits par des calculs éléments finis
transitoires. Une hypothése symétrique, conforme a la représentation de la Figure 1.26b), sera

donc retenue :

Les deux équations (I.17) et (I.18) sont alors équivalentes et se simplifient a partir de (1.20)

avec la formule unique suivante :

Z\E exp( 3(; )) exp( 2) (L21)

O CTIVTU

q(x, Y Z):¢0

ou oreprésente la valeur commune des paramétres a,, aset b.

Le déplacement de la source mobile de chaleur dans la direction x conduit a un aménagement

de I'équation (1.21) :
(x,y,2)=¢p ex (—3((x—Vt)Z+(y—y0)Z)) ex (—_3(2_20)2) (1.22)
q Y 0 ZCE\/E p o2 p c2 '

ou V représente la vitesse constante de déplacement de la source dans la direction x et

(Vt,y0,20) les coordonnées de la position courante de la source. A l'instant #, la chaleur est
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naturellement maximale en ce point et elle se répartit spatialement en (x,y,z) conformément a

la loi Gaussienne de 1'équation (1.22).

Le modele de la source de chaleur a double-ellipsoidale posséde suffisamment de parametres
réglables pour calibrer cette source en ajustant les résultats numériques avec des mesures
expérimentales. Dans le cadre de cette these, la surface de réponse d’un plan d’expérience
factoriel a notamment été utilisée pour réaliser cette calibration, ce qui fera l'objet d'un
développement détaillé dans le chapitre II a venir. Cependant, en dehors du profil Gaussien a
double ellipsoide décrit dans ce paragraphe, la littérature offre d'autres modeles qui sont

présentés dans le paragraphe suivant.

L.LF4 Comparaison entre différents modeles de source de chaleur

Comme indiqué précédemment, le modele de source de chaleur le plus utilisé pour 1’analyse
numérique du soudage est celui a double-ellipsoide de distribution Gaussienne propos¢ dans
[GOL.84]. Ce mode¢le se distingue par sa polyvalence permettant de I’utiliser dans différentes
techniques de soudage a l'arc telles que le GMAW ([LIA.12], [NGU.99)), le TIG (|[EAG.83],
[LUN.03]) et le SMAW [GOL.84].

a) b) c)

Figure 1.27 : Source de chaleur 3D - a) Gaussien - b) semi-ellipsoide - c) double
ellipsoide [HAS.14]

Hashemzadeh et al. [HAS.14] ont par exemple étudi¢ 'effet de trois différents types d'apport
de chaleur sur le comportement élastique-plastique des modeles €léments finis 3D lors de
I’opération de soudure pour des toles INOX minces. Il s’agit des profils Gaussien, Gaussien a
double ellipsoide et Gaussien a semi-ellipsoide (Figure 1.27). La distribution de température a
¢été trouvé identique pour les trois types de source. La prise en compte de 1’apport de chaleur
dans le sens de 1'épaisseur s'aveére important, et ce méme pour les tdles minces. Il a également
été remarqué que le type de modele influencait la vitesse de refroidissement mais que cette

derniére n'impactait pas le niveau final des contraintes résiduelles et des déformations.
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Plus récemment, Chukkana et al. [CHU.15] ont compar¢ différents modeles de source de
chaleur 3D : conique simple, conique avec double ellipsoide et conique avec coque
cylindrique (Figure 1.28). Pour ces trois sources, les températures maximales simulées, ainsi
que les contraintes résiduelles et les déformations, sont similaires. C'est cependant dans le cas
du profil de chaleur conique avec coque cylindrique que les cycles thermiques calculés se
rapprochent le plus des mesures. Le constat est le méme pour les contraintes et les

déformations.

Cependant, nous avons fait le choix de modéliser la source mobile de chaleur par une double
ellipsoide comme proposé dans [GOL.84] car, comme indiqué précédemment, elle présente
I’avantage de pouvoir étre utilisé avec différentes techniques de soudage a l'arc telles que :

e le GMAW (Gas Metal Arc Welding) ainsi que cela est reporté dans [NGU.99] et

[LIA.12],

e le TIG (Tungsten Inert Gas) ainsi que cela est relevé dans [EAG.83] et [LUN.03],

e le SMAW (Shielded Metal Arc Welding) comme indiqué dans [GOL.84].
En outre, il s’agit de la modélisation la plus employée a I’heure actuelle pour modéliser la
source de chaleur générée par un processus de soudure, ce qui permet de disposer d’une

littérature abondante sur le sujet.
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a) b) C)

Figure 1.28 : Source de chaleur 3D - a) conique - b) conique a double ellipsoide - c)
conique avec coque cylindrique [CHU.15]

I.G. Influence des propriétés du matériel de base pour I’analyse de

I’opération de soudure

Lors du procédé¢ de soudage, les propriétés des matériaux varient fortement avec la
température mais il est relativement compliqué de trouver des données les concernant dans la

littérature. Et, lorsqu'elles existent, ces données sont rarement caractérisées pour des
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températures a proximité de la fusion, car c'est techniquement trés difficile & mesurer. On peut
néanmoins consulter sur ce point la référence [CAP.09] qui recense un certain nombre de
données matérielles dépendantes de la température qui ont été utilisées dans le cadre du projet

ITER (International Thermonuclear Experimental Reactor).

Eagar et al. [EAG.83] ont par ailleurs introduit une distribution de chaleur gaussienne
adimensionnelle qui permet d’obtenir une relation fonctionnelle assez précise entre les
parametres de processus de ’opération de soudage et ceux des matériaux. Ce modele peut
aussi étre utilisé pour évaluer I’influence de la variation des parameétres du soudeur sur la

géométrie de la soudure.

Ultérieurement, Zhu et al. [ZHU.02] ont étudié les effets des propriétés matériaux dépendant
de la température sur la simulation de soudage et ont conclu que :

e La masse volumique et la chaleur spécifique du matériau avaient un effet moindre que
la conductivité thermique sur la distribution de température lors de I’opération de
soudage,

e le coefficient de dilatation thermique et le module d'Young ont des effets insignifiants

sur la contrainte résiduelle et la distorsion.

Plus récemment, Barroso et al. [BAR.10] ont développé un modele simplifié en utilisant
différentes solutions bien connues de la distribution du champ de température. Ces valeurs
sont prises comme données d'entrées et leurs influences sur la variation des propriétés
mécaniques avec la température sont ¢tudiées en faisant des hypotheses sur les champs de
contraintes et de déplacement résiduels. Ces hypotheses simplificatrices présentent un intérét
lors des étapes préliminaires de conception puisqu'elles donnent la possibilité de faire un trés

grand nombre de simulations pour rechercher une conception optimale.

Un peu dans le méme esprit, Asserin et al. [ASS.11] ont appliqué une analyse de sensibilité
afin de déterminer l'influence des variables d'entrées sur les distorsions ou des contraintes
résiduelles. Leurs travaux permettent de cibler les propriétés qui doivent étre mesurées avec
une précision et celles qui peuvent étre simplement extrapolées a partir d'un matériau

similaire.
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I.H. Contraintes résiduelles et déformations

Les contraintes résiduelles dans une structure soudée atteignent ou dépassent les limites
¢lastiques du métal utilisé. Ces contraintes résiduelles ont des conséquences telles que la
fissuration par corrosion, la fatigue et la rupture fragile du joint de soudure. La limite
d'¢lasticité, qui dépend de la température, est ainsi une propriét¢ mécanique clé¢ dans la
simulation du soudage. Les distorsions et contraintes résiduelles qui apparaissent pendant la
phase de refroidissement du cycle thermique de 1’opération de soudage peuvent é¢galement

engendrer des variations de tolérances lors de I’assemblage des piéces soudées.

En dehors de I’influence des variations thermiques [VER.99], d’autres facteurs tels que la
facon de fixer les pieces a souder et le positionnement de celles-ci jouent un réle déterminant
sur la déformation et les contraintes résiduelles. Etant donné qu’il est impossible de les éviter,
il est important de trouver une méthode ou un outil pour les prédire et les contrdler afin
d’obtenir de meilleurs résultats lors du montage des piéces soudées et de la qualité de la
soudure. Deng et al. [DEN.O8a] préconisent par exemple de procéder a des analyses
thermique et mécanique incluant la plasticité. Ueda et al. [UED.71] ont été parmi les premiers

a développer une approche dans ce domaine.

La notion de déformations inhérentes (inherent strain) a ensuite été introduite dans [UED.75]
afin de prendre en compte de maniere globale les effets inélastiques comme la plasticité ou les
transformations cristallographiques. Cette notion permet de réduire considérablement les
temps de calcul. En effet, au lieu de procéder a une analyse éléments finis couplant thermique,
plasticité et ¢élasticité en régime transitoire, ce qui est précis mais coliteux pour les structures a
géométrie complexe qui nécessitent des maillages comportant un grand nombre d'éléments,
on évalue préalablement les déformations inélastiques sur les joints, soit par une analyse
¢léments finis, soit expérimentalement. On se sert ensuite de ces déformations comme entrée
(sous forme de contraintes initiales) d'un calcul éléments finis ¢lastique linéaire sur la
structure compléte, ce qui requiert moins de ressources en temps de calcul. Cette notion de
déformation inhérente fera 1'objet ultérieurement d'un paragraphe dédié. Les auteurs de
[UED.75] ont ensuite étudi¢é deux méthodes pour estimer les contraintes résiduelles. La
premicre utilise une relation entre la relaxation des contraintes résiduelles et les forces
induites par celles-ci sur une surface sectionnée (Figure 1.29). La deuxieme méthode estime
directement les déformations inhérentes. Mais les auteurs font le constat que ces deux

méthodes dépendent de la géométrie traitée et qu’il est impossible de les employer pour tous
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les cas de figures. C’est pourquoi ils proposent d’utiliser la méthode des éléments finis pour
rendre possible la mesure de contraintes résiduelles en trois dimensions sur une géométrie

quelconque, ce qui était jusqu’alors impossible.

Bl «A)
DISCRETI-

Figure 1.29 : Forces des surfaces relaxées et discrétisation [UED.75]

Ueda et al. [UED.83] ont également proposé une nouvelle stratégie de mesure en trois
dimensions des contraintes résiduelles pour un joint de soudure long en utilisant la théorie des
déformations inhérentes. Les déformations inhérentes peuvent en effet étre divisées en deux
catégories : celles qui correspondent a des tranches minces coupées verticalement (T-
¢chantillons, Figure 1.30b) et celles qui correspondent a des tranches minces coupées dans le
sens de la soudure (Li-échantillons, Figure 1.30c). Il s'agit d'une approche de type RDM
(Résistance Des Matériaux) et sa pertinence est conditionnée a I'uniformité de la distribution

des contraintes le long du cordon.
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Figure 1.30 : (@) Echantillon - (b) tranche coupée verticalement - (c) tranche coupée
longitudinalement dans le sens de la soudure [UED.83]
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Demirdic et al. [DEM.93] ont par ailleurs développé une approche numérique pour 1’analyse
des contraintes en utilisant la méthode des volumes finis. Bien que cette méthode n'ait pas été
congue a l'origine pour traiter les problémes de soudure, les résultats thermiques obtenus sont
conformes aux données expérimentales et le temps de calcul en mécanique des structures
s'avere tres réduit par rapport a un calcul éléments finis traditionnel. Cependant, la pertinence
de cette méthode reste a vérifier pour des géométries plus complexes que celles traitées dans

[DEM.93].

Comme 1'ont proposé Deng et al. [DEN.07], la déformation de soudage peut étre déterminée
dans le cadre d'un calcul éléments finis en appliquant des déformations inhérentes et en
introduisant des ¢léments d'interface entre les pieéces soudées (Figure 1.31). Ces ¢éléments
d’interface sont définis par un parameétre d'échelle 1y et par une force de liaison y. Les
déplacements relatifs entre les deux pieces a souder sont notés 6y (ouverture normale), §;
(coulissant longitudinal), &7 (coulissant transversal) et §g, (rotation autour de l'axe x). Cela
permet d'étudier l'influence de la profondeur de la piece a souder sur la déformation lors de
I’opération de soudage et le mécanisme qui génére la déformation angulaire. Cette étude a été
réalisée pour des soudures d’angles, I'une des motivations étant que la majorité des travaux de
recherche reportés dans la littérature porte sur le soudage bout a bout et que le domaine du
soudage d’angle (Figure 1.32) est peu exploré. Les résultats obtenus montrent que 1’épaisseur
de la bride influence plus I’angle de déformation (et par conséquent la déformation de
soudage) que la forme du rétrécissement transversal. Par ailleurs, a condition de soudage
identique, le rétrécissement transversal diminue avec I’augmentation de ['épaisseur. Par
ailleurs, le gradient de température a travers 1'épaisseur est le principal facteur qui provoque la

distorsion angulaire dans le joint soudé.

/ Interface Element
n
Ordinary
Element ON
Ordinary
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®
£

Figure 1.31 : Elément d’interface [DEN.07]
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Figure 1.32 : Soudure d’angle avec cordon de part et d’autre de la piece soudée

[DEN.07]
Dans le méme esprit, Deng et al. [DEN.11] ont couplé un calcul éléments finis élastique (pour
déterminer ’influence de 1’écart entre les pieces a souder sur la déformation finale), la théorie
de la déformation inhérente introduite dans [UED.75] (pour modéliser la déformation locale
induite par soudage) et des ¢éléments d’interfaces (pour traiter le positionnement et le
processus de correction de I’écart entre les piceces et leur assemblage). La relation entre les
contraintes et les déplacements est définie sur la Figure 1.33. Mais il a ét¢ montré que ce
processus produisait des déformations de torsion qui s'ajoutent a celles causées par le

soudage.

OL, OT, Oax

(a) (b)

Figure .33 : Relation contrainte-déformation ; a) déformation normale ; b)
déformation longitudinale, transversale et de rotation [DEN.11]

Vasantharajaa et al. [VAS.15] ont étudi¢ avec un métal d'apport I’effet de la forme de la
rainure entre les plaques de soudure sur les contraintes résiduelles pour des plaques en acier
316L de 16 mm d’épaisseur (Figure 1.34). Ils ont utilisé le soudage A TIG pour 1’assemblage
bout a bout carré (Figure 1.34a) et le soudage TIG pour les rainures en double V (Figure

[.34b). Ces deux procédés ont été appliqués de chaque coté des plaques. Dans le cas de la
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rainure en Y (Figure 1.34c), un mix des méthodes de soudage TIG et A TIG a été utilisé :

procéd¢é A TIG appliqué sur le c6té fermé de la jonction et procédé TIG sur le coté ouvert.

o

j K -
16 mm

2mm

240mm 240mm

(a) (b)

700

16
; 8mm mm

240 mm

(©
Figure 1.34 : Types de rainure - (a) bout a bout - (b) en double V - (c) en Y [VAS.15]

Les contraintes résiduelles ont été déterminées en utilisant une technique par ondes
ultrasonores. Les angles de distorsion « ont pour leur part été calculés a partir de la mesure
effectuée par une jauge de hauteur (Figure 1.35) qui permet d'alimenter une relation

géométrique simple :

o = tan™}(=) (1.23)

~ I

-4

”l
-

e

AB

Figure 1.35 : Mesure de la distorsion angulaire o [VAS.15]

Les cartographies de « sont présentées sur la Figure 1.36. On remarque que le maximum de
distorsion angulaire apparait dans le cas de la rainure en forme de Y avec le soudage mixé
entre les procédés TIG et A-TIG (Figure 1.36¢). Cela est du a la dissymétrie des contraintes
résiduelles entre le dessus et le dessous des toles (Figure 1.39). Le méme type de dissymétrie

sur les contraintes est observé avec le soudage TIG (Figure 1.38).

La situation ou le profil de répartition des contraintes est le plus symétrique (Figure 1.37)
apparait avec le joint de soudure A-TIG et correspond au niveau de contrainte résiduelle le
plus faible. Cela s’explique par la forme de jonction entre les deux toles, au bord des plaques,

qui réduit la quantité¢ du métal d’apport de soudure. Le procédé¢ A TIG est donc recommandé
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pour le soudage de plaques 316L de 16 mm d’épaisseur afin de minimiser les contraintes

résiduelles et la distorsion pour les soudures bout a bout.
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Figure 1.36 : Distorsions angulaires pour différents types de rainure et différents
procédés de soudure - (a) rainure bout a bout, soudure A TIG - (b) rainure en double
V, soudure TIG - (c) rainure en Y, soudure TIG et A TIG [VAS.15]
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Figure 1.37 : Contraintes résiduelles avec soudage A TIG : (a) dessus de tole, (b)
dessous de tole [VAS.15]
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Figure 1.39 : Contraintes résiduelles avec soudage A TIG & TIG : (a) dessus de tole,
(b) dessous de tole [VAS.15]

Par ailleurs, Deng et al. [DEN.11] ont étudié un joint de plaque épaisse (55 mm) avec la
rainure de la Figure 1.40a), le soudage TIG et l'acier 316L comme métal de base. L'étude s'est
focalisée sur le début et la fin de I’opération de soudure ainsi que sur la séquence de dépot,
jusqu'a six au total suivant les cas comme indiqué sur la Figure 1.40b). Aprés les six passages
du cordon, les observations suivantes sont effectuées :

e larainure n’est pas entierement remplie,

e des contraintes résiduelles importantes sont relevées au début et a la fin de la soudure,

e laséquence de dépot choisie influence significativement la distribution finale.

Cette distribution a également ét¢ étudiée dans Ravisankar et al. [RAV.14] pour un joint bout
a bout TIG avec de l'acier inox AISI 304. Des analyses ¢léments finis avec des sources de
chaleur variant de 200 a 500 J/mm ont notamment ¢té réalisées afin d’obtenir une pénétration
optimale de la soudure et d’évaluer les contraintes résiduelles induites. Logiquement, il a été
relevé que les contraintes résiduelles augmentaient de fagon considérable avec la vitesse et la

puissance de soudage.
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Figure 1.40 : Joint de plaque épaisse (a) forme de la rainure - (b) séquence de passage
pour différents cas de figure [DEN.11]

Chand et al. [CHA.14] ont étudi¢ le role joué par I'emplacement de la fixation d’une plaque en
acier de 4.5 mm d’épaisseur. Quatre cas ont ¢été analysés (Tableau 1.6 et Figure 1.41). En
comparant chaque cas, il s'aveére que le mode de fixation de la plaque influe notablement sur
la distribution des contraintes résiduelles et sur la déviation. Cet effet s'ajoute ainsi a ceux
induits par les températures maximales atteintes, par la direction de soudage ainsi que par la

vitesse de soudage.

Table 1. Case from the different clamped paositis

Case number Clamped edge
1 mid
2 1,2,3.4
3 1=2:3
4 2.3

Tableau 1.6 : Différents cas de fixation de la plaque [CHA.14]

87



Residual stress and distortion
across mid location

Edge 3

Residual stress and distorted
across the edge

N

Edge 4

Figure 1.41 : Emplacements de fixation de la plaque [CHA.14]

Il convient cependant de rappeler que la contrainte résiduelle dans une structure soudée est
produite par son historique, de son ¢laboration avec ses matériaux constitutifs jusqu'aux
conditions de stockage du produit fini en magasin [LEG.08]. Le soudage n’est donc qu’une
¢tape de ce long processus. Avec cet éclairage, Deng et al. [DEN.09b] ont calculé les
contraintes résiduelles en tenant compte de I’historique du métal a souder avant soudage ainsi
que de son traitement thermique aprés. De multiples procédés ont été appliqués tels que le
revétement (dépot de métal), le beurrage (protection contre 1’oxydation) et le processus de
soudage multi-passe. Dans la zone de soudure et dans la zone affectée de la surface extérieure,
la contrainte résiduelle finale n’est pas influencée par les étapes de pré et de post soudage,

contrairement a la zone intérieure ou une augmentation significative est observée.

I.LH.1 Concept de déformation inhérente

Le concept de déformation inhérente (inherent strain) a été introduit par [UED.75] et inclut
tous les effets inélastiques comme ceux produits par la plasticité ou encore les changements
de phase cristallographiques. Cette notion est trés souvent utilisée pour remplacer un calcul
¢léments finis transitoire incluant un couplage thermomécanique et des non linéarités
(notamment di a la plasticité) par un calcul éléments finis ¢élastique linéaire beaucoup moins
coliteux en temps de calcul. La contrepartie est la nécessité d'opérer préalablement un calcul

ou une mesure expérimentale des non linéarités. Dans le domaine de la soudure, ces non
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linéarités sont principalement localisées a proximité du dép6t du cordon de soudure. On peut
alors substituer, de maniére équivalente, le concept de déformations inhérentes par celui de
déformations propres (eigenstrain) comme proposé¢ dans Jun et al. [JUN.10]. L'idée est de
tirer partie du caractére local des non linéarités en introduisant des concepts mathématiques
permettant de relier la distribution des déformations propres aux déformations résiduelles. Ces
concepts s'appuient sur une intégration sur le domaine d'étude et la prise en compte d'une
fonction de Green pour modéliser la localisation [MUR.82]. La limitation principale d'une
telle approche est qu'elle est difficilement applicable aux structures a géométrie complexe que

l'on rencontre couramment dans le domaine des sciences pour l'ingénieur.

[LUO.98] proposent une formule simple pour calculer la déformation inhérente avec une
analyse ¢léments finis sur une structure de type barre (Figure 1.42). Une fois la déformation
inhérente connue, la déformation et les contraintes résiduelles sont estimées avec une analyse
¢léments finis élastique en lieu et place d'une analyse thermo-¢élasto-plastique (T.E.P). Les
contraintes résiduelles et les distorsions prédites par le calcul éléments finis élastique en
utilisant la déformation inhérente concordent, non seulement avec le calcul éléments finis
thermo-¢lasto-plastique, mais aussi avec les mesures expérimentales (Figures 1.43 et [.44). On
note méme que, pour les grandes valeurs de Q* (qui représente la source de chaleur
adimensionnalisée), c'est le calcul éléments finis ¢élastiques avec déformations inhérentes qui
correlent le mieux les essais. Ce constat doit cependant €tre modéré car le principe de la
méthode repose sur une connaissance préalable des déformations inhérentes [DEN.07],
connaissance dont nous ne disposons pas. La méthode nécessite par ailleurs une hypothése sur
le niveau uniforme des contraintes le long du cordon de soudure. Mais cette hypothése n’est
pas applicable dans les cas que nous avons étudiés. Cela explique pourquoi nous avons choisi

de développer un modele éléments finis incluant les effets €¢lasto-plastique (cf. chapitre II).

‘Thermal eycle

Figure 1.42 : Historique des contrainte sous [’effet de cycles thermiques [LUQO.98]
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Figure 1.44 : Comparaison expérience-calculs pour la déformation angulaire

[LUO.98]

Wang et al. [WAN.14] confirment les travaux de [LUO.98]. Bien que la force de tendon, qui
est la charge provoquant le retrait longitudinal dans un cordon de soudure (cf. Figure 1.45),
soit la raison dominante qui induise le flambage dans les joints soudés pour les plaques
minces, la déformation en flexion et la déformation inhérente initiale agissent comme des

imperfections qui déclenchent le flambage et influencent I'ampleur de la déformation hors du

plan.

Ueda et al. [UED.07] ont observé que la zone de déformation inhérente plastique

longitudinale était plus étendue que celle de la déformation plastique transversale. En termes
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d'intensité, c'est l'inverse, 1'intensité de la déformation plastique longitudinale étant beaucoup
plus petite que celle de la déformation plastique transversale. Ces deux déformations
apparaissent pres du cordon de soudure, avec une plus grande proximité pour la déformation

transversale.

Liang et al. [LIA.12] ont développé une méthode d’analyse inverse pour estimer la
déformation inhérente de plaques minces. Les résultats suggérent que, méme si les
déformations inhérentes évoluent le long de la ligne d’un joint de soudure, les valeurs
moyennes peuvent étre utilisées pour prédire avec précision la déformation totale. Une base

de données de déformation inhérente pour les plaques minces a ainsi été établie.

Murakawa et al. [MUR.11] considérent qu’il est possible d’obtenir les valeurs des
rétrécissements et des flexions des pieces soudées (plaques d’épaisseur /4 dans la direction z)
en réalisant une intégration des déformations inhérentes sur la section normale a la ligne de

soudage (qui est paralléle a I’axe x) :

rétrécissement longitudinal : §; = % [ &; dydz (1.24)
rétrécissement transversal : 87 = % [ & dydz (1.25)
flexion longitudinale : 8; = % [[ ze; dy dz (1.26)
flexion transversale : 65 = % Jf ze5 dy dz (1.27)

ou &y ete;, représentent les deéformations inhérentes de traction-compression dans les

directions x et y et / est le moment quadratique défini par :
=1 2
I=— [ z? dy dz (1.28)

Le rétrécissement longitudinal et les distorsions de flambage qui ont lieu lors de I’opération
de soudage sont générés par le rétrécissement inhérent longitudinal provoqué par la force de

tendon (Figure 1.45).

91



Neutral plane

Tendon Force

Tendon Force

Figure 1.45 : Force de tendon [MUR.11]

Sur la base de mesures expérimentales, White et al. [WHIL80] ont proposé¢ la formule

empirique :
Fiendon = 0.2 Qpet (1.29)

ou Fionaon €st la force de tendon exprimée en KN et Q..+ est I’énergie absorbée par la plaque

par unité de longueur en mm.

De maniécre logique, la force de tendon est reliée au module d'Young E et a la déformation

inhérente par [WAN.14] :
dFtendon =E Elitr)lrill;{tel?dtinal d4 (1-30)

ou dA4 représente la surface élémentaire sur laquelle s’applique la force de tendon.

Murakawa et al. [MUR.11] ont développé une approche éléments finis élastique basée sur la
théorie de la déformation inhérente, avec des ¢léments d'interface pour prédire les distorsions
pendant 1’historique pré et post soudage (Figure 1.46). Les différentes séquences de soudage
sont présentées dans le Tableau 1.7 et I’échantillon a souder sur la Figure 1.47. En fonction de
la séquence de soudage utilisée, une correction est réalisée sur 1’écart qui apparait sur les
parties déja soudées. Les résultats montrent que la séquence d'assemblage, ainsi que la
manicre de corriger 1'écart, influencent la distorsion de soudage final. Cependant, le fait que la
déformation inhérente change avec la taille de I'écart n'a pas été pris en compte. Si 1’écart
change, il est en effet nécessaire de modifier I’apport de chaleur, ce qui entraine une valeur

différente de la déformation inhérente.
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(1) cutting

(3) fitting
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FEF=iE
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(4) welding (5) straightening (6) block assembly

Figure 1.46 : Etapes pré et post soudage [MUR.11]

Thickness of Skin Plate: 9mm
Thickness of Stiffeners: 12mm
Height of Stiffeners: 300mm

Figure .47 : Echantillon a souder /MUR.11]

Simulation cases.

Case  Assembly sequence

A
B

Weld all parts at the same time

(1) Weld transverse/longitudinal stiffeners
(2) Correct gaps

(3) Weld stiffeners and skin plate

(1) Weld transverse stiffeners and skin plate

(2) Strongly correct the gaps between longitudinal stiffeners and skin
plate

(3) Weld longitudinal stiffeners and skin plate

(4) Weld longitudinalftransverse stiffeners.

(1) Weld longitudinal stiffeners and skin plate

(2) Strongly correct the gaps between trans. stiffeners and skin plate
(3) Weld transverse stiffeners and skin plate

(4) Weld longitudinalftransverse stiffeners.

(1) Weld longitudinal stiffeners and skin plate

(2) Weakly correct the gaps between trans. stiffeners and skin plate
(3) Weld transverse stiffeners and skin plate

(4) Weld longitudinal/stiffeners and transverse stiffeners.

Tableau 1.7 : Séquences de soudage [MUR.11]
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I.I. Types de déformation en soudage

Il est usuel de classer les déformations de soudage en six catégories [MAS.80] comme
présenté sur la Figure 1.48 : rétrécissements longitudinal et transversal, flexions longitudinale

et transversale, torsion et flambage.

