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3.3 Modélisation mécanique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 79
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Introduction

Pour un large public, la fabrication additive est connue comme une technique d’impression 3D
de pièces en plastique. Le marché des imprimantes 3D à dépôt de filament fondu est déjà bien
développé. Ces dernières permettent de fabriquer simplement tout type de pièces en plastique
depuis chez soi. Elles sont pourvues au minimum d’un extrudeur qui, grâce à un moteur pas
à pas et à une roue crantée, permet de faire avancer ou reculer le filament de plastique (ABS,
PLA, Nylon...). Ce filament est ensuite fondu par une résistance chauffante avant d’être extrudé
via une buse dont le diamètre est compris généralement entre 0,2 mm et 0,5 mm. Cependant,
la fabrication additive ne se limite pas qu’à l’impression de pièces en plastique pour le grand
public. Elle fait également partie des technologies de fabrication innovantes du secteur industriel.

Dans un contexte industriel, la fabrication additive est un procédé qui vient s’ajouter aux tech-
niques de fabrication par formage ou par enlèvement de matière traditionnellement utilisées. Elle
permet de construire une pièce en trois dimensions par ajout de matière en couches successives.
Son essor est associée au développement des outils numériques de Conception et Fabrication
Assistée par Ordinateur (CAO/FAO) qui font partie intégrante du processus. La mise en œuvre
de la fabrication additive suit les grandes étapes suivantes :

• Création d’un modèle CAO via un logiciel de conception qui permet de représenter une
pièce en 3D avec des éléments volumiques ou surfaciques.

• Conversion du fichier CAO en un fichier au format STereo-Lithography (STL) devenu le
format de référence pour la fabrication additive. Ce type de fichier décrit une représentation
3D uniquement par sa surface externe. Cette surface, nécessairement fermée, est discrétisée
en facettes triangulaires définies de manière unique.

• Définition des paramètres de fabrication optimaux via un logiciel de FAO (épaisseur de
couche à déposer, vitesse de déplacement de l’outil, trajectoires...).

• Transmission des paramètres de fabrication à la machine et fabrication de la pièce.

• Retrait de la pièce du plateau de la machine et phase de post traitement (retrait du ou
des supports et éventuels parachèvements mécaniques ou thermiques).

Dans la suite, on considérera uniquement la fabrication additive appliquée aux matériaux métal-
liques. En effet, les industriels considèrent la fabrication additive comme une alternative avan-
tageuse pour la fabrication de pièces industrielles et qui, à terme, s’intégrerait aux châınes de
production. Initialement utilisée pour du prototypage ou de l’outillage rapide, l’objectif de ces
prochaines années est d’étendre son application à la fabrication dite «rapide» qui, à partir du
modèle numérique, permettrait de fabriquer des pièces totalement fonctionnelles, respectant les
exigences en termes de tolérancement dimensionnel et présentant des états de surface satisfai-
sants. Par rapport à des procédés d’usinage de Commande Numérique par Calculateur (CNC),
la fabrication additive peut être entièrement automatisée dans un environnement CAO/FAO,
réduisant ainsi les temps de production et le nombre d’interventions humaines. La phase de mise
en plan est notamment supprimée, ce qui, en plus du gain de temps, permet d’éliminer d’éven-
tuelles sources d’erreur. La fabrication additive réduit également la quantité de résidus, ce qui
est particulièrement appréciable lorsqu’il s’agit de fabriquer des pièces dans des matériaux haut
de gamme comme les alliages de nickel et de titane souvent utilisés dans l’industrie aéronautique
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ou aérospatiale. Par ailleurs, l’encombrement des ateliers et la gestion des approvisionnements
sont optimisés puisqu’il s’agit de stocker du métal sous forme de poudre ou bien de bobines de fil
et non plus sous forme de bruts. Enfin, elle rend possible la fabrication d’une structure complète
présentant des géométries complexes parfois difficilement réalisables voire inaccessibles avec les
procédés d’usinage CNC.

Cependant, malgré tous ses avantages, la fabrication additive n’a pas comme ambition première
de remplacer l’ensemble des procédés d’usinage actuellement connus. En effet, la fabrication ad-
ditive n’est pas adaptée à la fabrication de n’importe quelle pièce et peut s’avérer plus contrai-
gnante et plus coûteuse qu’un usinage classique dans la masse. Par exemple, la fabrication de
certaines géométries nécessite la mise en place de supports qu’il faudra par la suite enlever.
Cette étape d’élimination des supports est coûteuse en temps et représente un danger pour l’in-
tégrité de la pièce. Dans ce cas, il est préférable d’avoir recours à un usinage classique même s’il
demande une manipulation de la pièce en cours d’opération. Certaines études ayant cerné les
avantages de la fabrication additive mais aussi ses limites, se sont concentrées sur l’élaboration
de systèmes hybrides qui combinent fabrication additive et soustractive. De plus, les procédés de
fusion de poudres ou de fils métalliques mis en jeu par la fabrication additive ont un impact sur
la santé matière et les dimensions de la pièce fabriquée. Les gradients de température générés
par le passage de la source de chaleur (laser, arc électrique, faisceau d’électrons) engendrent
des états de contraintes et de déformations résiduels qui ont un impact sur les performances
mécaniques de la pièce. Plusieurs solutions sont mises en place pour contrôler la création de ces
états mécaniques résiduels. Ces solutions interviennent à différentes étapes de l’élaboration de
la pièce :

• Durant la phase de conception : les déformations générées par le procédé sont prises en
compte dans le design de la pièce ;

• En cours de procédé : les paramètres procédé sont choisis et, si nécessaire, modifiés en cours
de procédé afin de contrôler la distribution et les niveaux de contraintes et de déformations
dans la pièce ;

• En phase de post-traitement : la pièce fabriquée est détentionnée par des traitements
thermiques.

Cette thèse s’intéresse tout particulièrement à la génération des contraintes et des déformations
au regard du procédé de fabrication additive considéré, en l’occurrence le procédé arc-fil WAAM
(Wire Arc Additive Manufacturing). L’objectif principal est de comprendre l’impact du pro-
cédé sur la génération des contraintes résiduelles et des déformations par la mise en place d’une
modélisation thermomécanique du dépôt WAAM. Le modèle numérique prendra en compte les
paramètres procédés réels afin de mettre en évidence leur influence sur les états mécaniques
résiduels. Les résultats seront présentés et analysés pour une configuration de dépôt spécifique,
pensée pour identifier les phénomènes physiques mis en jeu et pour optimiser les temps de calcul.
En effet, l’optimisation des temps de calcul est un leitmotiv de la simulation numérique, d’autant
plus important qu’il s’agit d’un thème fortement lié au secteur industriel. Par conséquent, dans
cet objectif dé réduction des temps de calcul, cette thèse abordera également une méthode de
modélisation permettant de traiter rapidement le dépôt de plusieurs cordons, ouvrant sur des
perspectives intéressantes pour des applications industrielles.

Le premier chapitre de cette thèse sera dédié à la présentation de l’état de l’art associé au sujet.
Dans un premier temps, les différentes technologies de soudage utilisées par le procédé WAAM
seront explicitées. Puis, la mise en équation du modèle thermomécanique appliqué au procédé
WAAM sera détaillée. Les techniques usuellement appliquées pour réduire les temps de calcul en
simulation numérique seront également présentées. Enfin, différentes méthodes expérimentales
d’estimation des contraintes résiduelles (méthodes destructives et non destructives) seront dé-
crites.
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Le second chapitre sera consacré à la description de la configuration expérimentale. Trois jeux de
paramètres procédé (associés à trois cas d’étude) seront définis en fonction de l’énergie linéique
mise en jeu pour le dépôt. Les différentes mesures, réalisées in-situ pendant l’essai ou a posteriori,
seront présentées. A partir des données expérimentales, le comportement thermomécanique sera
analysé uniquement pour un cas d’étude, le cas nominal (le cas de référence à partir duquel
seront définis les deux autres cas).

Le chapitre 3 présentera la modélisation thermomécanique et les équations associées dans le cas
du dépôt WAAM. Le choix de la géométrie du domaine d’étude et des hypothèses de modéli-
sation sera justifié au regard de la configuration expérimentale présentée au chapitre précédent.
La validation de la modélisation portera sur le dépôt d’un unique cordon (cas du soudage). Les
résultats issus de la simulation numérique d’un cordon seront comparés aux mesures expérimen-
tales.

Le chapitre 4 sera élaboré pour mettre en évidence l’influence des paramètres procédé sur le com-
portement thermomécanique des éprouvettes. Pour cela, les résultats (thermiques et mécaniques)
de chaque cas, issus de la campagne de test et de la simulation numérique, seront comparés entre
eux. Les résultats thermiques (taille de bain de fusion et profils de températures) seront ana-
lysés afin de montrer l’influence de la quantité d’énergie apportée sur les champs thermiques
relevés dans la pièce. En lien avec la thermique, les états mécaniques (déformée et contraintes
résiduelles) des trois cas d’étude seront discutés et comparés entre eux.

Enfin, le dernier chapitre sera alloué à la présentation et à la mise en place de la méthode des
déformations inhérentes pour un modèle 3D. Cette dernière permettra de réduire de façon très
significative les temps de calcul par rapport à une modélisation thermomécanique en se basant sur
des hypothèses simplificatrices fortes. Les résultats obtenus par le biais de cette méthode seront
discutés et validés par comparaison avec ceux obtenus pour la simulation thermomécanique.
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Chapitre 1

État de l’art

1.1 Les différentes technologies de fabrication additive métallique

Parmi les nombreuses technologies de Fabrication Additive (FA), plusieurs sont utilisées pour
la construction de pièces métalliques. Certaines études se sont concentrées sur un recensement
de l’ensemble de ces technologies en décrivant leur principe, leurs spécificités, leurs limites ou
encore leurs domaines d’application respectifs [1, 2]. A la suite d’une présentation succincte de
l’ensemble des technologies de FA métallique, le propos se focalisera sur la technologie de dépôt
arc-fil qui, par ses caractéristiques techniques spécifiques, est actuellement l’option privilégiée
pour la fabrication de pièces de grandes dimensions.

1.1.1 Classement des technologies de fabrication additive métallique

Une classification des technologies de FA métallique est établie suivant la norme ASTMF2792
[3]. Ces dernières sont regroupées en quatre catégories en fonction du procédé employé pour
assurer la densification ou la liaison des couches déposées (cf. Tableau 1.1) :

• Fusion sur lit de poudre (Powder bed fusion)

• Déposition directe par source d’énergie (Directed energy deposition)

• Méthode d’impression par liant (Binder jetting)

• Stratification de feuilles métalliques (sheet lamination)

Classification Définition Type de matériau Liaison

Fusion sur lit de
poudre

Processus dans lequel une
énergie thermique fond, de
manière sélective, certaines
régions d’un lit de poudre

Poudre Fusion par la-
ser, faisceau
d’électrons

Déposition directe
par source d’éner-
gie

Processus dans lequel une
énergie thermique focalisée est
utilisée pour fondre le maté-
riau en même temps qu’il est
déposé

Poudre, Fil Fusion par la-
ser, faisceau
d’électrons, arc
électrique

Méthode d’im-
pression par liant

Processus dans lequel un
agent liquide de liaison est dé-
posé de manière sélective pour
joindre la poudre métallique

Poudre Dépôt d’un agent
liquide

11



Stratification de
feuilles métal-
liques

Processus dans lequel des
feuilles de métal sont collées
entre elles pour former un ob-
jet

Feuille de métal
Stratifié de métal
Métal plaqué

Soudage, Visserie,
Consolidation ul-
trasonique

Tableau 1.1 – Classification des procédés de FA métalliques selon l’ASTMF2792 [4]

Les procédés de FA utilisant une source d’énergie pour la fusion du métal sont répertoriés dans
le Tableau 1.2. Il existe trois types de sources d’énergie : le faisceau d’électron, le faisceau
laser ou encore l’arc électrique. Les procédés basés sur le laser, et plus particulièrement le SLM
sont actuellement les plus développés [5, 6, 7, 8]. Ces derniers permettent de fabriquer des
pièces complètes avec des caractéristiques spécifiques (géométries complexes, faible rugosité,
faible masse) qui satisfont les exigences de nombreux domaines d’application (médical, dentaire,
architecture, design...). En revanche, la taille des pièces fabriquées par un procédé utilisant des
poudres (SLS, SLM, DED et LENS) est limitée par la présence d’une chambre de confinement.
Cette dernière, placée sous gaz inerte, permet d’isoler les poudres qui sont toxiques de part
leur taille favorisant une inhalation profonde et/ou leur composition chimique, et sensibles à la
contamination avec le milieu extérieur.
Les procédés par faisceau d’électrons [9, 10] sont réservés aux matériaux conducteurs, sans quoi
il n’y a pas d’interaction entre le faisceau et la poudre. Le diamètre du faisceau d’électrons
étant légèrement plus large que celui du faisceau laser, les pièces fabriquées avec un procédé à
faisceau d’électrons sont moins complexes que celles fabriquées par un procédé à faisceau laser.
En revanche, en raison de sa densité d’énergie et de sa méthode de balayage plus élevée, le
procédé EBM présente un taux de dépôt supérieur à celui des procédés laser SLM ou SLS : le
taux de dépôt d’un procédé SLM est estimé entre 0,06 kg/h et 0,120 kg/h alors que celui du
procédé EBM se situe entre 0,24 kg/h et 0,36 kg/h [11]. Par ailleurs, les procédés à faisceaux
d’électrons nécessitent une chambre sous vide afin de concentrer le faisceau d’électrons, ce qui
contraint aussi la taille des pièces. Certaines chambres sous vide permettent d’accueillir des
pièces de grandes dimensions mais, dans ce cas, le temps de mise sous vide devient un paramètre
contraignant.
L’autre alternative possible au faisceau laser et au faisceau d’électron pour la fusion du métal
est l’arc électrique [12]. Dans ce cas, le métal se présente uniquement sous forme de fil. Ce
procédé est connu sous le nom de WAAM qui est l’abréviation de la dénomination anglaise
Wire Arc Additive Manufacturing [13]. A l’inverse des autres procédés présentés précédemment,
celui-ci s’affranchit des contraintes de taille pour la fabrication des pièces car il ne nécessite pas
obligatoirement un inertage en chambre de confinement (sauf pour les matériaux hautement
oxydables comme le titane). Par rapport à des procédés lit de poudre, il présente également des
taux de dépôt nettement plus élevés (1-4 kg/h), ce qui diminue les temps de fabrication. Par
ailleurs, son coût machine (robot polyarticulé équipé d’une torche de soudage) est nettement
moins important que celui des autres installations dédiées à la FA métallique. Pour exemple,
le coût d’investissement pour une installation SLM est 2,5 à 3 fois plus important que pour
une installation WAAM. En revanche, les pièces fabriquées par fusion d’un fil métallique ne
peuvent avoir la même complexité et finition que les pièces fabriquées par lit de poudre. Les
domaines d’application du WAAM sont donc bien spécifiques et ne sont pas les mêmes que
ceux des procédés lit de poudre. Il est notamment la solution privilégiée pour effectuer des
pièces de grandes dimensions. Son développement, qui est relativement récent (contrairement
aux procédés lit de poudre dont l’étude est plus aboutie [14]), intéresse particulièrement les
secteurs de l’aéronautique et du spatial pour lesquels l’application d’un tel procédé permettrait
de fabriquer des pièces de grandes envergures [15] en diminuant le ratio Buy To Fly (BTF)
qui correspond au rapport entre la masse initiale de métal nécessaire pour fabriquer la pièce
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(brut) et la masse de la pièce finie (usinée). Les perspectives de développement du WAAM
sont donc particulièrement intéressantes sur le plan scientifique mais aussi sur le plan industriel.
C’est pourquoi cette thèse se concentre sur le procédé WAAM. Une description détaillée de la
technologie WAAM est présentée dans ce qui suit.

Technologie
de Fusion

Laser Faisceau d’électrons Arc électrique

Désignation SLS1,
SLM2

DED3,
LENS4

CMB5 EBM6 DED3 WAAM7 DED3

Principe Lit de
poudre
et fusion
sélective

Projection
de
poudre
et fusion
concen-
trée

Fusion
concen-
trée du
fil

Lit de
poudre
et fusion
sélective

Fusion
concen-
trée du
fil

Fusion
par arc
élec-
trique
du fil

Fusion
par arc
élec-
trique
sur
poudre
projetée
(plasma)

Matériau Poudre Poudre Fil Poudre Fil Fil Poudre

Tableau 1.2 – Classification des procédés de FA métalliques en fonction de la source de chaleur
utilisée pour la fusion du métal [4]
1 Selective Laser Sintering, 2 Selective Laser Melting, 3 Directed Energy Deposition, 4 Laser
Engineered Net Shaping, 5 Controlled Matel Buildup, 6 Electron Beam Melting, 7 Wire Arc
Additive Manufacturing

1.1.2 La technologie WAAM

La technologie WAAM utilise du fil métallique comme matière première qui est fondue par le
biais d’un arc électrique. Le métal fondu est déposé sous forme de cordons qui, par superposition
successive, permettent de construire une pièce complète comme montré figure 1.1.

Figure 1.1 – Schéma du principe de déposition couche par couche utilisé en WAAM

L’arc électrique utilisé pour fondre le métal est délivré par une torche de soudage montée sur
un robot industriel multiaxe. La figure 1.2 présente la plateforme expérimentale WAAM utilisée
pour cette thèse. Ce type de technologie s’appuie sur des procédés traditionnels de soudage à
l’arc [16] présentés ci-après.
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Figure 1.2 – Installation robotisée WAAM située sur le site de l’IUT de Nimes

1.1.2.1 Le procédé de soudage TIG (Tungsten Inert Gaz) [17]

Avec ce procédé aussi appelé Gas Tungsten Arc Welding (GTAW), le métal est fondu par un
arc électrique qui s’établit entre une électrode réfractaire (non-fusible) de tungstène et la pièce à
souder, le tout sous atmosphère inerte. Le gaz inerte (généralement de l’Argon) permet d’éviter
l’oxydation instantanée lors de la fusion du métal. En polarité directe, l’électrode est reliée à la
borne négative du générateur (la cathode) et la pièce à souder à la borne positive (l’anode). Les
électrons émis par la cathode se dirigent alors sur une zone concentrée de l’anode (la pièce à
souder), provoquant la fusion de cette dernière. Le cordon de soudure peut être créé par la seule
fusion du métal de base ou par addition de métal d’apport de même nature que la pièce à souder.
Dans le cas du WAAM, c’est cette dernière configuration qui est utilisée. L’opération de soudage
est effectuée en courant continu pour la majorité des aciers au carbone et aciers inoxydables et
en courant alternatif pour les aluminium et magnésium revêtus d’oxydes réfractaires. Dans le
dernier cas, la polarité négative est utilisée pour créer le bain de fusion tandis que la polarité
positive a un rôle de décapage et de perforation de la couche d’oxyde qui se forme en surface
[18].

1.1.2.2 Le procédé de soudage plasma [19]

Le soudage à l’arc plasma est un procédé comparable au soudage TIG pour lequel l’arc élec-
trique est contraint mécaniquement (constriction mécanique) ou pneumatiquement (constriction
pneumatique) par l’intermédiaire d’une tuyère, augmentant ainsi la densité d’énergie. L’éventuel
apport de fil se fait à l’extérieur de la torche. Deux types de gaz sont utilisés en soudage plasma :
le gaz plasmagène (souvent de l’Argon) qui, combiné avec l’arc électrique, forme le plasma et le
gaz annulaire (Argon pur ou mélangé à de l’Oxygène ou de l’Hélium) qui assure la protection
du métal fondu.
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1.1.2.3 Le procédé de soudage MIG (Metal Inert Gas) / MAG (Metal Active Gas)[20, 21]

Ce procédé, aussi génériquement appelé Gas Metal Arc Welding (GMAW), est un procédé de
soudage à l’arc mettant en jeu une électrode fusible. Cette dernière se présente sous forme d’un
fil métallique et sert de métal d’apport. Elle est continuellement alimentée grâce à un système
de dévidoir afin de compenser la fusion de son extrémité lors de l’opération de soudage. Les
deux acronymes MIG et MAG se différencient par la nature du gaz de protection utilisé pour
protéger l’arc et le bain de fusion. Le procédé MIG emploie un gaz inerte, à savoir de l’Argon ou
de l’Hélium ou encore un mélange des deux. Le procédé MAG a recours à un mélange gazeux à
base d’Argon contenant un gaz actif tel que le dioxyde de carbone (CO2) et le dioxygène (O2). Le
procédé de soudage MIG/MAG est généralement adopté en courant continu en polarité inverse
(la pièce à souder est reliée à la borne négative) : le fil-électrode devient alors l’anode tandis que
la pièce à souder devient la cathode. Les électrons s’accumulent donc au niveau de l’extrémité
du fil-électrode, provoquant sa mise en fusion. Le métal fondu à l’extrémité du fil-électrode est
ensuite transféré à travers l’arc électrique pour venir se déposer sur la pièce à souder. Dans un
même temps, l’arc électrique, en transmettant une partie de son énergie à la pièce à souder,
provoque une fusion localisée de cette dernière, ce qui permet une bonne pénétration du métal
d’apport.