Figure 1.48 : Catégories des déformations de soudage : (a) rétrécissement
longitudinal, (b) rétrécissement transversal, (c) flexion longitudinale (d) flexion
transversale, (e) torsion, (f) flambage [MAS.80]

Pour ce qui concerne le flambage, il est considéré dans la littérature que les tout premiers
travaux remontent a 1958 [WAT.58] avec une série d'expériences réalisées sur des plaques
d’épaisseur variant de 3 mm a 16 mm. Pour des plaques d’épaisseurs inférieures a 6 mm, le
type de déformations induit par le flambage peut prendre des formes convexe-concave ou
concave-convexe (Figure 1.48 b et c) alors que, pour les épaisseurs supérieures a 6 mm, la
forme est concave-concave (Figure .48 a). Il est a noter que le premier qualificatif (convexe
ou concave) concerne la forme dans le sens du cordon et le deuxieme qualificatif la forme

dans le sens transversal.

fa) Concave-concave (b)Y Concave-convex (¢ Convex-
tyne Ty e concave type

Figure 1.49 : Formes de déformations induites par flambage [WAT.58]
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D’apres [LIA.12], ces différentes distorsions peuvent étre réparties en deux catégories : la
distorsion dans le plan (in-plane) et celle hors du plan (out-of-plane). Le rétrécissement
longitudinal des plaques lors du soudage est typique de distorsions dans le plan (Figure 1.48
a). Dans la suite de ce paragraphe, nous nous intéresserons plus particulierement aux
déformations hors du plan car ce sont ces derniéres que nous avons observé pendant notre
travail de thése. Elles peuvent étre divisées en deux types : la flexion et le flambage
[DEN.13]. Leur apparition dépend de la quantité¢ de chaleur apportée. Quatre simulations
¢léments finis ont notamment été réalisées dans [DEN.13] avec quatre vitesses de soudure
différentes (Tableau 1.8). La premiere (Figure .50 a) donne un mode de distorsion hors du
plan concave-convexe. Lorsque I’apport de chaleur augmente (Figures .50 b et ¢), le mode
devient convexe-concave. Avec une nouvelle augmentation de chaleur (Figure 1.50 d), le

mode redevient concave-convexe.

Case Current (A) Voltage (V) Welding speed (mm/s) Arc efficiency

Case 1 15000 15.0 21.0 0.8
Case 2 150.0 15.0 18.0 0.8
Case 3 15000 15.0 15.0 0.8
Case4 15000 15.0 9.0 0.8

Tableau 1.8 :  Différentes vitesses de soudure pour la simulation [DEN.13]

U, U3
v, u3 +4.243e-01
+:.§§;g+gg -2.778e-01
+4,155e+ = -
+3.722400 322223&0
+3.200e+00 .
+2.857e+00 -2.384e+00
+2.425e+00 -3.086e+00
:}.ggﬁugg -3.788e+00
. e+ -
-4:4300+00
+6.951e-01 ?
+2.627e-01 -5.894e+00
-1.698e-01 (a) -6.596e+00
-6.023e-01 7.298e+00
8.000e+00
v
A 2

u, U3
U, U3 +1.481e+01
+6.624e-01 +1,336e+01
EC 3
-1.393e +1.046e+01
-2.420e+00 +0.0132+00
=2 est00 +7.564e+00
et +6.115e+00
23316400 +4.666e+00
-7.558e+00 +3.217e+00
-8.586€+00 +1,768e+00
-9.613e+00 +3,185e-01 d
-1.064e+01 (C) -1.131e+00 ( )
-1.167e+01 -2.580e+00
% ;]
iy A

Figure 1.50 : Modes de déformations a différentes vitesses de soudure - a) 21 mm/s - b)
18 mm/s - ¢) 15 mm/s - d) 9 mm/s
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Les conclusions qui peuvent étre tirées de ces simulations sont les suivantes :

Pour les plaques minces, la déformation hors plan est pilotée par le rétrécissement

longitudinal irrégulier a travers I'épaisseur de la plaque et par la distorsion angulaire.

Les

rétrécissements longitudinaux et transversaux, la déformation et le flambage

augmentent avec l'apport de chaleur.

Le type de distorsions hors du plan est sensible a la quantité de chaleur apportée.

I.J. Grands déplacements - non linéarités géométriques

Les équations (1.31), (I.32) et (I.33) qui suivent sont standards et fournissent les déformations

en traction-compression &, &, et &, en fonction des trois composantes du déplacement u, v et

w.
e _ou 1
X ox 2
e _ov 1
Y oy 2
ow 1
£, =—+=
z dz 2

(Z—Z)z + (3—5)2 + (Z—f)z} (L31)
G+ @) G (132)
(3—3)2 + (3—2)2 + (3—3)2} (133)

Les termes non linéaires en u, v et w (deuxiémes termes de chaque équation) rendent compte

de grands

déplacements et sont encore qualifiés de non-linéarités géométriques. Les

simulations ¢éléments finis réalisées dans [SUN.14] pour calculer les distorsions avec une

source de chaleur mobile montrent une meilleure corrélation avec les valeurs mesurées

lorsque 1'hypothése des grands déplacements est prise en compte. Les auteurs suggerent donc

d’utiliser cette hypothése dans le cas du soudage de plaques minces. Deng et al. [DEN.08b]

aboutissent

a une conclusion similaire en comparant deux calculs éléments finis élasto-

plastiques, 1’un en petits déplacement et 1’autre en grand déplacement (Figure 1.51).
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Figure 1.51 : Comparaison de deux types de calcul - Déformation plastique
transversale [DEN.08b]

I.K. Conclusions

Dans ce premier chapitre, un état de l'art sur I’analyse numérique de I’arc de soudure et sur le

comportement thermomécanique des piéces a souder a été réalisé. Le soudage par assemblage

avec fusion, en particulier le procédé de soudage TIG, a fait I’objet d’une revue détaillée. Les

points saillants qui en ressortent sont les suivants :

La composition du gaz de protection affecte fortement les propriétés de l'arc car il
influence la densité de flux de chaleur, la densité de courant et les contraintes de
cisaillement a la surface du bain de fusion. Plus le débit du gaz est élevé, plus la

densité d’ionisation du gaz augmente.

La géométrie de la pointe de I’¢lectrode joue un rdle déterminant sur la quantité de

chaleur transmise a la surface de la piece a souder.

La satisfaction ou non de I’équilibre thermodynamique local dans la zone cathodique

reste un point encore tres discuté au sein de la communauté scientifique.

La présence de vapeur métallique augmente les conditions électriques et les densités

de courant au niveau de 'anode.

Dans un processus de soudage, l'une des principales difficultés de la simulation
thermique est la modélisation de la source de chaleur mobile. Le mod¢le le plus utilisé

est la double-ellipsoide avec distribution Gaussienne.
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e Le temps de calcul peut étre réduit, soit en jouant sur le maillage (uniforme, non
uniforme statique, anisotrope adaptatif), soit en utilisant des déformations inhérentes

avec un calcul éléments finis élastique.

e La contrainte résiduelle, la fleche et la déformation de la plaque dépendent

principalement des températures maximales et du mode de fixation de la plaque.

Dans les deux prochains chapitres, les modeles éléments finis développés dans le cadre de
cette thése pour prédire les distorsions induites par le dépdt du cordon de soudure seront

exposees.

Le second chapitre est notamment consacré au modele thermomécanique. Il a été développé
avec le logiciel ANSYS APDL et s'appuie sur une approche thermo-¢lasto-plastique. Les
temps de calcul sont raisonnables car la géométrie de la structure est simple et ne requiert pas
de maillage de grande taille. De surcroit, 1'utilisation d'éléments contact aux interfaces permet
d'en réduire encore la taille. Une méthode spécifique de prise en compte de la source mobile

de chaleur conduit enfin a une diminution significative du temps CPU.

Le troisieme et dernier chapitre de ce mémoire porte sur la modélisation de 1'arc de soudure a
l'aide du logiciel FLUENT. Les modeles développés couplent les équations
¢lectromagnétiques et thermiques dans le plasma et des équations supplémentaires régissant
I’écoulement sont considérées dans le domaine gazeux ou ’arc est généré. Ces modeles inclut
aussi la géométrie réelle des composants de la torche tels que le diffuseur de gaz, la buse et
I'électrode. La modélisation permet d’obtenir des grandeurs physiques telles que :

e les champs de température du plasma,

e latension ainsi que ses chutes anodiques et cathodiques,

e lavitesse du plasma.
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CHAPITRE 11

Modélisation de structures
en acier soudées par le
procédé TIG —
Analyse éléments finis avec

couplage thermomécanique
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II. Modélisation de structures en acier soudées par
le procédé TIG — Analyse ¢léments finis avec

couplage thermomécanique

II.A. Introduction

Dans le contexte de l'industrie alimentaire qui sous-tend partiellement ce travail de thése, il
est nécessaire de fabriquer des machines efficaces et opérationnelles afin de traiter la
nourriture (mélanger, mariner, injecter la sauce, couper la viande, etc.) dans le respect des
normes réglementaires, notamment en terme d'’hygiéne. Cependant, un grand nombre de ces
machines impose de souder des plaques minces, ce qui induit parfois des distorsions
importantes qu'il convient ensuite de réduire afin de permettre 1'assemblage des différentes

pieces.

L'objectif principal de ce chapitre est de comprendre le role des parameétres du processus de
fusion de tdles minces d'acier 316L inoxydables lors de 1’opération de soudage, afin
d'anticiper les distorsions mécaniques et d'éviter de les réduire a posteriori, de manicre

manuelle par exemple, a 1'aide d'un marteau de redressage.

Le procédé de soudage TIG est utilisé pour l'assemblage de piéces métalliques dans de
nombreuses applications industrielles. Toutefois, la fusion locale et la re-solidification des
pieces a assembler pendant le soudage est l'une des difficultés rencontrées au cours du
processus d’assemblage. Cela entraine en effet des déformations importantes qui nécessitent
souvent des opérations de redressement, lesquelles opérations augmentent le temps de
production. Dans le but de surmonter ces difficultés, la fusion des pic¢ces a souder fait I’objet
de recherche depuis de nombreuses années. Le comportement des contraintes résiduelles dans
les tuyaux soudés bout a bout utilisés dans les centrales nucléaires a par exemple été étudié
dans [BRI.98]. Le comportement élastique-plastique du matériau au-dessus de son point de

fusion y est notamment présenté. Bien que rarement décrit dans la littérature, ce
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comportement au-dessus du point de fusion est déterminant pour une bonne estimation des
déformations induites lors de I’opération de soudage. Afin de tenir compte du changement de
comportement de la maticre entre les phases solide et liquide, il est proposé dans [ANC.11] de
supprimer le degré de liberté¢ des éléments dont la température a atteint celle du point de
fusion. Cela permet une bonne corrélation avec le modele proposé dans [CHR.65] qui est une

référence pour la distribution de température lors de 1I’opération de soudage a 1’arc.

L'ajout de matiére lors de I’opération de soudure a été représenté dans [CAP.09] a 1'aide d'un
modele utilisant la fonction "birth and death" du code de calcul aux éléments finis ANSYS.
Cela permet d’activer au fur et & mesure des ¢léments, en fonction du dépdt progressif du
cordon de soudure au cours du temps. Cette technique a également été employée dans
[MOU.08], ce qui a permis d'analyser l'effet de I'angle de la rainure entre les deux picces a
souder sur la distribution des contraintes résiduelles lors de I’opération de soudage.
Contrairement aux auteurs précédents, Lundbick et al. [LUN.03] ont réalis¢ un modéle de
soudure entre deux plaques sans ajout de matiere. Ce type d’approche permet de traiter des
toles de grande dimension et juxtaposées 1’'une a 1’autre sans aucun écart géométrique,
simplement en faisant fondre le matériau déja présent a I’interface. Pour ce qui nous concerne,
les toles sont, soit de petite dimension, soit non coplanaires avec un angle vif a la jonction.
Dans un cas comme dans ’autre, il est nécessaire d’apporter de la mati¢re additionnelle via le
cordon de soudure. Nous avons donc opté pour un mod¢le avec ajout de matiere, a l'aide de la
fonction d'activation/désactivation (birth and death of elements) du logiciel ANSYS, car il
correspond mieux a la réalité du procédé de soudage dans un contexte industriel. A noter
toutefois que des précautions numériques doivent étre prises car, d'un point de vue pratique, la
désactivation consiste a attribuer aux ¢léments concernés une rigidité (ou une conductivité en
thermique) artificiellement trés faible. En conséquence, l'influence des ¢léments désactivés
sera négligeable lors du calcul ¢léments finis (ce qui est l'effet recherché) mais, en
contrepartie, certains des nceuds associés a ces ¢léments risquent de subir des grands
déplacements artificiels. Ces grands déplacements peuvent cependant étre annihilés en
imposant des conditions aux limites appropriés [ANS.11]. C'est ce type d'approche,
combinant la fonction d'activation et de désactivation d'éléments avec les conditions aux

limites appropriées, que nous avons adopté dans ce travail de these.

L’optimisation des paramétres de soudage joue un rdle déterminant, non seulement pour la

prédiction et ’amélioration des déformations induites, mais aussi pour la qualité du cordon.
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Comme indiqué dans [PRI.08], des contraintes résiduelles élevées peuvent en effet conduire a
une perte de performance et de qualité avec pour conséquence la corrosion, la fatigue et la
fracture du cordon. Sadat et al. [SAD.10] ont également mentionné que les éventuels défauts
de soudure tels que les porosités ou une discontinuité de la zone affectée thermiquement
dépendent du paramétrage du procédé utilisé. Pour surmonter ces problémes, Tarng et al.
[TAR.99] ont proposé¢ de déterminer les paramétres optimaux du procédé en utilisant une
méthode de Taguchi modifiée. Juang et al. [JUA.02] ont quant a eux mix¢é un réseau de
neurones avec la méthode de groupage Fuzzy, ce qui permet d'estimer la qualité du soudage
par la géométrie du cordon. Dans ce chapitre, nous proposons d'utiliser une approche
similaire, en se basant sur la surface de réponse d’un plan d’expérience pour optimiser les
parametres de soudage comme la vitesse de dépot du cordon de soudure et en considérant la
géométrie du cordon comme critére de qualité. Cette approche, combinée avec un modele

¢léments finis, inclut les points suivants :
o une modélisation de la source mobile de chaleur par un profil de répartition gaussien
[GOL.84],
e une calibration des parameétres numériques de la source mobile de chaleur grace a un
plan d'expérience,

e une augmentation de la conductivité thermique en phase liquide comme suggéré dans

[GOL.84],
e un couplage entre les analyses thermique et mécanique,

e la modélisation du remplissage de maticre par le cordon de soudure grace a l'activation

des éléments concernés,

e la prise en compte du comportement plastique du matériau par une loi isotrope
bilinéaire,

e la dépendance des propriétés des matériaux vis-a-vis de la température,

e la modification au cours du temps de la température de référence des éléments ayant
atteint la température de fusion afin de modéliser la déformation structurelle en phase

de refroidissement.

Pour valider cette approche, nous avons considéré plusieurs échantillons constitués de deux
toles de petite taille (épaisseur de 3 mm, longueur de 52 mm et largeur de 35 mm ) que nous

avons soudés I'une a 1’autre (Figure I1.3). Ces échantillons ont fait I'objet d'essais et la
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comparaison de la déformée de la piece avec les résultats expérimentaux a montré une bonne
capacité prédictive du modele numérique avec moins de 5% d'erreur sur le déplacement
vertical. Cela nous a permis de valider 1’approche théorique développée et de montrer sa

pertinence pour un éventuel emploi sur des piceces de taille industrielle.

A noter pour finir que les principaux résultats de ce chapitre ont été publiés en 2016 [TCH.16]
dans une revue internationale référencée dans la base de données ISI Web of Science

(Thomson Reuters).
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I1.B. Dispositif expérimental

I1.B.1Paramétres d’expérimentation

La partie expérimentale de cette thése a été réalisée au sein de la société Riihle GmbH
(Allemagne), en utilisant un paramétrage qui correspond aux cas de figure usuels lors de la
fabrication des machines. Les expériences ont été effectuées manuellement a 1'aide d'un
appareil de soudage TIG de marque MAGSTER type 250 4x4. Le Tableau II.1 présente les
caractéristiques ¢lectriques fournies par le fabricant de l'appareil de soudage. Une torche TIG
(Figure IL.1) est utilisée et le métal d’apport est une baguette de soudage de matériau 316L en

acier inoxydable.

Courant (A) | Tension (V)
250 20
190 17.6

Tableau I1.1 : Caractéristiques électriques de I’appareil de soudage

Figure II.1 : Torche TIG

L’équation (II.1) représente la tension X,,; de l'arc de soudage en fonction de l'intensité du
courant /4 et des valeurs de référence de la tension et de 1'intensité de courant (20 V et 250 A

respectivement). La puissance é€lectrique correspondante P,,, est fournie par 1'équation (I1.2).
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Xp01:=20 -0.04* (250 — 1, ) (IL1)
Poutr = Xvo1t*Ia (IL2)

Ou le coefficient 0.04 de I’équation (II.1) représente la pente de la variation linéaire de la
tension en fonction de I’intensité. Cette pente est calculée a partir des données numériques

contenues dans le Tableau 11.1.

Ces deux équations permettent de calculer la puissance apportée a la structure mécanique par
I'opérateur lors de l'opération de soudage. Différentes valeurs possibles sont fournies dans le
Tableau I1.2 en fonction des parameétres opératoires. Une partie de ces valeurs sera utilisée
ultérieurement comme données d'entrée du plan d'expérience qui permettra d'identifier les
paramétres de la source mobile de chaleur (paragraphe IL.E.2). Ces parametres sont essentiels
pour le calcul éléments finis en thermique. Plusieurs tests a différentes intensités de courant ont
¢été réalisés a 1’aide d’une torche TIG avec un débit de gaz (Argon) de soudage de 8 I/min. La
distance entre la pointe de la cathode et les plaques a fusionner est de 1'ordre de 2 mm et celle
entre les deux plaques a souder est de 1 mm. Le but de ces tests est de trouver I’intensité de
courant qui permet d’obtenir un cordon de qualité, c'est-a-dire avec une zone fondue sur toute
la profondeur des spécimens. Dans le but de pouvoir réaliser des études paramétriques dans des
délais raisonnables, c'est-a-dire avec des temps de calculs relativement courts sur des maillages
de petite taille, nous avons testé des échantillons de faible dimension (deux toles de 3 mm
d'épaisseur, de 52 mm de long et de 35 mm de large, cf. Figure I1.2). La méthodologie
développée est cependant applicable a des structures de plus grande taille en ajustant la densité
du maillage. Cet ajustement est facile a réaliser car notre programmation a été paramétrée par

les dimensions des picces.
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Figure 11.2 : Tests expérimentaux de soudage

Lors de ces tests, le temps de soudage pour 1’assemblage de deux toles a été chronométré en
faisant varier l'intensité du courant ¢lectrique. Le temps chronométré a ensuite été utilisé pour
calculer la vitesse d’exécution du soudage en fonction de la longueur de la plaque (Tableau
I1.2). Les calculs ont été réalisés pour différentes intensités de courant, la tension et la
puissance étant déterminées a 1’aide des équations (IL.1) et (I1.2). Logiquement, la vitesse de
soudage augmente avec l'intensité du courant puisque l'ajout de matériau augmente avec
l'intensité. L'opérateur adapte donc la vitesse de dépdt du cordon en conséquence afin que

'épaisseur de la soudure reste constante.

Ly (A) Xvore (V) | Poue (W) | V (mm/s)
100 14 1400 2.6
120 14.8 1776 3.05
130 15.2 1976 3.71
140 15.6 2184 43

Tableau I1.2 : Puissance P, et vitesse V de soudure pour différentes intensités

Une comparaison des cordons a conduit a la conclusion que la meilleure qualité¢ de soudure
(c’est-a-dire un cordon complet dans la profondeur) était obtenue pour une intensité de courant

de 100 A, une puissance de 1400 W et une vitesse d’exécution de 2.6 mm/s. En conservant
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l'intensité de courant égale a 100 A et une puissance de 1400 W, d’autres cordons de soudure
ont été déposés avec des vitesses variables. Le but est d’obtenir des vitesses conduisant a une
soudure partielle, le cordon n'étant alors plus complet dans la profondeur. Cela permettra de
disposer d’un ensemble de cas avec une puissance constante afin de pouvoir ajuster
efficacement les parametres numériques de la source mobile de chaleur (cf. paragraphe ILE.4 a
venir). En effet, plus cet ajustement sera réalis¢ sur des cas diversifiés, plus les résultats
pourront étre considérés comme fiables. Les tests expérimentaux ayant montré qu'une vitesse
d’exécution de 4.3 mm/s permettait d'obtenir le cordon partiel souhaité, les valeurs opératoires

retenues dans la suite de ce mémoire sont donc les suivantes :
e Pour obtenir des cordons complets dans la profondeur : vitesse=2.6 mm/s,
e Pour obtenir des cordons partiels dans la profondeur : vitesse=4.3 mm/s.

Dans les deux cas précités, 1’énergie apportée par I’appareil de soudure, ainsi que 1'intensité du

courant, restent constantes et sont respectivement égales a 1400 W et 100 A.

I1.B.2 Conditions aux limites expérimentales

Il est fréquent dans la littérature ([DEN.09b], [DEN.11] et [REE.14] par exemple) que les
conditions aux limites aux deux extrémités des toles a souder soient fixées ou libres mais de
manicre symétrique. Dans ce mémoire de thése, nous avons choisi d'encastrer l'extrémité
gauche et de laisser libre 1'extrémité droite (Figure 11.3), ce qui conduit a des conditions aux
limites asymétriques. Cela permet d'étudier plus facilement la distorsion induite par le dépot
du cordon de soudure (déformation angulaire) et de procéder ensuite aisément a des

comparaisons avec le modele numérique (Figure 11.44).

Extrem1’te Ext'rémité
encastrée libre

Points de soudure

To6les a souder

Figure 11.3 : Schéma de principe des conditions aux limites
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Concrétement, la réalisation des essais s'est déroulée en deux étapes. Dans la premicére, les
deux plaques a souder (chacune de dimensions 70 mm x 52 mm % 3 mm) ont été posées
parallélement, dans le sens de la longueur, sur la table de soudage de telle fagon qu’il y ait un
écart de 1 mm entre elles. Ensuite, chacune des toles est fixée sur cette table a 1’aide d’un étau
de soudage et le soudeur relie les deux toles a I’aide de deux points de soudure. Ces deux
points de soudure se trouvent a une distance de 12 mm du bord de la téle (Figure 11.3). Le rdle
de ces deux points de soudure est d'assurer le maintien des deux tdles lI'une par rapport a
l'autre avant le dépot du cordon. Aprés le refroidissement des points de soudure a la
température ambiante, la fixation de I’une des deux toles est enlevée et ces dernicres restent
reliées par les points de soudure. Une vérification de 1’écart entre les deux toles est ensuite
effectuée, cet écart devant rester égal a I mm afin d’éviter toute déformation angulaire causée
par les points de soudure. Dans la deuxieéme étape, le soudeur procede a 1’opération de
soudage le long des toles a assembler. Une seule tole est maintenue fixe (Figure 11.3) afin
d’obtenir une déformation angulaire mesurable sur la deuxiéme tdle aprés 1’opération de

soudure.

I1.B.3Résultats expérimentaux

Les deux vitesses de soudage utilisées lors des essais (2.6 mm/s et 4.3 mm/s, voir paragraphe
I1.B.1) correspondent a des situations concretes. Dans la premiére situation (vitesse lente), la
plaque soudée doit supporter une charge. Plus la charge est lourde, plus le cordon doit étre
profond. Un soudage complet dans la profondeur est donc indispensable. Dans la seconde
situation (vitesse rapide), la plaque soudée est utilisée, soit comme couverture pour protéger
l'intérieur de la machine contre la poussicre, soit pour améliorer son design. Une soudure

partielle dans la profondeur de la tole est alors suffisante.

La nature des données expérimentales a mesurer a été¢ choisie de maniére a ce que celles ci
soient représentatives de la source de chaleur mobile. Cela permettra de calibrer
ultérieurement de maniére efficace les paramétres numériques de cette source dans le modele
¢léments finis. En fonction du cas de figure considéré (cordon complet ou partiel), nous avons

choisi de mesurer les grandeurs suivantes :

1. Cas de la fusion complete (vitesse de soudage de 2.6 mm/s)

113



e mesure de la largeur de la soudure sur la partie supérieure de la plaque soudée,

e mesure de la largeur de la soudure sur la partie inférieure de la plaque soudée,

2. Cas de la fusion partielle (vitesse de soudage de 4.3 mm/s)
e mesure de la largeur de la soudure sur la partie supérieure de la plaque soudée,

e mesure de la profondeur de la soudure.

Les largeurs des différentes parties du cordon ont été relevées avec un pied a coulisse (Figure
I1.4). Dans le cas de la fusion partielle (Figure I1.5a), la plaque soudée a été pli¢e sur I’axe du
cordon (Figure II.5b) a partir de sa face inférieure (zone non fusionnée). Cela permet

d'accéder a la limite du cordon et d'en mesurer sa profondeur.

Figure 1.4 : Téoles soudées avec soudure complete dans la profondeur - - Mesure de la
largeur du cordon

Figure IL.5 : Téles soudées avec soudure complete dans la profondeur - Mesure de la
profondeur du cordon

La mesure de la déformation angulaire a été réalisée en utilisant les outils géométriques du
logiciel libre GIMP (GNU Image Manipulation Program). Cette mesure sera comparée
ultérieurement (paragraphe I1.5) a la déformation numérique. Les valeurs mesurées
expérimentalement sont présentées dans les Tableaux I1.3 (fusion compléete) et 11.4 (fusion
partielle). 11 s'agit de valeurs moyennes réalisées sur 10 échantillons pour chaque cas (fusion

partielle et fusion complete).
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Vitesse de soudage

Largeur du cordon

(surface supérieure)

Largeur du cordon

(surface inférieure)

2.6 mm/s

7 mm

4 mm

Tableau 11.3 : Propriétés géométriques du cordon - soudure complete

Vitesse de soudage

Largeur du cordon

(surface supérieure)

Profondeur du

cordon

4.3 mm/s

4 mm

1 mm

Tableau 11.4 : Propriétés géométriques du cordon - soudure partielle

I1.C. Propriétés matérielles de I'acier inox AISI 316L

Le matériau considéré dans ce mémoire est l'acier inox AISI 316L car il est majoritairement
utilisé pour les toles ainsi que pour les cordons de soudure au sein de l'entreprise Riihle
GmbH. Les propriétés mécanique et thermique de ce matériau en phase solide ont été extraites
de la base de données ITER tel que proposé dans [CAP.09]. Ces propriétés sont présentées
dans le Tableau II.5 pour une température variant de 273 K a 1643 K. Dans ce tableau, p
représente la masse volumique, C, la chaleur spécifique a pression constante, x la
conductivité, H l'enthalpie, op la limite élastique et £ le module d'Young. Les propriétés
thermique et mécanique en phase liquide (que l'on considére atteinte pour une température
supérieure a 1643 K) seront décrites dans les prochains paragraphes.

On remarque que oy et £ n’ont pas de valeurs associées a la température de 1643 K. Cela
illustre la difficulté d’obtenir des paramétres matériau sur une large plage de température.

On note enfin que le coefficient de dilatation thermique, ainsi que le module de rigidité
tangent qui permettrait d'utiliser une loi élasto-plastique bilinéaire isotrope, ne sont pas
répertoriés dans le Tableau I1.5. Ces deux propriétés matérielles absentes feront 1'objet d'un

développement spécifique aux paragraphes I1.D.3 et I1.D.5.
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i3 P Cp K H o E
(K) (kg/m3) (Lkg'°K") (W °K") (') (Pa) (Pa)
273 8038.70 456.28 13.29 1.00E+08 3.47E+08 2.00E+11
293 8030.47 464.73 13.63 1.08E+09 3.20E+08 1.96E+11
373 7997.02 494.23 14.99 1.38E+09 2.11E+H08 1.92E+11
473 7954.03 522.74 16.62 1.79E+09 1.67E+08 1.84E+11
573 7909.76 543.92 18.19 2.21E+09 1.45E+08 1.76E+11
673 7864.18 559.87 19.72 2.65E+09 1.35E+08 1.68E-11
773 7817.31 572.69 21.26 3.09E+09 1.29E+08 1.60E+11
873 7769.13 584.49 22.81 3.54E+H09 1.23E+08 1.52E+11
973 7719.66 597.38 24.42 4.00E+09 1.17E+08 1.44E+11
1073 7668.90 613.45 26.09 4.46E+09 1.L11E+08 1.35E+11
1173 7616.83 634.82 27.86 4.96E+09 1.05E+08 1.27E+11
1273 7563.47 663.58 29.76 5.43E+09 9.90E+07 1.19E+11
1373 7508.81 701.85 31.81 5.95E+09 6.60E+07 1.05E+11
1473 745285 751.72 34.03 6.49E+09 2.40E+07 2.00E+10
1573 7395.60 815.30 36.46 7.09E+09 1.05E+07 7.00E+09
1643 7354.75 869.09 38.29 7.51E+09

Tableau I1.5 : Propriétés mécanique et thermique de l'acier inox AISI 316L en phase solide
[CAP.09]

II.D. Mécanique des milieux continus du procédé de soudure

I1.D.1 Analyse thermique
Le transfert transitoire de chaleur lors de 1’opération de soudage est décrit de fagon classique
[BER.04 par I’équation aux dérivées partielles de conduction thermique en transitoire. Cette
équation implique la température 7" (exprimée en K) et I’enthalpie volumique H (exprimée en

Jm?):

5~ (65) =5 (65) ~ 5 (<5) = aGey) 3)
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ol x est la conductivité thermique (W.m".K™"), ¢ la source mobile de chaleur apportée par la
soudure (W.m™) et 7, x, y et z représentent respectivement le temps (s) et les coordonnées
spatiales (m).

La relation exprimant la dépendance entre 1'enthalpie et la température est classique ([BAIL04],
[SMIL.OS5]) :

H(T) = Ho + [, p C, dT (11.4)
oul p est la masse volumique du matériau (kg.m™)., C, est la chaleur spécifique a pression
constante (J.kg'.K™) et Hy représente l'enthalpie initiale & T=T,. Nous avons calculé Hy en
multipliant la masse volumique, la chaleur spécifique et la température de 273 K. En prenant
les données numériques de la premiére ligne du Tableau I1.5, on obtient environ 10° J.m™.

Pour calculer H(7), on scinde dans un premier temps 1’intégrale de la formule (I.4) en deux
parties :

H(Tiz1) = Ho + [ p Gy dT = Hy + [ p C, dT + fTTi %15 C,dT = H(T,) + fTTii“ p C,dT (IL5)
Ou H(T;) et H(Ti+) représentent les enthalpies aux températures 7; et 7.

On discrétise ensuite I’intégrale de la formule (I1.5) par la formule du trapéze :

H(Tyyy) ~ H(T,) + 2528805t () (IL6)
Le pas de température 7;.;-7; considéré est celui du tableau (I1.5), ¢’est-a-dire un pas constant
de 100 K entre 373 K et 1573 K. Pour les températures faibles ou importantes (c’est-a-dire a
proximité de la température de fusion dans ce dernier cas), le pas est variable : AT=20 entre
273 K et 293 K, AT=80 entre 293 K et 373 K et AT=70 entre 1573 K et 1643 K.

La formule (I1.6) fournit une expression explicite de I'enthalpie en fonction de la température.
En appliquant cette expression dans la plage de température allant de 273 K a 1643 K, on
remarque (Figure I1.6) que les valeurs obtenues correspondent a celles fournies dans le Tableau
IL5. L'intérét de la formule (I1.6) est qu'elle permet également d'extrapoler au-dela de la
température de fusion de 1643 K. Pour cela, on considére une chaleur latente (enthalpie de
fusion) de 270 KJ/kg dans l'intervalle de fusion 1643 K-1670 K, ainsi que cela a été proposé
par I’agence internationale de 1’énergie atomique (International Atomic Energy Agency) dans
[INT.08]. Cette enthalpie de fusion est a rajouter a la formule (II.6). Cela permet d'obtenir une
valeur de H égale 4 9.69 10° pour une température T égale a 1673 K. La plage de température
comprise entre 1643 K et 1673 K correspond a une zone de transition entre les phases solide et
liquide. Dans la phase liquide, au-dela de 1673 K, on calcule d’abord I’enthalpie a 3000 K

(température qui majore les 2200 K maximum obtenues pendant la soudure) grace a la formule
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(IL6). Le résultat de ce calcul donne une enthalpie égale a 1.82 10'°. On réalise ensuite une
interpolation linéaire entre 1673 K et 3000 K, ce qui permet de tracer la droite a haute

température de la Figure I1.6.

Enfin, il est a noter, qu’en phase liquide, une conductivité thermique artificielle de 120
W.m K a été prise en compte tel que proposé dans [GOL.84] afin de représenter les
mouvements convectifs dans le bain fondu.

H ()/m3)

2,00E+10

1,80E+10
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Figure 11.6 : Représentation graphique de l'enthalpie en fonction de la température a
partir de l’équation (11.6)

I1.D.2 Analyse mécanique

Les déformations induites par le procédé de soudage peuvent étre prédites par une analyse
mécanique réalisée dans la continuité du transfert thermique décrit par 1'équation (I1.3). En
pratique, avant chaque calcul mécanique, la carte de température correspondante est chargée et
la température de référence de chaque ¢lément est ensuite mise a jour selon que 1’¢lément est
fondu ou pas. Plus précisément, au début du calcul thermique, tous les éléments du maillage
posséde une température de référence égale a 300 K (température de l'air ambiant). Au cours
du calcul, la température de référence est prise égale a la température de fusion (1643 K) sur
les ¢léments ayant atteint cet état. Cela permet de considérer que 1'état non contraint
correspond a 300 K pour les ¢léments non fondus alors qu'il est de 1643 K pour les éléments
fondus, les contraintes apparaissant dans ce dernier cas lors de la phase de refroidissement de

1643 K a 300 K.
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En l'absence de force volumique de pesanteur, 1’équilibre des forces en mécanique s'écrit de

manicre standard sous la forme suivante [DUV9S] :
2
p% = div(o) (IL.7)

ou u est le champ de déplacement et div 'opérateur différentiel classique de divergence
appliqué au tenseur des contraintes o. On suppose dans ce mémoire que les contraintes et les
déplacements sont liés par une loi élastoplastique isotrope bilinéaire comprenant quatre
parametres matériels : le module d'Young E, le coefficient de Poisson v, la limite d'¢élasticité
op et le module tangent Et. Cette loi est schématisée graphiquement sur la Figure 11.7 dans le
cas d'une loi unidimensionnelle liant la contrainte o a la déformation & La dépendance de E et
de oy vis-a-vis de la température (Tableau I1.5) provient de la base de données ITER et a été
extrait de [CAP.09]. Au-dela de 1643 K, le tableau a été complété en prenant des valeurs
constantes : £=5.56 10° Pa et oy=1.05 107 Pa. Ces valeurs correspondent aux données
fournies par le Tableau II.5 a la température de fusion 1643 K. On peut en effet estimer en
premicre approximation que, puisque la température de fusion est atteinte, avec un passage de
I’état solide a 1’état liquide, ces propriétés évolueront probablement peu au-dela de 1643 K.
La détermination du module tangent, qui ne figure pas dans la liste des paramétres fournis par
le tableau I1.5, est présentée dans le paragraphe suivant. Le coefficient de Poisson a enfin été
pris constant et égal a 0.3, conformément a ce qui est suggéré dans [BRI.98] et [PRI.0S].

O A

o) F————— e — -

> &

Figure 11.7 : Représentation schématique d'une loi élastoplastique bilinéaire

I1.D.3Module tangent en plasticité

Le rapport entre le module tangent Et et le module d'Young E caractérise la plasticité du
matériau une fois franchie la limite d'¢lasticité (Figure I1.7). Si ce rapport vaut 1, Et est égal a

E et le matériau est parfaitement élastique. S'il est égal a 0, Et vaut 0 et on est dans le cas
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d'une loi parfaitement plastique. La réalité se situe entre ces deux extrémes et le ratio E1/E est
souvent considéré comme faible pour les aciers standards, de 1'ordre du centiéme. On trouve
par exemple une valeur de 0.014 dans [MOU.08] pour des températures comprises entre 293
K et 1073 K. Au-dela de cet intervalle, c'est-a-dire en phase liquide, ce rapport a été considéré
comme environ 100 fois plus faible, plus précisément égal a 10™*. Mousavi et al. [MOU.08] se
sont inspirés des travaux de [BRIL.98] qui a utilisé l'acier ASI 304L (qui présente un
comportement sensiblement identique a l'acier ASI 316L) pour son mod¢le. En complément
de ces références, on peut citer la thése de T. Chaise [CHA.11] qui considére une valeur de
0.0133 pour le méme intervalle de température allant de 293 K a 1073 K pour I’acier ASI
316L. On voit donc qu'une valeur plausible pour le rapport E1/E se situe dans une plage
variant de 0.0133 a 0.014. Une ¢étude de sensibilité a été effectuée dans le cadre de ce travail
de theése pour évaluer l'influence d'une variation de ce rapport sur la déformation finale. Pour
que les résultats de cette étude de sensibilité puissent tre significatifs, le cas de la vitesse de
soudure la plus ¢€levée (4.3 mm/s) a été considéré car c'est ce cas qui induit les déformations
les plus importantes, ce qui limite les biais dans le relevé des mesures. Plusieurs calculs
mécaniques ont ¢té réalisés en utilisant différentes valeurs du rapport entre le module tangent
et le module d’Young. Ces valeurs varient de 0.01 a 0.015 dans I’intervalle de températures
allant de 293 K a 1073 K. Au-dela de 1073 K, la valeur du rapport est prise constante et égale
a 10 comme propos¢é dans [MOU.08] et [CHA.11]. Les valeurs du déplacement vertical au
milieu de I’extrémité de la téle soudée (Figure I1.8) sont présentées dans le Tableau I1.6. On
peut constater que, pour différentes valeurs du rapport E7/E allant de 0.0133 a 0.014 le
déplacement vertical varie de 0.861 a 0.877 mm. En pourcentage, cela correspond a une
augmentation de 1.9% du déplacement pour une augmentation de 5.3% sur le rapport E//E.
On peut conclure que, dans I’intervalle de température considéré, la variation du rapport E/E
ne joue pas un rdle prépondérant sur la déformation finale de notre modéle. Ce constat est
d’autant plus vrai dans ’intervalle 0.0133-0.014 qui correspond aux bornes trouvées dans la
littérature. Dans notre mode¢le, la valeur du rapport entre le module tangent et le module
d’Young a donc été fixé a 0.0133 sur l'intervalle de température 293 K-1073 K. Cela
correspond a ce qui ¢té pratiqué dans [CHA.11] ou le méme acier AISI 316L que celui

considéré dans cette thése a été étudié.
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Déplacement vertical

e Sl

Figure 11.8 : Exemple de déformation angulaire

Er/E Er/E Déplacement vertical
293K-1073 K 1123 K-3100 K (mm)

0.0133 0.0001 0.861

0.0135 0.0001 0.862

0.0137 0.0001 0.863

0.0139 0.0001 0.866

0.014 0.0001 0.877

Tableau 1.6 ~ Sensibilité du module tangent en phase solide

Un autre élément a questionner concerne la valeur du rapport entre le module tangent et le
module d'Young dans la plage de température située entre 1123 K et 3100 K, c’est-a-dire en
phase liquide. Comme expliqué précédemment, ce rapport est souvent pris égal 4 10 dans la
littérature et c’est ce que nous avons retenu comme premicere hypothése dans 1’analyse de
sensibilité qui vient d’étre présenté (Tableau II.1). Cette hypothése demande cependant a étre
confirmée au travers d’une seconde analyse de sensibilité (Tableau I1.2) ou le rapport E1/E est
conservé égal a 10 dans la phase purement liquide et est considéré comme variable a la
température 1623 K qui amorce la zone de transition entre les phases solide et liquide. Cette
zone est située entre la phase solide, o le rapport est de 1’ordre de 10, et la phase liquide, ou
il est de ’ordre de 10™. L’idée est donc de prendre un ordre de grandeur de 107 a la transition
et de le modifier pour étudier son influence sur les résultats. A la lecture du Tableau I1.2, on
constate que cette influence est faible puisque le déplacement vertical ne varie que de 27%

alors que le ratio entre E et E varie lui dans une proportion de 400%.

Compte tenu de ces différentes observations, nous avons retenu comme rapport E/E les
valeurs 0.0133 (entre 293 K et 1073 K), 0.014 (a 1123 K), 0.001 (a 1623 K) et 0.0001 (a

3100 K). Sur cette base, la relation contrainte-déformation de la loi élasto-plastique isotrope
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bilinéaire considérée a été tracée sur la Figure I1.9. Cette loi est représentée pour six valeurs
de température (273, 673, 1073, 1123, 1623 et 3100 K) sachant que c'est le maximum
possible autorisé par le code ANSYS APDL.

E+/E Et/E Et/E E+/E Déplacement
293K-1073 K | 1123 K 1623 K 3100 K vertical (mm)
0.0133 0.014 0.001 0.0001 0.82
0.0133 0.014 0.002 0.0001 0.84
0.0133 0.014 0.003 0.0001 0.89
0.0133 0.014 0.004 0.0001 0.98
0.0133 0.014 0.005 0.0001 1.04

Tableau I1.7 Sensibilité du module tangent a la transition entre les phases solide et liquide

Figure 11.9 : Loi élasto-plastique bilinéaire a six températures difféerentes (K). SIG (Pa)
représente la contrainte et EPS (-) la déformation.

I1.D.4Tenseurs de déformation

Le tenseur de déformation ¢ est calculé par la superposition de trois contributions :

e=& + S+ & (IL.8)
ou & est la déformation élastique, & est la déformation plastique et &" la déformation
thermique :

e = affy (T — Trer) (I.9)

alf, représente le coefficient sécant de dilatation thermique a la température 7' courante et Tg,,

est la température de référence du matériau considéré. Il est cependant a noter que le
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coefficient de dilatation thermique ne fait pas partie des propriétés matérielles recensées dans
le Tableau IL.5. Ce coefficient peut cependant s’exprimer comme un polynome de degré deux

en temperature [ITE.O1] :
agfy = (15.815 + 0.0060742 X T — 2.0796 x 1076 x T?) x 107° {1.10)

11 faut cependant relever que la formule (I1.10) n’est fournie dans [ITE.01] que pour une plage
de température allant de 293 K a 1273 K alors que notre sujet d’étude requiert des données
allant jusqu’a la température de fusion, c’est-a-dire 1643 K. C'est la raison pour laquelle nous
avons développée dans le paragraphe suivant une méthode originale de calcul de ce coefficient.
Cette méthode est basée sur :
1. la définition du coefficient de dilatation thermique volumique instantané en fonction de
la masse volumique du matériau,
2. la relation entre dilatation thermique volumique et dilatation thermique linéaire
isotrope,
3. la prise en compte de la dépendance de la masse volumique en fonction de la
température, dépendance que l'on peut extraire du Tableau IL.5,
4. l'intégration par rapport a la température du coefficient instantané¢ pour obtenir le

coefficient sécant.

I1.D.5Coefficient sécant de dilatation thermique

Ce paragraphe est consacré au calcul du coefficient sécant de dilatation thermique en fonction
de la température, sachant que ce coefficient n'est pas fourni explicitement par le Tableau II.5
qui décrit les propriétés matérielles de l'acier AISI 316L. Pour procéder a ce calcul, on
commence par rappeler que le coefficient de dilatation thermique volumétrique est défini par

[DEG.07] :
atel =1 (%) (IL11)

ou V est le volume et I'indice p indique que le calcul est réalisé a pression constante. En prenant

en compte le fait que la masse se conserve, I'équation (II.11) s'écrit de maniére équivalente :
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s = — % (Bp)P — _ mp (I1.12)

ou p représente la masse volumique et /n la fonction logarithme népérien. En supposant ensuite
que le matériau est isotrope (ce qui est le cas de l'acier AISI 316L) et en considérant
I'hypothése des petits déplacements (hypothése relativement standard dans le domaine des
soudures), on rappelle [SEE.13] la relation classique entre le coefficient de dilatation

thermique isotrope linéaire instantané a(f, et le coefficient de dilatation volumique a3 :

aih=zalf (IL.13)
En reportant (I1.12) dans (II.13), on obtient finalement :
a(T):_ - (11.14)

En tracant la dépendance de p vis-a-vis de T a partir du Tableau IL.5, on observe (Figure I1.10)
qu'il est possible d'approximer In(p) par un polynome du second degré. L’insertion de ce
polynéme dans I'équation (I1.14) conduit & une variation lin¢aire de a(,en fonction de la

température :
afy =+ (4470751075 + 2 x 1,049990 1078 X T) (I1.15)

In(p)

]

5.5 & Inlp) = -1,04990E-08T? - 4,47075E-05T + 9,00496E+00
8,08 \

8,07 \
8,96

8,95 \

8,04 \

8,03 \

8,92 \\
891

8,9

8,89 T T T 1
a 500 1000 1500 2000 T

Figure 11.10 : Approximation par un polynome du second degré du logarithme de la
masse volumique p en fonction de la température T
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Grace a I'équation (II.15), la valeur instantanée de la dilatation thermique aé% peut donc étre
obtenue pour chaque température du Tableau IL.5. Il ne reste plus qu'a en déduire le
coefficient de dilatation thermique sécant. Ce coefficient est important car il permet d'inclure
la température de référence 7., dans le calcul des contraintes, ce que ne permet pas de faire le

coefficient ag‘) qui représente une variation instantanée autour de la température courante 7.

La prise en compte de la température de référence constitue un point clef pour le calcul des
contraintes élasto-plastiques qui génerent la déformation des tdéles. Ces contraintes sont en
effet physiquement remises a zéro lors de la fusion et elles ne seront présentes dans le
matériau que lors de la phase de refroidissement et de solidification. Elles apparaitront avec le
refroidissement des toles estimé avec la température de fusion comme température de
référence. Autrement dit, les parties non fondues lors du processus de soudage conserveront la
température ambiante comme température de référence alors que les parties fondues
génereront des contraintes lors du refroidissement a partir d'une température de référence de
1643 K. Pour tenir compte pratiquement de cet aspect dans le modele éléments finis, on
utilisera deux matériaux différents présentant exactement les mémes propriétés matérielles,
mais en associant aux deux matériaux deux températures de référence différentes. D'un point
de vue opérationnel, la gestion des deux matériaux sera opérée de la maniere suivante :
e au début du calcul thermique, le premier matériau est affecté a tous les éléments du
maillage avec une température de référence Tz, €¢gale a 300 K,
e a chaque pas de temps du calcul thermique, les ¢léments dont la température atteint le
point de fusion (1643 K) sont enregistrés,
e pendant le calcul mécanique, on affecte le second matériau (avec une température de

référence Ty, égale a 1643 K) aux éléments enregistrés lors du calcul thermique.

Les deux matériaux possédent le méme coefficient de dilatation thermique instantanée, mais
deux coefficients de dilatation thermique sécants différents en raison du changement de la
température de référence. Le coefficient sécant aff, se déduit par une intégration moyenne du
coefficient instantané :
T

fTref aé—}l)dT

Se __
&y =

(IL16)

T-Tref

Soit encore en reportant (I1.15) dans (I1.16) :
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S5 (447075 1075+ 2x1,049990 10~8xT) dT
Tref3

1 — -
aip = e =3[1,04999 107%(T + T;r) + 4,47075 1075 d1.17)

Il est a noter que cette forme polynomiale de degré un vis-a-vis de la température a déja été
utilisée dans la littérature, notamment dans [MOU.08]. Dans cette référence, le coefficient
d’expansion thermique (équation 8) concerne un acier de type AISI 304 L qui ne peut donc
étre comparé stricto sensu avec I’acier AISI 316 L considéré dans cette thése. Mais les grandes
tendances peuvent étre considérées comme significatives. La pente dans [MOU.08] est par

exemple prise égale a 2.85 10” contre §1,04999 1078 ~ 3.5 107? dans notre cas (équation IL.15).
Le terme constant est par ailleurs égal a 16.89 10 dans [MOU.08] contre %[1,04999 1078 x

300 + 4,47075 10~°] ~ 15.95 107° avec 1’équation (II.17). Que ce soit pour la pente ou pour le
coefficient constant du polynome, les ordres de grandeur sont donc cohérents, ce qui valide la
formule (II.17). La forme polynomiale de degré un en température peut €¢galement se justifier
par 'utilisation d’une régression linéaire appliquée a des données d’essai comme cela a été
réalisé¢ dans [TAN.05] pour I’acier 305. La Figure II.11 montre enfin que la formule linéaire
(I.17) que nous avons établie est consistante avec la formule quadratique (I1.10) extraite de la
base de données ITER [ITE.01]. A une température de 1273 K, qui représente la limite
supérieure d’application de la formule quadratique extraite de [ITE.O1], on remarque par
exemple une corrélation remarquable de 1’ordre de 1% (20.408 10° pour la formule (I1.17)
contre 20.177 10 pour la formule (I1.10)). De plus, la dépendance linéaire avec la température
que nous avons retenue, ainsi que les ordres de grandeur du coefficient sécant d’expansion
thermique que nous avons calculé, sont conformes aux mesures expérimentales réalisées dans

[DEP.04] pour un acier 316 L.
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Figure IL.11: Coefficient sécant d’expansion thermique — comparaison des

approximations linéaire et quadratique

La Figure II.12 présente le coefficient de dilatation thermique instantanée calculé a partir de
I'équation (II.15) (couleur bleue) et les deux coefficients de dilatation thermique sécant
correspondant calculés a partir de I'équation (II.17) (rouge et vert). Les deux courbes relatives
aux coefficients sécants sont parall¢les avec un écart de §1.04999 1078(1643 — 300) =~ 0.47 105

et les deux points d'intersection avec la courbe du coefficient instantané correspondent aux

deux températures de référence 300 K et 1643 K.

————
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/
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e A|pha instantané
e Alpha secant TREF = 300 K T (K)
1 e Alpha secant TREF = 1643 K
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Figure 11.12 : Coefficient de dilatation thermique instantané et sécant (1/K)
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II.E. Modélisation de la source mobile de chaleur

La source mobile de chaleur véhiculée par le déplacement du point de dépot du cordon de
soudure constitue la principale donnée d'entrée du modele thermique développé dans le cadre
de ce travail de these. Cette source mobile de chaleur permet de simuler de manicre
macroscopique les phénomenes présents dans 1’arc de soudure et dans le bain fondu. Une

¢tude plus fine de ces phénomenes sera présentée dans le troisiéme chapitre de ce mémoire.

II.E.1 Modélisation de la source mobile de chaleur

Chukkana et al. [CHU.15] ont relevé que différentes représentations sont proposées dans la
littérature pour modéliser la source mobile de chaleur, et notamment des modéles non
Gaussiens. Le modgele le plus utilisé pour I’analyse numérique du soudage demeure cependant
la double-ellipsoide de distribution Gaussienne proposée dans [GOL.84]. Ce modele présente
I’avantage de pouvoir étre utilis¢ avec différentes techniques de soudage a l'arc tel que le
GMAW (Gas Metal Arc Welding) ainsi que cela est reporté dans [LIA.12] et [NGU.99], le
TIG (Tungsten Inert Gas) ainsi que cela est relevé dans [EAG.83] et [LUN.03] et le SMAW
(Shielded Metal Arc Welding) comme indiqué dans [GOL.84]. Hashemzadeh et al. [HAS.14]
ont ¢tudié l'effet de trois types différents d'apport de chaleur (Gaussien, Gaussien a double
ellipsoide et Gaussien a semi ellipsoide) lors de 1’opération de soudure de tdles inox minces.
Leurs principales conclusions sont que l'effet de I’apport de chaleur dans le sens de 1'épaisseur
est important, méme pour les toles minces, et que la vitesse de refroidissement permettant de
revenir a la température ambiante dépend du modele choisi.

Dans le cadre de ce travail de thése, nous avons opté pour le modele Gaussien car il s'agit du
modele le plus répandu et reconnu pour sa pertinence. Nous utiliserons en particulier une
double ellipsoide tel que proposé par Goldak dans [GOL.84]. Le profil de cette source,
représenté sur la Figure I1.13a), est décrit par les équations suivantes :

- partie avant:

476,32 =00 “yexp () exp (5F) exp () (IL18)

agbcm2

- partie arriere:

q-(x,y,2)= 0, :Z':% exp (%gz) exp (—zzz) exp (—:»zzz) (I.19)
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ou @, est le flux de chaleur (W) ; a,, a; b et ¢ sont des longueurs caractéristiques (m) en
relation avec la source mobile (Figure II1.13a) et f; et f; sont des longueurs caractéristiques

relatives définies de sorte a assurer la continuité de la source entre les parties avant et arriére :

_ _2ar

fr = = 2 fptf=2 (11.20)

af+ ar af+ ar

Figure 11.13 : Source volumique de chaleur, a): suggérée par [GOL.84], b): proposée
par [TCH.16] avec un profil symétrique

Comme l'effet de trainée de la source de Goldak, correspondant au cas ou a, est trés grand
devant a;, n’est pas utile pour notre étude, puisque le modele que nous avons développé inclut
déja les effets dynamiques, une hypothése symétrique est utilisée (Figure I1.13b). Il en résulte
que :

a,=a=b;ff=f,=1 (IL.21)

La source de chaleur symétrique est alors décrite par 1'équation suivante :

q06,y,2)=0, s exp (_3(x;+ > 2)) exp (%Zz) (I1.22)

ocm2

ou oreprésente la valeur identique des trois paramétres a,, aret b.

La source de chaleur se déplagant dans la direction y satisfait quant a elle 1'équation suivante :

— _ 2 _ 2 _ _
q4(x, v, 2)=0, 62\/53 exp( 3((x—x0)2+ (y-Vt) )) exp (3(2—20)2) (11.23)

2 2 2
ocnz g c

ou V représente la vitesse de déplacement constante du point de dépdt de la soudure dans la
direction y. A l'instant ¢, la source mobile de chaleur est maximale sur le point courant
(xo,Vt, zy) et elle est répartie de maniére Gaussienne dans l'espace par rapport aux

coordonnées x, y et z. La question de 1'identification des trois parametres ¢y, ¢ et o impliqués
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dans 1'équation (I1.23) est fondamentale pour que la modélisation de la source mobile de
chaleur puisse étre le plus représentative possible de la réalité. Cette question est abordée dans

le paragraphe suivant.

I1.LE.21dentification des parametres de la source mobile

L'objectif de ce paragraphe est d'identifier les trois parameétres numériques ¢, ¢ et o impliqués
dans le modele de la source mobile de chaleur associée a la soudure (équation I11.21). Pour
atteindre cet objectif, un plan d’expérience factoriel (Figure I1.14) couplé avec la minimisation
d'une surface de réponse a été utilisé en tenant compte de trois valeurs différentes pour chaque
parametre (Tableau I1.8) et ce pour deux vitesses différentes (2.6 mm/s et 4.3 mm/s). Ceci

conduit & un total de 54 (3° x 2) simulations thermiques.

Parametres de la source mobile de chaleur a identifier

Figure 11.14 : Schéma du plan d’expérience factoriel

Parametres Valeur 1 Valeur 2 Valeur 3

Do (W) 70.6% de 1400=988 | 77.6% de 1400=1086 | 84.8% de 1400=1187
¢ (mm) 0.1 0.5 2

o (mm) 3.843 4443 503

Tableau 1.8 Valeurs des paramétres retenus pour le plan d’expérience
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Pour la puissance d'entrée @,, de la source mobile de chaleur, la puissance électrique de
I’appareil de soudage (1400 W pour un courant électrique de 100 A) a été considérée avec des
pourcentages compris entre 70.6 % et 84.8 % et une valeur médiane de 77.6 % (Tableau IL.8).
Cela permet de tenir compte de l'incertitude sur la fraction de puissance de sortie
effectivement absorbée par les plaques soudées. En effet, le rendement de l'arc n'est pas
toujours optimal comme cela a été relevé dans [FUE.91] ou a ¢ét¢ mené une étude sur
l'efficacité¢ de l'arc dans les procédés de soudage TIG et plasma en utilisant des mesures
calorimétriques. Dans le méme esprit, Dupont et al. [DUP.95] ont déterminé le rendement de
l'arc en fonction du courant électrique, de la puissance de ’arc et de la vitesse de soudage.
Vitooraporn [VIT.90] a enfin constaté que, pour le soudage TIG, une certaine homogénéité du
rendement a été obtenu par différents auteurs : de 66% a 70% dans [CHR.65], de 65% a 85%
dans [RYK.63] et de 80% a 90% dans [TSA.77]. Les trois valeurs que nous préconisons pour
@, se situent dans les mémes plages.