Le transfert du métal liquide depuis l’extrémité du fil-électrode jusqu’à la pièce à souder est
régi par des phénomènes physiques qui dépendent des paramètres procédé (courant, tension, gaz
de protection) choisis pour l’opération de soudage. Pour un même gaz et un même matériau, il
existe différents régimes de transfert (cf. Figure 1.3) en fonction du niveau d’énergie considéré
et du type de courant envisagé (courant continu ou pulsé). Certains modes de transfert sont
dits « spontanés » ou « naturels » (régime court-circuit, globulaire, pulvérisation axiale et veine
liquide tournante) tandis que d’autres sont des transferts contrôlés (pulsé, court-circuit forcé...)
destinés à des applications particulières [22]. Ces derniers résultent souvent d’une amélioration
des modes conventionnels via un contrôle précis des signaux électriques.

Le régime de transfert par court-circuit est intéressant pour la fabrication de pièces en WAAM
car il met en jeu de faibles énergies (intensités inférieures à 200 A et tensions variant de 15 à
20 V). L’échauffement de la pièce et donc les niveaux résultants de contraintes et de déforma-
tions sont minimisés. Au moment du temps d’arc, c’est-à-dire lorsque l’arc électrique est établi,
l’extrémité du fil-électrode est fondu et forme une goutte de métal dont le diamètre augmente
jusqu’à entrer en contact avec le cordon de soudure. Ceci provoque alors un court-circuit ac-
compagné d’une extinction d’arc et d’une chute de tension. Durant cette phase de court-circuit,
l’intensité augmente rapidement et génère des forces électromagnétiques faisant apparâıtre un
pincement entre la partie solide et la partie liquide du fil-électrode. La goutte se détache alors
facilement et vient s’ajouter au cordon de soudure. Puis un nouvel amorçage de l’arc électrique
marque le début d’un nouveau cycle. Le régime court-circuit naturel a cependant évolué vers
un régime court-circuit forcé, utilisé par exemple dans des procédés tels que le RMD© (Re-
gular Metal Deposition), le STT© (Surface Tension Transfer) ou encore le Cold Arc©. Cette
évolution permet de combiner les avantages issus des modes par court-circuit et pulsé, à savoir
une énergie basse pour moins de déformations et peu de projections métalliques. L’entreprise
Fronius© a développé son propre mode de transfert par court-circuit contrôlé : le Cold Metal
Transfer (CMT). Ce dernier semble aujourd’hui la solution la mieux adaptée pour une mâıtrise
fine de l’énergie délivrée. En effet, en plus de contrôler précisément la forme d’onde du courant
de soudage, le CMT se distingue par un dévidage alternatif du fil d’apport. Le retrait du fil
facilite alors le détachement de la goutte en court-circuit sans recourir à des intensités élevées.
En raison de ces caractéristiques, c’est le procédé GMAW en transfert CMT qui est considéré
dans cette thèse pour son application au WAAM.
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Figure 1.3 – Diagramme des modes de transferts [23]

Cependant, malgré les dernières évolutions technologiques effectuées sur les procédés de soudage
à l’arc et notamment sur les modes de transfert, les pièces soudées et les pièces fabriquées en
WAAM sont toujours soumises à de forts gradients thermiques générés lors du passage de l’arc
électrique. Ces gradients thermiques ont un impact significatif sur l’intégrité des pièces fabriquées
qui sera abordée dans ce qui suit.

1.1.3 Phénomènes physiques mis en jeu lors du soudage et de l’opération WAAM

Le soudage est un procédé particulièrement complexe puisqu’il fait intervenir de nombreux cou-
plages entre différents domaines physiques : la thermique (chauffage et refroidissement du maté-
riau), la mécanique des solides (contraintes résiduelles et déformations), la métallurgie (solidifi-
cation et transformations de phase du matériau) ainsi que la mécanique des fluides et l’électro-
magnétisme pour le métal en fusion. L’étude de ces interactions est généralement réalisée suivant
différents niveaux d’intérêt afin de limiter la complexité des modèles.

1.1.3.1 A l’échelle du bain de fusion

Plusieurs études [24, 25, 26, 27, 28] se sont concentrées sur des simulations numériques à l’échelle
du bain de fusion. Celui-ci se caractérise par des mouvements de convection se produisant sous
l’effet de différentes forces (cf. Figure 1.4). Les mouvements de convection naturelle sont liés aux
variations de la masse volumique soumises à la gravité (force de flottabilité). La masse volumique
varie avec la température et en fonction des espèces chimiques présentes dans le bain de fusion.
Les mouvements de convection dus à la force de flottabilité sont généralement secondaires. Les
mouvements au sein du bain de fusion sont plutôt dirigés par les forces électromagnétiques de
Lorentz notamment lorsque les intensités de soudage mises en jeu sont élevées. Les forces de
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Lorentz sont engendrées par le champ magnétique produit lors du passage de l’arc électrique
dans le bain de fusion. L’écoulement dans le bain de fusion est également fortement impacté
par les forces de tension superficielle qui sont à l’origine des courants de Marangoni. Il existe
un gradient de tension superficielle γ au niveau de la surface libre du bain de fusion. Celui-ci
dépend du gradient de température dans le bain de fusion et du gradient de concentration en
solutés. Le signe du gradient dγ

dT détermine le sens de convection : si dγ
dT < 0, le bain de fusion a

tendance à s’étaler alors que si dγ
dT > 0, le bain a tendance à se creuser. Enfin, les mouvements

dans le bain de fusion peuvent être influencés par le cisaillement aérodynamique. Ce phénomène
provient du gaz de protection projeté par la torche de soudage. Il crée des courants centrifuges
qui tendent à élargir le bain de fusion et à le rendre plus mouillant. Cependant, ce type de force
est généralement négligeable pour de faibles intensités (inférieures à 200 A) [29].

Figure 1.4 – Mouvements dans le bain de fusion en fonction de la force considérée [30]

1.1.3.2 A l’échelle de la pièce

Dans l’optique d’une analyse des états de contraintes et de déformations sur l’ensemble de la
pièce, il n’est pas nécessaire d’estimer finement la convection dans le bain de fusion. Sa prise
en compte dans les modélisations de type thermomécanique repose souvent sur un artefact
numérique qui consiste à multiplier la conductivité en phase liquide par un facteur déterminé.
La figure 1.5 montre les différents couplages, dominants et secondaires, qui peuvent entrer en
jeu pour une analyse des états mécaniques générés en soudage ou en WAAM. Même si les
phénomènes liés à la convection dans le bain de fusion ne sont pas pris en compte, les couplages
en présence sont encore nombreux, ce qui conduit à des modèles lourds et coûteux en temps
de calcul. Certains modèles, grâce à des méthodes de simulation adaptées, parviennent tout
de même à simuler un couplage thermo-métallo-mécanique [31]. D’autres analyses prennent
l’option de ne pas simuler l’influence de la métallurgie en considérant uniquement un couplage
thermomécanique. Ces analyses sont envisageables si l’hypothèse de l’absence de transformation
structurale est acceptable [32]. La validité de cette hypothèse dépend du matériau étudié et des
conditions thermiques qui influent sur la métallurgie du métal. Pour une simulation purement
thermomécanique à couplage faible, c’est-à-dire où seule la thermique influe sur la mécanique,
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les contraintes d’origine thermique sont prises comme chargement du modèle mécanique et les
propriétés mécaniques sont dépendantes de la température [33, 34, 35]. En faisant varier les
propriétés mécaniques (module d’Young, limite élastique, coefficient d’écrouissage...) avec la
température, on permet au modèle mécanique de prendre en compte le comportement du métal
de la température ambiante jusqu’à sa mise en fusion.

Figure 1.5 – Couplages entre les différents domaines physiques mis en jeu dans une analyse
thermo-metallo-mécanique du soudage.

1.1.4 État de la structure soudée/obtenue en WAAM

Les forts gradients thermiques liés au procédé de soudage ont des conséquences sur l’état mé-
tallurgique et mécanique de la pièce soudée ou obtenue par WAAM. Les constatations métal-
lurgiques (transformations structurales) et mécaniques (répartition des contraintes résiduelles et
des déformations) pour les structures soudées sont également applicables aux structures obtenues
en WAAM. Cette équivalence est un avantage pour le développement du WAAM qui s’appuie
donc sur une base de travaux dans le domaine du soudage déjà importante [36].

1.1.4.1 Métallurgie

Les diagrammes de transformation en refroidissement continu (TRC ou CCT en anglais) per-
mettent de prédire les métallurgies pour les aciers les plus couramment utilisés en soudage. Ils
relient la température maximale atteinte, la vitesse de refroidissement imposée et la matrice
obtenue (cf Figure 1.6). Les diagrammes TRC permettent donc d’anticiper les opérations de
soudage en établissant des paramètres procédé qui s’appuient sur des cinétiques de transforma-
tion bien connues. L’état métallurgique final peut également être prédit avec des simulations
numériques modélisant précisément le couplage thermo-métallurgique [37]. D’autre part, l’exa-
men macrographique, après découpe et attaque métallographique, permet de déterminer les
différentes zones caractéristiques d’une opération de soudage : le métal de base, la zone affectée
thermiquement (ZAT) et la zone fondue. Ces zones se différencient par leur composition chimique
et leur microstructure. Pour un matériau défini, il est important de connâıtre les caractéristiques
métallurgiques de ces différentes zones car elles ont un impact significatif sur les performances
mécaniques d’une pièce. Pour exemple, la martensite, issue de la transformation sans diffusion de
l’austénite γ (refroidissement rapide), présente une dureté élevée et une fragilité problématique
pour la tenue en fatigue de la pièce.

18



Figure 1.6 – Exemple de diagramme TRC (pour l’acier 22MnB5) [38]

Métallurgie et composition de l’acier 316L
Dans le cadre de cette thèse, des cordons en acier 316L sont déposés sur une plaque du même

acier. Il s’agit d’un acier inoxydable austénitique qui, de par ses propriétés thermiques, méca-
niques et chimiques, présente une forte résistance aux sollicitations extérieures. Ce dernier est
souvent utilisé pour la fabrication de pièces en WAAM [39]. L’acier 316L révèle une matrice
austénitique (fer γ) stable jusqu’à sa température de fusion, ce qui exclut l’apparition de trans-
formations structurales à l’état solide dans la ZAT. Cette matrice est constituée d’un réseau
d’atomes de fer cubique face centrée (CFC) dans laquelle se trouvent des éléments d’alliage tels
que le Carbone ou l’Azote en solution solide d’insertion. Les limites de compositions admises
pour l’acier 316L sont données dans le Tableau 1.3. Le Nickel (Ni), en forte proportion dans la
composition du métal, est l’élément d’alliage qui permet de stabiliser la structure austénitique à
température ambiante en raison de son caractère γ-gène. Le Carbone (C), l’Azote (N) ainsi que
le Manganèse (Mn) sont également des éléments γ-gènes. La grande majorité des éléments γ-
gènes présentent, comme l’austénite, une structure CFC. A l’inverse, le Chrome (Cr) tout comme
le Silicium (Si) et le Molybdène (Mo) sont des éléments α-gènes qui présentent une structure
cristalline cubique centrée (CC).

Composition C Si Mn P S Cr Ni Mo N

Min 0 0 1,6 0 0 17 12 2,30 0,06

Max 0,03 0,5 2 0,035 0,025 18 12,5 2,70 0,08

Tableau 1.3 – Compositions chimiques limites pour l’acier 316L [32]

Microstructure de l’acier 316L soudé ou déposé en WAAM
Malgré l’absence de transformation structurale à l’état solide, il est possible de voir apparâıtre

des modifications dans la microstructure de l’acier 316L au cours de la solidification [40, 41].
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Pour des températures proches de la température de fusion (soit environ 1450°C pour l’acier
316L), une phase ferritique δ de structure CC et riche en éléments α-gènes, peut apparâıtre et
se maintenir dans la matrice austénitique après le refroidissement sous forme d’amas isolés. Sa
présence dans la matrice austénitique est liée :

• à la composition chimique du métal (notamment la proportion Nickel-Chrome, le premier
étant γ-gène et le second α-gène),

• aux vitesses de solidification et de refroidissement (par exemple, plus le refroidissement est
rapide, plus le risque de former de la ferrite δ est important),

• aux éventuels traitements thermiques et/ou mécaniques.

La présence de ferrite δ n’est pas forcément problématique. En revanche, celle-ci peut se trans-
former en une phase sigma, dure et fragile, lorsque la température est maintenue dans un inter-
valle [550°C-850°C] pendant un temps suffisamment long. Cette configuration peut être observée
pour le soudage à l’arc multipasse (notamment sur de fortes épaisseurs) mais aussi pour le dépôt
WAAM. Dans ce cas, il est possible d’éliminer la ferrite par un traitement thermique d’hyper-
trempe (chauffage rapide jusqu’à 1100°C puis refroidissement rapide).
Un autre phénomène peut avoir une influence sur les propriétés de l’acier de base : la sensibilisa-
tion de l’acier. Ce phénomène fait intervenir les atomes de Carbone et de Chrome présents dans
la composition chimique de l’acier (cf. Tableau 1.3). En effet, lorsque le matériau est maintenu
pendant un temps suffisamment long à une température comprise dans l’intervalle [600°C-750°C],
des précipités de carbures de chrome se forment au niveau des joints de grain, des joints de macles
ou des défauts. L’association des atomes de Carbone et de Chrome sous forme de précipités di-
minue la résistance à la corrosion de l’acier. Pour pallier ce problème dans le cas de l’acier 316L,
la teneur en Carbone est maintenue basse et est compensée par une teneur en Azote significa-
tive. Les atomes d’Azote forment éventuellement des précipités de nitrure de chrome Cr2N mais
ces derniers sont nettement moins riches en Chrome que les précipités de carbures de chrome
Cr23C6. La présence d’Azote dans l’acier 316L est donc essentielle car elle permet à la fois de
conserver la résistance à la corrosion et d’atteindre des limites d’élasticité élevées en évitant au
maximum la formation de carbures de chrome. Pour éviter cette sensibilisation de l’acier, un
traitement thermique d’hypertrempe peut également être appliqué.
Des phases intermétalliques liées à la présence de Molybdène peuvent également être créées
(laves, phase χ...). Ces dernières apparaissent lors d’un temps de maintien considéré comme très
long (de 1h à 1000 h) entre 600°C et 1050°C. Elles ont un fort impact sur la résistance à la
corrosion ainsi que sur les performances mécaniques de l’acier. L’hypertrempe permet là aussi
de revenir vers une structure austénitique stable et homogène.
Enfin, les changements dans la microstructure sont également visibles à l’échelle de la taille des
grains austénitiques. En effet, les fortes températures mises en jeu par l’opération de soudage ou
par le dépôt WAAM entrâınent un grossissement des grains dans les zones affectées (ZAT, zone
fondue) qui suit une loi de type Hall-Petch [42, 43, 44] :

(d− d0) = (Ktn) =

[
K0.t. exp

−QG
RT

]n
(1.1)

Où K = K0 exp −QG
RT avec K la constante cinétique de croissance des grains. K0 correspond à une

constante pré-exponentielle. R, la constante universelle des gaz parfaits, vaut 8.314 J.K−1.mol−1.
QG représente l’énergie d’activation de grossissement de grain.
d est la taille du grain à l’instant t et d0 la taille du grain initial. n est l’exposant cinétique.

Le grossissement des grains austénitiques peut engendrer une diminution de la limite d’élasticité
car les joints de grain constituent des obstacles à la propagation des dislocations. Généralement,
les paramètres procédé sont adaptés pour limiter au maximum ce phénomène qui, s’il n’est pas
pris en compte, peut altérer les propriétés mécaniques associées au cordon métallique.
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1.1.4.2 Contraintes résiduelles

En cours de procédé, la température de la zone située sous l’arc électrique augmente rapidement,
créant une zone de fusion localisée. Une zone de compression est générée à l’avant de cette zone
de fusion comme montré figure 1.7. Ce phénomène est lié à la dilatation thermique de la partie
chauffée du matériau qui, dans un même temps, est contrainte par la partie encore solide du ma-
tériau située à l’avant de la source de chaleur. Les contraintes sont nulles dans le bain de fusion en
raison de son comportement liquide. Après le passage de l’arc électrique, le matériau se refroidit
rapidement et une zone de traction est générée à l’arrière de la source de chaleur. Ce phénomène
est lié à la contraction thermique du matériau en cours de refroidissement qui, dans un même
temps, est restreinte par des parties du matériau déjà solidifiées à l’arrière de la source de chaleur.

Figure 1.7 – Mécanisme de formation des contraintes thermiques aux alentours de la source de
chaleur [45]

Après refroidissement du cordon de métal, les déformations plastiques générées sous l’effet des
forts gradients thermiques subsistent. Ces dernières sont à l’origine des contraintes résiduelles.
Les contraintes résiduelles sont souvent dommageables pour la pièce soudée ou fabriquée en
WAAM. Elles peuvent notamment compromettre la stabilité dimensionnelle ainsi que la tenue
en fatigue de certaines pièces. Un état de contraintes résiduelles de traction est particulièrement
problématique car il réduit la tenue en fatigue d’une pièce mécanique en facilitant la propagation
des fissures. Les contraintes résiduelles limitent donc la capacité de charge et la sécurité des pièces
mécaniques en fonctionnement, et peuvent trouver une réponse efficace uniquement si elles sont
connues aussi bien quantitativement que qualitativement. K. Masubuchi [46] et D. Radja [47]
ont présenté des études exhaustives sur ce sujet.
Les contraintes résiduelles sont définies suivant 3 composantes : les contraintes longitudinales
orientées dans la direction de soudage, les contraintes transverses orientées perpendiculairement à
la direction de soudage et enfin les contraintes normales orientées suivant l’épaisseur du matériau.
Les niveaux de contraintes résiduelles longitudinales sont souvent les plus élevés à cause de la
forte contraction thermique du cordon de soudure lors de son refroidissement. La répartition
des contraintes résiduelles longitudinales suit un profil classique présenté figure 1.8. La zone du
cordon de soudure, c’est-à-dire la zone connaissant les plus fortes variations thermiques, est en
traction tandis que les zones situées dans le substrat entrent en compression afin d’équilibrer les
contraintes dans l’ensemble de la pièce.

K. Satoh [48, 49] a effectué une analyse des contraintes thermiques et des contraintes résiduelles
produites dans la ZAT (Zone Affectée Thermiquement) pour quatre types de matériaux dont un
acier austénitique (SS316L) et pour différents types de chargements thermiques (monocycle et
multicycle avec des températures de pic fixes, croissantes ou décroissantes). Pour un acier austé-
nitique, il conclut qu’un chargement multicycle (cas du soudage multipasse) est à l’origine d’une
augmentation légère des contraintes résiduelles à la fin de chaque cycle lorsque la température de
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Figure 1.8 – Répartition des contraintes résiduelles longitudinales à proximité du cordon [45]

pic atteint 1000°C. Il établit également que pour un chargement multicycle présentant des tem-
pératures de pic croissantes, les contraintes résiduelles sont quasiment égales à celles obtenues
pour un chargement monocycle avec une température de pic égale à la température du dernier
pic du chargement multicycle. Enfin, pour un chargement multicycle présentant des tempéra-
tures de pic décroissantes, les contraintes résiduelles semblent affectées par l’état métallurgique
du matériau obtenu pendant le refroidissement.

1.1.4.3 Déformations résiduelles

Les technologies de soudage provoquent également des déformations résiduelles qui apparaissent
en phase de refroidissement. Ces dernières correspondent à des déformations macroscopiques de
la structure soudée ou fabriquée en WAAM. Le retrait thermique est un type de déformation
nettement identifiable dans le plan de pièce. Il est provoqué par la différence de dilatation entre
le métal chaud et le métal froid. Il est d’autant plus important que le coefficient de dilatation est
élevé. Il existe trois types de retraits : le retrait longitudinal, le retrait transversal et le retrait
dans l’épaisseur. Chacun de ces retraits génèrent d’autres déformations caractéristiques.
Le retrait longitudinal (cf. Figure 1.9.a) correspond à un raccourcissement de la zone soudée sui-
vant une direction parallèle à celle du cordon de soudure. Dans ce cas, les contractions du métal
d’apport déforment la pièce à souder dans sa longueur. Les déformations résiduelles résultant
du retrait longitudinal se manifestent par des effets de cintrage (cf. Figure 1.9.c) et de flambage
(cf. Figure 1.9.d).
Le retrait transversal (cf. Figure 1.9.b) correspond à un raccourcissement de la zone soudée sui-
vant une direction perpendiculaire à celle du joint. Dans ce cas, les caractéristiques de la soudure
(forme, nombre de passes. . . ) détermineront l’ampleur des déformations résiduelles. Celles-ci se
manifestent sous la forme de déformations angulaires (cf. Figure 1.9.e) ou d’effets de serrage (cf.
Figure 1.9.f).
Le retrait dans l’épaisseur est souvent négligeable par rapport aux deux autres mais peut néan-
moins être à l’origine de contraintes élevées dans le cordon de soudure.