Le parametre ¢ représente la répartition de la puissance thermique dans I'épaisseur de la
plaque. Une petite valeur de ¢ correspond a une distribution équivalente a un flux de surface
alors qu'une grande valeur correspond a une source homogene dans I’épaisseur. Une gamme
variant entre les petites et les grandes valeurs (de 0.1 mm a 2 mm) a donc été considérée, avec
une valeur médiane de 0.5 mm

Le parametre o représente le coefficient de dispersion radiale de la source de chaleur. Les
valeurs de o reportées dans le Tableau II.8 ont été considérées pour couvrir toute la gamme
des résultats expérimentaux que nous avons obtenus. Ces résultats concernent la largeur de

soudure sur la surface supérieure des toles (Tableaux IL.9 et 11.10).

II.LE.3Mise en ceuvre du plan d’expérience

Le plan d’expérience décrit par la Figure I1.14 a été réalis¢ pour déterminer les parametres ¢,
¢ et o de la source mobile de chaleur (équation I1.21). On rappelle que 54 calculs ¢éléments
finis sont nécessaires : 27=3" pour le cas de la soudure partielle avec une vitesse de 4.6 mm/s
et le méme nombre dans le cas de la soudure compléte avec une vitesse de 2.3 mm/s. Le
critére que nous avons retenu pour évaluer la pertinence d'une combinaison de parameétres
(¢v.c,0) est la différence relative entre valeurs calculées et mesurées, cette différence portant

sur la largeur et la profondeur du cordon de soudure. La largeur et la profondeur du cordon de
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soudure sont en effet deux dimensions directement liées a la quantité de chaleur apportée par
l'opérateur. Ce sont donc des quantités pertinentes pour évaluer les paramétres qui
caractérisent le mieux la quantité de chaleur apportée. Les différences relatives s'expriment de

la manieére suivante :

(L -L m)z‘l'(P -P m)z

¢, = \/ oton HPo-Pon)? 100 (I1.24)
(L -L m)2+(L -L m)z

C, = \/ i) e on 100 (I1.25)

ou Ly et Py représentent respectivement la largeur et la profondeur du cordon a la surface
supérieure de la piece. Dans le cas de la vitesse de soudure lente (2.6 mm/s), les largeurs du
cordon sur les surfaces supérieure et inférieure sont notées L; et notée L,. Lorsqu'elles sont

indicées par m, les mémes quantités représentent des valeurs mesurées.

Dans notre modele éléments finis, la géométrie du cordon correspond aux ¢léments du
maillage qui ont au moins atteint une température supérieure a la température de fusion du
matériau. Dans le cas de la soudure rapide (4.3 mm/s), la largeur du cordon a la surface
supérieure de la piece ainsi que sa profondeur sont obtenues en comptabilisant le nombre
d’¢léments ayant dépassé la température de fusion et en multipliant le nombre obtenu par 0.5
mm car la taille des éléments du cordon est de 0.5 x 0.5 x 0.5 mm. Dans le cas de la soudure
lente (2.6 mm/s), les largeurs du cordon sur les surfaces supérieure et inférieure de la piéce
soudée sont obtenues avec les mémes modalités. Dans le cas ou le cordon n’est pas complet,
la largeur L, est nulle. Cela arrive généralement lorsque la vitesse de soudure est rapide mais
cela peut aussi survenir pour certains jeux de parametres dans le cas ou la vitesse de soudure

est lente.

Les Tableaux I1.9 et I1.10 présentent quelques exemples de coupe transversale du cordon de
soudure calculé pour différents jeux de paramétres. Dans le cas de la vitesse lente égale a 2.6
mm/s (Tableau I11.9), on remarque que c'est le cas ou o est €gale a 3.8 mm qui se rapprocherait
le plus des relevés expérimentaux alors que, dans le cas de la vitesse rapide égale a 4.3 mm/s
(Tableau II1.10), c'est le cas ou o est égale a 4.4 mm qui conviendrait le mieux. C'est le role du
plan d'expérience que de balayer au mieux le champ des possibilités et, en fonction des
résultats obtenus, d'effectuer une optimisation par surface de réponse afin d'obtenir le meilleur

compromis (paragraphe I1.E.4).
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Do =988 W - Temps d'exécution : 20 s - Vitesse de soudure : 2.6 mm/s

o =3.8 mm \ 0 =4.4 mm | 0 =5mm
c=0.1 mm
Valeurs mesurées : L;,=7 mm ; L,,=5 mm
Li=8 mm ; L,=7 mm Li=7 mm ; L,=2 mm

Tableau I11.9  Coupe transversale du cordon de soudure en fonction des parametres de la
source mobile de chaleur - Vitesse lente

Do = 1187 W - Temps d'exécution : 12 s - Vitesse de soudure : 4.3 mm/s

o =3.8 mm 0 =4.4 mm \ =5 mm
c=0.1 mm
Valeurs mesurées : Lyn=4 mm ; Pp,=1 mm
Lo=3 mm ; Po=1 mm Lo=3 mm ; P)=0 mm Lo=3 mm ; Py=0 mm

RS

Tableau I11.10 Coupe transversale du cordon de soudure en fonction des parametres de la
source mobile de chaleur - Vitesse rapide

Comme cela a été expliqué précédemment, le critére retenu pour €valuer la pertinence d'un
jeu de parametres (¢ c,0) repose sur 1'écart relatif entre les calculs d'un c6té et les mesures de
la largeur et de la profondeur du cordon de soudure d'un autre coté. La figure I1.15 présente
cet écart relatif sur la base des formules (I1.24) et (I1.25), dans les cas du cordon complet
(figure II.15a) et du cordon partiel (figure I1.15b). L'abscisse représente les 27 échantillons de
paramétres (@, g,c) construits a partir du plan d'expérience de la Figure 11.14. Les symboles
en forme de diamants représentent la différence relative pour chaque échantillon. Les

différences relatives les plus basses sont repérées par les diamants de couleur rouge.
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Figure I1.15 : Ecart relatif (%) entre les valeurs numériques et expérimentales
mesurées avec la largeur et la profondeur du cordon. a) : soudure complete (vitesse de
soudage=2.6 mm/s). b) : soudure partielle (vitesse de soudage=4.3 mm/s)

On constate que six jeux différents de parameétres fournissent la différence relative la plus
faible (13.7%) dans le cas ou la soudure est compléte (Figure I1.15a), tandis qu'il y en a trois
dans le cas de la soudure partielle avec une différence relative de 6.6% (Figure I1.15b). On
voit donc qu'il n'est pas possible d'obtenir un jeu unique de paramétres optimaux sur la base
d'une seule vitesse de soudure. Au-dela du fait qu'une soudure partielle peut avoir un usage
concret pour protéger l'intérieur d'une machine de la poussiére (ou encore pour simplement
améliorer son esthétique), on constate l'intérét du cas de la soudure partielle pour trancher
entre plusieurs solutions optimales. Pour cela, il suffit d'introduire un critére relatif C;

(équation (I1.26)) qui tienne compte a la fois des soudures a vitesse lente et a vitesse rapide :

x 100 (11.26)

C. = J(LO—LOm)Z+(P0—P0m)2+(L1—L1m)2+(Lz—L2m)2
3 = 2
Lom”+Pom*+L1im +Lzm?

Ce critére combiné, qui remplace les critéres séparés C; et C, fournis par les équations (I11.24)
et (I1.25), est présenté sur la Figure 11.16. La meilleure solution est unique et elle est obtenue
avec le jeu de paramétres suivant : #=988 W, ¢=0.5 mm, c=3.8+/3 mm. La différence
relative Cs est de 14.5% et les différences relatives correspondantes dans les cas entierement
et partiellement soudées sont respectivement de 13.7% et de 14.6%. La Figure 11.17 présente
le résultat du calcul numérique de la géométrie du cordon associ¢é au jeu optimal de

parametres.
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Figure I1.16 : Ecart relatif (%) entre les valeurs numériques et expérimentales de la
largeur et de la profondeur du cordon en combinant les deux cas de vitesse de
soudage

S

Figure 11.17 : Géométrie numérique du cordon pour le jeu optimal de parametres du
plan d'expérience combiné - a) vitesse de soudage 4.3 mm/s - b) vitesse de soudage 2.6
mm/s

ILLE.4Optimisation de la surface de réponse du plan d’expérience

En vue d'affiner le résultat du plan d’expérience factoriel, une méthodologie par surface de
réponse a ¢té utilisée. La surface de réponse a été formée avec un polyndéme quadratique p

dépendant des trois paramétres ¢, oetc :
P(do,0,0) = bi+by dytbs ctby o+bs ¢y ctbe ¢y o +b7 co+bs dy*+be *+byg o (I1.27)

Les 10 coefficients by, ..., bjp ont été¢ obtenus (Tableau II.11) en interpolant les 27 points du

plan d'expérience de la Figure I1.15 grace a la Statistics Toolbox de MATLAB.
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by by bs by bs bes by bg by bio

3.6 -1.6e-1 | -4.9e-2 | -5.9¢-3 | -3.3e-2 | -1.4e-3 | 1.4e-4 | 2.1e-1 | 2.2e-2 | 5.6e-6

Tableau I1.11 Parametres de la surface de réponse polynomiale décrite par l'équation (I11.27)

La minimisation du polyndme p de l'équation (II.27) fournit le jeu optimal de paramétres
suivant : =1016 W, c=0.78 mm, 6=3.9 v/3 mm. La Figure II.18 présente trois visualisations
différentes de ce polyndme. En effet, comme il n'est possible d'avoir que des représentations
en 3D au mieux, deux des trois parameétres ¢y, o et ¢ ont été considérés comme variables et le
troisieme a été pris constant et €gal a la valeur optimale. Cela offre donc trois possibilités
illustrées par les Figures I1.18 a), b) et c). Sur chaque figure, les points d’intersection entre les
lignes jaunes constituent l'erreur relative minimale obtenue sur la surface de réponse. On
observe que le paramétre ¢ influe peu sur l'erreur relative (Figures I1.18 a et ¢) contrairement a

et o(Figure I1.18 b).

o | 19

Error

1200

HE)
1100 43

Sigma (mm) S Power (W) ¢ (mm) Sigma {mm)

Figure 11.18 Surface de réponse de [’écart relatif en fonction de deux parametres : a)
(. ¢, 0=3.9\3 mm) ; b) (o, ¢y, c=0.78 mm) ; ¢) (c, , dy=1016 W)

La Figure I1.19 présente une coupe transversale du milieu de la plaque en ne conservant que
les ¢éléments qui ont atteint la température de fusion. Le calcul a été effectué¢ en utilisant les
paramétres optimaux de la source de chaleur : #=1016 W, ¢=0.78 mm et 6=3.9v/3 mm.
Chaque ¢lément posseéde une taille de 0.5 x 0.5 mm. Les soudures calculées présentent une
largeur de 4 mm et une profondeur de 1 mm a la vitesse de 4.3 mm/s (ce qui correspond
parfaitement aux valeurs mesurées du Tableau I1.12) et une largeur de 8 mm sur la face

supérieure et de 6 mm sur la face inférieure a la vitesse de 2.6 mm/s, ce qui est a nouveau tres

136




proche des valeurs mesurées. Le premier cas (vitesse rapide) se traduit par une fusion partielle
en profondeur tandis que le second cas (vitesse lente) correspond a une fusion compléte. Dans
les deux cas, la bonne concordance entre les valeurs calculées et mesurées de la géométrie du
cordon de soudure valide l'identification des paramétres optimaux qui a été réalisée pour
modéliser la source de chaleur mobile. Cette source sera utilisée comme chargement d'entrée
du modele ¢léments finis. Ce dernier est décrit de manicre détaillée dans le paragraphe

suivant.

a)

Figure 11.19 : Coupe transversale du cordon. a) : vitesse de soudage 4.3 mm/s. b) :
vitesse de soudage 2.6 mm/s

Largeur du cordon | Largeur du cordon | Profondeur
Vitesse de soudage . Lo
surface supérieure | surface inférieure du cordon

calculées | 8 mm 6 mm 3 mm
2.6 mm/s

mesurées | 7 mm 5 mm 3 mm

calculées | 4 mm 0 mm 1 mm
4.3 mm/s

mesurées | 4 mm 0 mm 1 mm

Tableau I1.12 Valeurs mesurées et calculées des largeurs et de la profondeur du cordon.

II.F. Modeéle éléments finis

Dans ce travail de thése, les simulations transitoires 3D de couplage thermomécanique ont été
réalisées avec le code commercial ANSYS. Un couplage faible (influence de la température
sur la mécanique en découplant les champs) a été effectué en deux étapes avec une analyse
thermique suivie d'une analyse mécanique. Ce mode de couplage permet de réduire les temps
de résolution par rapport a un calcul simultané des champs thermique et mécanique. L. E.
Lindgren [LIN.06] a comparé ces deux possibilités et recommande la premiére dans le cas ou
le probléme a traiter autorise un couplage faible, ce qui est notre cas. En effet, le couplage
simultané¢ induit la résolution d’un grand nombre d’équations non symétriques, ce qui

augmente le temps de calcul. A noter enfin que notre modele nécessite des calculs itératifs car
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le probléme considéré est transitoire et inclut des non-linéarités géométriques et matérielles
telles qu'une loi plastique isotrope bilinéaire afin de modéliser le comportement de l'acier

inoxydable comme cela est proposé dans [SUN.14] et [DEN.13].

Le maillage est constitué¢ d'é¢léments brique SOLID70 pour l'analyse thermique et SOLID185
pour l'analyse mécanique. Les ¢léments ayant la taille la plus fine ont une dimension de 1 mm
dans la direction x et 0.5 mm dans les directions y et z. Pour chaque vitesse de soudage, le pas
de temps numérique dt est réglé de facon a ce que dt soit inférieur a d/V, ou d représente la
taille d'¢lément dans la direction y du déplacement de la source mobile de chaleur. Ceci
permet de capter pendant le calcul thermomécanique tous les éléments de la HAZ (Heat-
Affected Zone) qui est la zone non fondue mais impactée par l'apport de chaleur dii au
soudage. Le modele ¢léments finis que nous avons développé a été entierement codé a I'aide
du langage de programmation APDL (ANSYS Parametric Design Language). Cela permet de
paramétrer le modele et de rendre son utilisation plus souple en cas de modification de
parametres dimensionnels ou physiques. Certains aspects liés a la réduction du temps de
calcul, ou encore a la programmation de la source mobile de chaleur dans le préprocesseur,

sont abordés dans les prochains paragraphes.

II.F.1 Réduction du temps de calcul

Dans le but de réduire les temps de calcul, il est classique de construire des maillages non
uniforme statique ou anisotrope adaptatif. Le maillage non uniforme statique est fin dans la
zone d’apport de chaleur et grossier ailleurs. La différence entre le maillage non uniforme et
le maillage adaptatif (ou dynamique) est que, dans le cas du maillage dynamique, la
modification (raffinement et grossissement) de la taille des mailles a lieu en fonction de la
position de la source mobile de chaleur. La région a mailles fines se déplace alors avec la
source de chaleur [LIN.97]. Qingyu et al. [QIN.02] ont adopté une stratégie de maillage
adaptatif afin d'obtenir un maillage plus fin au voisinage de la source de chaleur en
mouvement. Runnemalm et al. [RUN.00] ont mis au point un concept similaire avec un code
développé en interne mais, a la place d'un critére purement géométrique, la stratégie de
raffinement dans le voisinage de la soudure est basée sur une erreur mesurée a posteriori sur
gradients de contrainte et sur le flux de chaleur. Peri¢ et al. [PER.14] ont réduit le temps de

calcul en utilisant un maillage mixte constitué¢ d'éléments coque en dehors de la zone de
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soudage et d'éléments tridimensionnels a proximité de la soudure ou le gradient de contrainte

est élevé.

Dans notre travail de thése, deux méthodes différentes ont été utilisées afin de réduire le
temps de calcul. La premiere consiste a utiliser des ¢léments de contact a l'interface de deux
zones géométriques. Cela permet d'assurer la continuité du champ de déplacement tout en
ayant des densités de maillage différentes de part et d'autre de l'interface. On peut alors
densifier le maillage dans les zones d'intérét tout en évitant de propager cette densification
aux autres parties du modele. On obtient ainsi des maillages de taille raisonnable. Dans le cas
qui nous intéresse, le maillage a été affiné dans la zone affectée par la chaleur et a été généré

de manicre a conserver un maillage plus grossier ailleurs (Figure 11.20.a).

Afin de diminuer encore le temps CPU, nous avons utilisé en parall¢le une seconde méthode
dans I'é¢tape de préprocessing sur les chargements. Cette méthode vise a limiter la taille de la
zone d'application de la source gaussienne en tenant compte du fait que, plus on s'éloigne de
la soudure, plus la puissance transmise devient négligeable. Cela peut paraitre anodin d'agir
au niveau du préprocessing pour limiter le temps de calcul mais les opérations ¢lémentaires
requises pour calculer la source Gaussienne doivent étre dupliquées un trés grand nombre de
fois, autant que le nombre d'éléments que compte le maillage en fait, sachant en outre que ces
opérations sont a actualiser pour chaque pas de temps puisque la source est mobile. Réduire le
nombre des éléments concernés dans la phase de préprocessing permet donc de diminuer le
temps de calcul de manicre substantielle. La manic¢re dont s'opere la réduction de la zone

d'application des charges thermiques est expliquée en détail dans le paragraphe I1.F.1.2.

ILF.1.1 Eléments contact

Les ¢léments de contact ont été utilisés dans notre modele pour produire un raffinement local
du maillage le long de 1'axe de déplacement de la source de chaleur. Ces éléments permettent
de relier les différentes zones de la structure a étudier avec des tailles de maille plus ou moins

fines.

La figure I1.20a présente deux plaques (52 mm x 35 mm x 3 mm) composées de quatre zones
avec différents raffinements de maillage. Au total, le maillage est constitué¢ de 10312 éléments

brique a huit nceuds et de 11729 nceuds. Pratiquement, ces zones sont reliées par des éléments
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contact CONTA174 et par des ¢léments cibles TARGET170. Ces ¢éléments garantissent une

continuité des champs physiques entre les différentes zones du maillage.

Figure 11.20 : Maillage du modele, a): avec éléments de contact, b): sans éléments de
contact

La figure I1.20b présente le méme mod¢le, mais sans ¢léments de contact, avec un maillage
uniforme et fin dont la taille est basée sur la plus petite taille du modele précédent. Ce
maillage uniforme conduit a une augmentation du temps de calcul en raison de son grand
nombre d’¢léments et de nceuds, respectivement 48672 et 57399. On peut cependant se poser
la question d'une éventuelle perte de précision liée a I'utilisation d'éléments contact car ces
derniers exigent une gestion numérique de la continuité des champs physiques (température,
déplacement etc.). Une comparaison entre les résultats obtenus avec le maillage non uniforme
et avec le maillage uniforme a donc été réalisée, ce dernier servant de référence pour la
validation du mode¢le avec éléments de contact. Les calculs thermique ont été réalisés avec les
parameétres suivants pour la source de chaleur : @;=988W, 6=0.0038 mm, ¢ =0.0005 mm. Les
champs de température obtenus sont présentés sur les Figures 11.21 et I1.22 pour une source de
chaleur se déplacant a une vitesse constante de 4.3 mm/s puis de 2.6 mm/s. Les résultats
concernent l'instant ou la source mobile se situe au milieu de la plaque. On note que les
isothermes sont les mémes pour les modeles avec et sans éléments de contact, et ce pour les
deux vitesses. Le modele avec ¢éléments de contact est donc validé et il sera utilisé dans la
suite de ce travail car il posséde cinq fois moins d'éléments que le modele sans €léments de

contact. En termes d'économie sur le temps de calcul, le gain est de 70%.
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300 620.667 941.333 1282 1582.867 300 620.667 941,333 1262 1582.67
460.333 781 1101.67 1422.33 1743 460.333 781 1101.67 1422.33 1743

Figure 11.21 : Champs de températures (K) vitesse de soudage 4.3 mm/s, a): avec
¢élements de contact, b): sans éléments de contact

—
990,222 1335.33 1680.44 300 645,326 980,653 1335.98 1681.31
7 1162.78 1507.89 817.93 1163.32

I
300 645,111
817.667 1853 472.663 1508.64 1853

472.5586

Figure 11.22 : Champs de températures (K) vitesse de soudage 2.6 mm/s, a): avec
éléements de contact, b): sans éléments de contact

IL.F.1.2 Gestion de la source mobile de chaleur comme donnée d'entrée
du probleme

A chaque pas de temps, on doit parcourir tous les ¢léments du maillage et leur appliquer la
part de chaleur provenant de la source mobile et qui leur revient via la répartition Gaussienne
de I'équation (I1.23). On congoit aisément qu'une telle procédure est extrémement coliteuse en
temps CPU De surcroit, le bénéfice que 1'on peut en tirer en terme de précision risque d'étre
marginal puisque la contribution thermique apportée aux éléments ¢loignés de la source est

faible en raison du caractére exponentiel d'une densité Gaussienne.

141



Apres avoir diminué considérablement le temps de calcul en utilisant des éléments contact,
l'idée développée dans ce paragraphe est donc de rechercher un critere géométrique
permettant d'isoler a priori les éléments ¢loignés de la source. Seuls ceux qui sont proches
seront concernés par l'application du chargement thermique. La procédure permettant de

caractériser cette proximité est la suivante :
1) intégrer I'équation (I1.23) sur un cylindre semi-infini de rayon R.

2) déterminer la valeur maximale de R au-dela de laquelle la contribution de la source

de chaleur devient non significative.

On commence donc par intégrer 1'équation (I1.23) sur un cylindre semi-infini de rayon R en

utilisant des coordonnées cylindriques :

I= 9, = 3(f fzn (_jzrz)rdrdﬁ)(fo+ exp(

) dz) (11.28)

ou r et @représentent respectivement le rayon et I'angle polaire.

Chacune des deux intégrales de 1'équation (I1.28) se calcule facilement :

)rdrd9 S <1 — exp (- 3R2)> 0y exp (2 -

En reportant (I1.29) dans (I1.28), on obtient :
-9, <1 —exp (- 3R2)> (I1.30)

Lorsque 1'on fait tendre R vers +oo dans I'équation (I1.30), on retrouve l'intégralité de la source

[ 0 exp (S5

) dz=< [ (11.29)

de chaleur @,. Le terme eXp( ) qui représente 1’erreur commise sur l'estimation de la

source de chaleur en tronquant tout l'espace par un cylindre semi-infini, permet donc de
quantifier le rayon R pour lequel l'influence de la source de chaleur sera considérée comme
négligeable. Pour cela, on introduit une tolérance 10™ (ou n est un entier naturel) et on calcule

le rayon R pour lequel I'erreur commise correspond a cette tolérance :

©R>=0 /@ (IL31)

En choisissant par exemple n €gal a 3 dans I'équation (I1.31), on obtient une tolérance égale a

exp(—;

0.001 et un rayon R égal a 1.517c. En pourcentage, on perdra 0.1% de la puissance @,, ce qui
signifie que, si R égal a 1.517c, 99.9% de la source de chaleur sera pris en compte. Avec cette

valeur de rayon, nous avons constaté que seulement 25% des éléments du maillage étaient

142



concernés par l'application de la source de chaleur. Cette restriction géométrique de zone pour
l'application du chargement thermique permet une diminution significative du temps CPU et sa
pertinence a ¢été validée par comparaison avec un modele ou l'influence de la source mobile de
chaleur a été appliquée sur tous les éléments du maillage. Il est par ailleurs a noter que la
formule R=1.517c que nous avons établie et qui permet de s'assurer que 99.9% de la source de
chaleur est prise en compte, a été utilisée dans le cadre particulier de la géométrie de notre
modele. Elle posséde cependant un caractére général et pourrait €tre utilisée pour n'importe

quel probléme incluant une source mobile de chaleur.

Grace aux deux méthodes de réduction du temps de calcul que nous avons proposées (¢léments
de contact et restriction de la zone de répartition Gaussienne), il a été possible de réaliser les 54
simulations thermiques associées au plan d'expérience (paragraphe II.LE.2) avec des temps de

calculs raisonnables.

I1.F.2 Conditions aux limites thermiques

Ce paragraphe sur les conditions aux limites thermiques concerne la gestion pratique dans le
code aux ¢léments finis ANSYS de la chaleur apportée par la source mobile de soudure ainsi

que la maniere dont cette chaleur s'évacue par convection.

ILF.2.1 Apport volumique de chaleur - Heat Generation (HGEN)

On rappelle (paragraphe IL.LE.1) que la source mobile de chaleur est une densité Gaussienne
décrite par 1'équation (I1.23). Son apport se quantifie en Watt par métre cube et son influence
en un point donné dépend des coordonnées spatiales de ce point. Autrement dit, on doit gérer
un apport volumique de chaleur qui s'exprime sous la forme générique g(x,y,z). Le logiciel
ANSYS prend en compte ce type d'apport via la commande BFE (Body Force Element)
associ¢ au mot-clef HGEN (Heat Generation). Cette commande permet d'imposer une densité
non uniforme répartie sur un ¢élément du maillage comme indiqué sur la Figure 11.22 ot on a
choisi un ¢élément triangle en 2D pour illustrer le principe de manicre simple. En complément
de la commande BFE et du mot-clef HGEN, il suffit de fournir 8 ANSYS la valeur de ¢(x,y,z)

aux sommets de I'élément, par exemple g, g2 et g3 s'il s'agit d'un élément triangle 2D comme
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sur la Figure 11.23 ou encore huit valeurs de q; a gs s'il s'agit d'un élément brique 3D a huit
nceuds. En terme de programmation, la source mobile de chaleur est donc appliquée dans le
modele ¢léments finis selon 1'organigramme de la Figure 11.24. 1l est a noter que la commande
BFE est utilisée a deux reprises dans la boucle sur les éléments. Cela est di au fait que cette
commande ne permet d'imposer que quatre valeurs de densité volumique alors que huit
valeurs sont requises pour un élément brique a huit nceuds. Dans la deuxiéme utilisation de la
commande BFE, le troisi¢eme parameétre d'entrée de la commande est fixé a 5, ce qui signifie

que la valeur g5 doit étre appliquée sur le nceud 5 de I'¢1ément.

z=q(x,y)
qs3
- qz
z
qi
Nceud 3 Y
X
Neeud 1 O O Nceud 2

Figure 11.23 : Densité volumique de chaleur sur un élément triangle

1. Sélection des ¢léments brique a 8 nceuds concernés par la source mobile de chaleur
(cf. paragraphe 11.F.1.2)

2. Boucle sur les éléments concernés
s Boucle sur les 8 noeuds de I'élément courant

Calcul de la densité d'énergie g; (W/m?) associé au nceud courant (équation
11.23)

Fin boucle
e BFE,numéro de I'¢1ément, HGEN,1,g1,92,93,94
e BFE,numéro de I'¢lément, HGEN,5,¢5,96,97,9s

Fin boucle

Figure 11.24 : Organigramme de la programmation de la source mobile de chaleur
dans le modele éléements finis
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I1.F.2.2 Convection forcée

La chaleur apportée aux tdles par la source mobile de chaleur s'évacue progressivement en
raison de l'air ambiant qui environne ces toles. Ce refroidissement est modélisé par une
condition aux limites de type convection forcée appliquée sur les six faces planes externes qui
délimitent les toles :

@ =h(T—-T,) (I1.32)
ol ¢ représente le flux convectif en W/m® et & le coefficient d'échange en W/(m” K). Le
coefficient d’échange est pris égal a la valeur standard de 12 W/(m? K) pendant I’opération de
soudage et il est augmenté artificiellement & une valeur de 20000 W/(m* K) pendant la phase
de refroidissement. Ce second coefficient, trés grand, n’est pas réaliste, mais il permet de
diminuer fortement le temps de calcul. Nous avons vérifi¢ que le résultat final en terme de
contrainte est identique si on prend une valeur de 4 beaucoup plus faible (mais du coup avec
un temps de calcul beaucoup plus élevé). Par exemple, dans le cas d’une soudure avec vitesse
lente (2.6 m/s), la phase de refroidissement dure 25 minutes dans la réalité, ce qui correspond
a 1500 secondes. Cette durée est réduite a 220 secondes pour obtenir le refroidissement total

des piéces avec le coefficient d’écahnge ¢gal a 20000.

T est la température calculée par ANSYS aux nceuds du maillage en contact avec l'air et 7, la

température de 1'air ambiant qui est égale a 300 K.

Une fois la soudure terminée, la source mobile de chaleur n'est plus appliquée au modéle mais
le calcul thermique se poursuit en laissant actives les conditions aux limites de convection
forcée, et ce jusqu'a ce que I'ensemble des noeuds du modele se refroidisse a la température de
l'air ambiant. Cette phase de refroidissement est primordiale car, outre le fait qu'elle
représente ce qu'il se passe dans la réalité, c'est elle qui conditionne I'apparition des

déformations thermiques que 1'on souhaite annihiler.
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I1.G. Evolution de la température du cordon pour les deux vitesses
d’exécution

II.G.1  Soudure partielle avec une vitesse d’exécution de 4.3 mm/s

La Figure I1.25a présente le cordon de soudure généré par I’analyse thermique dans le cas de
la soudure partielle. Ce cordon est constitué¢ des ¢léments du maillage dont la température a
dépassé la température de fusion. Logiquement, on observe que le cordon est plus profond a
l'extrémité correspondant a la fin de la soudure. Les éléments situés dans la zone affectée
thermiquement sont en effet préchauffés par conduction thermique au fur et a mesure que la
source avance et la chaleur s'accumule jusqu'a ce que la source de chaleur soit déposée
directement par la soudure au niveau de l'extrémité. On observe que la température maximale
est de 1862 K (Figure I1.25b), ce qui correspond aux ordres de grandeur relevées dans

[MET.75].

MY OCT 6 2015
09:59:32

STEP=53

SUB =1
TIME=12

TEMP (AVG)
RSYS=0

SMN =300.007
SMX =1862

Fin du b)
soudage

—— I—
300.007 647.117 994.227 1341.34 1688.45
473.562 820.672 1167.78 1514.89 1862

Figure 11.25 : Analyse thermique pour une vitesse de soudage de 4.3 mm/s : a) cordon
de soudure b) distribution de température a 12 s (temps total de soudage)

Les figures I11.27 a 11.29 présentent 1’évolution au cours du temps de la température dans la
profondeur du cordon pendant 1’opération de soudage qui dure douze secondes sans la phase
de refroidissement. Trois positions T2, T3 et T4 ont été considérées dans la profondeur
(Figure I1.26) et trois positions situées dans le sens du déplacement de la source ont été
observées (y=0, 0.026 et 0.052 m respectivement). Il s’agit de la position de départ du
soudage (y=0, Figure 11.27a), d’une position au milieu de la plaque (y=0.026 m, Figure 11.28)a
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et de la position a la fin du soudage (y=0.052 m, Figure I1.29a). Les trois figures de droite
(Figures I1.27b a I1.29b) représentent les mémes €volutions au cours du temps que les figures
de gauche mais en incluant la phase de refroidissement pendant laquelle la température
décroit jusqu'a retrouver la température ambiante de 300 K. On remarque 'homogénéité de la
température qui varie peu avec la profondeur a toutes les positions mesurées. On note
¢galement que le maximum de température est atteint logiquement a 1'instant ou la position de
la source coincide avec la position ou est mesurée la température. On remarque enfin, qu'une
fois la source passée, le niveau de température décroit trés rapidement, la chaleur étant
transférée par conduction vers les frontie¢res de la téle ou des conditions de convection forcée

I'évacuent vers 1'air ambiant.

T2 T3 T4

Figure 11.26 : Position des neeuds dans la profondeur (vitesse de soudage égale a 4.3
mm/s)

I3 I3

B a) : i b)
® e (K) -

VALUO 1200

700 ] az.2 B4.8 127.2 163.€ 21
[ s .8 1.z 1€ 2 212 €3 e 106 1288 1s0.8

= (s)

Figure 11.27 : Evolution de la température des nceuds dans la profondeur a la position
v = 0 mm (position de départ) - vitesse de soudage égale a 4.3 mm/s
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I3
T4

(K)

VALU

(s)

I3
T4

(K)

b)

Figure I1.28 : Evolution de la température des nceuds dans la profondeur a la position y =
0.026 m (milieu des tdles) - vitesse de soudage €gale a 4.3 mm/s

T3
T4

(K)

13
T4

(K)

b)

o

B4.8 127.2 165.€ =
£3.€ 106 148.4 1s0.8

T

Figure 11.29 : Evolution de la température des neeuds dans la profondeur a la position
v =0.052 m (position finale) - vitesse de soudage égale a 4.3 mm/s

I1.G.2 Soudure compléte avec une vitesse d’exécution de 2.6 mm/s

Le cas d'une soudure compléte est présenté sur la Figure I1.30 avec le cordon de soudure

généré lors de I’analyse thermique (Figure I1.30a) ainsi que la distribution de chaleur a 20

secondes (Figure I1.30b). Ce temps de 20 secondes correspond au temps d’exécution de

I’opération de soudage. On peut noter que la température maximale de 2176 K concorde avec

les observations réalisées dans [MET.75].
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Contrairement au paragraphe précédent, on est confronté ici a une vitesse de soudage lente qui
favorise une accumulation plus importante de chaleur dans les toles. En raison de cet apport
calorifique plus important, la température maximum est logiquement plus élevée qu'avec la
vitesse rapide considérée au paragraphe I1.G.1 (2176 K contre 1862 K). En raison de I'apport
de maticre plus élevé consécutif a la vitesse lente, le cordon de soudure est conforme a ce que
l'on attend d'un cordon de qualité, a savoir une profondeur proche ou égale a 1'épaisseur des
toles.
TDME=20

SMN =300.514
SMX =2176.26

N

Fin du b)
soudage
I E—
300.514 717.346 1134.18 1551.01 1967.84

508.93 925.762 1342.59 1759.43 2176.26

Figure 11.30 : Analyse thermique pour une vitesse de soudage égale a 2.6 mm/s : a)
cordon de soudure b) distribution de température a 20 s (temps total de soudage)

Les Figures 11.32 a I1.34 présentent 1’évolution des températures des sept noeuds situés dans
la profondeur du cordon aux positions indiquées sur la Figure I1.31. Pour mieux visualiser les

pics de température, on a réduit la fenétre temporelle de représentation a 12 secondes.

T7
T6
T5
T4
T3
T2

il

Figure 11.31 : Position des neeuds dans la profondeur (vitesse de soudage égale a 2.6
mm/s)
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Les figures de gauche (Figures 11.32a a II.34a) représentent 1'évolution des températures au
cours du temps pour trois positions différentes dans le sens du déplacement de la source
mobile de chaleur : le début du processus de soudage (y=0 mm, Figure 11.32a), le milieu de la
plaque (y=0.026 m, Figure I1.33a) et la fin du processus de soudage (y=0.052 m , Figure
I1.34a).

Les trois figures de droite (Figures I1.32b a I1.34b) représentent les mémes évolutions au
cours du temps que les figures de gauche mais en incluant la phase de refroidissement
pendant laquelle la température décroit jusqu'a retrouver la température ambiante de 300 K.
Comme dans le cas de la soudure partielle, on peut remarquer une certaine homogénéité de la

température dans la profondeur a toutes les positions mesurées.

Ta 1875 T4

1750 Te 2200

1625 2000
K 1500 1800
( ) 1375 (K) 1600
7 1400

VALU ...,
VALU .,

1125
1000

1000
800
875 .

750

€25 200

Figure 11.32 : Evolution de la température des nceuds dans la profondeur a la position y=0

mm (position de départ) - vitesse de soudage égale a 2.6 mm/s
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400 J
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336
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Figure 11.33 : Evolution de la température des nceuds dans la profondeur a la position
v=0.026 m (milieu des toles) - vitesse de soudage égale a 2.6 mm/s

T3 13
T4 14
& a) s b)
18 2200 18 2200
2000
1800
1600
1400
VELD 3300 VELU
1000
(ji:) 800 (]K;)
&00
400
200
0 4.4 8.8 12.2 17.€ 22 500
2.2 £.E 11 15.4 19.8 50 150 250 350 450
TIME TIME
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Figure 11.34 : Evolution de la température des neeuds dans la profondeur a la position
v=0.052 m (position finale) - vitesse de soudage égale a 2.6 mm/s

151



Conditions aux limites mécaniques

Avant l'opération de soudage, les deux plaques présentent un écart de 1 mm et sont reliées par
deux points de soudure situés a 12 mm et 40 mm du bord dans la direction y, comme indiqué
sur la Figure I1.35. La plaque gauche est fixée par un étau de soudage (encastrement)
représenté par le carré rouge sur la Figure 11.35a) et par le rectangle rouge sur la Figure 11.35b).
Ces conditions aux limites permettent de fixer une seule plaque et de mesurer le déplacement
de la seconde pendant le processus de soudage et apres refroidissement des tdles a la

température ambiante.

Au début du calcul, tous les éléments du matériau de remplissage (espace entre les deux
plaques) sont désactivés en utilisant la fonction KILL de ANSYS. Il est a noter que les
¢léments des deux points de soudure restent actifs. Les ¢léments désactivés sont réactivés en
utilisant la fonction ALIVE au fur et a mesure que la source avance. Cette méthode
d’activation et de désactivation des éléments de [’espace entre les deux tdles permet de simuler

I’ajout de la maticre lors de I’opération de soudage.
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‘bl) :

Point de
I soudure

i Zone

I désactivée
i 1
g ARRIEREEEEEE

|
Point de
soudure

Figure 11.35 : Fixation des toles : a) surface supérieure, b) surface inférieure

II.LH.Déformations thermiques

Les valeurs du champ de déformation thermique sont obtenues apres 1’opération de soudage et
le refroidissement complet de la piéce soudée. Le refroidissement total implique que toutes les
parties de la piece soudée soient de nouveau a la température ambiante de 300 K. La Figure
I1.36 présente les champs de déformations thermiques a l'intérieur de la plaque apres
refroidissement complet a 300 K pour les deux vitesses de soudage. On constate que la soudure
(de couleur bleue) présente une valeur négative constante égale a -0.029143 tandis que la
déformation thermique est égale a zéro dans les autres parties (couleur rouge) de la plaque. La
valeur négative de -0.029143 est cohérente car elle correspond a la valeur analytique obtenue
avec l'équation (IL.9), une température de référence égale a 1643 K et un coefficient de
dilatation thermique sécant de 2.17 10° K™ calculé en utilisant 'équation (I.17). Tant pour
l'application de la formule (I1.9) que de la formule (I1.17), on prend : 7=300 K et T;.~=1643 K.
La valeur nulle (partie rouge) provient de ’application de la méme formule (I1.9), mais avec
une température de référence Ti.r égale cette fois ci a 300 K, ce qui est logique puisque cela

concerne les éléments non fondus.
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0 -.029143

Figure 11.36 : Dilatation thermique pour différentes vitesses de soudage ; a) 4.3 mm/s ;
b) 2.6 mm/s

ILI.I. Déformations angulaires

La déformation angulaire (autrement dit la fléche en extrémité de tdle) apparait pendant le
calcul mécanique, lors de la phase de refroidissement. Par comparaison avec des mesures
expérimentales, cette déformation va permettre de valider l'ensemble du modéle, et
notamment les propriétés élasto-plastiques du matériau. Elle va également permettre de
confirmer que le paramétrage de la source de chaleur Gaussienne a double ellipsoide a été
réalisé¢ correctement. On rappelle que ce paramétrage avait ¢été effectu¢ lors de I’analyse

thermique en utilisant comme référence la géométrie du cordon (paragraphes ILE.3 et I1.E.4).

La Figure I1.37 représente le déplacement vertical (déplacement angulaire) aprés l'opération
de soudage avec une vitesse de 2.6 mm/s (soudure compléte) et apres refroidissement a la
température ambiante (300 K). On remarque que les valeurs calculées sont négligeables, de
I’ordre du micrometre (Figure 11.37b dessous). Ce constat est cohérent avec les données
expérimentales qui présentent un profil de déformation plat (Figure 11.37b dessus). Ainsi, le
déplacement vertical est négligeable si un processus de soudage complet est utilisé. Cela
correspond a une soudure avec une largeur assez homogene dans I'épaisseur (Figure 11.30).
On peut donc conclure que, si le cordon de soudure est "de qualité" (répartition de la soudure

homogene dans la profondeur), les déformations qu'il génére sont quasi-nulles.
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Position
mesurée

enmm : b)
x=71
y =26

-.3272-04 447204
-.7T14E-04 .603E-05 .B35E-04

-.2652-03 -.1882-03 -.1102-03
-.226E-03 -.1492-03

3272-04 L4472-04

-.2652-03 -3
-2 =.T14E-04 .6032-05 .B352-04

-.188E-03 -.1102-03
226E-03 =.1492-0

Figure 11.37 : Déplacement vertical (m) (vitesse de 2.6 mm/s) - a) vue isométrique - b)
vue en coupe (dessus : expérimental, dessous : calcul)

Dans le cas d'une soudure partielle (Figure 11.38), la valeur calculée du déplacement vertical
est de 0.99 mm. Contrairement au cas de la soudure compléte (Figure 11.37), nous obtenons

cette fois ci une valeur significative.

La déviation expérimentale de la plaque a été mesurée en exploitant les photographies des
expériences a l'aide du logiciel libre GIMP (GNU Image Manipulation Program). Grace a des
régles de proportionnalité et aux outils géométriques numériques fournis par ce logiciel, il est
facile d'en déduire la valeur du déplacement vertical. Ce déplacement a été relevé au milieu de
la partie droite de la plaque déformée (Figure I1.38a), c'est-a-dire a la position ou le
déplacement était susceptible d'étre le plus important. Dix plaques identiques ont été soudées
dans les mémes conditions afin d’obtenir une valeur moyenne mesurée du déplacement et
ainsi d'évaluer la reproductibilité¢ des mesures. L'écart type obtenu est de 0.024 mm pour une
valeur moyenne de 0.94 mm (Figure 11.39). Cette valeur expérimentale moyenne fournit une
erreur relative de 5.3% avec le calcul (0.94 contre 0.99 mm). Sur la Figure I1.39, la valeur
calculée du déplacement est symbolisée par le trait horizontal rouge alors que la valeur

moyenne mesurée est représentée par le trait vertical vert.

On note enfin que la déformée calculée (Figure 11.38b dessous) présente la méme allure que la
déformée réelle (Figure 11.38b dessus). Nous pouvons donc en conclure que les modeles que
nous avons développés, aussi bien pour l'analyse thermique que pour l'analyse mécanique,

représentent de manicre satisfaisante le procédé réel de soudure.
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Position
mesurée
en mm :
x=71 b)
y =26
z=0
N ] [=
— ]
-.193E-03 112E-03 .4172-03 .721E-03 .001026

-.4062-04 .2642-03 .569E-03 .874E-03 001179

-.1932-03 .1122-03 .4172-03 .7212-03 001026
-.406E-04 .264E-03 .5692-03 .8742-03 .001179

Figure 11.38 : Déplacement vertical (m) (vitesse de 4.3 mm/s) - a) vue isométrique - b)
vue en coupe (dessus : expérimental, dessous : calcul)

1
0.9
0.8
0.7
0.6
0.5
0.4
0.3
0.2
0.1

Figure 11.39 : Dispersion du déplacement vertical (mm) - Mesures effectuées sur 10
toles identiques, dans les mémes conditions de soudage

I1.J. Contrainte résiduelles

Comme cela a été relevé dans [PRI.O8] et [SAD.10], des contraintes résiduelles ¢levées
peuvent conduire a une perte de performance et de qualité des structures soudées avec pour

conséquence la corrosion, la fatigue et la fracture du cordon.

Les Figures 11.40 et I1.41 présentent la distribution des contraintes de Von Mises calculées
pour les deux vitesses différentes de soudage (4.3 mm/s et 2.6 mm/s), a quatre instants
différents de l'opération de soudage (Figures 11.40 et I1.41 a et b), a la fin de l'opération de
soudage (Figures 11.40 et I1.41 c) et apres refroidissement a 300 K (Figures 11.40 et 11.41 d).
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Les Figures 11.40 et 11.41 a et b illustrent le fait que I'écart situé¢ entre les deux plaques a
assembler est progressivement rempli par un matériau de soudage supplémentaire. On
remarque €¢galement sur les Figures 11.40 et I1.41 c) que la contrainte de Von Mises maximale
a la fin de l'opération de soudage est plus €levée dans le cas de la vitesse rapide de soudage
(407 MPa) que dans le cas de la vitesse lente (344 MPa), ce qui semble montrer que la vitesse
lente favoriserait un niveau de contrainte plus faible. Ce constat est cependant a considérer
avec précaution car les contraintes résiduelles maximales obtenues apreés refroidissement a
300 K (Figures 11.40 et I1.41 d) montrent une tendance inverse méme si les niveaux sont
quasiment du méme ordre de grandeur : 1100 MPa pour la vitesse €élevée (soudure partielle)
contre 1160 MPa pour la vitesse faible (soudure compléte). On note aussi une augmentation
significative des contraintes maximales de Von Mises entre la fin de 1'opération de soudage et
la fin de la phase de refroidissement (+693 MPa et +816 MPa, respectivement dans les cas des
vitesses rapide et lente). Cela confirme que la déformation induite par 1'opération de soudage
est profondément liée a la phase de refroidissement car c'est dans cette phase que

l'augmentation de contrainte est la plus forte.

b)

_ I —
0 .983E+08 .197E+09 .295E+09 .393E+09 Q -104E+08 +208E+09 -312E+09 .415E+09
L491E+08 .147E+09 . 246E+09 .344E+09 L 442E409 .S19E+08 L156E+09 L260E+09 L364E+09 L467E+09

o |

I
500.27 L245E+09 L490E+09 L736E+09 L981E+09

0
5874.31 - 904E+02 -121E409 -271E+09 -362E409 .123E+09 L362E+09 L613E+09 LESEE+09 L110E+10
.452E408 .136E+09 .226E+09 L317E409 .407E+09

Figure 11.40 : Contrainte de Von Mises calculée (Pa) pour une vitesse de soudage de
4.3 mm/s et a differents instants — a) t=4 s —b) t=8 s —c) t=12 s —d) t=212 s (apres
refroidissement a 300 K)
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Figure 11.41 : Contrainte de Von Mises calculée (Pa) pour une vitesse de soudage de
2.6 mm/s et a différents instants — a) t=5 s —b) t=13 s —c) t=20 s — d) t=420 s (apres
refroidissement a 300 K)

On observe enfin que les valeurs maximales de contraintes a la fin de 1'opération de soudage
(de l'ordre du GigaPascal) sont nettement supérieures a la limite d'élasticité du matériau (320
MPa a 293 K selon le Tableau IL.5), ce qui confirme a posteriori qu'il était bien nécessaire
d'inclure une loi élastique-plastique dans le modéle. Il faut cependant noter que ces niveaux
tres €élevés apres refroidissement sont fortement liés a la petite taille de I'échantillon testé (71
mm x 52 mm x 3 mm). Etant donné que le volume total du mode¢le est faible (seulement
0.000011 m®), la quantité de chaleur par unité de volume apportée aux tdles est en effet
importante, ce qui conduit a des niveaux élevés de contrainte. Ce constat est confirmé par une
¢tude paramétrique que nous avons réalisée en modifiant les dimensions des tdles a souder.
La Figure I1.42 présente par exemple l'influence de la variation de 1'épaisseur (et donc du
volume) sur le niveau de la contrainte maximum de Von Mises. Une augmentation de
I’épaisseur d’un facteur 3 (de 3 @ 9 mm) conduit a une réduction d'un facteur quasiment égal a

2 de la contrainte (de 1100 a 596 MPa). L’¢épaisseur des tdles constitue donc un facteur
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déterminant pour la valeur des contraintes résiduelles, méme si on observe sur la Figure 11.42

une stabilisation de ces contraintes au-dela de 5 mm.

1200
1100
1000
900
800

700

Contrainte Von Mises (MPa)

600 ¢ —

500
2 3 4 5 6 7 8 9 10

Epaisseur des téle (mm)

Figure 11.42 : Variation de la contrainte de Von Mises maximum - a) en fonction de
l'épaisseur - b) en fonction des dimensions latérales

II.LK.Déformation hors-plan

Nous discutons dans ce paragraphe des déformations hors-plan qui constituent les principaux
modes de déformations lors de 1’opération de soudage de plaques minces [WAT.57]. Comme
décrit dans [WAN.14], les déformations hors-plan peuvent étre classées en deux catégories :
la distorsion de flexion (bending) et la distorsion de flambage (buckling), cette dernicére
pouvant se décliner sur plusieurs modes : concave-concave, concave-convexe ou convexe-
concave. On renvoie sur ce sujet au paragraphe I.I du premier chapitre de ce mémoire dans

lequel ont été rappelées les principales contributions de la littérature dans ce domaine.

L'apparition de déformation hors-plan est naturellement dépendante des dimensions de la
plaque et des conditions de soudage. Dans notre modgle, il est observé qu'une distorsion de
flexion apparait dans le cas de la vitesse rapide (Figure I1.38b). Cela s'explique par le fait que

notre modele comporte deux particularités qui ne favorisent pas le flambage :

1. Les conditions aux limites de notre mode¢le (Figure 11.44) correspondent a notre test
expérimental et sont trés différentes des conditions appliquées de chaque c6té de la

soudure comme dans [MUR.11], [DEN.O8] et [SUN.14]. La figure 11.43 illustre de
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telles conditions aux limites qui permettent 1'apparition de déformations hors-plan de
type flambement. Ces conditions sont assez dissemblables de celles que nous avons
utilisées (Figures I1.35 et I1.44) avec un encastrement qui représente 1’étau qui
immobilise la tole sur la table sur laquelle elle repose.

2. Dans la littérature ([DEN.13], [WAN.14] et [SUN.14] notamment), les déformations
de flambage de type concave-convexe ou convexe-concave apparaissent avec des
plaques minces présentant un rapport d'environ 150 entre les dimensions dans le plan
et 1'épaisseur de la plaque. Dans notre cas, ce rapport n'est que de 18, ce qui pourrait
expliquer en partie que le mode de flexion que nous avons observé prédomine sur le

mode de flambage.

Nodes: 17675

4 Boundary Weld bead = .
. Llements: 156

condition

I Fixed DOF

Figure 11.43 : Conditions aux limites des modeles proposés dans [SUN.14] (gauche) et
dans [DEN.08] (droite)

Figure 11.44 : Conditions aux limites du modele éléments finis élaboré dans ce travail
de these

Afin de vérifier que la particularité de notre modele en termes de conditions aux limites est

bien un facteur limitant l'apparition de modes de flambage hors-plan, nous avons testé les
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mémes conditions aux limites que celles appliquées dans [DEN.O8] et dans [SUN.14]. Ces
nouvelles conditions aux limites sont symbolisées par les fleches bleues situées sur trois des
quatre coins de la Figure 11.45. Elles représentent les directions dans lesquelles sont fixés a
zéro certains degrés de liberté, conformément aux blocages de déplacement indiqués sur la
Figure 11.43. De nouveaux calculs ont été effectués avec ces conditions aux limites dans les
cas de la soudure avec vitesse rapide (Figure 11.46) et avec vitesse lente (Figure 11.47). Ces
deux figures 11.46 et 11.47 représentent la répartition du déplacement perpendiculairement au
plan des toles. Un facteur d'échelle de 100 a été utilisé pour amplifier visuellement la
déformation de la structure. On peut observer une distorsion hors du plan de type flambage
concave-convexe pour les deux vitesses avec une accentuation pour la vitesse lente. Ce
résultat confirme notre diagnostic sur les conditions aux limites qui jouent effectivement un

role déterminant sur le mode de distorsion.

Figure 11.45 : Conditions aux limites de [DEN.08] et [SUN.14] appliquées a notre
modeéle éléments finis
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STEP=53 OCT 17 2015

SUB -1 09:43:59
TIME=12

uz (avG)

RSYS=0

DMX =.584E-03

SMN =-.565E-03
SMX =.368E-07

. ___ = - 0
-.SESE-03 ~-440E-03 -.314E-03 =.188E-03 -.628E-04
-.S02E-03 -.377E-03 -.251E-03 -.126E-03 .368E-07

Figure 11.46 : Distorsion flambage concave-convexe a vitesse rapide (4.3 mm/s) -
conditions aux limites de [DEN.08] et [SUN.14]

STEP=54 OCT 17 2015
SUB =50 04:42:29
TIME=220

uz (RVG)

RSYS=0

DMX =.736E-03
SMN =-.334E-03
SMX =.767E-05

_ ___ __—— __ Sa———— |
-.334E-03 —.2S8E-03 -.182E-03 —-10€E-03 -.303E-04
-.296E-03 -.220E-03 -.144E-03 -.683E-04 .767E-0S

Figure 11.47 : Distorsion flambage concave-convexe a vitesse lente (2.6 mm/s) -
conditions aux limites de [DEN.08] et [SUN.14]

En termes de contraintes résiduelles, on remarque que les valeurs maximales obtenues apres
refroidissement a 300 K sont identiques et égales a 1070 MPa pour les deux vitesses
d’exécution de I’opération de soudage (Figures 11.48 et 11.49). Cette valeur maximum de 1070

MPa est par ailleurs sensiblement égale aux valeurs obtenues avec le modele incluant nos

162



conditions aux limites de départ. On rappelle ces valeurs : 1100 MPa dans le cas de vitesse
¢levée (soudure partielle dans la profondeur) et 1160 MPa dans le cas de la vitesse lente
(soudure complete dans la profondeur). On note enfin, en comparant les Figures 11.48 et 11.49
avec les Figures I1.40 et I1.41, que les répartitions de contraintes sont similaires,
indépendamment du jeu de conditions aux limites choisi. Il semblerait donc que les conditions

limites impactent la déformation mais influent peu sur les contraintes résiduelles.

STEP=54 OcT 16 2013
0B —20 13:51:57
TIME=212
SEQV  (AVG)
DMX =.697E-03
SMN =.722E+07
SMX =.107E+10
.722E+07 .243E+02 .478E+02 ~713E+09 .349E+09
.125E+09 .360E+09 .596E+09 .831E+09 .107E+10

Figure 11.48 : Contraintes résiduelles a vitesse rapide (4.3 mm/s) - conditions aux
limites symétriques
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STEP=54 OCT 17 2015

SUB =50 04:43:14
TIME=220

SEQV (RVG)

DMX =.736E-03

SMN =.903E+07

SMX =.107E+10

I
.903E+07 .246E+08 .483E+09 .719E+09 .956E+09
.127E+09 .364E+09 .601E+09 .838E+09 -107E+10

Figure 11.49 : Contraintes résiduelles a vitesse lente (2.6 mm/s) - conditions aux limites
symétriques

II.L. Conclusions

Dans ce second chapitre, un modele éléments finis couplant la thermique a la
mécanique des solides a été développé pour analyser le comportement de plaques d'acier
inoxydables pendant l'opération de soudage TIG et apres le refroidissement des picces
soudées. Il a été établi que la bonne prédiction par simulation numérique des distorsions et des
contraintes résiduelles lors d’une opération de soudage dépend de plusieurs facteurs qui ont

¢té étudiés dans ce chapitre et notamment :

e Une quantification correcte de la source mobile volumique de chaleur, en particulier
l'identification des parameétres numériques qui caractérisent sa mod¢lisation par une
densité Gaussienne. Ces paramétres ont ¢té calculés a 1’aide d’un plan d’expérience
factoriel suivi de 1'optimisation de la surface de réponse associée. Il apparait que les
paramétres identifiés sont utilisables pour les deux vitesses de soudage considérées
dans ce mémoire et permettent une reproduction numérique fidele de la largeur et de la

profondeur du cordon de soudure.

e La prise en compte d’une conductivité artificielle dans la phase liquide permet de

simuler la convection dans le bain de fusion.
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e L’utilisation de deux températures de référence différentes est un élément déterminant

pour modéliser correctement la dilatation thermique dans la phase de refroidissement.

e Grace a une approche calculatoire originale, on a pu extrapoler de maniére rationnelle
la valeur du coefficient d'expansion thermique sécant pour des températures élevées

au-dela de la température de fusion.

e La comparaison entre les valeurs expérimentales et calculées de la déviation a montré
une bonne concordance avec un écart relatif de 5%. Nous avons également établi que
cette déviation était associée a un mode de déformation de flexion hors-plan et que ce

mode était fortement 1ié aux conditions aux limites considérées.

e Grace a la fiabilit¢ du modéle éléments finis que nous avons éprouvé avec des
comparaisons avec l'expérience, il est possible de préconiser des vitesses de soudage
optimales. Celles-ci peuvent étre communiquées au soudeur afin de I’aider a réduire
au maximum les déformations induites par la soudure et par la phase de

refroidissement.

e Bien que cela ne soit pas un élément prépondérant avec les maillages de petite taille
que nous avons manipulés dans le cadre de cette thése, le temps de calcul peut
constituer un point bloquant pour des géométries plus complexes que celles
considérées dans ce mémoire. Nous avons donc optimisé le temps CPU en employant
simultanément deux méthodes différentes. La premicére consiste a limiter la zone
d'emprise de la source de chaleur en contrélant précisément le taux de perte calorifique
que l'on s'autorise numériquement. La seconde méthode revient a grossir ou a
diminuer les tailles de maille selon les zones d'intérét et a relier les différentes zones
par des éléments contact. Cela évite ainsi de générer des zones de transition pour

passer d'une zone a mailles grossicres a une zone a mailles fines.