Figure 1.9 – Déformations caractéristiques des assemblages soudés [50]
(a) Retrait longitudinal (b) Retrait transversal (c) Cintrage (d) Flambage (e) Défor-
mation angulaire (f) Serrage
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1.2 Modélisation thermomécanique du procédé WAAM

En raison des caractéristiques métallurgiques du matériau simulé, en l’occurrence l’acier 316L
(cf. section 1.1.4.1), une modélisation purement thermomécanique du WAAM est envisageable.
Par souci de simplification, la modélisation thermomécanique considère que le couplage ther-
momécanique peut être réduit à un couplage faible qui prend en compte uniquement l’influence
du chargement thermique sur le comportement mécanique de la pièce. Sous l’hypothèse d’un
couplage faible, les analyses thermiques et mécaniques peuvent être dissociées : les champs ther-
miques générés lors du passage de l’arc électrique sont calculés puis utilisés comme données
d’entrée pour le calcul mécanique.

1.2.1 Problème thermique

La modélisation du problème thermique complet devrait prendre en compte l’ensemble des phé-
nomènes se produisant au niveau du bain de fusion et de son interaction avec l’arc électrique (cf.
section 1.1.3.1). Cependant, pour des raisons d’économie de temps de calcul, il est préférable de
ne pas modéliser l’ensemble des phénomènes relatifs à l’hydrodynamique du bain de fusion. En
substitution, une source de chaleur équivalente (caractérisée par des paramètres dimensionnels
et énergétiques) est définie et les propriétés thermo-physiques (notamment la conductivité) sont
artificiellement modifiées au delà de la température de fusion du matériau considéré.

1.2.1.1 Mise en équation : Équation de la chaleur

Le problème thermique est gouverné par l’équation de la chaleur qui s’exprime différemment en
fonction de la description (lagrangienne ou eulérienne) envisagée.

Description lagrangienne
L’hypothèse lagrangienne (cf. Figure 1.10) permet de suivre le mouvement de la torche de

soudage au cours du temps dans un référentiel (R) attaché à la pièce mécanique. Dans ce cas, dans
le référentiel (R), considérant le volume Ω occupé par la pièce mécanique ainsi que l’intervalle
temporel [0, tF ] sur lequel l’évolution thermique est recherchée, l’équation de la chaleur s’écrit :

β̇(T )− div(λ(T ).∇T )(x, t) = r(x, t) x ∈ Ω,t ∈ [0, tF ] (1.2)

Où
T (x, t) désigne le champ de température ;
β(T ) l’enthalpie volumique du matériau qui, en l’absence de changement de phase, s’éxprime
comme suit :

β̇(T ) = ρ(T )Cp(T )
∂T

∂t
(x, t)

λ(T ) la conductivité du matériau supposé isotrope ;
et r(x, t) une éventuelle source de chaleur interne.

Pour résoudre l’équation 1.2, il faut spécifier sur le domaine Ω de résolution, borné par ∂Ω :

1. Une condition initiale telle que ∀x ∈ Ω, T (x, 0) = T0(x)

2. Des conditions aux limites sur le bord du domaine ∂Ω qui, selon la configuration, sont de
type :

(a) Flux de chaleur imposé (condition de Neumann) :

− λ∇T.n = qN sur S(qN ) ∈ ∂Ω× [0, tF ] (1.3)
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(b) Température imposée (condition de Dirichlet) :

T = TD sur S(TD) ∈ ∂Ω× [0, tF ] (1.4)

(c) Relation linéaire entre le flux et la température (condition de Fourier-Robin) :

− λ∇T.n = αT sur S(qFR) ∈ ∂Ω× [0, tF ] (1.5)

Figure 1.10 – Description lagrangienne [51]

Description eulérienne
La description eulérienne (cf. Figure 1.11) considère la torche fixe dans le repère (R’) tandis

que la pièce de volume Ω « se déplace » avec une vitesse constante égale à la vitesse de soudage
Vs. Dans ce cas, considérant le volume Ω′ tel que Ω′ ⊂ Ω , l’équation de la chaleur s’écrit :

ρ(T )Ḣ(T ) + ρ(T )Vs∇H(T )− div(λ(T ).∇T )(x′, t) = r(x′) (1.6)

∀x′ ∈ Ω′, t ∈ [0, tF ]

Où H = β
ρ , l’enthalpie par unité de masse du matériau

Lorsque la longueur du cordon de soudure est suffisamment importante pour qu’un régime
permanent ou quasi-stationnaire s’établisse, la description eulérienne peut être particulièrement
adaptée. En effet, en régime quasi-stationnaire, les champs de température calculés dans (R’)
ne dépendent plus du temps mais seulement des variables d’espace x′. Le problème thermique
se limite donc à un problème stationnaire dont la résolution ne nécessite qu’un seul incrément
de temps. Pour une description eulérienne et sous hypothèse d’un régime quasi-stationnaire,
l’équation de la chaleur devient :

Vs.∇β(T )− div(λ(T ).∇T )(x′) = r(x′) ∀x′ ∈ Ω′ (1.7)

Figure 1.11 – Description eulérienne [51]
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1.2.1.2 Méthode de résolution

Méthodes analytiques
Différents auteurs ont proposé des solutions analytiques pour résoudre l’équation différentielle

de la chaleur appliquée au soudage. Les travaux de Rosenthal [52] ou encore ceux de Rykalin
[53] font référence dans ce domaine.
Les modèles mathématiques développés pour déterminer les champs de température sont basés
sur des hypothèses simplificatrices et ne s’appliquent par conséquent qu’à des cas bien spécifiques.
L’une de ces hypothèses porte sur la géométrie de la pièce soudée qui peut être de type :

• Solide semi-infini : Les dimensions en Ox, Oy et Oz sont suffisamment grandes pour être
supposées infinies. Le transfert thermique est supposé 3D (∂T∂x 6= 0, ∂T∂y 6= 0, ∂T∂z 6= 0).

• Couche mince : Les dimensions en Ox et Oy sont infiniment grandes tandis que la dimension
en Oz, considérée comme finie, définit l’épaisseur δ de la plaque de métal. Les températures
suivant l’épaisseur de la plaque de métal varient. Le transfert thermique est supposé 3D
(∂T∂x 6= 0, ∂T∂y 6= 0, ∂T∂z 6= 0).

• Tôle de métal mince : La température dans l’épaisseur de la tôle est invariante, la ré-
partition des champs de température est la même des deux côtés de la tôle. Le transfert
thermique est supposé 2D (∂T∂x 6= 0, ∂T∂y 6= 0, ∂T∂z = 0).

• Cylindre : Considéré comme un solide suffisamment allongé dans la direction Ox, la tem-
pérature est invariante dans chaque section transverse du cylindre. Le transfert thermique
est supposé 1D suivant l’axe de révolution du cylindre (Ox) (∂T∂x 6= 0, ∂T∂y = 0, ∂T∂z = 0).

La source de chaleur est également soumise à des hypothèses simplificatrices. Quatre types
de sources de chaleur, définies suivant la distribution de l’énergie dans l’espace, peuvent être
envisagées :

• Source de chaleur ponctuelle : l’énergie est concentrée en un seul point.

• Source de chaleur linéaire : l’énergie est concentrée sur une seule ligne.

• Source de chaleur surfacique : l’énergie est concentrée sur une seule surface/plan.

• Source de chaleur volumique : l’énergie est concentrée dans un volume défini.

De plus, la source de chaleur est considérée comme mobile afin de représenter au mieux l’opéra-
tion de soudage pendant laquelle l’arc électrique balaye la pièce à souder. L’hypothèse du régime
quasi-stationnaire est préférée pour rendre compte du mouvement. Il est rare que les solutions
analytiques considèrent un régime transitoire sauf dans certains cas [54] où un coefficient correc-
tif spatio-temporel est implémenté dans les équations établies pour un régime quasi-stationnaire.
Enfin, les solutions analytiques sont obtenues pour des propriétés thermo-physiques invariantes
avec la température, un matériau isotrope et des phénomènes liés à la chaleur latente négligés.
Considérant les hypothèses décrites précédemment et un référentiel (O,x,y,z) attaché à un point
fixe de la pièce à souder, Rosenthal [52] écrit l’équation de la chaleur comme suit (description
lagrangienne en régime quasi-stationnaire) :

∂2T

∂ξ2
+
∂2T

∂y2
+
∂2T

∂z2
= −2λν

∂T

∂ξ
(1.8)

Où 1
2λ correspond à la diffusivité thermique du matériau telle que 2λ = c.ρ

k avec c la capacité
thermique massique, ρ la densité volumique et k la conductivité du matériau ; ν représente la
vitesse de la source mobile se déplaçant à vitesse constante le long de l’axe x et ξ = x − νt. A
partir de cette équation, plusieurs solutions sont étudiées. Dans le cas d’une tôle de métal mince
(∂T∂x 6= 0, ∂T∂y 6= 0, ∂T∂z = 0) où la source de chaleur est linéaire et où les pertes de chaleur au
niveau des surfaces sont prises en compte, la solution établie avec le modèle de Rosenthal est la
suivante :
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T − T0 =
q

2πkδ
e−λνξK0

(√
λν2 +

H +H ′

δ
r

)
(1.9)

Où q
δ correspond à la quantité de chaleur reçue par unité d’épaisseur, H et H ′ les rapports de

dissipation respectifs de la face supérieure et inférieure de la tôle avec H = h
k où h représente le

coefficient d’échange de la surface et K0

(√
λν2 + H+H′

δ r

)
la fonction de Bessel. La méthode

de résolution analytique de l’équation de la chaleur est particulièrement intéressante lorsqu’il
s’agit de mettre en évidence l’influence des paramètres de la source de chaleur (distribution
dans l’espace, vitesse, paramètres énergétiques) et de la géométrie de la plaque à souder sur le
bain de fusion et la ZAT (Zone Affectée Thermiquement) ou sur les vitesses de chauffage et de
refroidissement [55]. En revanche, cette méthode n’est pas satisfaisante lorsqu’une précision fine
de la répartition des isothermes est demandée, d’autant plus que la plupart des modèles n’ont
pas de solution (les températures tendent vers l’infini) pour des points situés proche du bain de
fusion.

Résolution de l’équation de la chaleur par la méthode des éléments finis
La Méthode par Eléments Finis, en comparaison avec une résolution analytique (cf. ci-dessus),

permet de résoudre le problème thermique sur l’ensemble de la pièce à souder en prenant en
compte le caractère non linéaire de l’étude (notamment la dépendance des propriétés thermo-
physiques avec la température). En revanche, une analyse en éléments finis complète requiert des
temps et des moyens de calcul importants nécessitant une réflexion préalable sur les dimensions
du problème à traiter.

Modèles 3D
La modélisation 3D considère l’ensemble des transferts thermiques dans toutes les directions

de la pièce. Ce type de modélisation est admise comme la plus réaliste car elle ne néglige aucune
dimension. Cependant, elle s’appuie sur des temps de calcul conséquents, d’autant plus si l’ana-
lyse est menée dans un repère lagrangien en régime transitoire. Dans ce cas, la source de chaleur
appliquée en source interne ou bien en condition limite, se déplace avec une certaine vitesse
de soudage sur la plaque fixe. Les champs de température sont calculés pour un instant t et
pour une position définie par ses coordonnées (x,y,z). L’analyse nécessite donc une discrétisation
spatio-temporelle avec la mise en place d’un maillage raffiné aux alentours de la source de cha-
leur où les gradients thermiques sont les plus forts. Or, en l’absence d’une stratégie de maillage
adéquate (maillage adaptatif par exemple), il est nécessaire de mailler finement la totalité du
cordon. Les calculs de température effectués sur chaque nœud du maillage tridimensionnel ainsi
que les capacités mémoires requises pour la résolution du problème deviennent alors probléma-
tiques voire excessives dans un contexte industriel.
Pour pallier ces difficultés tout en conservant une analyse tridimensionnelle du problème, cer-
tains considèrent un état quasi-stationnaire dans un repère eulérien. Sous cette hypothèse, les
discrétisations temporelle et spatiale ne sont plus prises en compte, ce qui a pour conséquence
une réduction significative des temps de calcul par rapport à une analyse menée en régime tran-
sitoire. Dans le cas d’une analyse thermomécanique tridimensionnelle en couplage faible, il a été
montré qu’une économie de l’ordre de 80% peut être réalisée sur les temps de calcul [34].

Modèles 2D
Dans une logique d’optimisation des temps de calcul, des modèles bidimensionnels peuvent

être envisagés. Il existe différentes modélisations bidimensionnelles qui prennent en compte une
section transverse ou longitudinale par rapport à la direction de dépôt ou encore un plan moyen
de la pièce.
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La modélisation bidimensionnelle la plus utilisée est celle qui considère une section transverse
à la direction de dépôt [56, 32, 57, 58]. Cette configuration suppose que l’apport de chaleur
est effectué sur une longueur unité définie dans la direction de soudage (cette longueur unité
peut correspondre à un périmètre dans le cas d’une modélisation axisymétrique d’une conduite
cylindrique). La source de chaleur, répartie sur la section transverse souvent par le biais d’une
gaussienne, est appliquée en fonction du temps afin de représenter son déplacement le long de
la longueur unité. Cependant, cette modélisation est limitée car elle retranscrit assez laborieu-
sement l’évolution réelle des températures.
Malgré certaines difficultés de calages thermiques, réduire une étude tridimensionnelle à une
étude bidimensionnelle est une solution particulièrement intéressante pour la modélisation du
soudage multipasse ou du procédé WAAM où le nombre de couches déposées augmente la taille
du problème et donc les temps de calcul. Par ailleurs, plusieurs études [59, 45] ont montré que les
niveaux de contraintes résiduelles obtenus avec une analyse thermomécanique bidimensionnelle
sont en accord avec les résultats issus d’une analyse tridimensionnelle et de l’expérimentation.

1.2.1.3 Modélisation de la source de chaleur

L’apport de chaleur effectivement transmis par l’arc électrique est modélisé par le biais de sources
équivalentes de type température ou flux imposés. Son intensité et sa répartition dans la pièce
(répartition surfacique ou volumique) sont étroitement liées au procédé envisagé.

Apport de chaleur
L’apport de chaleur dans la pièce est un élément essentiel dans la distribution des champs de

température. Pour les technologies de soudage à l’arc, cet apport de chaleur noté Q dépend de
la quantité de chaleur émise par l’arc électrique :

Q = U.I (W ) (1.10)

Où U et I correspondent respectivement à la tension et l’intensité de soudage.

Cependant, seulement une partie de cette puissance est transmise à la pièce, le reste correspon-
dant à des pertes par dissipation. L’apport de chaleur effectif englobant l’ensemble de ces pertes
est défini par :

Q0 = ηUI (W ) (1.11)

Où η correspond au rendement du procédé.

Ces pertes, difficiles à quantifier car étroitement liées aux conditions opératoires, sont dues à de
multiples phénomènes. Tout d’abord, sous l’action du flux de gaz protecteur, un phénomène de
convection se met en place dans la colonne d’arc, entrâınant une déperdition de chaleur dans
l’atmosphère. La dissipation s’effectue également par rayonnement depuis l’arc électrique vers
l’atmosphère environnante. Enfin, un transfert de chaleur par conduction se produit à travers
l’électrode et constitue une perte significative notamment dans le cas du procédé GTAW où
l’électrode est non-fusible. Pour le procédé GMAW (électrode fusible), la chaleur absorbée par
l’électrode est transmise à la pièce, le rendement de ce procédé est donc plus important que celui
du GTAW. Plus généralement, il est admis que le rendement d’un procédé avec électrode fusible
est environ 10 à 20% plus élevé que le rendement d’un procédé avec électrode non fusible [60]. La
plupart des études fixe le rendement du procédé GMAW entre 80 et 90% [61, 62]. Ce chiffre peut
néanmoins varier en fonction du mode de transfert (globulaire, pulsé, court-circuit...) envisagé
[30].
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Modèles de source de chaleur
L’apport de chaleur peut être modélisé de différentes manières. Le modèle envisagé est fonction

du procédé considéré et de la précision désirée sur les formes de bain de fusion et les cycles
thermiques.

Température imposée
L’une des possibilités de modélisation consiste à imposer une température de bain de fusion

sur une partie du maillage correspondant au volume de métal déposé. Cette méthode permet
d’avoir un accord plutôt satisfaisant avec les données expérimentales. En revanche, elle nécessite
une phase de calage difficile et itérative où il faut déterminer une température imposée qui
permette d’obtenir une taille de bain de fusion et des valeurs de température en adéquation
avec l’expérimentation. Ces problèmes de calages thermiques résident principalement dans la
difficulté à estimer quantitativement les pertes liées au procédé.

Flux imposé
L’autre possibilité de modélisation couramment implémentée consiste à imposer un flux sur-

facique et/ou volumique. Cette approche est généralement conseillée par rapport à la précédente
car elle permet de relier l’énergie délivrée par le procédé à celle absorbée par la pièce.

Sous hypothèse d’un flux surfacique, on estime que l’apport de chaleur est majoritairement lié à
la puissance délivrée par le procédé. La répartition surfacique de la chaleur est bien adaptée pour
la simulation du procédé de soudage TIG sans métal d’apport car, dans ce cas, seule l’énergie
délivrée en surface du métal de base contribue à sa mise en fusion et à la création du bain de
fusion. Un flux surfacique est appliqué sur une section S en modélisation tridimensionnelle et sur
une longueur L en modélisation bidimensionnelle telle que S=L*longueur unité (1 m). L’apport
de chaleur, considéré comme une densité de flux surfacique (exprimée en W.m−2), entre alors
dans les conditions aux limites du modèle et, dans un repère lié à la source, s’exprime sous la
forme :

q(x, y) = Qm.f(x, y) (1.12)

Où f(x, y) est la fonction de répartition surfacique et Qm est le maximum de la densité de
puissance exprimé en (W.m−2).

Pour les différentes technologies de soudage à l’arc, l’apport de chaleur est maximal au niveau de
la partie centrale de la zone d’action de l’arc et diminue progressivement en s’éloignant de cette
dernière. Cette spécificité permet d’envisager une répartition de la densité de flux suivant la loi
de répartition des probabilités de Gauss. Pour la répartition surfacique, la fonction gaussienne
s’écrit sous la forme :

Q(x, y) = Q(r) =
3Q0

πσ2
exp

(
−3.r2

σ2

)
(1.13)

Avec r2 = x2 + y2 et σ correspondant à l’écart type de la gaussienne qui caractérise l’étalement
spatial de la source.
Le flux surfacique q(x, y) exprimé dans l’équation 1.12 s’écrit :

q(x, y) = q(r) = Qm. exp(−Kr2) avec K =
1

2σ2
(1.14)

Par ailleurs, en utilisant l’équation 1.11 de la puissance effective émise par l’arc, on obtient :
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Q0 = ηUI =

∫ ∞
0

q(r).dS =

∫ ∞
0

q(r).2πr.dr =
πQm
K

(1.15)

On obtient donc :

Qm = Q0
K

π
(1.16)

L’équation 1.14 traduit une répartition gaussienne infinie. Or, il est fréquent de fixer un rayon
limite définissant un flux thermique fini. Ce rayon, noté Rs, correspond au rayon limite de
la tâche calorifique tel que q(Rs) soit égal à 5% du flux maximal situé au centre de la tâche
calorifique. On a alors :

q(Rs) = Qm. exp(−KR2
s) = 0.05Qm ⇔ K ' 3r2

R2
s

(1.17)

Pour cette répartition, la densité de flux s’écrit donc :

q(x, y) = q(r) =
3Q0

πRs
2 exp

(
−3.r2

Rs
2

)
(1.18)

L’hypothèse du flux volumique est bien adaptée lorsqu’on souhaite prendre en compte la contri-
bution énergétique des phénomènes s’opérant dans le bain de fusion. Dans le cas de la simulation
du procédé GMAW il est préférable d’utiliser une répartition volumique en raison du transfert de
masse associé à la chute de la gouttelette de métal dans le bain de fusion. Un flux volumique est
appliqué sur un volume V en modélisation tridimensionnelle et sur une section S en modélisation
bidimensionnelle telle que V=S*longueur unité (1 m). L’apport de chaleur, considéré comme une
densité volumique de flux (exprimée en W.m−3), est alors pris en compte dans l’équation de la
chaleur en tant que source de chaleur interne. Dans un repère lié à la source, le flux de chaleur
s’écrit :

q(x, y, z) = Qm.g(x, y, z) (1.19)∫
V
q(x, y, z).dV = Q0 (1.20)

g(x, y, z) est la fonction de répartition volumique et Qm est le maximum de la densité de puis-
sance atteint pour (x=0,y=0,z=0) exprimé en (W.m−3).

Dans le cas du soudage à l’arc, l’expression de la densité volumique de flux tient généralement
compte d’une répartition énergétique en double ellipsöıde décrite dans les travaux de J. Goldak
et al. [63]. Cette répartition permet de retranscrire précisément la géométrie de la source de
chaleur qui, du fait de son mouvement, présente une dissymétrie (cf. Figure 1.12). L’expression
mathématique de la densité volumique de flux s’écrit alors :

q(x, y, z) = Q0
6
√

3.fξ

aξ.b.c.π3/2
. exp

(
−3x2

aξ2

)
. exp

(
−3y2

b2

)
. exp

(
−3z2

c2

)
(1.21)

Où ξ = f (front) pour x > 0 et ξ = r (rear) pour x < 0
De plus, pour assurer la continuité en x = 0 :
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ff =
2af

af + ar
et fr =

2ar
ar + af

(1.22)

Figure 1.12 – Source de chaleur volumique Goldak [63]

La détermination des paramètres dimensionnels de la source de chaleur est délicate car ces
derniers ne sont pas expérimentalement identifiables contrairement aux paramètres énergétiques
(tension et intensité de soudage) qui sont extraits et moyennés à partir de l’expérimentation.
Les valeurs des paramètres dimensionnels sont ajustées par un recalage itératif sur des données
expérimentales (mesures de températures et des dimensions de la zone fondue). L’influence de
chaque paramètre sur les résultats thermiques peut être évaluée précisément par la mise en place
d’un plan d’expérience, facilitant ainsi les réglages à envisager.

1.2.2 Problème mécanique

Sous l’hypothèse d’un couplage faible où seul le couplage dominant de la thermique sur la
mécanique est pris en compte, le problème mécanique peut être traité à la suite du problème
thermique. En soudage ou en WAAM, les fortes variations de températures jusqu’à fusion du
métal, nécessitent de mettre en place un problème de statique non linéaire avec prise en compte
de la plasticité.

1.2.2.1 Mise en équation : Thermoélastoplasticité non linéaire

La théorie du problème mécanique se base sur l’écriture d’équations locales permettant d’expri-
mer les champs de déplacement u, de déformation ε et de contrainte σ. Sous l’Hypothèse des
Petites Perturbations (HPP), la relation suivante est valide :

ε(x, t) =
1

2
(∇u+∇Tu)(x, t) ∀x ∈ Ω,∀t ∈ [0, tF ] (1.23)

La déformation totale ε calculée à partir des déplacements u, peut se décomposer en trois parties :
la déformation élastique εe, la déformation plastique εp et la déformation induite par la dilatation

thermique εth. En l’absence de transformation de phases métallurgiques (i.e. sans variation de

volume), εth = α(T − Tref )I avec α le coefficient de dilatation thermique, T (x, t) le champ
de température calculé, Tref la température de référence à laquelle la dilatation thermique est
nulle et I le tenseur d’identité d’ordre 2 pour les matériaux à dilatation isotrope. On peut alors
déduire :
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εe = ε− εp − α(T − Tref )I (1.24)

L’équilibre du domaine Ω est soumis à des densités volumiques de forces fv (dans le cas de la

force volumique de pesanteur fv = ρg), des déplacements uD imposés sur une partie S(u) de la

frontière ∂Ω et une densité surfacique d’efforts FD sur la partie complémentaire S(F ) de ∂Ω.
L’équation d’équilibre s’écrit telle que :

div(σ) + fv = 0 dans Ω× [0, tF ] (1.25)

Et, les conditions aux limites associées s’expriment comme suit :

u = uD sur S(u) × [0, tF ] (1.26)

σ.n = FD sur S(F ) × [0, tF ] (1.27)

La loi de Hooke, toujours valide dans le domaine élastique, permet d’écrire :

σ = A : εe ←→ εe = S : σ, soit A : S = S : A = I (1.28)

Avec A , S respectivement le tenseur de Hooke et de souplesse du matériau en ordre 4. L’acti-

vation des mécanismes de plasticité est déterminée par un critère de plasticité portant sur une
fonction de charge f(σ, p, T ) pour laquelle la notion de déformation plastique cumulée p(t) est
introduite. Cette fonction est définie de façon conventionnelle comme étant inférieure ou égale
à 0, de sorte que :

• f(σ, p, T ) < 0 : élasticité

• f(σ, p, T ) = 0 : plasticité possible

Elle décrit le domaine dans l’espace des contraintes à six dimensions (ou dans l’espace des
contraintes principales à trois dimensions) à l’intérieur duquel toute variation de contrainte n’en-
gendre que des variations de déformation élastique. Les états de contrainte tels que f(σ, p, T ) = 0
caractérisent la surface de charge. Si le point représentatif de l’état de contrainte σ atteint et
reste sur la surface de charge (f(σ, p, T ) > 0 impossible), il y a écoulement plastique. La loi
d’écoulement plastique qui prend en compte les conditions de complémentarité de Kühn-Tucker,
est définie par :

dεp

dt
= ṗ

∂f

∂σ
(σ, p, T ); ṗ ≥ 0; f(σ, p, T ) ≤ 0; ṗf(σ, p, T ) = 0 (1.29)

Les différentes relations présentées ci-dessus appartiennent à trois catégories d’équations :

• Equations de compatibilité cinématique : Equations (1.23), (1.24), (1.26)

• Equations d’équilibre : Equations (1.25), (1.27)

• Equations de comportement : Equations (1.28), (1.29)
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1.2.2.2 Notion d’écrouissage en élastoplasticité

Pour une sollicitation monotone sous chargement uniaxial
Une loi d’écrouissage s’intéresse à l’évolution de la limite d’élasticité avec la déformation plas-

tique. Une courbe d’écrouissage contrainte vraie (σv = F
S ) - déformation vraie (εv = ln (1 + ε))

comme présentée en figure 1.13 caractérise complètement le comportement mécanique pour une
sollicitation monotone sous chargement uniaxial.

Figure 1.13 – Courbe d’écrouissage contrainte vraie-déformation vraie de l’acier 316L (20°C)
[64]

Sous hypothèse d’une sollicitation monotone, on peut écrire la loi d’écrouissage telle que :

εp = g(σ) ou σ = g−1(εp) (1.30)

La relation de Ramberg-Osgood permet de décrire la courbe d’écrouissage monotone [64] telle
que :

εp = g(σ)

〈
σ − σy
Ky

〉My

ou σ = g−1(εp) = σy +Kyε
p 1
My (1.31)

Les crochets 〈.〉 désignent la partie positive définie par 〈x〉 = x si x > 0 et 〈x〉 = 0 si x < 0, σy
est la limite d’élasticité initiale, Ky est le coefficient de résistance plastique et My est l’exposant
d’écrouissage. Les paramètres Ky et My sont obtenus en traçant la droite de régression linéaire
ln(σ − σy) = f(ln(εp)) issue de l’équation (1.31) telle que :

ln(σ − σy) = ln(Ky) +
1

My
ln(εp) (1.32)

Dans le domaine de la mise en forme (avec des déformations importantes), il est assez fréquent
de négliger la déformation élastique devant la déformation plastique en considérant une limite

élastique nulle avec ε ≈ εp =
(
σ
K

)M
. En inversant cette expression on obtient la loi d’Hollomon

qui suit :

σ = Kε
1
M (1.33)

Remarque : En comparaison avec un modèle prenant en compte la limite élastique, le modèle
d’Hollomon se caractérise par un abaissement du niveau de contrainte pour un même niveau de
déformation (cf. Figure 1.13). Il est donc nécessaire de choisir une loi d’écrouissage adaptée aux
phénomènes rencontrés et d’en connaitre les spécificités.
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Pour une sollicitation cyclique sous chargement uniaxial
Les aspects cycliques mettent en évidence une évolution du domaine d’élasticité et donc des

spécificités dans l’expression de l’écrouissage.
L’une des premières manifestations d’un chargement cyclique est une diminution de la limite
d’élasticité en compression après une sollicitation préalable en traction : c’est l’effet Bauschin-
ger. Cet effet Bauschinger est retranscrit par l’intermédiaire d’un écrouissage cinématique qui
suppose une translation sans déformation du domaine d’élasticité initial supposé connu (cf. Fi-
gure 1.14). La translation est définie à partir de la courbe d’écrouissage monotone.
Un autre type d’écrouissage peut aussi être considéré, à savoir l’écrouissage isotrope. Ce modèle
d’écrouissage suppose une dilatation homothétique du domaine d’élasticité par rapport au do-
maine initial supposé connu (cf. Figure 1.15). Quand les déformations plastiques sont générées
au cours du cycle, le matériau durcit : c’est le durcissement cyclique. Dans ce cas, la contrainte
qu’il faut dépasser pour générer de nouvelles déformations plastiques augmente avec le nombre
de cycles. L’effet inverse, à savoir l’adoucissement cyclique, peut parfois se produire.

Figure 1.14 – Ecrouissage cinématique [65]

Figure 1.15 – Ecrouissage isotrope [65]

En pratique, les essais cycliques montrent qu’il y a une contribution des deux modèles d’écrouis-
sage. La figure 1.16 présente cette double contribution. L’évolution du point X situé au milieu

33



du segment [AAy] correspondant au domaine d’élasticité après déformation plastique caractérise
l’écrouissage cinématique. La taille de ce segment vaut 2(R+σy) où R est l’écrouissage isotrope.
A noter qu’en chargement monotone σ = σy +R+X.

Figure 1.16 – Schématisation de la courbe de traction suivie d’une compression en plasticité
uniaxiale [25]

La participation de ces deux modèles d’écrouissage apparait dans l’expression de la fonction de
charge telle que :

f(σ,X,R) = |σ −X| −R− σy (1.34)

Pour le domaine élastique initial, les écrouissages sont nuls, ce qui se traduit par f = |σ|−σy < 0.
La loi d’écoulement plastique devient :

ε̇p = 0 si f < 0

ε̇p > 0 si f = 0 et sgn(σ −X) > 0

ε̇p < 0 si f = 0 et sgn(σ −X) < 0

(1.35)

Pour représenter l’état d’écrouissage de la matière à un instant donné, on utilise une variable
interne notée p qui représente la déformation plastique cumulée telle que :

p =

t∫
0

|ε̇p|dt (1.36)

Car en charge |ε̇p| = ε̇p et en décharge |ε̇p| = −ε̇p.

Les lois d’écrouissage définies pour X et R prennent en compte l’histoire de εp par le biais de
la déformation plastique cumulée p. L’écrouissage isotrope ne dépend que de la déformation
plastique cumulée, soit R = R(p), et les lois associées s’écrivent comme suit :

• Linéaire : R = Klp

• Puissance : R = Kyp
1
M

• Exponentielle : R = R∞(1− e−bp)
Quant à l’écrouissage cinématique, il utilise les lois ci-dessous :

• De Prager : X = Cεp

• D’Armstrong-Frederick : Ẋ = Cε̇p + γXṗ
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Ecrouissage en soudage multipasse ou dépôt WAAM
La simulation du comportement mécanique d’un matériau dans le cas du soudage multipasse

ou du dépôt WAAM met en jeu un chargement cyclique [66]. Comme expliqué dans le paragraphe
précédent, ce type de chargement provoque une évolution du domaine d’élasticité au cours des
différents cycles. Ce phénomène est dirigé par la loi d’écrouissage considérée. Pour le soudage
multipasse ou le dépôt WAAM, il est d’usage d’utiliser des lois d’écrouissage mixte (écrouissage
isotrope combiné à un écrouissage cinématique) de type :

• Mixte avec écrouissage isotrope et écrouissage cinématique linéaire de type Prager [67] ou
non linéaire de type Armstrong-Frederick [68] ;

• Lemaitre-Chaboche [67, 69, 70](prise en compte possible de la viscoplasticité).

Chacune de ces lois retranscrit le phénomène de restauration d’écrouissage. En effet, l’augmen-
tation de l’écrouissage sous l’effet de la plasticité est compensée par deux types de mécanismes
qui contribuent à la restauration d’écrouissage observée :

• la mise en fusion de certaines zones pour lesquelles l’histoire thermomécanique est réini-
tialisée avec pour conséquence la suppression de l’état d’écrouissage avant fusion ;

• la diffusion et la recristallisation dans la matrice solide qui entrâınent l’annihilation des
dislocations. La mise en place de ces mécanismes se traduit par une diminution de la
limite d’élasticité effective au cours du temps pour une température fixée et conduit à une
disparition partielle voire totale de l’écrouissage.

Le phénomène de restauration d’écrouissage commence à partir d’une température d’activation
d’écrouissage. Cette température varie en fonction du matériau considéré. Pour l’acier 316L, le
début de restauration d’écrouissage est considéré à 400°C [71] pour certaines études alors que
pour d’autres [32] les essais de type écrouissage - relaxation indiquent un seuil d’activation de
600°C.

1.2.3 Gestion de l’ajout de matière

Lors de la fabrication d’une structure par procédé WAAM, du métal fondu est progressivement
déposé. Les modèles de simulation du procédé WAAM prennent en compte cet apport de matière
par le biais de différentes méthodes. Ces dernières sont déclinées dans ce qui suit.

1.2.3.1 Méthodes d’activation d’éléments

La littérature montre que la méthode d’activation d’éléments est couramment utilisée dans le cas
du soudage multipasse [72, 73, 74]. Cette méthode consiste à décrire la formation du cordon de
soudure en activant les mailles au fur et à mesure qu’elles sont atteintes par la source de chaleur
en mouvement. La gestion des éléments inactifs correspond à une approche « Quiet Element »
ou une approche « Element Birth » (aussi appelée « Inactive Element »).

• Pour l’approche « Quiet Element », tous les éléments sont pris en compte dans le modèle
numérique. Ils sont activés par une affectation des propriétés du matériau alors que les élé-
ments inactifs se définissent par une dégradation sévère des propriétés thermomécaniques
(rigidité et conductivité notamment). Cette logique d’activation peut cependant introduire
des erreurs non négligeables liées à l’accumulation de déformations et de gradients de tem-
pératures fictifs dans les éléments désactivés.

• Pour l’approche « Element Birth » (ou « Inactive Element ») [75], les éléments inactifs ne
sont pas pris en compte dans le modèle quoique bien présents dans le maillage. En effet,
l’activation des éléments avec cette approche est basée sur un assemblage progressif des
éléments du maillage.

La méthode d’activation de maille, quelle que soit l’approche considérée, s’applique dans le cas
d’une description lagrangienne (cf. section 1.2.1.1) puisque le maillage évolue progressivement
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avec l’avancement de la torche.
Cette dernière présente certains avantages qui simplifient la modélisation. En effet, en descrip-
tion lagrangienne, le domaine d’étude Ω est strictement délimité par les frontières du maillage.
L’interface du modèle correspond donc à des éléments de maillage (nœuds, segments, surfaces)
sur lesquels il est facile d’appliquer des conditions aux limites. De plus, aucune loi de mélange n’a
besoin d’être éditée à l’interface car seul le domaine Ω est considéré. Les propriétés du matériau
sont donc bien définies en tout point du maillage. A noter que cette affirmation est sujette à
discussion lorsqu’on considère une approche « Quiet Element ». En effet, sa logique d’activation
peut nécessiter la mise en place d’une pseudo loi de mélange afin d’éviter une divergence du
calcul liée aux trop brusques variations des propriétés thermomécaniques d’un élément activé à
un élément encore inactif.

Cependant, l’ajout de matière en description lagrangienne présente aussi des inconvénients no-
tamment dans la gestion du contact matière/matière. Effectivement, si l’on considère l’élément
de matière ajouté à l’instant t et celui ajouté à l’instant tn+1, on suppose que l’interface de ces
deux éléments fusionnent au cours du transport lagrangien. Or, lors de cette opération, il peut
y avoir un auto-contact de la surface libre du domaine (cf. Figure 1.17.a) provoquant une in-
terpénétration des nœuds du maillage. L’élimination des nœuds problématiques s’avère être une
opération délicate, plus particulièrement pour un modèle tridimensionnel. De plus, la description
lagrangienne ne considérant qu’un seul et unique domaine Ω, il n’est pas possible de modéliser
l’interaction du gaz avec la matière. Enfin, l’une des dernières restrictions de ce type de modèle,
est la connaissance préalable de la géométrie des cordons à déposer.

1.2.3.2 Méthodes de capture d’interfaces

Les méthodes de capture d’interfaces sont mises en place sous condition d’une description eulé-
rienne (cf. section 1.2.1.1), ce qui signifie que le maillage est fixe. Elles permettent de considérer
plusieurs domaines qui, dans le problème considéré, correspondent au domaine occupé par le
métal Ωm et au domaine occupé par le gaz Ωg tels que Ω = Ωg ∩ Ωm. Ces méthodes sont géné-
ralement utilisées en se basant sur une approche « Volume Of Fluid » (VOF) [76] ou sur une
approche « Level Set » (LS) [77]. Ces deux approches identifient l’interface gaz/métal par une
fonction :

• Une fonction de présence pour l’approche VOF ;

• Une fonction distance signée pour l’approche LS.

Ces méthodes de capture d’interface (VOF ou LS) s’affranchissent des défauts évoqués pour les
méthodes d’activation d’éléments. En effet, elles génèrent une frontière commune gaz/métal lors
d’un contact matière/matière, ce qui élimine les problèmes de remaillage interfaciaux (cf. Figure
1.17.b). Elles peuvent également prendre en compte le milieu gazeux et son interaction avec le
métal. Néanmoins, elles demandent un raffinement conséquent du maillage proche de l’interface
d’autant plus lorsque celle-ci est complexe. Les temps de calcul deviennent alors plus importants
que pour une approche lagrangienne. La prise en compte de l’interface gaz/métal pose également
des problèmes d’instabilités dans la résolution numérique à cause des variations trop brutales des
propriétés physiques de chacun des domaines. Cette variation est diminuée par la mise en place
d’une loi de mélange au niveau de l’interface mais cette dernière n’est pas représentative des
propriétés physiques réelles, ce qui peut entrâıner une retranscription inexacte des phénomènes
physiques. Enfin, définir une interface qui ne s’appuie pas sur des éléments de maillage mais sur
une fonction, rend difficile l’affectation des CL au modèle.
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Figure 1.17 – Remplissage d’un chanfrein étroit par soudage hybride arc / laser multi-passes (a)
en description lagrangienne (b) en description eulérienne [77]

1.3 Solutions pour la réduction des temps de calcul

Réduire les temps de calcul tout en conservant un degré de précision acceptable dans la retrans-
cription des phénomènes physiques est l’un des enjeux majeurs des simulations actuelles. Même
si les capacités de calcul actuelles ne cessent de crôıtre grâce à des clusters de plus en plus per-
formants ou encore la parallélisation des calculs, les simulations du soudage ou des procédés de
fabrication additive se destinent essentiellement à répondre à des problématiques industrielles.
Elles doivent donc produire des résultats le plus rapidement possible avec des moyens de calcul
raisonnables. Réduire les temps de calcul est d’autant plus essentiel pour les axes de dévelop-
pement actuels qui s’intéressent à la mise en place d’un procédé WAAM assisté par la méthode
des éléments finis en temps réel. Ceci permettrait d’adapter les stratégies de dépôt et les para-
mètres procédé en cours de fabrication afin d’obtenir une pièce finale présentant des contraintes
résiduelles et des déformations mâıtrisées. La réduction des temps de calcul peut être réalisée
grâce à différentes méthodes qui agissent sur le maillage ou sur la mise en donnée du modèle.

1.3.1 Optimisation de maillage

L’un des paramètres qui influe considérablement sur le temps de calcul est la taille des éléments
de maillage, plus ces éléments sont petits plus le calcul est long. Des techniques d’optimisation de
maillage sont alors mises en place. La première technique d’optimisation généralement envisagée
consiste à calibrer le maillage en fonction de la criticité du chargement expérimenté par la
zone. Le cordon est donc maillé finement tandis que les zones les plus éloignées sont maillées
plus grossièrement. Cette technique de maillage a été notamment développée pour un modèle
3D par McDill [78] dès 1987 et a montré une économie en temps de calcul et en mémoire
significative. Une autre méthode d’optimisation repose sur un remaillage adaptatif développé
par Lindgren et al. [79]. La logique du remaillage adaptatif se base sur les travaux de McDill
puisqu’il s’agit là aussi de raffiner le maillage proche de la zone de dépôt. La différence de
cette méthode réside dans la définition de la zone de dépôt restreinte à la région située sous la
source de chaleur et non pas au cordon dans sa totalité. Le maillage s’adapte donc au fur et à
mesure de l’avancement de la source de chaleur pour rester fin dans la zone définie, permettant
ainsi de bien retranscrire les phénomènes thermomécaniques non linéaires proche de la source de
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chaleur. Runnemalm et al. [80] améliorent cette méthode de remaillage adaptatif en introduisant
un indicateur d’erreur permettant de prédire les zones à raffiner et donc de mieux contrôler le
raffinement/déraffinement du maillage. Ces travaux ont également mis en évidence une différence
dans le raffinement du maillage suivant l’indicateur d’erreur considéré (cf. Figure 1.18). En effet,
l’indicateur d’erreur basé sur le flux thermique produit un maillage nettement moins dense
que lorsque l’indicateur est piloté par la contrainte effective (cf. Figure 1.18). A la suite de
cette observation, il est proposé d’utiliser une procédure combinée qui produise un maillage
adaptatif optimisé nécessaire pour les modélisations tridimensionnelles complexes. S’en suivent
alors des travaux menés par Hyun et Lindgren [81]. Ces derniers proposent de combiner un lissage
du maillage permettant d’améliorer sa qualité en repositionnant les nœuds et un remaillage
adaptatif modifiant la topologie du maillage. La qualité du maillage est quantifiée par son taux de
distorsion et le remaillage adaptatif utilise un indicateur d’erreur générique. D’autres études plus
récentes ont également été réalisées en utilisant des indicateurs d’erreur différents qui permettent
notamment l’adaptation d’un maillage anisotrope [82].