Ce second chapitre du mémoire permet de comprendre, modéliser et analyser les
différents phénomenes thermomécaniques qui ont lieu lors de I’opération de soudure. Dans le
prochain chapitre, nous nous focaliserons sur les phénomeénes liés a la mécanique des fluides
en s'intéressant a la modélisation de l'arc électrique de soudure qui permet d'obtenir les
champs de température du plasma, les chutes de tension a l'anode et a la cathode du soudeur,

la tension dans 1'arc ainsi que le rendement de 1'apport d'énergie.
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CHAPITRE 111

MODELISATION DE
L’ARC ELECTRIQUE DU
PROCEDE DE SOUDAGE

TIG

167



168



III. Modélisation de ’arc électrique du procédé de
soudage TIG

II1.A. Introduction

Ce chapitre est consacré a la modélisation de l'arc électrique de soudage type TIG. Cette
modélisation permet, a partir des €quations de conservation des grandeurs physiques,
d'obtenir des valeurs telles que les champs de température du plasma, la tension (ainsi que ses
chutes anodiques et cathodiques) et la vitesse du plasma. Ces valeurs sont calculées pour
différentes conditions en termes de distance entre les électrodes, de débit de gaz ou encore
d’intensité de courant. Un mod¢le axisymétrique bidimensionnel du plasma d’arc électrique
intégrant un couplage fluide-solide a ¢été développé. Dans ce modéle, les équations
¢lectromagnétiques et thermiques sont résolues dans le domaine gazeux et dans la cathode
solide alors que les équations supplémentaires régissant 1’écoulement sont considérées
uniquement dans le domaine gazeux ou I’arc est généré. Ce modele inclut aussi la géométrie

réelle des composants de la torche tels que le diffuseur de gaz, la buse et 1'électrode.

La compréhension du comportement de 1’écoulement du gaz et du plasma lors de 1’opération
de soudage est actuellement un domaine qui fait ’objet de nombreux travaux de recherche
([KOU.03], [LU.09a], [ARU.12], [LIN.12], [DAL.14], [VEN.14]). Le but du travail réalisé
dans cette partie est d’approfondir notre connaissance du comportement de 1’arc, de la
variation de la tension en fonction des parametres et de la conductivité électrique lors de
I’amorcage de 1’arc de soudage et de son maintien. L’amorcage et le maintien étant rarement
expliqués ou étudiés dans la littérature, ce point constitue un élément d’originalité de ce
chapitre. Nous nous concentrerons en particulier sur I’opération de soudage type TIG qui

correspond au procédé de soudage le plus utilisé dans I’industrie [TAS.10].

Pour réaliser cet objectif, nous avons utilisé les parametres préalablement considérés dans les

chapitres précédents (tels que l’intensit¢ de courant) pour la réalisation du modele. Le
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rendement énergétique (fraction de la puissance électrique transférée aux plaques a assembler)
pourra étre calculé avec le modele d’arc et comparé a celui considéré dans les chapitres

précédents.

La complexité des phénomenes qui ont lieu dans le plasma nous a conduit a développer un
code spécifique (User Defined Functions) avec le langage de programmation C. Ce code sera
interfacé avec le logiciel commercial FLUENT qui utilise la méthode des volumes finis. En
effet, le logiciel FLUENT permet le développement et ’interprétation de codes utilisateur

externes via :

e la définition et la programmation d’équations de conservation complémentaires de
grandeurs physiques a 1’aide de fonctions programmées par 1’utilisateur (User Defined

Scalars),

e la programmation personnalisée des propriétés des maticres fluide et solide du modele

(User Defined Properties).

I11.B. Présentation du modele

Nous avons opté pour un modele en deux dimensions car la structure étudiée est
axisymeétrique (figure III.1). Les grandeurs physiques a calculer seront donc indépendantes de

I’angle polaire & et uniquement liées au rayon r et a la hauteur x.

Les calculs seront réalisés pour un arc libre a pression atmosphérique tel que généralement
proposé dans la littérature ([TSA.85], [ZHU.92], [USH.93], [LOW.97a]). Le mod¢le est
composé de trois zones : la cathode, I’anode et le plasma. La torche de soudage est de type
ABITIG20F de marque ABICOR BINZEL. Une vue en coupe de la torche avec la buse est
présentée sur la figure III.1 a) (partie violette). L’¢électrode en tungsténe (figure II1.3 b) est

celle déja utilisée dans le modele décrit dans le chapitre 2.

Le matériau utilisé a 1’anode est ’acier INOX 316L alors que celui de la cathode est le
tungsténe. La présence d'un champ électrique entre la cathode (tige de tungsténe) et 'anode

(piece métallique) provoque le passage d'un courant €lectrique a travers le plasma ionisé.
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Cathode Entrée du gaz Buse

l

Pointe de la
cathode
Zone de
3 plasma
Anode
FIGURE III.1 : a) Torche de soudage - b) Electrode
HI.C. Description mathématique

Dans cette partie nous décrivons les équations qui représentent les différents phénoménes qui
ont lieu lors de la génération du plasma. Il est a noter que dans le volume du plasma, les
équations par défaut (continuité, conservation de la quantit¢ de mouvement, thermique,
turbulence) de FLUENT sont maintenues. Celles-ci sont complétées par le calcul et
I’application des forces de Lorentz (+ terme de production thermique par effet Joule) qui sont
ajoutés comme termes sources. Néanmoins, ces termes complémentaires de couplage
dépendent de grandeurs complémentaires a résoudre dans le domaine (potentiel électrique et

composante axiale du vecteur potentiel magnétique).
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1.C.1 Equations de I’électromagnétisme

Dans le cas du plasma, 1’électromagnétisme se manifeste lorsque les particules chargées sont
en mouvement dans les champs électromagnétiques présents dans 1’appareil de soudage

[MAS.13]. Ce phénomene est décrit par les équations de Maxwell et celles de Lorentz.

Equations de Maxwell :

0B

Loi de Faraday : VxE=-— o0 (ITL.1)
Loi de Gauss : V.D = qtotaie (IT1.2)
Loi d’Ampére : VxH=j+ Z—lt) (IT1.3)
Equation de conservation du flux magnétique : V. B =10 (IT1.4)

oU Gorare €St la charge ¢€lectrique totale, D l'induction électrique, H le champ magnétique, B
l'induction magnétique, j la densité de courant, ¢ le temps et E le champ électrique. Les

opérateurs différentiels Vx et V. représentent respectivement le rotationnel et la divergence.

De ces équations, en considérant I'hypothése de quasi-neutralité, on peut ajouter I'équation de
conservation de la charge :

V.j=0 (1IL5)

On a également les lois de comportement suivantes :

Loi d'Ohm : j=cE+ouxB (IT1.6)
Relation entre D et E : D=¢, E (ITL.7)
Relation entre B et H : B=u, H (IIL.8)

Avec o la conductibilité €lectrique, u la vitesse de 1'écoulement, &, la permittivité électrique,

et U, la perméabilité magnétique.

On suppose que € = & et U, = Uy avec &, la perméabilité magnétique du vide et y, la
permittivité électrique du vide. Aussi, le plasma étant supposé neutre, on a: Geprgre = 0.
L'écoulement étant considéré par ailleurs stationnaire, les dérivées par rapport au temps sont
nulles. Les lois de Faraday, de Gauss et d’Ampeére (équations (II1.1), (IIL.2) et (II1.3)) se

simplifient alors :

Loi de Faraday : Vx E=0 (I11.9)
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Loi de Gauss : V.D=0 (IT1.10)
Loi d’Ampere : VxH=j (ITL.11)

Le formalisme de I’¢lectromagnétisme est complet lorsqu’on ajoute a ces équations la force
de Lorentz permettant de mettre en évidence la présence d’un champ électromagnétique. Cette
force agit sur une particule chargée ¢ en mouvement a la vitesse v dans un champ
¢lectromagnétique. Elle est décrite par 1’équation suivante qui lie la vitesse u et le champ

magnétique B par un produit vectoriel :
Fiorentz = qE + qu A B (I11.12)

Le premier terme gE représente la force €lectrique et le second qu A B la force magnétique.
La force de Laplace correspondante, qui est la résultante macroscopique des forces de
Lorentz, exercées a 1°échelle microscopique sur une particule chargée ¢ en mouvement a une

vitesse u dans un champ magnétique B, est donnée classiquement par:
Frapiace =Jj A B (IIL.13)

Les unités de j et de B étant respectivement Am™ et kgA™'s?, la force de Laplace s’exprime en
Nm™. A noter que, dans la littérature, il est assez fréquent de confondre les terminologies de

« force de Laplace » et « forces de Lorentz » pour décrire 1’équation (II1.13).

Dans le cadre de notre étude, nous utilisons des courants de fortes intensités (supérieure a 50
A). Dans ce cas, plusieurs auteurs ([PEL.94], [ZHO.94a] et [POK.96]) considérent que le
modele de I’arc de soudage est constitué par un fluide unique. Il s’agit alors d’un modéle
magnétohydrodynamique (MHD) qui décrit le comportement du plasma comme étant un
fluide conducteur de courant électrique en présence de champs électromagnétiques. Cela
conduit naturellement a résoudre les ¢équations de Navier-Stokes couplées a

I'électromagnétisme.

I1.C.2 Equations de conservation

Dans ce travail, nous avons utilis¢ les quatre lois de conservation standards suivantes

[MOU.13]:
Conservation du flux magnétique :

V.B=0 (I11.14)
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Conservation de la masse (ou équation de continuité) :

20w 106 _ (I1L.15)

dx r ar

Conservation de la quantité de mouvement (Navier-Stokes) :

Qu O _0p o 0 0wy 19 w10
pu_—+ pv—= ax+26x(ue(,jx)+ (”erar)-l_ (IJ-e )+]rBe (IIL.16)

ror rar

pust+ pr=—24 2 ()4 22 (W) Z(h ) 2L By (IL17)

ar ax \"€ ox ror\" ¢ or ax \" € ar T2

ou pdésigne la viscosité dynamique effective : p, = 1+

Conservation de la fraction massique d’Argon :

oy e 2(24 2 (5] - {2 2)r ()0

ou Sc désigne le nombre de Schmidt défini comme Sc = piD et Sc; représente le nombre de

Schmidt turbulent considéré a 0.85.

Conservation de I’énergie :
opwn) | 1200w _ 3 [(x ()] 10 f(x ), (on)]
ox + T or ox [(Cp +Prt) ox ] T or (Cp +Prt>r or

Q- Qe+ (up+v3) (IIL19)

ou Pr; désigne le nombre de Prandtl turbulent lui-aussi considéré a 0.85.

ap op . o , , .
Le terme (ua + v;) est nul car la pression varie faiblement. & représente 1’enthalpie, Q;

I’effet Joule, Or les pertes radiatives, k la conductivité thermique et Cp la chaleur spécifique
massique. Les valeurs de k et Cp varient en fonction de la température dans le plasma d’argon
comme cela a ét¢ montré dans [MET.75] et [LAN.86]. Ces variations sont présentées sur les

figures II1.2 et I11.3.

Le rapport Ci contenu dans le premier membre de 1’équation (I11.19) peut étre obtenu a partir
P

de la formule suivante :

K_K
o=5 (II.20)

Ou B. est le nombre de Prandtl et u la viscosit¢ dynamique. Cette derniere est aussi fonction
de la température (figure I11.4) comme cela a été relevé dans les travaux de [LAN.86],

[BOU.94], [DER.94] et [MOU.13].
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Dans les équations de conservation (II1.14) a (II1.19), u et v sont les composantes de vitesse
axiale et radiale du plasma, j, et j, les densités de courant axiale et radiale et By le champ
magnétique auto induit. On note que la contribution de la force de Laplace définie par
I’équation (III.13) apparait au travers du dernier terme des équations de conservation (I11.16)
et (I11.17). La masse volumique p (kg m>) du plasma d’argon peut étre calculée suivant la loi
d’état :

_PM
T RT

(ITL.21)
R est la constante des gaz parfaits (8.3144621J -mol-K™), Pest la pression (100 kPa), M la
masse molaire du plasma d’argon (évoluant lors de ’ionisation du gaz) en kg mol™ et T la
température en K. Le plasma est considéré comme un gaz parfait. Sa masse molaire varie en
fonction de la température comme présenté¢ sur la figure III.5 qui reprend les valeurs

contenues dans [BAU.03] et [BRO.09].
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~ 0.035
2L
(V]
£ 003
©
o
£
@ 0.025
s
=
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0 5000 10000 15000 20000 25000 30000 35000
Température (K)
FIGURE IIL.5 : Masse molaire du plasma d’argon en fonction de la température
MI.C.3 Résolutions des équations des scalaires complémentaires

Deux ¢équations de conservation supplémentaires ont été ajoutées. Elles concernent le
potentiel électrique et la composante axiale du vecteur potentiel magnétique [BOL.11]. Ces

équations « non standard » par rapport au logiciel FLUENT s’expriment comme suit :

iel électrique : _90s(22)\] = 12 99\] =

Potentiel électrique : Pl (4 ( 6x)] ~5- |97 ( 67')] 0 (II1.22)
. " . %Ay 10 ( 0Ax\_ . _ 9

Potentiel magnétique : ~%z " ror (r ?) = Hojx = —Ho0 5~ (II1.23)
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Ou @ est le potentiel électrique, A, la composante axiale du vecteur potentiel magnétique et

Uo la perméabilité de 'espace libre.

On note que le terme a% contenu dans 1’équation (III.22) figure comme terme source
(membre de droite) de 1’équation (II1.23). Une fois 1’équation (II1.20) résolue, on résout
(IIL.21) puis on en déduit la composante azimutale du champ magnétique :

By=— 2t (LIL.24)

On en déduit ensuite trés facilement les composantes axiale et radiale de la force de Laplace a

partir de 1’équation (II1.13) :

E, = jBy= —a% (— "%)= +o (g) (‘%) (I11.25)
5 - =0 () o (2)(2) iz

La composante azimutale de la force de Lorentz est pour sa part nulle (Fg = 0). On est alors
en mesure de résoudre les équations de conservation de la quantité de mouvement (II1.16) et

(1IL.17).

Pour traiter ensuite 1’équation de conservation de 1’énergie (II1.19), il est nécessaire de
déterminer préalablement le terme O, (effet Joule) qui figure dans le membre de droite de
cette équation. Or, grace a (IIL.5), on sait que la divergence de j est nulle et que, par

conséquent, j dérive du potentiel ¢ solution de 1I’équation (I11.22). On en déduit que :
_ iz [ee\? , (99)?
o ="=s(2)+ (2 (I11.27)

Pour ce qui concerne le terme QO (pertes radiatives), présent également dans le second
membre de (I11.19), nous allons nous baser sur un certain nombre de travaux antérieurs. En
effet, différents auteurs ([LAN.86], [WIL.91], [LAG.04]) ont étudi¢ I’effet des pertes
radiatives lors du transfert de chaleur. F. Lago et al. [LAG.04] les évaluent par exemple a
environ 25% des pertes totales pour un plasma d’argon, ce qui n’est pas négligeable. Le
rayonnement du plasma est donc pris en compte dans notre modéle. Nous 1’estimerons par la

formule utilisée dans [LAN.86] et dans [LAG.04] :

Or = 4meN (I11.28)
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ou ¢ est la constante de Stefan-Boltzmann et N le coefficient d’émission net d’un plasma
d’argon qui varie en fonction de la température. Les valeurs de ce coefficient pour 1’argon ont

¢été utilisées sur la base du travail de A. Wilbers et al. [WIL.91].

Notre modele prend enfin en compte le fait que la conductibilité électrique o du plasma
d’argon varie en fonction de la température comme présenté sur la figure I11.6. Les valeurs

portées sur cette figure reprennent celles utilisées dans [LAN.86], [BOU.94], et [MOU.13]
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FIGURE IIL.6 : Conductibilite électrique du plasma d’argon en fonction de la
température

I1.D. Description du modéle

Le modele ci-dessus permet de prendre en compte le domaine fluide (plasma) et les deux
¢lectrodes dans un méme domaine de calcul. Cette approche de modélisation a déja été
réalisée par plusieurs autres auteurs ([TAN.02], [LAG.04], [LU.06], [HU.07] et [TRA.10]). Il
s’agit d’un modele unifié¢ qui couple les effets de la cathode, du milieu plasma et de 1’anode.
La surface des électrodes est traitée de sorte a vérifier la continuité des flux des différentes
grandeurs résolues de part et d’autre de la surface délimitant chaque zone. Différents auteurs
utilisent une condition aux limites simplifiée pour la densité d'électrons a la cathode, basée sur
la théorie du courant thermoionique, évitant ainsi de faire des itérations supplémentaires pour
satisfaire les conditions aux limites entre toutes les régions ([LAG.04] et [TRA.10]). Cette
unification permet d’assurer naturellement la continuité électromagnétique. Lorsque

I’¢électrode tungsténe, qui est porteuse de charge électriques libres de mouvement, est soumise
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a un champ ¢électrique, le courant passe. Ce courant provient d’un systéme qui crée un court-
circuit. La présence du champ magnétique se traduit par I'existence de la force de Lorentz qui

agit sur le mouvement du fluide.

Le code développé dans ce modele permet de calculer différentes grandeurs telles que la
densité de courant, I’induction magnétique et le potentiel électrique. Ceci permet par ailleurs
de prendre en considération la dépendance des propriétés des matériaux en fonction de la
température. Les valeurs des champs calculés (¢, Ay, cf. équations I11.22 et I11.23) permettent
le calcul des termes de couplages (forces de Lorentz, effet Joule) qui sont intégrés dans les
autres €quations de conservation (quantit¢ de mouvement et énergie) a 1’aide de termes

sources.

La géométrie de 1’¢lectrode correspond aux dimensions réelles aussi utilisées pour le
paramétrage du modele du chapitre 2. Celle de la buse de gaz est basée sur la géométrie de la
buse céramique numéro 7 (codification européenne normée). Le modele est constitu¢ d’un
domaine qui se compose de deux parties (fluide et solide) comme présenté sur la figure II1.7.
La partie fluide est composée des gaz Argon et Air, la partie solide (en bleu) correspond a

I’¢électrode en tungsteéne. La partie violette représente la buse de soudage (céramique isolante).

rgo

air

Y

FIGURE II1.7 : Répartition des zones du modele
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I11.D.1 Maillage

La figure II1.9 montre le maillage du domaine de calcul utilisé pour modéliser le soudage a

l'arc TIG. Le maillage est divisé en plusieurs zones :

- entrée d’argon

- cathode

- air ambiant

- pointe de la cathode

- région du plasma.

C’est dans ces zones que sont résolues les équations de conservation de la masse (continuité),
de la quantit¢ de mouvement, de I’énergie et des équations complémentaires dont les
potentiels ¢ et 4, sont solutions. L’effet Joule est considéré sur le domaine de la cathode et
dans la région du plasma. La fusion de la cathode est négligée comme en général dans
I’ensemble des modeles de plasma d’arc ([ZHO.94b], [TAN.03] et [TAN.07]). Plusieurs
surfaces ont étés créées dans le modele afin de pouvoir générer les différentes zones de
maillage (figure I11.8). Les dimensions des différentes lignes du modele sont présentées dans

le tableau III.1 en correspondance avec cette figure.

La taille des mailles varie sur les différentes zones. En particulier, elle est progressivement
raffinée a proximité de la zone d’arc. La plus petite taille de maille se trouve dans la zone de
plasma. Elle a une dimension de 0.1 x 0.1 mm. La plus grosse taille se trouve dans la zone
d’air avec une dimension de 0.86 x 0.65 mm. Seule la pointe de la cathode a ét¢ maillée a
I’aide de triangles, I’ensemble des différentes zones étant maillées a I’aide de quadrangles

structurés.
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L1 26 mm
L2 34,3 mm
...... - L3 39 mm
L4 2 mm
L5 1,2 mm
L6 5 mm
L7 7 mm
L8 20 mm

TABLEAU IIL.1 :  Longueur des lignes
du modele

L~
|

FIGURE II1.8 : Lignes du modele
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I11.D.2 Régime d’écoulement

En général, les régimes d'écoulement varient suivant le nombre de Reynold R, [TRA.02] :

R.= % (111.29)

ou p représente la masse volumique du fluide, v la vitesse de 1’écoulement, D le diamétre du
conduit (ou de I’entité de référence) et u la viscosité dynamique du fluide.
Dans le cas d’un écoulement dans un conduit, les régimes sont décrits en fonction de la
gamme de Re [HON.98] :
e si R, <2000 le régime est laminaire.
e si 2000<Re<4000 le régime est transitoire (il peut basculer du régime laminaire au
turbulent et vice versa)

e si R.>4000 le régime devient turbulent

Selon la littérature qui traite des régimes d’écoulement, les valeurs de R, ne sont que des
ordres de grandeur qui ne correspondent pas toujours a la réalité. Dans le cas du régime
d’écoulement des plasmas, la complexité¢ de la turbulence et des arcs fait encore 1’objet
d’¢études théoriques. Par exemple, dans [RAM.78], la turbulence a lieu dans les arcs libres
pour des courants supérieurs a 500 A. Cependant, les auteurs de [DEL.94] ont trouvé que les
variations de la force de Lorentz peuvent engendrer des instabilités dans le régime
d’écoulement. Les instabilités thermiques occasionnées par des effets électriques (pertes
Joule, énergie d’ionisation) sont souvent des causes de turbulence [POD.94]. Néanmoins, il
reste difficile d'évaluer parfaitement les pertes de charge car aucune équation ne permet de le
faire malgré I’analyse réalisée dans [ROG.64] qui présente une description de la variation du
coefficient local de transfert de chaleur sur la distance entre la plaque a souder et le point de

transition entre I’écoulement laminaire ou turbulent.

Les résultats de ces auteurs montrent que le nombre de Reynolds n’est pas un critére suffisant
pour déterminer le régime d’écoulement car la présence de deux zones d’écoulement (chaude
et froide) dans un plasma d’arc conduit a des nombres de Reynolds différents. Etant donné
que le nombre de Reynolds dépend de la viscosité¢ du fluide, qui elle-méme dépend de la
température du fluide, ce nombre est différent dans les deux zones. C. Delalondre et al.

[DEL.94] considerent qu’il existe a la fois des zone laminaires et turbulentes dans le fluide.
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Dans notre mod¢le, nous avons opté pour un modele de type k-¢ Realizable a cause de la
coexistence de zones laminaires et turbulentes (tel que constaté dans [DEL.94] et [POD.94]).
Les raisons de notre choix sont d’une part le fait que ce modele est souvent utilis¢ ([HON.02],
[HON.03] et [CHO.94] par exemple). D’autre part, L. Podenok et al. [POD.94] ont réalis¢ des
¢tudes comparatives pour le soudage TIG. L un a été réalisé avec un écoulement laminaire et
I’autre avec un mode¢le de turbulence de type k- €. En comparant les résultats numériques et
expérimentaux, il a été¢ établi que le modele laminaire fournissait des températures et une
énergie transférée a I’anode beaucoup plus élevées que celles mesurées expérimentalement

tandis que celles du mod¢le k- ¢ étaient cohérentes avec la réalité.

I11.D.3 Termes sources

Dans le but de compléter les équations de base, le logiciel Fluent donne la possibilité
d’ajouter des équations selon le modele a réaliser. Il s’agit des termes sources qui permettent
de coupler les équations de Navier-Stokes avec celles de I’électromagnétisme. Les termes

sources et sont décrits comme suit :

apd 7] 09

6xl-

Ou @, est un scalaire arbitraire, Sy, est le terme source et I le coefficient de diffusion pour

chacune des équations scalaires. p et U correspondent a la masse volumique et a la vitesse du
plasma. Etant donné¢ que I'écoulement du fluide est supposé¢ Newtonien et stationnaire,

I’équation (I11.29) se simplifie :
a a9
a—xi(pUl-Q)k ~ T, a—x") = Sp, k=1,...N (IIL31)

Dans notre mode¢le, le terme de diffusion pour 1’équation d’enthalpie a été pris en compte par

I’intermédiaire de 1’équation utilisée par Fluent :

L=t 4+ £ (111.32)

“pr 1 Pr¢
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ou y; et uy sont les viscosités laminaire et turbulente qui sont dépendantes de la température.
Pr; et Pry sont les nombres de Prandtl laminaire et turbulent. Nous les avons fixé

respectivement a 0.7 et 0.85 tel que proposé dans [MEY.91], [KRA.96] et [DON.11].

I11.D.4 Hypothéses

Les hypotheses retenues dans le cadre de notre étude et incluses dans notre modele sont les
suivantes :

e [arc est en équilibre thermodynamique local (ETL) car la distance entre la pointe de
I’¢lectrode et la surface de 1’anode est d’au moins 2 mm, ce qui correspond a
I’hypotheése ETL ([GRI.63] et [GRI.64]).

e les équations décrivant le plasma sont en régime stationnaire.

e [effet de la vapeur métallique n’est pas considéré car l’intensit¢ du courant est
inférieure a 150 A ([YAM.08], [TAN.O8b] et [MUR.10]).

e la quasi- neutralité est considérée dans I'ensemble du domaine (la quantité locale des
charges positives est ¢gale a celle des €lectrons).

e [’¢coulement est compressible et turbulent.

I11.D.5 Conditions aux limites

Le domaine de calcul est une version simplifiée de la torche a plasma telle que proposée par
[ZHU.95] et [LOW.97a]. Cette simplification, qui permet de considérer le systéme arc-
¢lectrode comme une seule région, est faite pour des raisons de calcul mais contient tous les
¢léments essentiels de la torche. Les dimensions de la torche dans ce travail ont été choisies

afin de représenter une torche couramment utilisée.

Une esquisse du domaine de calcul est indiquée sur la figure II1.10. En raison de la symétrie,
seule la moiti¢é du domaine total a été considérée pour le calcul. Ce domaine de calcul
axisymétrique OECBO est découpé en deux zones : une partie solide (zone OGIAO) et une
partie fluide (zone GECBAIG) de laquelle a été retranchée la partie en céramique de couleur

violette.
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Sur la limite AB du plasma, nous considérons que les gradients radiaux de la vitesse axiale U,
de la température 7, des potentiels (électrique @ et magnétique Ax) et de la concentration du
gaz argon Y4, sont nuls, de méme que la vitesse radiale V. La limite BC correspond a 1’anode.
Sur cette frontiere nous considérons que la vitesse axiale U, le potentiel électrique @ , la
vitesse radiale V, le gradient axial du potentiel magnétique Ax et celui de la concentration

d’argon Y, sont nuls. La température y est fixée a la température ambiante (288 K).

Sur CE, le gradient radial de la vitesse axiale U, du potentiel ¢électrique @ et de la vitesse
radiale V" est nulle. La température est égale a la température ambiante (288 K), tandis que le

potentiel magnétique Ax et la concentration du gaz argon Y, sont nuls.

La limite GF correspond a I’entrée du gaz. Sur cette limite, la vitesse axiale U est égale a ?)—I:

avec Qp le débit de gaz, p sa masse volumique et 4 la surface de la zone. Le gradient axial du
potentiel électrique @ est nul. Le potentiel magnétique A, et la vitesse radiale " sont aussi
négligés. La température 7 est égale a 288 K. La concentration du gaz argon Yy, est égale a 1,

ce qui veut dire qu’il n’y a pas de mélange avec 1’air dans cette zone.

La limite OG correspond a I’entrée du courant de la cathode. C’est ce courant qui fait chauffer
I’¢lectrode tungstene. Les vitesses radiales V' et axiales U, ainsi que la concentration de gaz
Y4 ne sont pas définies dans cette zone solide. Le gradient axial du potentiel magnétique 4 et

le gradient normal de la température 7" sont nuls. Le gradient normal du potentiel ¢électrique @
est égale a ﬁ avec j la densité de courant (I/S) et ¢ la conductibilité électrique.

La zone Al correspond a la pointe de I’¢électrode le gradient de la concentration d’argon Y,
est nul suivant la normale. Les autres grandeurs (température 7, potentiel magnétique Ax et

¢lectrique @) sont couplés parce que ces valeurs doivent étre calculées sur les deux faces de la

paroi Al

Sur la cathode (surface OGA), la température est fixée a 3000 K qui est en dessous de la

température de fusion du tungsténe (3700K).

Un récapitulatif de la description des conditions aux limites de notre modele est présenté de

manicre plus synthétique dans le tableau II1.2.
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FIGURE 1I1.10 : Zones limites du modele
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TABLEAU I11.2 : Conditions aux limites du modeéle

Pour rappel, les différentes grandeurs physiques impliquées dans les conditions aux limites

décrites dans le tableau III.2 sont solutions des équations III.15 a 111.19, 111.22 et I11.23.

187




II1.D.6 Source de chaleur

L’une des particularités de notre travail réside dans le transfert de chaleur de la cathode a
I’anode. En effet, de nombreux auteurs ont travaillé sur ce transfert ([SAN.84], [DUN.86a],
[USH.96] et [WU.02]) mais rares sont ceux qui expliquent [’amorcage de I’arc et le maintien
de celui—ci. De plus, la majorité des auteurs utilise une conductibilité artificielle. Dans notre
modele, nous avons deux étapes de calcul. Dans la premiére étape, nous réalisons I’amorgage
de I’arc jusqu’a ce que I’arc se stabilise. Dans cette étape, on utilise une conductibilité
artificielle dans une zone de 2 mm de diamétre centrée sur 1’axe de 1’arc de soudage et sur une
distance de 1 mm a partir de la pointe de la cathode. En revanche, la deuxieme étape se fait
sans conductibilité artificielle. Elle concerne la modélisation du plasma aprés amorcage de
I’arc ainsi que son maintien. Cette approche en deux étapes sans conductibilité artificielle est
plus proche de la réalité physique que les approches proposées dans la littérature comme cela

est expliqué dans les prochains paragraphes.

La source de chaleur est déclarée et définie a 1’aide d’une fonction UDF de type
DEFINE SOURCE dans le code C. Cette fonction est par la suite interprétée par FLUENT,
Pour que ’UDF calcule le terme source, cinq arguments doivent étre paramétrés dans le code

de programmation en langage C :
e nom est le nom de la fonction,
e cestl‘indice qui identifie la cellule a laquelle le terme source doit étre appliqué,
e testle pointeur de cellule qui parcourt toutes les cellules du domaine,

e dS est la dérivée par rapport a la température 7" du terme source S de 1’équation

(I11.33),

e ¢gn est le numéro de I'équation.

IR ICN% 902
S=q [(5) + (%) ] (111.33)
ou on rappelle que o est la conductibilité électrique et que @ représente le potentiel électrique

solution de 1’équation (I11.22).
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En utilisant un développement de Taylor dans chaque cellule, on obtient une linéarisation du

terme source S de la forme :
S~S* 4+ (Z—;) (T —T%) (I11.34)

ou I’exposant * réfere a I’itération courante alors que S et 7 représentent la source et la

as

* .. as\*
aT) T* est donc explicite alors que le terme (a—i) T

température a calculer. Le terme S* — (

est implicite. Si ce terme implicite permet d’améliorer la convergence, FLUENT [I’utilisera
lors du calcul. Dans notre cas, le terme implicite permet de ne pas sous-relaxer les équations
de conservation de I’énergie et donc d’améliorer la convergence. Cependant, pour étre
exploitée par FLUENT, 1’équation (II1.34) requiert de connaitre la dérivée de la source S par
rapport a la température 7. Cette dérivée se calcule en comparant 1’équation (I11.27) qui décrit

l'effet Joule avec I’équation (II1.33) qui définit la source :

s = L (I11.35)

g

En supposant j constant, la dérivation de 1’équation (I11.35) donne :

A2
9s _ = oo (111.36)

Par ailleurs, a température élevée, la conductibilité électrique obéit a une loi logarithmique en

fonction de la température comme décrit dans [LAN.86], [BOU.94] et [MOU.13] :

T
7626.55

o =10972 In(

) (IIL37)

En dérivant ¢ par rapport a 7" dans (I11.37) et en reportant dans (II1.36), on obtient finalement :

as _ ljli? 10972
ar g2 T

(I11.38)
Cette facon de procéder (linéarisation du terme source permettant concrétement la prise en
compte d’un terme implicite pour chaque cellule) nous a permis d’améliorer significativement
la convergence et de supprimer la nécessité¢ de I’utilisation d’une conductibilité électrique

artificielle apres I’amorgage de 1’arc.
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ILE. Calcul numérique

Concernant 1’étude numérique de 1’arc de soudage, plusieurs auteurs se sont concentrés :

e sur I’influence de la variation de I’intensit¢ du courant sur le plasma ([LOW.97a] et

[DON.11]),

e sur une combinaison entre les variations de la distance entre la cathode et 1’anode et

celle de I’intensité du courant ([TSA.85] et [CHO.97]).

e sur la combinaison entre la variation du débit de gaz et la variation de I’intensité du
courant ([HSU.83] et [SCH.06]).

Nous proposons pour notre part une é¢tude paramétrique basée sur une combinaison de trois

parametres : variation de I’intensité du courant, variation de la distance inter-électrodes et

variation du débit de gaz.

ILE.1 Etude paramétrique

Dans le but de comprendre I’influence des paramétres tels que l’intensité du courant, la
vitesse d’écoulement du gaz et la distance entre les électrodes sur le plasma d’argon, nous
avons effectué des calculs avec différentes combinaisons de ces parametres. Nous avons tout
d’abord choisi les valeurs du modele thermomécanique développé dans le chapitre II de ce
mémoire, ce qui permet d’établir un lien entre les deux chapitres. Pour rappel, ces parametres
¢taient : intensité du courant égal a 100 A, vitesse d’écoulement du gaz égal a 8 I/min et
distance de 2 mm entre les ¢lectrodes (cathode et anode). Cette premiere étude paramétrique

est présentée dans le paragraphe IILLE.1.1 qui suit.

Nous avons ensuite effectué une étude paramétrique plus vaste en utilisant les valeurs
contenues dans le tableau III.3. Les comparaisons entre les différents calculs ont été réalisées
sur la ligne médiane (axe entre la pointe de 1’¢lectrode et 1’anode) car c’est sur cette médiane
que les valeurs des différents paramétres sont maximales. Par ailleurs, dans la littérature, il est
trés fréquent que cet axe médian soit employé comme référence ([WU.99b], [TAN.02],
[HU.07] et [MUR.10]). Les résultats des différents calculs (36 au total) sont présentés dans le
paragraphe I11.E.1.2.

190



. Intensité courant Soudure
Distance entre électrodes

90A 100A 110A 120A
8 I/min & I/min 8 1/min 8 1/min
2 mm 10 /min | 10 I/min 10 I/min 10 I/min

12/min | 12 I/min 12 I/min 12 I/min

8 I/min & I/min 8 1/min 8 1/min

3 mm 10 /min | 10 I/min 10 I/min 10 I/min | Débit de

12 I/min | 12 1/min 12 I/min | 12 1/min gaz

8 1/min & I/min 8 I/min 8 I/min
4 mm 10 /min | 10 I/min 10 I/min 10 I/min
12 /min | 12 I/min 12 I/min 12 I/min

TABLEAU IIL.3 : Valeurs des parametres des calculs

IILE.1.1  Etude avec les valeurs de paramétres du modeéle du chapitre I1

Dans ce paragraphe, nous utilisons les parametres du modele du chapitre II : débit de gaz égal
a 8 I/min, intensité du courant é¢gale a 100 A et distance entre les électrodes égale a 2 mm. Ce
chapitre II ayant été consacré a la calibration du modéle thermomécanique en situation réelle,
nous pourrons ainsi tenter d’expliquer le comportement de 1’arc et son maintien dans un cas

réaliste.

En général la tension d'amorcage est déterminée par le mode d'alimentation du poste de
soudure. Cette tension encore appelée tension a vide peut varier de 40 a 50 V en monophasé
ou de 70 a 80 V en triphasé. Lorsque le poste de soudage est réglé pour travailler en courant
continu, le courant alternatif s'élimine automatiquement aprés 1’amorgage de I’arc [COR.77].
La tension a vide est élevée (80 volts) et donne immédiatement un arc stable et une fois que
l'ionisation du gaz est obtenue, 1’arc se maintient au moyen de courant continu qui permet de
relier le pole positif de la cathode et le pole négatif de I’anode ([UNIL.53] et [UNIL.77]). C’est
ce passage du courant qui crée une ¢élévation de la température et ionise le gaz qui a 1’état

ionisé devient conducteur.
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IIL.E.1.1.1 Amorcage et maintien de I’arc de soudage

La figure II1.11 présente 1’évolution de la tension lors de I’amorcage de 1’arc de notre mod¢le.
Celle-ci se fait a 1’aide d’une conductivité artificielle correspondant en réalit¢ au
rapprochement de la cathode de I’anode. Au départ, la tension est de 0 V, ensuite elle évolue
jusqu’a -36 V avant de remonter a -9 V pour commencer a se stabiliser aprés environ 500
itérations. A partir de ce moment, nous supprimons la conductivité artificielle entre les
¢lectrodes. La tension reste alors stable et le maintien de I’arc se fait grace a 1’équation de
I’apport d’énergie (II11.33), au schéma explicite décrit par 1’équation (II1.34) et a la prise en

compte des pertes radiatives décrites par I’équation (I11.28).

0.0000 —
-5.0000 ;
-10.0000 —_
-15.0000 —_
-20.0000 ;
-25.0000 ;
-30.0000 ;

-35.0000

-40.0000 T T T T T T T T T 1
0 50 100 150 200 250 300 350 400 450 500
lteration

FIGURE III.11 : Amorcage et maintien de [’arc de soudure pour 1004, 8 l/min et
2 mm entre les électrodes

IN1L.E.1.1.2 Répartition de I’argon

Le role que joue le gaz de protection lors de I’opération de soudage est trés important pour la
qualité¢ de la soudure. C’est dans cette optique qu’une norme portant sur le gaz protecteur
(ISO14175) est en vigueur depuis 2008. Cette norme définit le role principal du gaz de
soudage comme protecteur contre les influences nuisibles de 1’air environnant. Car, sans

protection, la soudure serait poreuse et aurait de trés mauvaises caractéristiques mécaniques.
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La figure III.12 présente la répartition de I’argon. La partie rouge correspond a 100% d’argon
et la partie bleu a 0%. Au vu de cette répartition, on peut conclure que I’argon joue son role de

gaz protecteur car il empéche 1’accés de 1’air dans le plasma.
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i 4.50e-01
4.00e-01
3.50e-01
3.00e-01
2.50e-01
2.00e-01
1.50e-01
1.00e-01
5.00e-02
0.00e+00

FIGURE III.12 : Répartition de [’argon dans le plasma pour 100 A (intensité du
courant), 8 l/min (vitesse d’écoulement de |’argon) et 2 mm (distance
entre les électrodes)

INLE.1.1.3 Champs de température

La figure III.13 présente la distribution bidimensionnelle de la température dans toute la zone
de la soudure avec une cathode en tungsténe (conductivité thermique de 174 W/m/K, chaleur
spécifique de 130 J/kg/K et masse volumique de 19300 kg/m?). Plus on s’éloigne de 1’axe
vertical de soudure, plus la température baisse, ce qui est logique. On note par ailleurs que la
température de la cathode est de 3000 K, ce qui est en dessous de la température de fusion du
tungsteéne. La température la plus élevée (18 900 K) se situe pres de la pointe de la cathode, ce

qui est la aussi logique.

La figure II1.14 présente la distribution de la température sur la ligne centrale entre la pointe

de la cathode et I’anode. On peut observer un fort gradient de température entre :
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e la pointe de la cathode (5000 K a 0 mm) et la zone proche de la pointe de la cathode
(18900 K a 0.002 mm).

e la zone proche de I’anode (1100 K a 1.9 mm) et I’anode (300 K a 2 mm).

Entre ces deux zones, la température décroit de maniére moins raide. La forme de la
distribution de température que nous avons calculée est par ailleurs semblable aux résultats

présentés dans [LOW.97] et [MUR.10].
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1.22e+03
2.88e+02

FIGURE II1.13 : Distribution de la température dans le plasma pour 100 A
(intensité du courant), 8 [/min (vitesse d’écoulement de l’argon) et 2
mm (distance entre les électrodes)
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FIGURE II1.14 : Distribution de la température sur l’axe entre les électrodes
pour 100 A (intensité du courant), 8 l/min (vitesse d’écoulement de
[’argon) et 2 mm (distance entre les électrodes)
I11.E.1.1.4 Vitesse et pression du plasma

La figure III.15 représente la distribution bidimensionnelle de la vitesse d'écoulement du
fluide dans la région de Dl’arc. L’évolution de cette vitesse sur 1’axe médian entre les
¢lectrodes est présentée sur la figure I11.16. Elle est maximale (285 m/s) prés de la pointe de la
cathode, ou il existe un fort gradient de potentiel électrique. Elle diminue ensuite lorsqu’on se
rapproche de I’anode. Ce comportement de la vitesse est semblable aux observations relevées

dans [CHO.92], [KIM.98] et [SCH.06].

Le comportement de la vitesse s’explique par la force magnétique qui agit dans 1’arc de
soudage et génére un gradient de pression pres de la pointe de 1’électrode. Celle-ci, a son tour,
accélere le plasma vers 1’anode. Le comportement de cette pression est présenté sur la figure
III.18 au niveau de 1’axe entre les ¢€lectrodes. Elle est maximale sur la zone proche de la
cathode (520 Pa) et diminue lorsqu’elle se rapproche de 1’anode. La figure I11.17 montre sa

répartition dans le plasma.
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FIGURE III.15 : Profil des vitesses du plasma pour 100 A (intensité du courant),
8 lI/min (vitesse d’écoulement de [’argon) et 2 mm (distance entre les
électrodes)

0 DB&Eance entre électrodes (mm) 2

FIGURE III.16 : Distribution de la vitesse du plasma sur [’axe entre les
électrodes pour 100 A (intensité du courant), 8 l/min (vitesse
d’écoulement de [’argon) et 2 mm (distance entre les électrodes)
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FIGURE II1.17 : Profil de la pression du plasma sur l’axe entre les électrodes
pour 100 A (intensité du courant), 8 l/min (vitesse d’écoulement de
[’argon) et 2 mm (distance entre les électrodes)
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FIGURE II1.18 : Evolution de la pression du plasma sur [’axe entre les électrodes
pour 100 A (intensité du courant), 8 I/min (vitesse d’écoulement de
[’argon) et 2 mm (distance entre les électrodes)

La figure I11.19 présente le vecteur vitesse du plasma. La zone encerclée est agrandie sur la
figure II1.20 pour une meilleure observation. On peut remarquer que la direction du vecteur

est dans un premier temps dirigé vers 1’anode. Il change ensuite de direction en se rapprochant
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de I’anode et forme un tourbillon électromagnétique causé par la force de Lorentz. La

pénétration de 1’anode sur 1I’axe du plasma est due a

la force de trainée. Ces observations sont

conformes aux travaux de [KIM.98], [TAN.02] et [HU.07].
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FIGURE II1.19 :

Distribution du vecteur de vitesse pour 100 A (intensité du

courant), 8 I/min (vitesse d’écoulement de [’argon) et 2 mm (distance

entre les électrodes)
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INLE.1.1.5 Potentiel électrique

La figure II1.21 présente la distribution du potentiel électrique. On peut constater que la
tension est ¢élevée pres de la pointe de la cathode (-8.47 V) et diminue rapidement vers
I’anode. La figure I11.22 présente de maniere plus précise cette diminution avec I’évolution de
la tension sur 1’axe entre les électrodes. On note une chute de tension dans la zone cathodique
ainsi que dans la zone anodique. La chute de tension cathodique (3 V) est engendrée par une
forte densité de courant qui, dans la zone proche de la cathode, génére un champ magnétique
important. En ce qui concerne la zone anodique, la chute de tension est plus faible (1 V). Elle
provient du fait que la température des particules lourdes dans le plasma diminue jusqu’a la
température de I'anode (288 K). Enfin, dans la zone de transition (colonne d’arc), 1’évolution
est quasi-linéaire. Ces observations concordent avec les résultats obtenus dans [SPI.05],
[SCH.06] et [TET.06]. Ces résultats ¢tablissent en effet qu’il existe un gradient important
dans la zone cathodique, un gradient plus faible dans la zone anodique et enfin un gradient

linéaire dans la colonne d’arc (cf. par exemple figure I11.23 extraite de [SCH.06]).
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FIGURE II1.21 : Distribution du potentiel électrique pour 100 A (intensité du
courant), 8 I/min (vitesse d’écoulement de [’argon) et 2 mm (distance
entre les électrodes)
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FIGURE II1.22 : Evolution du potentiel électrique sur l’axe entre les électrodes
pour 100 A (intensité du courant), 8 l/min (vitesse d’écoulement de
[’argon) et 2 mm (distance entre les électrodes)
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FIGURE II1.23 : Régions de décharge du plasma dans les différentes zones du

plasma [SCH.06]
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IILE.1.2  Etude paramétrique avec les valeurs du tableau I11.3

Dans ce paragraphe, nous allons effectuer une étude paramétrique en jouant a la fois sur
I’intensité du courant, le débit de gaz et la distance entre ¢lectrodes. Trente six calculs ont été

réalisés a partir des combinaisons de parameétres présentées dans le tableau II1.3.

IIILE.1.2.1 Comportement de ’amorcage de I’arc sous différentes intensités de
courant

La figure I11.24 présente 1’amorcage de 1’arc avec une vitesse d’écoulement de I’argon de 8
/min et une distance entre les électrodes de 2 mm. L’intensité du courant est variable et prend
les valeurs suivantes : 90 A (figure I11.24a), 110 A (figure I11.24b) et 120 A (figure II1.24c).
On constate que la tension d’amorgage de 1’arc se stabilise a la méme valeur (environ -10 V)
quelle que soit I’intensité du courant de soudure. A ¢€cart entre €lectrodes et débit constant, la
variation de ’intensité du courant laisse en effet invariante la tension stabilisée de I’amorcage

de I’arc. Sur ce point, le mod¢le est donc conforme a ce qui se passe dans la réalité.
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FIGURE I11.24 : Amorgage de [’arc a 8 l/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 2
mm (distance entre les électrodes) et pour différentes intensités de
courant : a) 90 A, b) 110 A, c¢) 1204

IILLE.1.2.2 Comportement du plasma pour une distance interélectrode de 2 mm

IILLE.1.2.2.1  Vitesse d’écoulement du gaz égale a 8 I/min

La figure I11.25 présente les courbes de la tension sur la ligne médiane inter €électrode pour des
intensités de courant respectivement égales a 90, 100, 110 et 120 A. La tension maximale (-
8.2 V) apparait a la pointe de la cathode (2 0 mm) alors qu’elle est minimale (0 V) a I’anode
(2 2 mm). Ce comportement a 1’anode correspond a la masse (pdle négatif) de 1’appareil de

soudage. Les courbes présentent deux chutes de tension. L’une de 3.2 V se trouve dans la
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zone cathodique et I’autre de 1.2 V dans la zone anodique. On observe que les quatre courbes

associées aux quatre intensités de courant sont quasiment confondues.

Pour ce qui concerne la vitesse du plasma (figure II1.26), la forme des courbes est similaire
quelle que soit I’intensité du courant. Par contre, la vitesse maximale du plasma augmente
avec l’intensité du courant : 250 m/s pour 90 A, 290 m/s pour 100 A, 320 m/s pour 110 A et
380 m/s pour 120 A.

Enfin, au niveau de la température du plasma (figure I11.25), on remarque la forte similitude
des courbes en fonction de I’intensité du courant. On note également une légere élévation (de
I’ordre de 15% en valeur relative entre 90 et 120 A) de la température maximale du plasma
avec ’intensité du courant : 18000 K pour 90 A, 19000 K pour 100 A, 20000 K pour 110 A et
21000 K pour 120 A.
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FIGURE II1.25 : Evolution du potentiel électrique sur l’axe entre les électrodes

pour 8 l/min (vitesse d’écoulement de |’argon), 2 mm (distance entre les
électrode) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE II1.26 : Evolution de la vitesse du plasma sur [’axe entre les électrodes
pour 8 l/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 2 mm (distance entre les
électrode) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE II1.27 : Evolution de la température du plasma sur [’axe entre les

électrodes pour 8 l/min (vitesse d’écoulement de l’argon), 2 mm
(distance entre les électrode) et pour différentes intensités de courant
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IIILE.1.2.2.2  Vitesse d’écoulement du gaz égale a 10 1/min

La figure II1.28 présente les courbes de la tension sur la ligne médiane inter ¢lectrode pour des
intensités de courant respectivement égales a 90, 100, 110 et 120 A. Les valeurs de la tension
ainsi que ses chute cathodiques et anodiques sont quasiment les mémes que celles relevées

avec le débit d’argon a 8 I/min (figure I11.25).

Au niveau de la vitesse du plasma (figure I11.29), on peut observer que la forme des courbes
reste la méme que dans le cas avec un débit de 8 1/min (figure 111.26). La vitesse maximale est
par contre plus faible : 230 m/s pour 90 A (contre 250), 270 m/s pour 100 A (contre 290), 310
m/s pour 110 A (contre 320) et 360 m/s pour 120 A (contre 380). La diminution moyenne de

la vitesse du plasma avec I’augmentation du débit de gaz est de 12 m/s.

Enfin, pour la température du plasma (figure I11.30), la forme des courbes et les valeurs de
températures restent quasiment inchangées par rapport au cas du débit de 8 I/min (figure

11.27).
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FIGURE II1.28 : Evolution du potentiel électrique sur l’axe entre les électrodes

pour 10 I/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 2 mm (distance entre
les électrodes) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE I11.29 : Evolution de la vitesse du plasma sur [’axe entre les électrodes
pour 10 I/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 2 mm (distance entre
les électrodes) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE I11.30 : Evolution de la température du plasma sur [’axe entre les

électrodes pour 10 l/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 2 mm
(distance entre les électrodes) et pour differentes intensités de courant
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IIILE.1.2.2.3  Vitesse d’écoulement du gaz égale a 12 I/min

La figure I11.31 présente les courbes de la tension sur la ligne médiane inter €électrode pour des
intensités de courant respectivement ¢gales a 90, 100, 110 et 120 A. On constate a nouveau
que les valeurs de la tension ainsi que ses chute cathodiques et anodiques sont quasiment les
mémes que celles relevées avec les débits d’argon a 8 et 10 1/min (figures I11.25 et I11.28).

Cela signifie que la variation de I’intensité n’influe pas sur la tension.

Pour ce qui concerne la vitesse du plasma, on observe a nouveau la similarité de la forme des
courbes en comparaison avec les débits de 8 1/min (figure I11.26) et de 10 1/min (figure I11.29).
On remarque €galement a nouveau que la vitesse maximale diminue. La diminution moyenne
de la vitesse s’accentue : 20 m/s par rapport au débit de 10 1/min et 30 m/s par rapport au débit

de 8 1/min.

Pour ce qui est de la température du plasma (figure I11.33), la forme des courbes et les valeurs
de températures restent sensiblement les mémes, que ce soit avec un débit de 8 1/min (figure

I11.27) ou de 10 I/min (figure I11.30).

255
=
c
Rel
2
(V]
'_
Distance entre electrodes (mm)
—e—90A —e—100A 110A —e—120A
FIGURE II1.31 : Evolution du potentiel électrique sur l’axe entre les électrodes

pour 12 l/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 2 mm (distance entre
les électrodes) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE II1.32 : Evolution de la vitesse du plasma sur [’axe entre les électrodes
pour 12 l/min (vitesse d ’écoulement de [’argon), 2 mm (distance entre
les électrodes) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE II1.33 : Evolution de la température du plasma sur [’axe entre les

électrodes pour 12 l/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 2 mm
(distance entre les électrodes) et pour différentes intensités de courant

Sur la base de ces premicres observations, on peut donc conclure que la variation du débit de

gaz impacte peu la tension et la température du plasma. Son influence est par contre plus
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sensible sur la vitesse du plasma qui décroit de maniere non linéaire lorsque le débit
augmente. Sans surprises, nous pouvons é¢galement conclure que les comportements sont trés
différenciés selon que 1’on se situe en proximité d’anode ou de cathode ou bien dans la

colonne d’arc.

IILLE.1.2.3 Comportement du plasma avec une distance interélectrode de 3
mm
Les figures I11.34, II1.37 et I11.40 concernent la tension sur la ligne médiane inter ¢électrode
pour des intensités de courant de 90, 100, 110 et 120 A et avec une distance inter-électrode
constante de 3 mm. Elles concernent respectivement des débits de gaz de 8§, 10 et 12 I/min. On
observe les mémes tendances que celles observées pour la distance inter-électrode de 2 mm, a

savoir :

¢ la tension maximale se trouve a la pointe de la cathode,

e la tension minimale se trouve a I’anode. Elle est égale a 0 V car elle correspond a la
masse (pole négatif) de I’appareil de soudage,

e La courbe présente deux chutes de tension. La premicre se trouve dans la zone
cathodique et la seconde dans la zone anodique,

e Les courbes ne varient pas en fonction de I’intensité du courant.

Les figures II1.35, 111.38 et I11.41 concernent la vitesse du plasma sur la ligne médiane pour
des intensités de courant de 90, 100, 110 et 120 A. Au méme titre que la tension, on observe

les mémes tendances que celles observées pour la distance inter-électrode de 2 mm, a savoir :
e la forme des courbes ne varie pas en fonction de 1’intensité du courant,
e plus I'intensité du courant augmente, plus la vitesse maximale du plasma augmente.
e Plus le débit augmente, plus la vitesse maximale du plasma diminue.