Figure 1.18 – Remaillage d’un tube en utilisant uniquement (a) le flux de chaleur (b) la contrainte
effective [80]

1.3.2 Approche locale/globale

L’approche locale/globale repose sur deux niveaux de modélisation : un modèle d’intérêt local
dont les résultats sont extraits pour être introduits dans un modèle global correspondant à
l’ensemble de la structure [83, 84]. Dans la simulation du soudage, les déformations plastiques
sont attendues proches du cordon de soudure. Il est donc possible de construire un modèle local
qui englobe le cordon de soudure et ses alentours pour calculer les déformations plastiques. Ces
dernières sont ensuite implémentées comme données d’entrée dans le modèle global. Celui-ci
correspond à l’ensemble de la structure et se caractérise par un maillage beaucoup moins fin que
celui du modèle local. Les déformations résiduelles de l’ensemble de la structure sont obtenues
par un simple calcul élastique. Pour ce type de modélisation, une attention toute particulière
doit néanmoins être portée à la taille du modèle local par rapport au modèle global ainsi qu’à
la définition des conditions aux limites.

1.3.3 Hyper-réduction de modèle

L’hyper-réduction de modèle est assez peu courante mais représente une option intéressante
notamment si l’on considère le développement très important de la Data Science sur ces dernières
années. Des travaux récents [85] montrent que l’hyper-réduction peut tout à fait être adaptée
à la simulation numérique du soudage. Les méthodes de réduction reposent sur des études
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paramétriques à partir desquelles sont construites les bases réduites. Deux types de méthodes
de réduction peuvent être envisagées :

• La méthode dite a posteriori où les bases réduites sont construites à partir des résultats
obtenus lors d’une étude paramétrique numérique préalable. Cette dernière consiste à ef-
fectuer une série de calculs en éléments finis et d’en extraire les résultats en considérant
différents paramètres issus d’un plan d’expérience. On peut parler d’une phase d’appren-
tissage automatique (ou machine learning).

• La méthode dite a priori où les bases réduites sont construites en simultanée de la simu-
lation et doivent donc s’adapter.

Le choix d’une hyper-réduction a posteriori [85] se décompose en une phase offline qui permet
de générer le modèle réduit et une phase online où le modèle hyper-réduit est utilisé dans la
résolution du système. La dernière étape de ce type d’hyper-réduction consiste à reconstruire
les résultats en dehors du domaine d’intégration réduit en utilisant la technique Gappy-POD
utilisée pour la reconstruction de données. Chacun des champs du modèle complet est finalement
exprimé dans une base complète.
Cette méthode permet de diminuer grandement les temps de calcul et a montré son applicabilité
dans un contexte industriel [85]. En revanche, une croissance non négligeable du pourcentage
d’erreur a été constatée avec l’augmentation du nombre de cordons à traiter.

1.3.4 Approches statiques

Pour réduire les temps de calcul, des stratégies de modélisation sont développées en approche
statique parmi lesquelles on peut citer la résolution en repère eulérien, la méthode des « Défor-
mations Inhérentes » ou encore la méthode dite de « macro-dépôt ».

1.3.4.1 Résolution en repère eulérien

La résolution en repère eulérien est utilisée sous hypothèse d’un régime quasi-stationnaire [86].
Les caractéristiques d’une description eulérienne sont explicitées dans la section 1.2.1.1 de cet
état de l’art. Ce type de résolution, couramment utilisé en simulation numérique du soudage,
permet une économie en temps de calcul très importante. Zhan et Michaleris [87] ont montré
qu’une résolution en repère eulérien est deux ordres de grandeur plus rapide qu’une résolution en
régime transitoire dans un repère lagrangien. En effet, en faisant l’hypothèse d’un régime quasi-
stationnaire et d’une description eulérienne, le modèle peut être résolu en un seul incrément
de temps (problème statique). De plus, le maillage étant fixe, celui-ci est raffiné uniquement à
l’emplacement de la source de chaleur, réduisant encore les temps de calcul. En revanche, si la
solution en régime quasi-stationnaire du problème thermique parait assez triviale, il n’en est
rien pour le problème mécanique. En effet, avec ce type de résolution, la géométrie de la pièce
n’est pas rattachée à des éléments de maillage mais se déplace à travers un maillage fixé dans
l’espace. Il est donc nécessaire de mettre en place une méthode supplémentaire pour évaluer les
déformations ou toute autre donnée qui évoluent avec le flux. Plusieurs études se sont penchées
sur ce problème en proposant des techniques pour intégrer les déformations plastiques à partir
d’un flux eulérien [88].

1.3.4.2 Méthode des « Déformations Inhérentes »

Le principe de cette méthode est assez proche de la méthode locale-globale détaillée plus haut
puisqu’il s’agit là aussi d’implémenter un état de déformation plastique qui sert de chargement
initial pour un calcul élastique [89, 90, 91, 92]. Les déformations inhérentes correspondent à
toutes les déformations inélastiques générées au cours du dépôt de la matière. Elles se localisent
dans le cordon de dépôt et son voisinage. Ces dernières sont extraites d’un modèle Eléments Finis
thermo-élasto-plastique (2D ou 3D) ou de mesures expérimentales [93]. Le procédé de soudage
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à l’arc et les procédés de fabrication additives affiliés génèrent différents types de déformations
résiduelles présentées en 1.1.4.2. En principe, le comportement mécanique d’une pièce soudée
montre un retrait longitudinal et transversal ainsi qu’un effet de cintrage et des déformations
angulaires. Ces quatre types de déformations sont prises en compte dans le calcul en déforma-
tions inhérentes [94]. Certaines études, en fonction de la configuration de fabrication choisie,
négligent la contribution d’une ou plusieurs déformations. En revanche, quelle que soit l’option
choisie pour déterminer les déformations inhérentes (modèle en éléments finis ou expérimenta-
tion), il est nécessaire d’extraire les composantes du tenseur des déformations en accord avec les
déformations supposées prépondérantes pour les implémenter dans le modèle 3D construit pour
le calcul élastique en déformations inhérentes [95].
La méthode des « Déformations Inhérentes » permet de réduire grandement les temps de calcul.
Une étude a montré [96] que le temps de calcul pour la simulation d’une soudure bout à bout
de 60 mm s’effectue en moins d’une minute pour la méthode des « Déformations Inhérentes »
alors qu’elle prend 12 heures avec un modèle en éléments finis thermo-élasto-plastique complet.
Par ailleurs, des travaux [97] ont permis d’éditer des bases de données de déformations inhé-
rentes pour différents matériaux, permettant ainsi des prédictions plus rapides et une éventuelle
extension de la méthode à des applications en ingénierie.

1.3.4.3 Méthode de « macro-dépôt »

La méthode « macro-dépôt » se décompose en deux étapes dont la finalité est de prédire les
déformations et d’évaluer l’intégrité structurelle de pièces complexes de grandes dimensions
[59]. Dans un premier temps, un modèle 2D élastoplastique est mis en place pour prédire un
état de contrainte résiduel. Le recours à une simulation bidimensionnelle du procédé assure
une prédiction acceptable de l’état mécanique résiduel tout en utilisant des temps de calcul
limités. L’état de contrainte résiduel est ensuite utilisé comme chargement de référence pour une
analyse structurelle 3D qui simule la réponse d’une pièce de grandes dimensions (l’hypothèse
des grandes déformations est possible) en incluant les phénomènes de flambage par exemple.
Une étude [98] a démontré que, par rapport à un modèle 3D classique faisant l’hypothèse des
grandes déformations, la méthode « macro-dépôt » permet d’économiser 99% de temps de calcul.
En revanche, si cette méthode prédit de manière satisfaisante les niveaux de flambage, elle ne
permet pas de quantifier correctement les déformations angulaires.

1.4 Techniques expérimentales de mesure des contraintes résiduelles

Afin de valider l’état mécanique résiduel calculé avec la simulation numérique, il est indispensable
de pouvoir mesurer un champ mécanique expérimental. Pour accéder aux contraintes résiduelles
expérimentales plusieurs méthodes peuvent être employées. Ces dernières mesurent en réalité les
déformations à partir desquelles sont ensuite calculées les contraintes. Elles peuvent être classées
suivant deux catégories : les méthodes destructives et non destructives.

1.4.1 Méthodes destructives

Parmi les méthodes destructives de mesure des contraintes résiduelles, on trouve principalement
la méthode du contour et la méthode du trou incrémental.

1.4.1.1 La méthode du contour

La méthode du contour est basé sur le principe de superposition de Bueckner appliqué aux
contraintes résiduelles. La figure 1.19 illustre le déroulement de la méthode.

A l’étape A, la pièce mécanique usinée présente une distribution de contraintes résiduelles carac-
téristique. Cette même pièce est ensuite coupée en deux suivant le plan où l’on souhaite mesurer
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Figure 1.19 – Principe de superposition de Bueckner appliqué aux contraintes résiduelles pour
une pièce découpée [99]

les contraintes. Cette opération provoque une relaxation partielle des contraintes et, par consé-
quent, une déformation de la pièce. Le contour considéré est pris au niveau de la surface déformée
obtenue à l’étape B. L’objectif est de mesurer des micro-déformations (par le biais d’une ma-
chine de mesure tridimensionnelle par exemple) par rapport au plan de coupe. L’étape C est
une étape analytique qui vise à remonter aux contraintes résiduelles par un calcul élastique. En
effet, en supposant l’élasticité, la superposition de l’état de contrainte relâché (étape B) et des
variations de contraintes mises en jeu pour remettre à plat la face de coupe (étape C) permet
de rééquilibrer les contraintes et de remonter aux contraintes résiduelles originales dans toute la
pièce.

1.4.1.2 La méthode du trou incrémental

La méthode du trou incrémental est une méthode semi-destructive souvent utilisée dans le secteur
industriel de l’énergie pour évaluer les contraintes résiduelles générées dans les soudures de
tuyauterie [100, 101]. Cette méthode consiste à percer progressivement au centre d’une rosette
de jauges collées préalablement sur la pièce. La rosette de jauge est généralement constituée de
3 jauges orientées à 0°, 90° et 135° autour du trou de perçage. A chaque incrément de perçage les
déformations à la surface sont enregistrées par les jauges. Si la déformation mesurée est négative,
l’état mécanique résiduel est en traction. A l’inverse, si la déformation mesurée est positive, l’état
mécanique résiduel est en compression. A partir des déformations mesurées en surface pour
chaque incrément de perçage, il est possible de calculer (sous hypothèse d’un comportement
purement élastique et isotrope) les contraintes résiduelles en fonction de la profondeur et de
remonter au tenseur des contraintes avant perçage.
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1.4.2 Méthodes non destructives

Les méthodes non destructives utilisent la Diffraction des Rayons X (DRX) ou neutronique. Dans
le cas de la DRX, les contraintes résiduelles sont évaluées en surface du fait du faible pouvoir
pénétrant des rayons X. Cette technique de diffraction est largement répandue dans l’industrie.
Elle se base sur la mesure de la déformation du réseau cristallin quantifiée à l’aide de la loi de
Bragg. Cette dernière permet de déterminer la distance interréticulaire d (distance entre deux
plans cristallographiques) par la relation :

2d sin θ = nλ (1.37)

n correspond à l’ordre de réflexion, λ désigne la longueur d’onde RX et θ est l’angle de diffraction.

La distance interréticulaire est mesurée pour une pièce non contrainte (d0) et une pièce contrainte
(d). La déformation du réseau cristallin ε est ensuite calculée comme suit :

ε =
d− d0

d0
(1.38)

A partir de la déformation, il est possible de calculer la contrainte associée en utilisant la mé-
thode sin2Ψ ou cosα. [102]
La méthode de diffraction neutronique repose sur les mêmes concepts que la DRX abordée pré-
cédemment puisqu’il s’agit aussi de mesurer une déformation du réseau cristallin pour remonter
à la contrainte résiduelle. En revanche, la mesure est réalisée dans le volume et non plus uni-
quement en surface. Cet élément supplémentaire représente un véritable avantage lorsque l’on
souhaite mesurer des contraintes résiduelles dans la profondeur d’une pièce. Cette méthode est
celle qui sera utilisée pour confronter le modèle numérique. Les détails de la méthode et des
calculs mis en place seront décrits dans un autre chapitre.

1.5 Conclusion

Tout d’abord, cet état de l’art a permis de présenter le procédé de fabrication additive WAAM
étudié dans cette thèse. Celui-ci présente de nombreuses spécificités intéressantes pour une ap-
plication industrielle dont notamment un taux de dépôt élevé, un coût d’investissement modéré
et la possibilité de fabriquer des pièces de grandes dimensions. Dans le cadre de cette thèse, le
dépôt WAAM est effectué avec la technologie de soudage GMAW en mode CMT. Ce dernier
fait partie des modes de transfert par court-circuit contrôlé. Il se différencie par un dévidage
alternatif du fil d’apport, ce qui évite de mettre en jeu des intensités élevées lors du détachement
de la goutte. En effet, la mâıtrise de l’énergie délivrée lors du dépôt est essentielle car elle est à
l’origine de forts gradients thermiques qui génèrent des contraintes d’origine thermique en cours
de procédé et des états résiduels de contraintes et de déformations au terme du dépôt, après
retour à température ambiante. Or, les contraintes et les déformations résiduelles, si elles ne sont
pas mâıtrisées, sont dommageables pour la géométrie et les performances mécaniques de la pièce
finale .
L’objectif de la thèse est de rendre compte de ce couplage thermomécanique et des conséquences
sur la pièce fabriquée par une approche numérique couplée à une approche expérimentale. Le ma-
tériau étudié est l’acier 316L. Ses propriétés thermo-physiques sont déjà bien renseignées dans la
littérature car il s’agit d’un matériau couramment utilisé notamment dans l’industrie nucléaire.
Ses propriétés métallurgiques particulières (pas de transformation structurale à l’état solide) per-
mettent d’envisager un couplage purement thermomécanique même si la taille et l’orientation
des grains dans la ZAT et la zone fondue peuvent avoir une certaine influence sur les niveaux
de contraintes dans ces zones.
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La plupart des modèles numériques présentés dans la littérature pour la fabrication additive
préfèrent utiliser des méthodes de réduction des temps de calcul afin de pouvoir simuler un
grand nombre de dépôts. Or, les hypothèses fortes associées à ces méthodes ne permettent pas
de retranscrire complètement la physique du procédé. Pour cette thèse, le modèle est construit
en prenant en compte les paramètres procédé réels et l’ajout de matière en fusion. Une confi-
guration de dépôt particulière est choisie afin d’optimiser les temps de calcul par une réduction
de la dimension du problème. Avec cette approche, il est possible de comprendre et d’analyser
l’influence du procédé sur la génération des états mécaniques résiduels.
Les résultats obtenus à partir de la simulation thermomécanique du procédé WAAM et vali-
dés par l’expérience, sont ensuite utilisés pour le développement d’un modèle de déformations
inhérentes. Ce dernier permettra, à partir des champs de déformations plastiques calculés en
fonction des paramètres procédé, d’évaluer les contraintes résiduelles et les déformations d’une
pièce fabriquée avec un jeu de paramètres procédé déterminé, en utilisant des temps de calcul
nettement réduits.
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Chapitre 2

Étude expérimentale du dépôt WAAM

Cette étude expérimentale a plusieurs objectifs :

• Comprendre et quantifier les effets des dépôts WAAM au niveau thermique et au niveau
mécanique,

• Appréhender l’influence des paramètres procédés,

• Fournir une base de comparaison pour l’analyse des résultats issus de la simulation ther-
momécanique.

2.1 Montage expérimental

Cette section présente le montage expérimental et la campagne d’essais mis en place pour l’étude
des effets du dépôt métallique WAAM avec le procédé GMAW-CMT.

2.1.1 Description du montage expérimental

Le principe des essais consiste à déposer des cordons de métal sur l’épaisseur d’une plaque
maintenue verticalement, selon la direction longitudinale telle que représentée sur la figure 2.1.
Cette configuration peut être assimilée à une configuration 2D traitée en contrainte plane où
l’épaisseur est négligeable devant les deux autres dimensions. Cette configuration particulière a
été choisie afin de minimiser le nombre de dimensions (et donc les temps de calcul) du modèle
thermomécanique construit pour prédire les contraintes et les déformations résiduelles dans des
conditions similaires à l’étude expérimentale. Le choix de la longueur de l’échantillon et du
cordon métallique résulte d’un compromis entre un cordon suffisamment long pour atteindre un
régime quasi stationnaire et un cordon relativement court pour éviter des temps de simulation
trop importants. Sur la base de ces considérations, la pièce choisie est une plaque en forme de
T dont la zone utile de dépôt (substrat) est une zone rectangulaire de 124 mm de long, 50 mm
de hauteur et 6 mm d’épaisseur. La pièce est maintenue encastrée par le biais d’un étau qui
enserre la partie massive de l’échantillon apparaissant grisée sur la figure 2.1. L’autre extrémité
de la plaque est laissée libre pour éviter la prise en compte de phénomènes liés à l’hyperstatisme.
Le matériau étudié pour la plaque et le dépôt métallique est l’acier 316L. Cinq couches sont
déposées en alternance de sorte que le point de départ de la couche suivante corresponde au
point d’arrivée de la précédente. L’encombrement spatial de la torche ne permettant pas de
construire un cordon sur toute la longueur du substrat, un décalage de 12 mm est défini en
début et fin de cordon par rapport aux extrémités de la plaque. La longueur du cordon déposé
est donc de 100 mm avec une hauteur moyenne de 2 mm.
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Figure 2.1 – Configuration du montage expérimental (dimensions en mm).

Le dépôt métallique est réalisé sur la plateforme de fabrication additive WAAM Pro3D installée
dans les locaux de l’IUT de Nı̂mes (cf. Figure 2.2). Le procédé de soudage à l’arc considéré
est le GMAW avec un mode de transfert CMT (Cold Metal Transfer) développé par Fronius©.
Pour sa mise en mouvement, la torche de soudage GMAW-CMT est montée sur un bras robo-
tisé six axes Kuka (Kuka KR 16) qui contrôle les trajectoires et les vitesses de soudage. Les
commandes envoyées vers le robot (trajectoire et vitesse de soudage) sont gérées via une in-
terface Python/C++. Le robot fonctionne en mode automatique en utilisant en temps réel les
commandes entrées directement par l’utilisateur dans un script Python. Cet interfaçage est très
utile car il permet d’envisager un contrôle précis du robot d’autant plus nécessaire lorsque la
pièce présente des géométries particulières. La torche GMAW-CMT est quant à elle gérée via sa
propre unité de contrôle à distance appelée RCU. L’opérateur doit y créer une tâche à laquelle il
faut faire appel pour lancer l’opération de dépôt. Cette tâche contient toutes les informations en
lien avec le procédé de soudage (mode de transfert, courbes de synergie, nature du gaz, diamètre
du fil d’apport. . . ).

Figure 2.2 – Plateforme Pro3D WAAM (IUT de Nı̂mes).
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2.1.2 Conditions opératoires

Tous les essais expérimentaux ont été menés avec un gaz de protection composé de 98% d’Argon
et 2% de CO2 avec un débit fixé à 14 L/min. Le diamètre du fil d’apport SS316L est de 1,2 mm.
La distance pièce-buse (stick out) est réglée à 15 mm. Pour faciliter les réglages, on utilise les
fonctions synergiques pré-enregistrées dans la RCU pour un fil d’apport SS316L de diamètre
1,2 mm. Ces fonctions permettent d’identifier des jeux de paramètres adaptés pour obtenir un
transfert de métal stable en mode CMT. Les synergies utilisées pour les expérimentations ont
été choisies après des essais préliminaires de sorte que le cordon ait un aspect continu avec une
largeur équivalente à la largeur de l’éprouvette. Le temps de refroidissement établi entre chaque
cordon est de 35 secondes. Le temps de phase d’amorçage nécessaire pour stabiliser l’arc élec-
trique et le bain de fusion est de 0.5 seconde (maintien en position de l’arc durant 0.5 seconde).
Pour mettre en évidence l’influence des paramètres liés au procédé sur le comportement thermo-
mécanique de la pièce fabriquée, trois jeux de paramètres ont été envisagés en faisant varier la
vitesse d’apport de matière (ou vitesse fil) Vf et la vitesse d’avance de la torche Vs. La variation
de ces paramètres entraine une variation de l’énergie linéique El qui s’écrit :

El =
UI

Vs
(2.1)

Dans l’expression de l’énergie linéique, la vitesse d’avance Vs intervient directement : à intensité
I et tension U constantes, l’énergie linéique augmente lorsque la vitesse d’avance diminue, ce qui,
pour une vitesse fil fixée, se traduit par une augmentation de la quantité de matière déposée par
unité de longueur et donc par un élargissement du cordon. Quant à la vitesse fil Vf , elle influe
sur la valeur de l’intensité et de la tension mises en jeu. En effet, elle fait partie des paramètres
utilisés dans les fonctions synergiques puisqu’elle détermine la durée des phases de court-circuit
et d’arc froid. Une modification notable de la vitesse fil entraine donc un changement de loi de
synergie caractérisée par de nouveaux paramètres énergétiques (tension et intensité).

Trois cas d’étude sont présentés à travers trois jeux de paramètres dans le Tableau 2.1.

– Le premier cas d’étude utilise des paramètres dits « nominaux » qui permettent d’obtenir
un cordon de matière présentant un aspect et des dimensions satisfaisantes.

– Dans le second cas d’étude, la vitesse fil est augmentée par rapport au cas nominal alors
que la vitesse d’avance nominale est conservée. L’augmentation de la vitesse fil est fixée
de sorte que l’énergie linéique soit 30% supérieure à l’énergie linéique nominale.

– Enfin, le troisième cas d’étude se caractérise par une énergie linéique qui est proche du
cas nominal mais avec des jeux de paramètres procédé (vitesse fil et vitesse d’avance)
différents.

Dans chacun des 3 cas décrits ci-dessus, la vitesse fil programmée pour la première couche est
plus importante que pour les couches suivantes. En effet, lors du dépôt de la première couche,
le substrat est à température ambiante et, de fait, génère un pompage thermique fort. L’énergie
nécessaire pour l’amorçage de l’arc et la construction du premier cordon doit donc être supérieure
à l’énergie nécessaire pour le dépôt des autres cordons afin d’obtenir un mouillage satisfaisant
et une largeur de cordon équivalente à celle de la plaque. La stratégie de dépôt prioritairement
étudiée pour ces trois cas d’étude est l’aller-retour, c’est-à-dire que le point final du cordon
déposé correspond au point de départ du cordon suivant auquel une incrémentation verticale est
ajoutée pour l’élévation du mur. Une autre stratégie de dépôt qualifiée de stratégie ”aller-aller”
pouvait également être envisagée. Cette dernière consiste à déposer des cordons métalliques dont
les points de départ présentent la même abscisse longitudinale. Cependant, après plusieurs essais
et comme montré dans la littérature, ce type de stratégie produit des géométries de mur peu
satisfaisantes avec des défauts marqués en début et fin de cordon [4].

47



Parameters Cas 1 Cas 2 Cas 3
Dépôt 1
#D1

Dépôt n
#Dn

Dépôt 1
#D1

Dépôt n
#Dn

Dépôt 1
#D1

Dépôt n
#Dn

U (V) 13 13 13,4 13,3 13,2 13,3
I (A) 107 86 123 110 124 112
Vs (m/s) 0,007 0,007 0,007 0,007 0,0086 0,0086
El (J/mm) 159,0 127,8 188,4 167,2 152,3 138,6
Vf (m/min) 3,2 2,5 4,2 3,3 4,2 3,3

Tableau 2.1 – Paramètres procédés associés à chaque cas d’étude (Cas 1 (cas nominal), Cas 2,
Cas 3) pour le premier dépôt #D1 et les dépôts suivants #Dn.

2.2 Dispositifs de mesure

Pour analyser les phénomènes physiques mis en jeu lors du dépôt WAAM, plusieurs grandeurs
physiques sont mesurées. Certaines mesures sont réalisées in-situ, en cours de dépôt et pendant
les périodes de refroidissement, et d’autres à la fin des essais (mesures a posteriori).

2.2.1 Mesures in-situ (pendant les essais)

Les mesures in-situ sont réalisées avec différents dispositifs d’acquisition qui sont installés, syn-
chronisés et intégrés dans l’environnement du robot ou sur le robot lui-même.

2.2.1.1 Paramètres procédé : Tension et Intensité

L’intensité et la tension de soudage sont des données importantes à mesurer afin de quantifier
l’énergie déposée et utilisée pour fondre le métal d’apport. Elles font partie des données d’entrée
pour le modèle numérique. La fréquence d’échantillonnage utilisée est de 30 kHz pendant 60
secondes. Ce temps d’enregistrement correspond environ au temps nécessaire pour le dépôt des
deux premiers cordons. En effet, les paramètres énergétiques étant différents entre le premier et
les autres cordons, il est nécessaire d’enregistrer la tension et l’intensité au moins sur ces deux
cordons.

Mesure de la tension de soudage
La tension de soudage est mesurée au plus près de l’arc électrique. Les perturbations élec-

tromagnétiques liées au procédé et pouvant altérer la qualité du signal sont éliminées par des
blindages en cuivre. Les deux potentiels de mesure sont pris à la masse (située à la jonction
entre le câble de masse du poste de soudage et la table de soudage) et au niveau du tube-contact
de la buse comme montré figure 2.3. La tension mesurée entre ces deux potentiels est divisée
par le biais d’un pont diviseur de tension. Ce dernier permet d’adapter la valeur de tension à
la plage de mesure acceptée par la carte d’acquisition, à savoir une carte National Instrument
9215 dont la gamme d’entrée est limitée à ±10 V. Compte-tenu de cette caractéristique tech-
nique, un facteur de 1/10 est établi tel que Umesurée ∼ 1/10Uarc avec R1=99,23 Ω et R2 =9,97 Ω.

Mesure de l’intensité de soudage
Pour mesurer l’intensité de soudage un autre type de montage est réalisé (cf. Figure 2.4). Il

comprend notamment un LEM Current transducer LF 510-S qui est un capteur à effet Hall à
boucle fermée. Ce dernier est traversé par le câble de puissance du poste de soudage. L’intensité
de soudage qui parcourt le câble de puissance génère l’induction magnétique nécessaire à l’ap-
parition de la tension de Hall. Placée en série avec le LEM, une résistance de mesure permet de
récolter une tension à l’image du courant à mesurer. Pour ce montage, la résistance de mesure
est établie à Rm=118.5 Ω.
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Figure 2.3 – Montage électrique utilisé pour l’acquisition de la tension de soudage.

Figure 2.4 – Montage électrique utilisé pour l’acquisition de l’intensité de soudage.

2.2.1.2 Mesures de températures par thermocouples (TC)

Pour chaque dépôt de matière, un enregistrement de la température est effectué via cinq ther-
mocouples à gaine de type K de 0,5 mm de diamètre. La fréquence d’échantillonnage est de
20 Hz pendant 2500 secondes. Ce temps d’enregistrement permet d’accéder à la quasi-totalité
de la phase de refroidissement avec un retour à une température d’environ 40°C. Les positions
des thermocouples sont reportées sur la figure 2.5. L’identification de ces positions permettra
d’effectuer a posteriori une comparaison des valeurs expérimentales et numériques. Les thermo-
couples sont plutôt placés près de la zone de dépôt qui correspond à une zone de forts gradients
thermiques. TC1 est situé proche de l’encastrement afin d’estimer une des conditions aux limites
thermiques, à savoir les pertes liées aux mors en contact avec l’éprouvette. TC2, positionné au
centre de l’éprouvette à 3 mm en dessous du premier dépôt, permet d’accéder à la température
la plus élevée mesurée sur l’éprouvette. La position de TC2 est la plus exigeante car le pic de
température enregistré lors de la construction du premier cordon est compris entre 800 et 900°C
selon le cas d’étude considéré. La température maximale d’utilisation en continue d’un thermo-
couple de type K est d’environ 1100°C. Bien que cette limite soit au-delà de 800°C, l’oxydation
engendre une dérive du capteur qui sort progressivement de sa classe de tolérance. Ce risque
de dérive du thermocouple est néanmoins limité dans le cas de ce montage expérimental car
le seuil de 800°C n’est atteint que durant quelques secondes lors du dépôt du premier cordon.
Par ailleurs, TC2 est fréquemment vérifié et changé toutes les cinq à six expérimentations. TC3,
situé à 2 mm en dessous de TC2, apporte une information importante sur le gradient thermique
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vertical proche de la zone de dépôt. TC4, placé à 20 mm de TC2 et TC3, permet de documenter
le comportement thermique en fin et début de cordon au niveau du bord libre. Enfin TC5 est
placé en symétrie de TC3 sur l’autre face de l’éprouvette afin de vérifier l’hypothèse de symétrie,
fournissant par la même occasion une possibilité de redondance de la mesure. La mise en position
des thermocouples est assurée par la création d’un perçage à fond plat de diamètre 1 mm et
d’une profondeur d’environ 1 mm. Leur maintien en position dans les perçages repose à la fois
sur une pression mécanique du bout du thermocouple dans le fond du perçage et sur l’utilisation
d’une colle métallique. Cette colle métallique favorise le contact entre le thermocouple et la pièce.
En effet, il a été constaté qu’en l’absence d’une fixation efficace du thermocouple, ce dernier a
tendance à se déplacer dans le perçage notamment pendant la phase d’amorçage d’arc, ce qui
provoque l’apparition de pics parasites dans l’enregistrement de la température. La colle permet
donc de pallier ce problème.

Figure 2.5 – Configuration du montage avec l’emplacement des cinq thermocouples TC1, TC2,
TC3 et TC4 sur l’échantillon (TC5 symétrique de TC3 sur l’autre face).

2.2.1.3 Géométrie du bain de fusion

Une caméra rapide est utilisée pour relever des informations sur la forme et les dimensions du
bain de fusion. Celle-ci est intégrée sur le bras du robot afin de suivre le bain de fusion durant
toute la durée de fabrication du mur (cf. Figure 2.6). Elle est orientée perpendiculairement à
l’éprouvette et décentrée de quelques millimètres par rapport à la torche de soudage afin de
visualiser le profil longitudinal du bain de fusion qui s’étend à l’arrière du volume de métal en
cours de dépôt. La visualisation est réalisée sans éclairage additionnel. La caméra utilisée est une
AVT MAKO-G032B POE avec capteur CCD. Elle se caractérise par une résolution de 658 (H) x
492 (V) pixels et une fréquence d’image de 102 images/s en pleine résolution. L’acquisition des
images est réalisée en mode trigger afin d’acquérir l’image uniquement en court-circuit, lorsque
l’arc est éteint. Un filtre passe-bande centré à 800 nm avec une tolérance sur la longueur de
±5 nm est installé devant l’objectif de la caméra. Les images sont transmises par Ethernet et
sauvegardées lorsque le nombre d’images demandé est atteint.

2.2.1.4 Mesure du déplacement du bord libre du substrat

La flèche à l’extrémité du substrat est enregistrée au cours du dépôt et du refroidissement grâce
à un profilomètre identifié sur la figure 2.6. Il s’agit d’un capteur de profil à ligne laser Micro-
Espsilon ScanControl LLT 26xx-25. Le contrôle du capteur et la transmission de données de profil
utilisent une interface Ethernet. La plage de mesure à respecter suivant l’axe Z (en hauteur) est
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Figure 2.6 – Vue d’ensemble de l’instrumentation mise en place au niveau du bras robotisé et de
l’éprouvette pour les mesures effectuées en cours de procédé.
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compris entre 53,5 mm et 78,5 mm pour ce type de profilomètre. Cette caractéristique est
importante car elle conditionne la mise en place de l’éprouvette. En effet, le profilomètre étant
placé en dessous de l’éprouvette (cf. Figure 2.6), il faut que celle-ci soit maintenue à une distance
notée d sur la figure 2.7 comprise dans la plage de mesure du profilomètre. Par triangulation,
le laser détecte l’arrête notée e sur la figure 2.7. Le profil détecté est donc une ligne. Le même
profil est enregistré toutes les 5 secondes pendant 800 secondes afin d’estimer le déplacement
vertical au niveau du bord libre de l’éprouvette en cours de procédé. L’évolution du déplacement
vertical en fonction du temps est obtenu en prenant la moyenne des points sur un profil pour
chaque instant considéré.

Figure 2.7 – Schéma de principe du capteur de déplacement laser.

2.2.2 Mesures a posteriori

Ces mesures sont réalisées après le refroidissement complet jusqu’à température ambiante et le
démontage de l’échantillon.

2.2.2.1 Morphologie des dépôts par analyse des macrographies

Pour estimer la pénétration du bain de fusion, des macrographies sont réalisées dans l’épaisseur
de l’éprouvette. Pour cela, il faut effectuer des coupes transversales de l’éprouvette qui sont
ensuite placées dans un moule dans lequel elles subissent tous les traitements (polissage et
attaque chimique) pour la macrographie. Les macrographies permettent, d’une part, de contrôler
la qualité du dépôt (absence de porosité par exemple) et, d’autre part, de localiser la zone de
fusion pour les différentes couches déposées. Pour l’attaque chimique de l’acier 316L, le réactif
utilisé est du Marble (HCl + CuSO4 + H2O) dilué à 50% avec un temps d’attaque de 150
secondes. Les coupes analysées sont localisées au milieu du dépôt ainsi que dans la première et
deuxième moitié du dépôt (selon l’axe longitudinal des cordons).

2.2.2.2 Structure métallurgique par analyse EBSD

L’analyse EBSD convient particulièrement pour la caractérisation des propriétés cristallogra-
phiques d’un matériau. Elle permet de relier la cristallographie à la microstructure de l’échan-
tillon étudié. Cette technique est intéressante car, dans le cadre de cette étude expérimentale,
elle peut révéler la microstructure précise du métal de base, de la zone affectée thermiquement
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et de la zone fondue. L’intérêt majeur pour les échantillons étudiés est de mettre en évidence
l’orientation et la taille des grains dans les dépôts. Cette information permettra d’expliquer les
éventuelles difficultés rencontrées lors de la mesure des déformations par diffraction de neutrons.
En effet, un matériau polycristallin texturé est plus complexe à traiter en diffraction de neutrons
car le faisceau peut diffracter suivant des plans différents de ceux utilisés pour l’analyse d’un
matériau polycristallin quasi isotrope.

2.2.2.3 Contraintes résiduelles par diffractométrie de neutrons

La méthode de diffractométrie de neutrons permet d’estimer les contraintes résiduelles par une
mesure des déformations résiduelles dans un volume élémentaire de l’échantillon. La première
campagne de mesures par diffraction de neutrons a été effectuée au Helmholtz-Zentrum Ber-
lin für Materialien und Energie (HZB). Ce dernier utilise un réacteur nucléaire comme source
de neutrons (source de neutrons continue). Les mesures pour l’analyse des déformations et des
contraintes résiduelles sont réalisées avec le diffractomètre E3 sur le réacteur de recherche BER
II [103]. Le diffractomètre E3 est équipé d’un monochromateur en silicium parfait qui délivre
un faisceau d’électron avec une longueur d’onde de 1,47135 Å ± 0,00040 Å. Il est construit sur
le principe du montage à deux cercles dit « θ-2θ ». Dans cette configuration, l’échantillon et
le détecteur sont mobiles de sorte que le plan de l’échantillon fait un angle θ avec le faisceau
incident, et le détecteur fait un angle 2θ avec le même faisceau. Pour arriver jusqu’à l’échan-
tillon, le faisceau de neutrons monochromatiques traverse successivement un filtre qui supprime
la contamination des ordres supérieurs de diffraction, un moniteur qui mesure le flux incident, et
un collimateur qui réduit la divergence du faisceau [103]. Les neutrons diffractés par l’échantillon
atteignent un détecteur PSD capable de détecter les neutrons sur une surface de 300 mm × 300
mm par ionisation de gaz 3He.
Dans le cas de l’analyse thermomécanique considérée, les contraintes résiduelles estimées sont
des macrocontraintes (contraintes de 1er ordre). Ces dernières sont homogènes dans un domaine
étendu du matériau, à savoir sur un grand nombre de grains ou sur quelques millimètres maxi-
mum. Les contraintes résiduelles macroscopiques sont estimées à partir des déformations avec
une mise en équation mécanique qui relie les contraintes aux déformations. La méthode de ca-
ractérisation des contraintes macroscopiques par diffraction (radiocristallographie) est basée sur
l’estimation précise de la déformation réticulaire ε à partir de la distance interatomique a qui
agit comme une jauge telle que [104] :

ε =

∫
dε =

a∫
a0

da

a
= ln

a

a0
(2.2)

Sous hypothèse d’une déformation suffisamment petite, et pour une famille de plans hkl, l’équa-
tion (2.2) est approximée par [104] :

εhkl =
dhkl − d0

hkl

d0
hkl

(2.3)

Avec εhkl qui correspond à la déformation dans la direction normale aux plans hkl et d0
hkl qui

représente une distance inter-réticulaire (c.à.d. entre deux plans cristallographiques) de référence
caractérisant un état sans contrainte.

La loi de Bragg permet de relier la distance inter-réticulaire et les angles de diffraction pour une
famille de plans hkl par la relation suivante :

2dhkl sin θhkl = nλ (2.4)
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Avec n l’ordre de diffraction (nombre entier), λ la longueur d’onde du rayonnement utilisé et
θhkl l’angle de diffraction du plan hkl.

Dans le cadre de cette campagne, les contraintes sont estimées sur un échantillon présentant 5
dépôts construits avec les paramètres nominaux (cas 1). Différents points de mesure sont envi-
sagés afin de pouvoir extraire un profil de contraintes résiduelles caractéristique. Ces points sont
pris sur un axe transverse médian de la plaque noté (T ) (cf. Figure 2.8). Dans le substrat, les
mesures sont prises tous les 10 mm à partir de z=5 mm jusqu’à 30 mm, puis, tous les 5 mm
jusqu’en haut du substrat. Une mesure est également effectuée au milieu de chaque cordon. Le
détail de l’emplacement de ces points de mesure est présenté figure 2.8. D’autre part, l’expéri-
mentateur détermine la distance inter-réticulaire de référence d0

hkl sur une éprouvette vierge.
Cette mesure est effectuée sur trois points dans la plaque sans dépôt situés sur (T ) à y=20, 30,
40 mm.

Figure 2.8 – Emplacement des points de mesure (repérés par des croix) pour l’estimation des
macrocontraintes par diffraction de neutrons.

Les mesures sont effectuées en utilisant le plan hkl {311}. L’angle de référence considéré 2θ
vaut en moyenne 85,584° ± 0,005° dans le substrat de l’échantillon avec dépôt et 85,5869° ±
0.0026° dans l’échantillon sans dépôt, ce qui montre une très bonne concordance des mesures. Le
détecteur est orienté à 86°. Le volume de mesure (gauge volume) est de 2× 2× 2 mm3 dans les
directions longitudinale et transversale (fente optique de 2 × 2 mm2 et collimateur radial avec
résolution latérale de 2 mm) et de 2 × 10 × 2 mm3 dans la direction normale (fente optique de
2× 10 mm2 et collimateur radial avec résolution latérale de 2 mm).
Les déformations pour chaque point considéré sont calculées à partir de la loi de Bragg comme
suit :

ε311 =
sin θ0

311

sin θ311
− 1 (2.5)

Sous hypothèse des contraintes planes (épaisseur de la plaque négligeable devant les autres
dimensions), on pose σnormal = 0 et la valeur de l’angle de référence θ0

311 est calculée à partir
des angles Θ mesurés dans les trois directions. [105].
Les valeurs de contraintes sont déduites des déformations calculées précédemment en utilisant
la loi de Hooke :

σii =
E

1 + ν
εii +

νE

(1 + ν)(1− 2ν)

∑
εii (2.6)

Où E est le module d’Young et ν est le coefficient de Poisson.
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2.3 Résultats expérimentaux associés au cas nominal (cas 1)

Dans cette section, seuls les résultats expérimentaux associés au cas 1 sont présentés et discutés
afin d’apprécier les tendances générales observées pour un jeu de paramètres nominaux. Les
résultats pour le cas 2 et 3 seront présentés dans le Chapitre 4 afin de mettre en évidence
l’influence des paramètres procédé sur le comportement thermomécanique de la pièce.