Enfin, les figures II1.36, I11.39 et I11.42 présentent la température du plasma sur la ligne
médiane pour des intensités de courant de 90, 100, 110 et 120 A. On en tire les mémes

conclusions que celles obtenues pour la distance inter-électrode de 2 mm :
e forme des courbes ne varie pas en fonction de I’intensité du courant,

o latempérature maximale du plasma augmente avec I’intensité du courant.
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IIILE.1.2.3.1  Vitesse d’écoulement du gaz égale a 8 I/min

35

=

c

i)

[%2]

c

()

l_

Distance entre electrodes (mm)
—e—90A ——100A —e—110A —e—120A
FIGURE II1.34 : Evolution du potentiel électrique sur [’axe entre les électrodes
pour 8 l/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 3 mm (distance entre les
électrodes) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE II1.35 : Evolution de la vitesse du plasma sur [’axe entre les électrodes

pour 8 l/min (vitesse d’écoulement de I’argon), 3 mm (distance entre les
électrodes) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE II1.36 : Evolution de la température du plasma sur [’axe entre les

électrodes pour 8 I/min (vitesse d’écoulement de l’argon), 3 mm
(distance entre les électrodes) et pour différentes intensités de courant

IIILE.1.2.3.2  Vitesse d’écoulement du gaz égale a 10 /min
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FIGURE II1.37 : Evolution du potentiel électrique sur [’axe entre les électrodes

électrodes pour 10 l/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 3 mm
(distance entre les électrodes) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE II1.38 : Evolution de la vitesse du plasma sur [’axe entre les électrodes
électrodes pour 10 l/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 3 mm
(distance entre les électrodes) et pour differentes intensités de courant
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FIGURE I11.39 : Evolution de la température du plasma sur [’axe entre les

électrodes électrodes pour 10 l/min (vitesse d’écoulement de l’argon), 3
mm (distance entre les électrodes) et pour différentes intensités de
courant
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IIILE.1.2.3.3  Vitesse d’écoulement du gaz égale a 12 I/min
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FIGURE I11.40 : Evolution du potentiel électrique sur [’axe entre les électrodes
électrodes pour 12 I/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 3 mm
(distance entre les électrodes) et pour differentes intensités de courant

450

400

350

& 300
S~

£ 250
[J]

2 200
2

S 150

100

50

0

0 0.5 1 15 2 25 3 35
Distance entre electrodes (mm)
—e—90A —e—100A —e—110A —e—120A
FIGURE I11.41 : Evolution de la vitesse du plasma sur [’axe entre les électrodes

pour 12 l/min (vitesse d’écoulement de I’argon), 3 mm (distance entre
les électrodes) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE I11.42 : Evolution de la température du plasma sur [’axe entre les

électrodes pour 12 I/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 3 mm
(distance entre les électrodes) et pour differentes intensités de courant

111.E.1.2.4 Comportement du plasma pour une distance interélectrode de 4
mm

A TDinstar des études paramétriques réalisées dans les paragraphes précédents pour une
distance interélectrode de 2 puis de 3 mm, il s’avere que I’on obtient pour une distance de 4
mm des tendances tout a fait similaires en termes de tension, de vitesse de plasma et de
température de plasma. On se borne donc dans les trois paragraphes qui suivents
(correspondant respectivement a des débits de gaz de 8, 10 et 12 1/min) & fournir les courbes

calculées. Pour leurs interprétations, on renvoie au début du paragraphe I11.E.1.2.3.
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IIILE.1.2.4.1  Vitesse d’écoulement du gaz égale a 8 I/min
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FIGURE I11.43 : Evolution du potentiel électrique sur l’axe entre les électrodes
pour 8 l/min (vitesse d’écoulement de I’argon), 4 mm (distance entre les
électrodes) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE I11.44 : Evolution de la vitesse du plasma sur [’axe entre les électrodes

pour 8 l/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 4 mm (distance entre les
électrodes) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE I11.45 : Evolution de la température du plasma sur [’axe entre les

électrodes pour 8 l/min (vitesse d’écoulement de l’argon), 4 mm
(distance entre les électrodes) et pour differentes intensités de courant

IIILE.1.2.4.2  Vitesse d’écoulement du gaz égale a 10 1/min
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FIGURE I11.46 : Evolution du potentiel électrique sur l’axe entre les électrodes

pour 10l/min vitesse d’écoulement de |’argon, 4mm entre les électrodes
et pour différentes intensités de courant

216



450

400
350
300
w
~
£ 250
(]
A
g 200
>
150
100
50
0
0 0.5 1 15 2 25 3 35 4 4.5
Distance entre electrodes (mm)
—e—90A —e—100A —e—110A —e—120A
FIGURE I11.47 : Evolution de la vitesse du plasma sur [’axe entre les électrodes
pour 10 l/min (vitesse d’écoulement de I’argon), 4 mm (distance entre
les électrodes) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE I11.48 : Evolution de la température du plasma sur [’axe entre les

électrodes pour 10 l/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 4 mm
(distance entre les électrodes) et pour différentes intensités de courant
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IIILE.1.2.4.3  Vitesse d’écoulement du gaz égale a 12 I/min
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FIGURE I11.49 : Evolution du potentiel électrique sur l’axe entre les électrodes
pour 12 l/min (vitesse d’écoulement de I’argon), 4 mm (distance entre
les électrodes) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE II1.50 : Evolution de la vitesse du plasma sur [’axe entre les électrodes

pour 12 l/min (vitesse d’écoulement de I’argon), 4 mm (distance entre
les électrodes) et pour différentes intensités de courant
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FIGURE IIL.51 : Evolution de la température du plasma sur [’axe entre les
électrodes pour 12 I/min (vitesse d’écoulement de [’argon), 4 mm
(distance entre les électrodes) et pour differentes intensités de courant
IILE.1.2.5 Synthese des calculs en fonction de la distance inter électrode

Nous avons ¢étudi¢ dans les paragraphes précédents 1’influence du débit de gaz d’argon, de
I’intensité du courant et de la distance inter-électrode sur la tension, la vitesse et la
température du plasma. Cette étude paramétrique a été effectuée sous forme de courbes que
nous avons interprétées. Cependant, en raison de leurs trés grand nombre (144 courbes au
total), il n’est pas toujours aisé d’en tirer des conclusions comparatives. L’objet de ce
paragraphe est de pallier ce manque en opérant une moyenne par rapport aux débits (8, 10 et

12 1/min) des valeurs maximales de tension, de vitesse et de température :

U= (Umax_8 * Umax_10 T Umax_12) /3 (II1.38)
T= (Tmax_s * Tmax 10 T Tmax_lz) /3 (I11.39)
V= (Vmax_s + Vmax_lO + Vmax_lz) /3 (111.40)

Le choix a été fait de moyenner sur le débit (plutot que sur ’intensité du courant ou sur la

distance inter-électrode) car 1’étude paramétrique précédente a montré que I’influence du
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débit sur la tension et la température étaient faibles. Elle est un peu plus importante sur la
vitesse mais sans que cela soit excessif. Le tableau II1.4 présente le résultat de ces moyennes.
Le résultat chiffré ne dépend alors que de la distance entre les ¢lectrodes et de 1’intensité du

courant. Ces résultats sont interprétés sur les figures I11.52 a I11.54.

Intensité du courant (A)
Distance
90 100 110 120
entre ¢électrode (mm)

2 mm 229 265 305 355

Vitesse (m/s) 3 mm 252 290 341 387

4 mm 253 298 346 393
2 mm 17965 | 18785 | 19651 | 20375

Température

) 3 mm 18387 | 19128 | 20258 | 21421
4 mm 18538 | 19416 | 20597 | 21656

2 mm -8,03 | -8,17 | -8,29 | -842

Tension (V) 3 mm 9,03 | -9,16 | -9,35 | -9,48
4 mm -9,82 | 9,98 | -10,18 | -10,34

TABLEAU IIL.4:  Moyenne des maximum de vitesse, température et tension du plasma en

fonction de la distance entre les électrodes et de |’intensité du courant

La figure II1.52 présente les valeurs moyennes des vitesses maximales du plasma. On observe
que cette vitesse augmente lorsque ’intensité du courant augmente ou lorsque la distance
entre ¢lectrodes augmente, ainsi que cela a été remarqué par ailleurs dans [HSU.83],
[CHO.92] et [ZHO.94a]. On note cependant que, pour une intensit¢ de 90 A, la vitesse du

plasma est trés peu sensible a la variation sur les trois distances inter-électrode.
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FIGURE II1.52 : Vitesse maximale moyenne du plasma en fonction de la distance
entre les électrodes et de |’intensité du courant

La figure II1.53 présente les valeurs moyennes des températures maximales du plasma. On
observe que, pour les trois distances inter ¢lectrode, la température du plasma augmente avec
I’intensité du courant. Cette observation est conforme a celles effectuées dans [TSA.85],
[CHO.92], [ZHO.94a], [LOW.97a] et [DON.11]. Nos résultats montrent de plus que cette
augmentation est quasiment linéaire. Par ailleurs, pour chaque intensité de courant, on note
que la température augmente avec 1’écart entre les €lectrodes, Cette augmentation est a peu

pres similaire pour chacune des quatre intensités.
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FIGURE II1.53 : Température du plasma en fonction de la distance entre les
électrodes et de l'intensité du courant

La figure I11.54 présente les valeurs moyennes des tensions maximales du plasma. On observe
que la tension augmente avec la distance inter-¢lectrode. Cette augmentation se comporte de
la méme maniére pour les quatre intensités de courant, a savoir une augmentation de 1 V pour
une augmentation de 1 mm de la distance inter-¢lectrode. En revanche, la tension augmente
trés faiblement avec I’intensité de courant, environ 0.4 V pour un delta de 30 A Cette derniére
observation n’est pas totalement incompatible avec certains résultats publiés dans la
littérature. En effet, R.T.C. Choo et al. [CHO.92] ont bien trouvé un delta de tension égal a 2
V mais c’était pour une variation d’intensité de courant de 100 A, bien supérieure a la notre
qui est de 30 A (de 90 a 120 A). Ce delta n’est plus que de 0.5 V dans [HSU.83] pour une
variation d’intensité¢ de courant de 50 A, ce qui correspond & peu prés a nos conditions de

calcul et a nos résultats.
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FIGURE II1.54 : Tension du plasma en fonction de la distance entre les

électrodes et de [’intensité du courant
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IIL1.F. Conclusion

Dans ce troisieme et dernier chapitre, nous avons présenté un modele couplé arc/électrode qui
a été développé en utilisant les paramétres opératoires du soudage a I’arc. Ces parameétres sont
I’intensité du courant, le débit de gaz d’argon et la distance entre la pointe de la cathode et la
piece a souder. Ce modéele unifi¢ permet de simuler les phénomeénes de transport qui se
produisent lors du soudage a 1’arc. Le transfert de chaleur et 1'écoulement de fluide dans la
colonne d'arc ont été¢ étudiés sur la base des distributions de passage du courant, de la
température, de la vitesse, de la pression et du potentiel dans le plasma d'arc. Notre modele
permet de considérer I’amorcage de I’arc. Lorsque cet arc devient stable, la conductivité
¢lectrique se fait dans 1’équation de transfert d’énergie sans conductibilité artificielle
supplémentaire. Cette méthode permet de se rapprocher des phénoménes physiques réels et

constitue I’une des principales originalités de ce chapitre.

La méthode a donné lieu au développement d’un modele bidimensionnel avec le logiciel
commercial FLUENT. Des équations complémentaires ont cependant di €tre prises en
compte pour traiter le potentiel électrique et le potentiel magnétique. Elles ont été codées en

langage de programmation C et interfacées avec FLUENT.

Une ¢étude paramétrique a été réalisée en faisant varier le débit de gaz, I’intensité du courant et
la distance entre les ¢lectrodes. L’influence de la combinaison de ces trois paramétres sur la
tension, la vitesse et la température du plasma ont été discutées. Les résultats obtenus ont été

comparés avec succes avec ceux de la littérature.
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IV. Conclusions générales et perspectives

Ce mémoire de thése a été consacré au développement d'outils de simulation numérique
permettant d’appréhender les phénomeénes physiques complexes mis en jeu lors d'opérations
de soudage. Le développement de ces outils a été réalisé en deux parties. La premiére
(chapitre II du mémoire) est consacrée a une ¢étude approfondie des phénomenes
thermomécaniques apparaissant lors de I’opération de soudage. La seconde partie (chapitre I11
du mémoire) a porté sur la compréhension des phénomenes physiques (thermique, écoulement
fluide et électromagnétisme) du plasma thermique généré. Ces deux chapitres du mémoire ont
¢té complétés par un état de I’art et une étude bibliographique relatifs a 1’arc de soudure et au
comportement thermomécanique des pieces a souder (chapitre I du mémoire). La
bibliographie a porté pour I’essentiel sur le soudage par assemblage avec fusion, et plus

particulierement sur le procédé de soudage TIG.

Les deux premiers chapitres du mémoire de thése ont naturellement nécessité une prise en
compte de la dimension multi-physique du probléme (thermique, mécanique des solides,
mécanique des fluides et sciences des matériaux). C’est pour cette raison que deux des
laboratoires de I'IRTES (Institut de Recherche sur les Transports, I'Energie et la Société) ont
ét¢ impliqués dans l'encadrement de la thése, a savoir IRTES-M3M (Laboratoire
Mécatronique, Méthodes, Modéles et Métiers) pour la partie mécanique et IRTES-LERMPS
(Laboratoire d'Etudes et de Recherches sur les Matériaux, les Procédés et les Surfaces) pour la

partie matériau.

Sur un plan pratique, les outils numériques développés ont été appliqués au soudage de tdles
minces utilisées dans 1’industrie agroalimentaire. Ce domaine applicatif a été choisi car le
doctorant a occupé pendant la plus grande partie de sa thése le poste de Directeur R&D de la

société RUHLE GmbH (Allemagne).

Role des parametres du processus de fusion de toles minces d'acier 316L inoxydables lors

de opération de soudage

Dans le second chapitre, le role des parametres du processus de fusion par ajout de matiere
lors d’une opération de soudage TIG entre deux tdles minces d'acier 316L inoxydables a été
étudié. Pour permettre cette étude, un modele éléments finis couplant la thermique a la

mécanique des solides a été développé a 1’aide des outils de programmation du code de calcul
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ANSYS. L'ajout de matiere lors de I’opération de soudure a notamment été simulé grace a la
fonction "birth and death" qui permet d’activer des éléments du maillage en fonction du dépdot
progressif du cordon de soudure au cours du temps. Outre cette fonction d’activation, le
modele éléments finis contient un certain nombre de fonctionnalités standards comme un
couplage entre les analyses thermique et mécanique, la prise en compte du comportement
plastique du matériau par une loi isotrope bilinéaire et la dépendance des propriétés des
matériaux vis-a-vis de la température. Enfin, bien que cela ne soit pas un ¢lément
prépondérant avec les maillages de petite taille que nous avons manipulés dans le cadre de
cette these, le temps de calcul peut constituer un point bloquant pour des géométries plus
complexes que celles considérées dans ce mémoire. Nous avons donc considérablement réduit
ce temps de calcul en employant simultanément deux méthodes différentes. La premicre
consiste a limiter la zone d'emprise de la source de chaleur en controlant précisément le taux
de perte calorifique que I'on s'autorise numériquement. La seconde méthode revient a grossir
ou a diminuer les tailles de maille selon les zones d'intérét et a relier les différentes zones par
des ¢léments contact. Cela évite ainsi de générer des zones de transition pour passer d'une

zone a mailles grossieres a une zone a mailles fines.

Afin de valider le modéle numérique, des tests expérimentaux ont été réalisés. Les références
de ces tests étaient la vitesse d’exécution de I’opération de soudage, la tension du courant de
soudage, les dimensions des pi¢ces a souder, la fixation de ces pieces, la profondeur du
cordon de soudure et les épaisseurs du cordon a la surface supérieure et inférieure de la piéce
soudée. Des échantillons avec deux vitesses de soudages différentes, mais en conservant les
autres valeurs d’entrées, ont été réalisés. Cela permet d’obtenir un cordon de soudure partiel
dans la profondeur pour le cas de la soudure rapide (4.3 mm/s) et un cordon de soudure
complet pour la vitesse lente (2.6 mm/s). Ces deux cas de figures ont conduit a des
déformations angulaires différentes, en donnant ainsi la possibilité de vérifier notre modele
pour deux cas de figures différents. Nous avons donc considéré plusieurs échantillons
constitués de deux toles de petite taille (épaisseur de 3 mm, longueur de 52 mm et largeur de

35 mm) que nous avons soudés I’une a I’autre.

Nous avons établi que la bonne prédiction par simulation numérique des déplacements et des
contraintes résiduelles lors d’une opération de soudage dépend de plusieurs facteurs donc

certains ont fait I’objet de développements spécifiques originaux :
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e Une quantification correcte de la source mobile volumique de chaleur, en particulier
l'identification des parameétres numériques qui caractérisent sa modélisation par une
densité¢ Gaussienne. Ces parameétres ont été calculés a I’aide d’un plan d’expérience
factoriel suivi de l'optimisation de la surface de réponse associée. Il apparait que les
parametres identifiés sont utilisables pour les deux vitesses de soudage considérées
dans ce mémoire et permettent une reproduction numérique fidele de la largeur et de la

profondeur du cordon de soudure.

e La prise en compte d’une conductivité artificielle dans la phase liquide permet de

simuler la convection dans le bain de fusion.

e [’utilisation de deux températures de référence différentes est un élément déterminant

pour modéliser correctement la dilatation thermique dans la phase de refroidissement.

e (Grace a une approche calculatoire originale, on a pu extrapoler de maniere rationnelle
la valeur du coefficient d'expansion thermique sécant pour des températures élevées

au-dela de la température de fusion.

La comparaison entre les valeurs expérimentales et calculées du déplacement a montré une
bonne concordance avec un écart relatif de 5%. Nous avons également établi que ce
déplacement était associé a un mode de déformation de flexion hors-plan et que ce mode était
fortement 1i¢ aux conditions aux limites considérées. Grace a la fiabilité du mod¢éle ¢éléments
finis que nous avons éprouvé avec des comparaisons avec l'expérience, il est possible de
préconiser des vitesses de soudage appropriées au soudeur afin que celui-ci réduise au
maximum les déformations induites par la soudure et par la phase de refroidissement. Ces
principaux résultats ont été publiés en 2016 dans une revue internationale référencée dans la

base de données ISI Web of Science de Thomson Reuters) ([TCH.16]).

Role des phénoménes physiques sur le plasma thermique généré

Le troisieme chapitre a été¢ consacré a la modélisation de l'arc é€lectrique de soudure. Cette
mod¢élisation rend possible I’obtention de grandeurs physiques telles que les champs de
température du plasma, la tension, ainsi que ses chutes anodiques et cathodiques, et la vitesse
du plasma. Un modéle axisymétrique bidimensionnel du plasma d’arc électrique lors de
I’opération de soudage TIG a été réalisé en intégrant un couplage fluide-solide avec le logiciel

FLUENT qui utilise la méthode des volumes finis. Dans ce mode¢le, les équations
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¢lectromagnétiques et thermiques sont résolues dans la cathode solide et les équations
supplémentaires régissant I’écoulement sont considérées dans le domaine gazeux ou I’arc est
généré. Ce modele inclut aussi la géométrie réelle des composants de la torche tels que le
diffuseur de gaz, la buse et I'électrode. Cependant, la complexité des phénomenes qui ont lieu
dans le plasma nous a conduit a développé un code supplémentaire en utilisant le langage de

programmation C. Ce code est interprété et utilisé par FLUENT. Il permet :

e la définition d’équations de conservation de grandeurs physiques a I’aide de fonctions

programmeées par |’utilisateur (UDF : User Defined Function),
e la définition de grandeurs scalaires (UDS : User Defined Scalar),

¢ la programmation des propriétés des maticres fluides et solides du modele.

Dans un premier temps, nous avons employé¢ la méme intensité de courant et le méme
rendement énergétique que ceux utilisés dans le second chapitre. Dans un second temps, nous
avons effectué¢ une étude de sensibilité sur les parameétres influant sur le plasma pendant
I’opération de soudage, c’est-a-dire l’intensité du courant, le débit de gaz d’argon et la
distance inter-€électrodes. Les valeurs considérées pour chacun de ces paramétres ont été les

suivantes :
e débitde gaz: 8, 10 et 12 1/min,
e intensité du courant : 90, 100, 110 et 120 A,
e distance inter-électrode : 2, 3 et 4 mm.

En cherchant a combiner les effets de ces différents paramétres entre eux, nous avons réalisé

un total de 36 calculs.

Le transfert de chaleur et I'écoulement de fluide dans la colonne d'arc ont été étudiés sur la
base des distributions de passage du courant, de la température, de la vitesse de la pression et
du potentiel dans le plasma d'arc. Notre modele permet de considérer 1’amorcage de I’arc.
Lorsque cet arc devient stable, la conductivité électrique se fait dans 1’équation de transfert
d’énergie sans conductivité artificielle supplémentaire. Cela permet de se rapprocher des
phénomeénes physiques réels, ce qui n’a pas encore été étudiée ou expliquée dans la littérature

et qui constitue donc 1’un des autres ¢léments d’originalit¢ du mémoire.
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A I’aide du modele que nous avons développé, les observations suivantes ont été effectuées :

e [a température augmente avec I’intensité¢ du courant ainsi qu’avec la distance inter

¢lectrode.
e Lavitesse augmente avec I’intensité du courant et avec la distance inter-électrode.

e Le potentiel ¢lectrique augmente avec I’intensité¢ du courant lorsque la distance inter
¢lectrode est constante. Lorsque cette distance augmente a intensit¢ de courant
constante, le potentiel électrique augmente aussi mais de maniere plus importante qu’a

distance inter-électrode constante.

o Le débit du gaz ne joue aucun role sur la température et sur le potentiel €lectrique. Il
influe par contre sur la vitesse d’écoulement du plasma. Plus le débit est élevé, plus la

vitesse d’écoulement du plasma est faible.

Ces tendances sont en accord avec celles de la littérature.

Perspectives

Le modéle de plasma que nous avons développé a permis de simuler des phénoménes se
rapprochant de la réalité avec une approche originale concernant la conductivité. En effet, si
I’amorcage de I’arc avec une tension ¢levée de 1’appareil de soudage s’effectue avec une
conductivité électrique artificielle, le maintien de 1’arc ainsi que le transfert d’énergie vers la
piece a souder s’opere sans conductivité¢ artificielle. Ce type d’approche ayant a notre
connaissance un caractere d’originalit¢ qui se démarque de ce qui se pratique dans la
littérature, nous envisageons de soumettre a trés court terme un article sur ce sujet dans une

revue internationale.

Les analyses thermomécaniques réalisées dans ce travail ont porté sur des géométries simples
comme le soudage de plaques minces. La méthodologie développée pourrait étre étendue a
des géométries plus complexes et plus proches de la réalit¢ industrielle. Le calibrage
numérique de la source de chaleur devra alors probablement étre revu puisqu’il est basé sur la

géométrie du cordon de soudure et que celui dépend évidemment de 1’application traité.

Il pourrait enfin étre intéressant de relier de maniere beaucoup plus directe les modeles
thermomécaniques et d’écoulement fluide développés dans le cadre de ce travail de thése. On
pourrait par exemple essayer de corréler la forme géométrique du bain fondu avec la

géométriec moyenne du cordon de soudure obtenu lors du calcul thermomécanique. Cela
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permettrait d’utiliser un modele statique de mécanique des fluides pour obtenir la géométrie

du cordon et d’économiser le temps de calcul consacré a I’analyse thermique transitoire.
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V. ANNEXE I

EXTRAIT DE CODE APDL

(Ansys Parametric Design

Language)
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Dans le cadre de cette thése, le modele éléments finis en thermomécanique a été réalisé a
I’aide du langage de programmation APDL du logiciel ANSYS. Plus de 1000 lignes de code
ont ainsi été¢ programmeées. A titre d’illustration, un extrait de cette programmation est fourni
ci-dessous. Cet extrait permet de calculer la source de chaleur mobile et de I’affecter aux

¢léments du maillage concernés.

*do,i,0,NY4-1
ekil, APPORT_MAT%i%
*enddo
ealive, APPORT_MAT12
ealive, APPORT_MAT40
*DO,TIMEV,0, TEMPSFINAL-DTIME,DTIME
*IF,index, It, NY4 then
ealive, APPORT_MAT%index%
index =index+1
*endif
*do,i,1,Nbr_ELEM_TOTAL,1
*GET,xnode, NODE,numnode, LOC,X
*GET,ynode, NODE,numnode,LOC,Y
*GET,znode, NODE,numnode,LOC,Z
rs=(ynode-(TIMEV)*dis_v)**2+(xnode-(Tolle2_X2_4/2))**2
FTAB(K)=Fo*exp(-3.*rs/sqra)*exp(-3.*((epaisseur-znode)**2)/(valc**2))
BFE,enum,HGEN,1,FTAB(1),FTAB(2),FTAB(3),FTAB(4)
BFE,enum,HGEN,5,FTAB(5),FTAB(6),FTAB(7),FTAB(8)
*enddo
*enddo
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V1. ANNEXE II

EXTRAIT DE CODE C
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La complexité des phénomeénes qui ont lieu dans le plasma nous a conduit a développer un
code spécifique (User Defined Functions) avec le langage de programmation C. Ce code est
interfacé avec le logiciel commercial FLUENT qui utilise la méthode des volumes finis. En
effet, le logiciel FLUENT permet le développement et ’interprétation de codes utilisateur

externes  via:

e la définition et la programmation d’équations de conservation complémentaires de
grandeurs physiques a I’aide de fonctions programmeées par 1’utilisateur (User Defined

Scalars),

e la programmation personnalisée des propriétés des maticres fluide et solide du modéle

(User Defined Properties).

La programmation de ces équations complémentaires en langage C a été réalisée avec plus de
200 lignes de code. A titre d’illustration, un extrait de cette programmation est fourni ci-

dessous. Cet extrait permet de calculer la source de chaleur par effet Joule.

DEFINE_SOURCE (hl_source, ¢, t, d5, eqn)

{

real sigma,tl,5or,x[ND_ND],jwall;
int i

t1=C_T(c,t);

signa=esigq(tl);
51 gma=max%s1' gma, 0. 00001);

C_CENTROID(x,C, 1)}

juall=si ?ma*sqrt(C_UDSI_G(c ,T,EL) [0]*C_upsI_a(c,t,E1) [0]+¢_upsI_6(c,t,E1) [1]*C_upsI_6(c,t,E1) [1]);
sor=(jwall*juall)/siqma;

[[if {x[a]}o.mog) Sor=(1.4/5.56e-5)*jwall;

C_ummI(c,t,0)=50r;

//sor=min(sor,8,0e12)-qrb(t1);

sor=sor-qrb(t1);

C_uMI(c,t,1)=esig(tl);

c_UDMI(c,t,l)=s1Ema;

c_umm(c,t,2)=qrb(tl);

ds[eqn] = -(12345. /t1)*(jwall/sigma)* (jwall/sigma);
return sor;
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Résumé :

Ce travail de recherche a pour objet la modélisation du procédé de soudage TIG (Tungsene
Inert Gas) pour des téles minces de machines utilisées dans 1'industrie alimentaire. L’objectif
est d’anticiper les déformations trop importantes des tdles lors de I’opération de soudage et de
préconiser les solutions au regard d'études paramétriques effectuées a 1’aide de modeles
numériques. Ce travail adresse deux grands volets a savoir, un volet thermomécanique réalisé
a I’aide du logiciel Ansys APDL et un volet mécanique des fluides développé a I’aide du

logiciel Fluent.

Dans le premier volet, un modele 3D ¢léments finis a été développé pour analyser le
comportement thermomécanique de 1'acier 316L au cours du processus de soudage TIG. Ce
modele inclut du couplage transitoire entre thermique et mécanique du solide, la modélisation
de I’apport de matiere ainsi que la prise en compte de non lin€arités comme la plasticité. Cela
permet d'évaluer l'influence de parameétres opératoires comme la vitesse de soudage. La
source mobile de soudage est représentée avec un profil gaussien dont les parameétres ont été
calibrés en utilisant la surface de réponse d'un plan d'expérience. Le changement de la
température de référence des €léments qui ont atteint le point de fusion est un point clef qui
permet de prendre en considération la relaxation des contraintes induites par la fusion locale
des matériaux. Les résultats obtenus sont réalistes et une différence relative de 5% entre les

valeurs mesurées et calculées de la déformation de la tdle soudée a été constatée.

Dans le second volet, un mod¢ele bidimensionnel axisymétrique de l'arc de soudure sous
protection gazeuse (Argon) a été développé. Ce modele permet de coupler les différents effets
physiques car les électrodes et 1'arc de soudure sont modélisés simultanément et les équations
thermique, é€lectromagnétique (force de Lorentz), ¢lectrique (courant dans 1’¢lectrode) et
mécanique sont résolues en paralleéle dans les deux régions fluide et solide du domaine du
calcul. Le mod¢ele permet de prédire la distribution de température, la chute de tension a la

surface des électrodes et la quantité de chaleur transférée vers la tole a souder.

Mots-clés : Soudage TIG, Modélisation éléments finis, Analyse multi-physique,

Mécanique des solides, Mécanique des Fluides, Thermique
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