2.3.1 Énergie déposée pour la mise en fusion du métal

Dans le cadre de cette étude expérimentale, les cycles CMT sont relevés grâce aux montages
électriques décrits précédemment. La figure 2.9a présente l’ensemble des signaux électriques
reçus durant le dépôt des cinq cordons de matière. On détecte une succession de cinq périodes
d’activité électrique qui correspondent aux temps de dépôt de matière. Les périodes caractérisées
par une intensité et une tension nulles correspondent aux temps de refroidissement imposés entre
chaque cordon. La figure 2.9b présente le détail du signal électrique considéré, ce qui permet de
visualiser la forme d’onde de tension et d’intensité caractéristique du cycle CMT. L’évaluation
précise de l’énergie déposée consiste en effet à déterminer l’intensité et la tension moyennes de
soudage mesurées sur plusieurs cycles CMT. Un cycle CMT peut être défini comme la période
requise pour déposer une gouttelette de métal fondue dans le bain de fusion. Le cycle est divisé
en trois phases comme suit (cf. Figure 2.9b) :

1. La phase de courant de crête (peak) correspond à une forte impulsion de courant provo-
quant l’allumage de l’arc, la chauffe et la fusion du fil-électrode, et le dépôt de la gouttelette.

2. La phase de courant de fond (background) correspond à un courant plus faible et se
poursuit jusqu’à ce qu’un court-circuit se produise. Le courant est diminué pour empêcher
le transfert globulaire de la gouttelette formée sur la pointe du fil-électrode.

3. La phase de court-circuit se caractérise par une tension nulle. Dans un même temps, un
signal de retour est envoyé au dévidoir de fil qui impulse une force de traction arrière
pour le retrait du fil. Cette phase participe à la rupture du pont liquide et au transfert de
matière dans le bain de fusion.

Les intensités et tensions moyennes de soudages sont évaluées sur l’ensemble des cycles CMT
associés à la construction des deux premiers cordons car la synergie utilisée pour le premier
cordon est différente de celle utilisée pour les cordons suivants (cf. section 2.1.2). Pour le cas
nominal, on mesure U=13 V et I=107 A pour le premier dépôt et U=13 V et I=86 A pour les
cordons suivants (cf. Tableau 2.1).

2.3.2 Dépôt de métal liquide et zone de fusion

La caméra rapide embarquée permet de visualiser et de suivre l’opération du dépôt de métal
liquide. Elle permet d’accéder à des informations importantes sur le comportement et l’évolution
du bain de fusion au-fur-et-à-mesure de la construction des cordons et de leurs empilements. La
figure 2.10 montre différentes étapes du dépôt pour le premier et deuxième cordon du cas nominal.
La première colonne d’images montre l’initiation du bain de fusion au début du premier cordon
sur l’épaisseur du substrat initialement à température ambiante. Les images de la seconde colonne
présente le dépôt au cours de la construction du premier cordon avec un mouvement de la torche
de la droite vers la gauche. On constate une augmentation progressive de la longueur du bain de
fusion sur les premiers instants puis une stabilisation à partir d’une certaine longueur de cordon
qui correspond à un profil caractéristique du régime quasi-stationnaire. La troisième et dernière
colonne montre l’initiation et le dépôt de la deuxième couche. Considérant la stratégie de dépôt
en alternée, la torche de soudage se déplace de la gauche vers la droite pour la construction du
deuxième cordon.
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(a) Signaux électriques enregistrés durant l’empilement des 5 cordons (Freq. Echantillonnage : 100 Hz).

(b) Formes d’onde de tension et d’intensité caractéristiques du cycle CMT (Freq. Echantillonnage : 30
kHz).

Figure 2.9 – Évolution du signal électrique (tension et intensité) enregistrée au cours du dépôt
WAAM en mode de transfert CMT.
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Figure 2.10 – Images obtenues avec la caméra embarquée lors du dépôt de métal liquide : amorçage
du bain de fusion pour la première couche (1ère colonne), pendant la première couche (2ème
colonne) et pour la deuxième couche (3ème colonne). L’acquisition a été réalisée pour un dépôt
avec les paramètres nominaux (à titre d’échelle, on se réfère au diamètre de fil qui vaut 1,2 mm).

.

A partir des images acquises par caméra rapide, il est possible de déterminer la géométrie et
la longueur du bain de fusion. Ces données expérimentales, en plus d’apporter des précisions
sur les phénomènes thermophysiques réels mis en jeu, sont aussi utilisées pour une comparaison
avec la position du solidus (Ts=1450°C pour l’acier 316L) dans la simulation thermique. Pour
des raisons d’encombrement spatial et au vu de l’angle de champ de la caméra, les longueurs
de bain de fusion sont mesurables sur les cordons impairs. A chaque court-circuit une image
du bain de fusion est enregistrée telle que celle présentée en figure 2.11, ce qui permet d’avoir
une quantité importante d’images à traiter. La longueur du bain de fusion retenue pour chaque
cordon impair est une longueur moyenne estimée à partir d’une série d’images prises sur un même
cordon en régime quasi-stationnaire. Sur la base d’images comme celles présentées sur la figure
2.11, on mesure une longueur moyenne du bain de fusion de 15,0 ± 0,3 mm pour la première
couche, 18,5 ± 0,5 mm pour la troisième couche et 19,5 ± 0,6 mm pour la cinquième couche.
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Figure 2.11 – Photos des bains de fusion enregistrées pour chaque cordon impair pour le cas 1,
à titre d’échelle le diamètre du fil est égal à 1,2 mm.

La dispersion est liée à la fois à la dispersion due à la mesure elle-même (présence d’oxydes en
surface du bain rendant difficile l’identification du contour, quantification du nombre de pixels...)
et au procédé qui, malgré sa stabilité, peut présenter une certaine variabilité intrinsèque. Une
incertitude globale estimée à ± 1 mm semble tout à fait réaliste. Les mesures montrent que
la longueur du bain de fusion augmente avec le nombre de couches. En effet, même si l’énergie
linéaire est plus importante pour la première couche que pour les autres (cf. Tableau 2.1), le bain
de fusion est moins étendu pour la première couche en raison de l’effet de pompage thermique
du substrat initialement à température ambiante. Pour les couches suivantes, le dépôt est réalisé
sur des couches dont les températures initiales sont plus élevées, conduisant à un bain de fusion
de plus en plus étendu.

Figure 2.12 – Section transversale de
l’éprouvette (substrat + 5 dépôts) extraite
au milieu de l’éprouvette (section b sur la
figure 2.13).

Figure 2.13 – Emplacement des macrographies
sur l’éprouvette.

Les macrographies qui correspondent à des mesures post-procédé permettent de mettre en évi-
dence les spécificités de la zone fondue. Celles-ci sont réalisées sur des coupes transversales de
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l’échantillon (cf. Figure 2.12) localisées à 28 mm, 52 mm et 76 mm à partir du début du cordon
(cf. Figure 2.13).

Figure 2.14 – Macrographies montrant le dépôt des 5 cordons de matière sur une éprouvette
réalisée dans les conditions opératoires du cas 1 et localisées : a. Dans la première moitié du
dépôt – b. Au milieu du dépôt – c. Dans la seconde moitié du dépôt.

La figure 2.14 présente les macrographies révélées pour chacune des coupes considérées. Sur les
trois macrographies, il est possible d’identifier les cinq dépôts délimités par leurs lignes solidus.
Aucun défaut, tel que des porosités, n’est détecté. On constate également qu’il y a bien une
(re)fusion de la couche déposée précédente pour chaque nouvelle couche (pas de collage). Ces
éléments témoignent d’une assez bonne qualité de réalisation. La hauteur des cinq dépôts vaut
environ 10 mm, ce qui correspond à une hauteur d’environ 2 mm pour chaque dépôt. Les zones
de fusion mises en évidence sont assez similaires pour ces trois macrographies, ce qui montre
que le régime est quasi-stationnaire pour ces trois positions. Les mesures de la zone de fusion
donnent notamment accès à la pénétration du bain de fusion de la première couche dans le métal
de base qui est estimée à environ 0,85 mm. La ligne de fusion considérée pour cette mesure de
pénétration présente un profil spécifique en forme de ”vague”. Cette forme est probablement due
aux mouvements fluides du métal liquide liés à l’hydrodynamique du bain de fusion, en relation
avec la géométrie du substrat (effet de bord).

En plus des différentes mesures issues des macrographies, la zone de fusion est caractérisée par
une analyse EBSD. D’après la figure 2.15, la microstructure de la zone de fusion est clairement
différente de celle du métal de base. En effet, alors que le métal de base se caractérise par une
microstructure austénitique équiaxe à grains fins, la microstructure du métal d’apport présente
principalement une morphologie dendritique colonnaire avec une croissance épitaxiale sur les
différentes couches. Au centre du premier dépôt, la microstructure diffère de celle des autres
dépôts. Elle présente une morphologie dentridique équiaxe qui pourrait correspondre à une zone
de transition équiaxe. Cette dernière peut être observée en raison de l’évolution de la vitesse
de refroidissement gouvernée par le produit G×v où G est le gradient de température exprimé
en K.mm−1 et v la vitesse de croissance exprimée en mm.s−1 [106, 107]. La figure 2.16 montre
l’influence de G et v sur la morphologie de la microstructure. De plus, la composition chimique
révélée également par l’analyse EBSD montre la présence d’éléments de structure cristallogra-
phique Cubique Centrée (CC) en faible quantité dans le métal d’apport, ce qui démontrerait la
création de petits amas de ferrite δ pendant la phase de refroidissement.
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Figure 2.15 – Analyse EBSD
de la section transversale si-
tuée au milieu du dépôt ob-
tenu avec les paramètres pro-
cédé nominaux.

Figure 2.16 – Diagramme montrant le type de morphologie mi-
crostructurale obtenue en fonction du gradient de température
G et de la vitesse de croissance v [106].

2.3.3 Profils de températures

Les températures sont mesurées ponctuellement sur l’éprouvette par le biais d’un jeu de cinq
thermocouples dont les caractéristiques ont été exposées précédemment. Le dépôt des cinq cor-
dons engendre cinq cycles thermiques semblables à ceux observés en soudage [55]. La figure 2.17
présente les profils de température enregistrés par les cinq thermocouples lors du dépôt des cinq
cordons sur un échantillon dans les conditions opératoires du cas nominal. Après 2500 secondes
d’enregistrement, chacun des profils converge vers la température ambiante avec un coefficient
d’échange convectif compris entre 15 W.m2.K−1 et 10 W.m2.K−1. Ce dernier correspond à la
pente de refroidissement lorsque la température dans l’éprouvette est uniforme, c’est-à-dire sur
les derniers instants de refroidissement du dernier cordon. La Figure 2.18 montre le détail de
l’enchâınement des cinq cycles thermiques. Comme TC2 et TC3 (et TC5 en symétrie) sont pla-
cés à mi-distance du début et de la fin du cordon, les temps de refroidissement enregistrés pour
chaque cycle sont identiques : l’enchâınement des cycles thermiques est régulier. A l’inverse, pour
TC1 et TC4, les temps de refroidissement sont différents entre deux cycles : on assiste à une
alternance de cycles longs et de cycles courts, liés à la position des thermocouples par rapport
à la zone de dépôt. En effet, TC1 est localisé en avant du point de départ des cordons impairs
(2 mm avant le début des cordons impairs) et au-delà de la fin des cordons pairs compte-tenu
de la stratégie de dépôt aller-retour. Dans cette configuration, TC1 détecte le pic de tempéra-
ture dès les quelques premières secondes de dépôt des cordons impairs. S’en suit une phase de
refroidissement qui s’étale sur une période importante comprenant la durée de construction du
cordon impair, le temps de refroidissement imposé entre chaque cordon (soit 35 secondes) et la
durée de construction du cordon pair jusqu’à ce que la torche arrive à nouveau proche de TC1.
Pour les cycles pairs, le temps de refroidissement enregistré par TC1 est réduit par rapport aux
cycles impairs puisqu’il comprend quasiment uniquement le temps de refroidissement imposé
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Figure 2.17 – Relevés de températures par TC1, TC2, TC3, TC4 et TC5 pour un cas nominal
pendant 2500 secondes.

entre chaque cordon. A l’inverse, TC4 étant localisé 20 mm avant la fin des cordons impairs, les
temps de refroidissement enregistrés par ce thermocouple sont plus importants pour les cycles
pairs que pour les cycles impairs.

TC2 est le thermocouple le plus proche du dépôt de matière. Il permet donc de mesurer la
température maximale atteinte lors du dépôt du premier cordon. D’après la figure 2.18, la tem-
pérature mesurée au premier pic pour la cas nominal est d’environ 880°C. L’intensité des pics
décrôıt ensuite au fur et à mesure que le mur se construit. En effet, TC2 étant localisé au même
endroit sur le substrat pendant tout le temps de fabrication, la distance entre TC2 et la source
de chaleur augmente avec le nombre de couche, ce qui entrâıne une diminution de la température
enregistrée au niveau de TC2. L’influence de la distance de mesure sur la diminution d’intensité
des pics de température est cependant atténuée par un autre phénomène. Au cours de l’em-
pilement des cordons de matière, le substrat devient de plus en plus chaud, ce qui contribue
à l’augmentation de la taille des bains de fusion avec le nombre de couches déposées. Cette
augmentation de chaleur progressive dans l’ensemble du substrat est bien retranscrite par tous
les thermocouples car les températures de fin de refroidissement augmentent avec le nombre de
cycles. Pour tous les thermocouples excepté TC1, on constate que l’intensité des pics de tempéra-
ture se stabilise à partir du 4ème cordon autour de 650°C pour TC2 et 600°C pour TC3, TC4 et
TC5. Ce phénomène pourrait être limité pour les pièces de plus grandes dimensions. Dans ce cas,
la pièce serait suffisamment massive pour assurer un pompage thermique permettant d’atteindre
un régime quasi-stationnaire dès les premiers dépôts. Quant à TC1, celui-ci se différencie par un
comportement bien particulier du fait de sa position spécifique utile pour estimer les pertes liées
aux conditions aux limites (liaison). En effet, en fonction de la parité du cordon, TC1 détecte :

• Le flux de chaleur produit en phase d’amorçage des cordons impairs durant laquelle l’arc
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Figure 2.18 – Relevés de températures par TC1, TC2, TC3, TC4 et TC5 pour le cas nominal
pendant 800 secondes.

est allumé et immobile pendant 0.5 secondes (aller).

• Le flux de chaleur produit par le bain de fusion en régime établi pour les cordons pairs
(retour)

De ce fait, la quantité de chaleur reçue par TC1 est plus importante lors des cycles impairs que
lors des cycles pairs. Les pics impairs correspondent donc à des températures plus élevées que
celles des pics pairs. La figure 2.18 montre également que les profils enregistrés par TC3 et TC5,
placés en symétrie l’un par rapport à l’autre, sont plutôt similaires, ce qui prouve une certaine
qualité des mesures et permet de s’assurer de la symétrie du système. Les pics de températures
pour ces deux thermocouples sont atteints au même moment. Les différences peu significatives
observées sur l’intensité de ces pics peuvent être dues à plusieurs facteurs liés au montage ex-
périmental tels qu’un mauvais contact du thermocouple avec la plaque ou encore un écart de
profondeur de perçage pour la mise en position des thermocouples.
Par ailleurs, afin d’étudier la répétabilité des mesures réalisées par les cinq thermocouples, plu-
sieurs essais ont été effectués. La figure 2.19 présente la température moyenne enregistrée pour
différents essais où les dépôts ont été construits avec les paramètres procédé nominaux. Pour
certains thermocouples, des mesures ont été éliminées en raison de dysfonctionnements (au ni-
veau de la mesure ou bien de l’acquisition) apparus durant la mesure. Compte-tenu de ces aléas
liés à l’expérience, la moyenne obtenue pour chaque thermocouple est donc calculée sur au moins
trois essais et au plus six essais. La figure 2.20 présente la moyenne et l’écart-type calculés sur
les températures relevées par TC3 et TC5 qui, pour rappel, sont placés en symétrie de part et
d’autre du substrat. La dispersion des mesures est maximale au niveau des pics de température.
Sur la figure 2.21, on constate que l’écart-type varie entre ±30° pour le premier pic et ±10°pour
le dernier pic, ce qui conforte la qualité des mesures réalisées.
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Figure 2.19 – Moyennes des températures relevées par TC1, TC2, TC3, TC4 et TC5 pour le cas
nominal pendant 800 secondes.

Figure 2.20 – Moyennes des températures relevées par TC3 et TC5 en symétrie pour le cas
nominal pendant 800 secondes. ec− et ec+ désignent respectivement la borne inférieure et la
borne supérieure de la dispersion des mesures (calculées telles que ec+ = T̄ + σ et ec− = T̄ − σ
avec T̄ la température moyenne et σ l’écart-type).
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Figure 2.21 – Détail des pics de températures moyennes enregistrées par TC3 et TC5 pour le
cas nominal pendant 800 secondes. ec− et ec+ désignent respectivement la borne inférieure et la
borne supérieure de la dispersion des mesures (calculées telles que ec+ = T̄ + σ et ec− = T̄ − σ
avec T̄ la température moyenne et σ l’écart-type).

Figure 2.22 – Configuration du dispositif expérimental avec l’emplacement de la mesure pour le
déplacement vertical.

64



2.3.4 Évolution de la déformée

La déformée de l’échantillon est évaluée via la mesure du déplacement vertical du bord libre
du substrat. Cette mesure est effectuée avec un capteur de déplacement laser ou profilomètre
présenté précédemment dans la section 2.2.1.4. Pour rappel, celui-ci est placé de sorte qu’il dé-
tecte la position de la zone située en bas à droite de l’échantillon comme indiqué par la flèche
sur la figure 2.22. L’échantillon étant maintenu en position et bridé par un étau (zone rectan-
gulaire grisée sur la figure 2.22, la liaison peut être assimilée à un encastrement. Le substrat
rectangulaire sur lequel s’effectue le dépôt (zone rectangulaire en blanc sur la figure 2.22) est
alors libre de se déformer. Les données fournies par le capteur de déplacement montrent qu’il
n’y a pas de déplacement latéral (dans le plan (0yz)) de l’éprouvette. Les essais correspondent
donc bien à une configuration de déformations planes. Les déplacements mesurés correspondent
à la variation de la flèche de l’échantillon à son extrémité (bord libre). Ces variations de flèche
traduisent une déformation globale à l’échelle de l’échantillon. La figure 2.23 montre l’évolution
des déplacements moyens (et les écart-types associés) enregistrés pour six essais différents au
cours du dépôt des cinq couches avec les paramètres procédé définis pour le cas nominal.

Figure 2.23 – Évolution de la déformée globale moyenne de l’échantillon pour le cas nominal.
ec− et ec+ désignent respectivement la borne inférieure et la borne supérieure de la dispersion
des mesures (calculées telles que ec+ = ū+ σ et ec− = ū− σ avec ū le déplacement moyen et σ
l’écart-type).

La valeur 0 correspond à un déplacement nul (position de référence), les valeurs positives (ou
phases croissantes de la courbe) correspondent à un déplacement vertical vers le haut tandis
que les valeurs négatives (ou phases décroissantes de la courbe) correspondent à un déplacement
vertical vers le bas. Pour chaque couche, la phase de dépôt, qui se caractérise par un apport de
chaleur et de matière, est suivie d’une phase de refroidissement d’environ 35 secondes. L’apport
de chaleur engendre une dilatation longitudinale de la partie supérieure de l’éprouvette qui
entrâıne un déplacement vers le bas de l’extrémité libre. La phase de refroidissement correspond
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à une phase de contraction longitudinale de cette zone qui entrâıne un déplacement vertical vers
le haut de l’extrémité libre. A chaque couche déposée correspond donc un cycle de déplacement
vers le bas puis vers le haut, ce que l’on peut voir sur la figure 2.23 qui met en évidence cinq cycles
correspondant aux cinq couches déposées. La déformation de l’éprouvette et les déplacements
observés sont dus à cette alternance de cycles de dilatation et de contraction longitudinales de
la zone supérieure de l’éprouvette, en combinaison avec des changements de rigidité en section
dus aux cycles thermiques auxquels est soumise la structure. L’amplitude du dernier cycle de
déplacement est le plus important car c’est un cycle qui traduit le retour à l’équilibre thermique
de l’éprouvette, jusqu’à la température ambiante après une longue phase de refroidissement. Le
déplacement de l’extrémité libre se stabilise à une valeur proche de 0,5 mm vers le haut, ce qui
correspond à une sorte de déformation globale de l’éprouvette avec un effet de cintrage au niveau
du bord libre. Ce type de déformation est lié, d’une part, à la contraction longitudinale de la
partie supérieure de l’éprouvette à l’issue du refroidissement et, d’autre part, aux conditions
d’encastrement d’un côté et de bord libre de l’autre.

2.3.5 Contraintes résiduelles

La campagne de mesures réalisée au Helmholtz-Zentrum Berlin für Materialien und Energie a été
menée par Dr. Robert Wimpory dans le cadre du réseau NET (Neutron Techniques Standardi-
zation for Structural Integrity) Task Group 10 (Additive Manufacturing). Comme montré sur la
figure 2.24, l’éprouvette est analysée dans plusieurs configurations afin d’estimer les contraintes
suivant les différentes directions du repère Oxyz défini lors de la mise en place du protocole de
mesure (cf. section 2.2.2.3).

Figure 2.24 – Instrumentation utilisé pour la mesure des déformations par diffraction de neutrons
au Helmholtz-Zentrum Berlin für Materialien und Energie.

Pour rappel, l’angle de référence θ0 est déterminé en faisant l’hypothèse des contraintes planes
[105] et les différentes mesures de θ suivant chacune des directions sont effectuées en considérant
le plan hkl {311}. A partir des angles de diffraction, il est possible de calculer les déformations
associées en utilisant la loi de Bragg. Les déformations sont ensuite utilisées pour remonter
aux contraintes résiduelles via l’équation (2.6). Le profil de contraintes longitudinales résiduelles

66



obtenu le long de la ligne (T ) (cf. Figure 2.13) est présenté sur la figure 2.25. Un premier profil est
tracé en considérant les contraintes normales nulles (hypothèse des contraintes planes). Un autre
profil est également présenté pour lequel les contraintes transversales (dans la direction (Oy)) et
normales sont nulles. On constate que ces deux profils sont assez similaires, ce qui démontre que
l’échantillon présente quasiment une distribution uniaxiale des contraintes résiduelles [32]. Les
barres d’erreur mettant en évidence l’incertitude de mesure sur la contrainte longitudinale sont
également représentées. Pour les deux profils, on constate que le bas de l’éprouvette (entre 0 mm
et 15 mm environ) ainsi que les cordons et la zone située juste en dessous (entre 45 mm et 60
mm environ) correspondent à une zone en traction. A l’inverse, le centre de l’éprouvette (entre
15 et 42 mm environ) est en compression de sorte à équilibrer la structure. L’état mécanique
mis en évidence dans les dépôts est en accord avec les résultats des études réalisées en soudage
simple ou multipasse où les cordons de soudage sont toujours en traction [108, 109].

Figure 2.25 – Contraintes résiduelles longitudinales le long de l’axe (T ) mesurées par diffraction
de neutrons au Helmholtz-Zentrum Berlin für Materialien und Energie.

2.4 Conclusion

La campagne expérimentale mise en place a permis de récolter des données utiles pour com-
prendre le comportement thermomécanique d’une pièce fabriquée en WAAM, et en particulier
dans la configuration expérimentale étudiée. Cette configuration, de par ses dimensions spéci-
fiques (épaisseur négligeable devant les autres dimensions) permet d’envisager une étude bidi-
mensionnelle traitée sous hypothèse des contraintes planes.
Sur les premières couches, les mesures ont été réalisées in situ pendant le procédé de dépôt
et a posteriori. Des températures ont été mesurées via différents thermocouples placés sur le
substrat. Les relevés de températures ont permis de quantifier les gradients thermiques dans
certaines zones de la pièce et de s’assurer de la symétrie du problème. Les longueurs des bains

67



de fusion ont été estimées à partir d’images acquises en temps réel via une caméra rapide. Les
mesures ont montré un agrandissement du bain de fusion avec le nombre de couches déposées
lié à l’augmentation de la température globale de l’échantillon. La pénétration du bain de fusion
a également été estimée a posteriori grâce à une analyse macrographique faisant apparâıtre les
morphologies des cordons déposés. De plus, des informations sur la métallurgie du dépôt ont été
extraites des analyses EBSD réalisées sur des coupes transversales d’échantillons avec dépôts.
Ces analyses ont montré une métallurgie du dépôt très différente de celle du substrat avec des
grains présentant une croissance épitaxiale orientée dans le sens de la construction.
Par ailleurs, l’évolution de la déformée au niveau du bord libre du substrat a été mise en évidence
grâce à l’implémentation d’un capteur de déplacement laser. Les enregistrements ont montré une
alternance du déplacement vertical vers le haut puis vers le bas liée aux phénomènes de dilata-
tion et de contraction du matériau qui se produisent respectivement pendant les phases de dépôt
et pendant les phases de refroidissement. La déformée finale obtenue après retour à température
ambiante met en évidence une déformation de l’éprouvette classiquement observée sur les struc-
tures soudées. Enfin, des niveaux de contraintes résiduelles ont été estimées suivant un axe de
mesure par la diffractométrie de neutrons réalisée au Helmholtz-Zentrum Berlin für Materialien
und Energie. L’étude des profils de contraintes obtenus à partir des différents points de mesure
a montré une répartition quasi uniaxiale des contraintes résiduelles suivant la direction longi-
tudinale. L’ensemble de ces mesures a été présentée dans ce chapitre pour le cas nominal. Des
mesures expérimentales de champs thermiques et mécaniques ont également été réalisés pour les
cas 2 et 3 mais seront présentées dans le Chapitre 4 afin de mettre en évidence des similitudes et
des différences entre chaque cas en lien avec les paramètres procédés considérés. Cette base de
données expérimentales permettra également de confronter et de discuter la validité du modèle
numérique mis en place dans le chapitre suivant pour prédire les états de déformations et de
contraintes associés au dépôt WAAM.
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Chapitre 3

Modélisation thermomécanique du
procédé WAAM

Ce chapitre aborde la construction du modèle numérique mis en place pour la simulation du
dépôt WAAM. Il présente une description détaillée de la modélisation ainsi qu’une première
validation thermique et mécanique (avec une comparaison de plusieurs résultats numériques et
expérimentaux) sur un unique dépôt.

3.1 Principe de modélisation

Cette section définit les grands objectifs de cette modélisation thermomécanique et expose les
différentes hypothèses et méthodes utilisées pour y répondre.

3.1.1 Objectifs de la modélisation

Le premier objectif est d’analyser et de comprendre le comportement des structures fabriquées
en WAAM avec la mise en place d’une modélisation thermomécanique. En effet, la modélisa-
tion constitue une approche complémentaire à l’expérience car elle permet d’avoir accès à des
informations difficilement accessibles expérimentalement telles que, par exemple, les champs
thermiques ou mécaniques à chaque instant en tout point de la structure. En particulier, le
modèle implémenté est utilisé pour étudier le comportement thermomécanique des éprouvettes
réalisées dans les conditions opératoires spécifiées au chapitre précédent. Il s’agit donc de simuler
par la méthode des éléments finis la construction des différents cordons de matière déposés par
le procédé WAAM en considérant la configuration et les paramètres procédés fixés dans la phase
expérimentale. Pour cela, on utilise le solveur CodeAster utilisant la méthode des éléments finis,
couplé à la plateforme de calcul SalomeMeca, qui sont en accès libre. Avec CodeAster, il est
possible d’implémenter de nombreuses lois de comportement et de comprendre précisément leurs
spécificités et leurs impacts sur les résultats. Les propriétés thermiques et mécaniques utilisées
pour la modélisation du substrat et du dépôt sont celles de l’acier 316L. Du fait de la géométrie
de l’éprouvette, à savoir une épaisseur négligeable devant les autres dimensions, la modélisation
est bidimensionnelle. En s’appuyant sur cette première description générale, la modélisation est
capable de répondre à trois objectifs :

• Comprendre et prédire la génération des déformations et des contraintes en cours et en fin
de procédé ;

• Utiliser des temps de calcul acceptables tout en conservant la physique du procédé ;

• Utiliser des paramètres d’entrée qui correspondent aux paramètres procédés réels.
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3.1.2 Hypothèses de modélisation

Les hypothèses de modélisation sont essentielles car elles déterminent les phénomènes physiques
à prendre en compte dans la modélisation thermomécanique du procédé WAAM.

La première hypothèse forte considérée est l’assimilation de la configuration à un mo-
dèle bidimensionnel. Dans l’analyse thermique, cette hypothèse suggère l’absence de gradient
thermique dans l’épaisseur de la plaque. Dans l’analyse mécanique, elle implique un calcul des
contraintes et des déformations sous l’hypothèse des contraintes planes.

D’autre part, l’analyse thermomécanique est menée en régime transitoire en considérant
une description lagrangienne du problème. Dans ce cas, la vitesse de la source de chaleur n’in-
tervient pas dans l’équation de la chaleur (cf. Chapitre 1, section 1.2.1.1). La torche de soudage,
centrée sur l’apport de matière, se déplace dans le référentiel attaché à la pièce. Même si le
modèle lagrangien est plus coûteux en temps de calcul qu’un modèle eulérien [110], il retranscrit
plus fidèlement les transferts thermiques à l’origine des contraintes et des déformations. Dans
cette modélisation, l’optimisation des temps de calcul est principalement effectuée en diminuant
la dimension du problème.

De plus, la modélisation des phénomènes liés à l’arc et au bain de fusion n’est pas prise en
compte. Pour représenter les phénomènes de convection dans le bain de fusion, la conductivité
du métal en phase liquide est artificiellement augmentée par un facteur multiplicatif. Ce dernier
varie en fonction du cas d’étude et du dépôt considéré car la convection dans le bain de fusion
augmente avec la quantité d’énergie mise en jeu, ce qui génère un bain de fusion plus important
[111]. L’implémentation de ce facteur permet de restreindre le modèle à un modèle conductif,
c’est-à-dire que les transferts de chaleur dans le volume de la pièce sont effectués uniquement
par conduction, sans prendre en compte les mouvements hydrodynamiques du bain de fusion.

Par ailleurs, le couplage thermomécanique envisagé est un couplage faible qui prend en
compte uniquement l’influence prépondérante de la thermique sur la mécanique.

Le modèle mécanique est quant à lui résolu sous l’hypothèse des petites perturbations
(mot-clef CodeAster : PETIT), c’est à dire que les déplacements entre la configuration de réfé-
rence et la configuration actuelle sont très petits et le gradient des déplacements est également
petit. Cette hypothèse est corroborée par les relevés de déplacements expérimentaux (cf. Chapitre
2) qui montrent que le déplacement de la plaque, orienté vers le haut à la fin du refroidissement
des cinq couches, n’excède pas 1 mm pour une hauteur de 50 mm, dans la zone de plus grand
déplacement.

3.1.3 Procédure de simulation en couplage faible

La considération d’un couplage faible dans la modélisation thermomécanique permet de dissocier
les analyses thermique et mécanique. Le couplage s’effectue alors par une projection des résultats
thermiques sur un modèle mécanique. Par ailleurs, en plus des projections liées au couplage
thermomécanique, d’autres projections en lien avec l’ajout de matière sont mises en place. En
effet, pour cette modélisation, il a été choisi de prendre en compte l’ajout de matière pour chaque
incrément considéré. Cependant, à l’inverse des méthodes d’activation de mailles habituellement
utilisées et présentées dans l’état de l’art (cf. Chapitre 1), le maillage initial ne contient pas
l’ensemble des éléments à ajouter. Ceci permet de supprimer les temps de calcul sur les noeuds
inactifs et d’éviter l’établissement d’une loi de mélange qui n’a pas véritablement de fondement
physique ainsi que l’apparition de gradients thermiques et de déformations fictifs dans les mailles
inactives. La méthode ici employée consiste à créer un nouveau modèle associé à son propre
maillage pour chaque élément de matière ajouté. Il y a donc autant de modèles et de maillages
que d’éléments ajoutés. La génération des maillages est automatisée et plutôt rapide d’autant
plus qu’il s’agit d’une analyse thermomécanique bidimensionnelle. La continuité des champs
thermiques et mécaniques entre chaque modèle est assurée par différentes projections. Le détail
de la procédure de simulation implémentée est représentée sur la figure 3.1. Tout d’abord, le
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problème thermique est résolu à l’instant tn. Le chargement thermique est ensuite projeté sur
le modèle mécanique afin de réaliser le couplage thermomécanique à l’instant tn. A l’instant
tn+1 un élément de matière est ajouté. La résolution du problème thermique puis du problème
mécanique à l’instant tn+1 est initialisée avec les états thermiques et mécaniques issus de l’instant
tn. Ces derniers sont archivés à la fin du calcul à l’instant tn puis projetés (projection de type
thermique-thermique ou mécanique-mécanique) sur le modèle utilisé pour le calcul à l’instant
tn+1. Ce processus est répété autant de fois qu’il est nécessaire pour construire la totalité de la
pièce.

Figure 3.1 – Principe de la simulation thermomécanique.

3.1.4 Apport de matière, caractéristiques de l’élément ajouté

Afin de décrire au mieux le procédé, l’ajout de matière est pris en compte dans la modélisation.
L’élément de matière est ajouté dans la modélisation avec une température initiale de 1750°C.
Cette température correspond à la température moyenne d’une goutte de métal d’acier 316L
mesurée pour un mode de transfert CMT avec une vitesse fil de 2,5 m.min−1 [112]. Par ailleurs,
la quantité de matière ajoutée est dimensionnée en fonction des paramètres procédés réellement
utilisés au cours du dépôt. Avec cette gestion de l’ajout de matière, le modèle est donc capable de
prédire les phénomènes thermomécaniques pendant la fabrication de la pièce pour des paramètres
procédés déterminés. Le volume de matière ajoutée à chaque instant est modélisé par un cube
dont les dimensions caractéristiques sont présentées en figure 3.2. Les dimensions de ce cube
élémentaire de matière sont calculées en faisant un bilan de masse sur la quantité de matière
réellement fondue et la quantité de matière déposée dans la modélisation numérique.

Figure 3.2 – Géométrie associée à l’ajout de matière à l’instant tn et l’instant tn+1 : uL, uh et e
correspondent aux dimensions de l’élément de matière ajouté, de volume Q avec une vitesse de
de soudage (ou vitesse d’avance) Vs.

La durée de dépôt d’un cordon de matière texp vaut :
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texp =
Lcord
Vs

(3.1)

avec Lcord la longueur totale du cordon (en m) et Vs la vitesse d’avance (en m.s−1)

Le volume total de fil fondu pour le dépôt d’un cordon s’écrit tel que :

Qf = π r2
f Vf texp (3.2)

Où rf est le rayon du fil métallique et Vf la vitesse fil.
Pour un incrément de temps, on définit le volume de l’élément de matière modélisé comme suit :

Qm =
e uL uh texp

tinc
(3.3)

Où tinc est la durée d’un incrément de temps et uL, uh et e sont les dimensions de l’élément
ajouté (cf. Figure 3.2) pendant la durée d’un incrément tinc.

La relation entre la longueur de cordon Lcord et le nombre d’incréments ninc est telle que :

Lcord = uLninc = uL
texp
tinc

(3.4)

La combinaison de (3.1) et (3.4) permet d’écrire :

uL = Vs tinc (3.5)

En égalisant (3.2) et (3.3) et en utilisant (3.5), on obtient :

uh =
π r2

f Vf

Vs e
(3.6)

Le calcul de la hauteur du cordon numérique uh dépend donc des paramètres procédés réels
(diamètre de fil et vitesse d’avance) et de la dimension e. Cette dernière est assimilée à une
épaisseur équivalente estimée à partir des macrographies (cf. Annexe A pour le calcul de l’épais-
seur équivalente). Afin de vérifier la relation établie pour le calcul de uh, la hauteur de cordon
réelle a été mesurée et les mesures témoignent d’une cohérence satisfaisante entre les hauteurs
numérique et expérimentale.

3.1.5 Résolution

Les résolutions des analyses thermiques et mécaniques sont non linéaires (mot-clés CodeAster :
THER NONLINE et STAT NON LINE), c’est-à-dire que les propriétés thermophysiques et mé-
caniques de l’acier 316L dépendent de la température. La résolution se base sur la méthode de
Newton-Raphson qui est détaillée en annexe B pour le problème mécanique.
Les maillages utilisés pour la résolution du problème thermique et mécanique sont respective-
ment constitués de mailles triangulaires linéaires et de mailles triangulaires quadratiques. Pour le
maillage supportant l’analyse thermique, la matière déposée et la zone sous-jacente sont maillées
finement en raison de la présence de forts gradients thermiques (cf. Figure 3.3). Les tailles de
mailles pour chacune des zones définies dans les modèles thermiques et mécaniques sont réperto-
riées dans le Tableau 3.1. L’incrément de temps considéré, identique pour l’analyse thermique et
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mécanique, est fixé à 0,1 s (tinc = 0, 1 s). Dans l’analyse thermique, cet incrément est divisé en
cinq pas de temps. Dans l’analyse mécanique un seul pas de temps est suffisant pour permettre
l’équilibrage des forces dans la structure et la convergence du calcul. La convergence du calcul
est déterminée par le résidu global. Les valeurs du résidu global pour le problème thermique et
mécanique sont renseignées dans le Tableau 3.1 ainsi que les temps de calcul nécessaires pour la
simulation du dépôt des cinq cordons dans la configuration expérimentale explicitée au Chapitre
2. Les temps de calcul sont obtenus en considérant une machine dont les caractéristiques sont
les suivantes : un processeur Intel®CoreTM i7-7820HQ CPU @ 2.90 GHz×8 (8 CPU) et une
mémoire de 15,5 Gio.

Modélisation thermique Modélisation mécanique

Taille de mailles (mm)

Élément de matière 0,2 0,3
Zone sous-jacente 0,2 0,7

Cordon 0,4 0,7
Substrat 2,0 2,0

Résidu global 1.10−6 5.10−5

Temps de calcul (h) 5 60

Tableau 3.1 – Tableau récapitulatif des paramètres liés à la convergence des modèles thermiques
et mécaniques pour le dépôt des cinq couches avec prise en compte de l’ajout de matière.

Figure 3.3 – Maillage thermique pour un instant t1 (Figure 3.7.a) et un instant t2>>t1(Figure
3.7.b).

3.1.6 Propriétés thermophysiques et mécaniques de l’acier 316L

Les propriétés thermophysiques et mécaniques de l’acier 316L sont implémentées en fonction
de la température. Le Tableau 3.2 et le Tableau 3.3 répertorient respectivement l’ensemble des
propriétés thermophysiques et mécaniques de l’acier 316L utilisées dans le calcul en fonction de
la température.

L’intervalle de fusion considéré pour l’acier 316L peut différer quelque peu en fonction de la
littérature [56, 114, 115]. Pour la modélisation, celui-ci est fixé entre 1450°C et 1500°C [32]. Il
est associé à une chaleur latente de fusion qui vaut 1, 8.109 J.m−3, soit 2, 5.105 J.kg−1 pour une
densité de 7,2 [32]. Avec le code de calcul CodeAster, il est possible d’utiliser une formulation
en capacité (de la forme ρCp) ou en enthalpie (de la forme β =

∫
ρCp) pour résoudre l’équation

de la chaleur.

On préférera utiliser une formulation enthalpique car elle assure une prise en compte de la chaleur
latente de fusion qui correspond à l’énergie nécessaire pour atteindre la température de fusion
du métal. En effet, les alliages comme l’acier 316L ont un intervalle de fusion qui s’étend de la
température de solidification Ts à la température de fusion Tl. Pendant cet intervalle, l’alliage
connâıt une forte augmentation de l’énergie absorbée liée à la chaleur latente de fusion. La prise
en compte de la chaleur latente de fusion pour la formulation en capacité ou en enthalpie est
représentée en figure 3.4. On constate que la formulation en capacité peut omettre la chaleur
latente de fusion si le pas de calcul est trop grand ou si l’intervalle de fusion est restreint (comme
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20°C 100°C 200°C 300°C 400°C 500°C
Conductivité (λth)

(W.m−1.K−1)
14 15,2 16,6 17,9 19 20,6

Masse volumique (ρ)
(kg.m−3)

8000 7970 7940 7890 7850 7800

Capacité thermique massique (Cp)
(J.kg−1.K−1)

450 490 525 545 560 570

600°C 700°C 800°C 900°C 1000°C 1200°C
Conductivité (λth)

(W.m−1.K−1)
21,8 23,1 24,3 26 27,3 29,9

Masse volumique (ρ)
(kg.m−3)

7750 7700 7660 7610 7570 7450

Capacité thermique massique (Cp)
(J.kg−1.K−1)

580 595 625 650 660 677

Tableau 3.2 – Paramètres thermophysiques pour l’acier 316L [32].

Température
(°C)

Module
d’Young (E)
(MPa)

Coef. de di-
latation (α)
(.10−6)

Limite d’élas-
ticité (σy)
(MPa)

Module tan-
gent (ET )
(MPa)

Coef. de Pra-
ger (C)
(.10+7)

20 195600 14,56 287 2400 120
100 191200 15,39 237 2400 120
200 185700 16,21 198 2400 120
300 179600 16,86 - 2400 120
400 172600 17,37 157 2400 120
500 164500 17,78 - 2400 120
600 155000 18,12 145 2400 120
700 144100 18,43 136 2400 120
800 131400 18,72 127 2350 117,5
900 116800 18,99 115 1500 75
1000 100000 19,27 79 800 40
1100 80000 19,53 38 725 36,25
1200 57000 19,79 24 150 7,5
1300 30000 20,02 18 10 0.5
1400 2000 20,02 2 10 0.5
1500 1000 20,02 2 10 0.5
1600 1000 20,02 2 10 0.5

Tableau 3.3 – Propriétés mécaniques de l’acier 316L utilisées pour la modélisation avec écrouis-
sage mixte de Prager [113, 32].
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Figure 3.4 – Prise en compte de la chaleur latente de fusion pour une formulation en capacité
thermique ρCp ou en enthalpie β [116].

c’est le cas pour les corps purs où Ts et Tl sont quasiment confondues). En revanche, en mani-
pulant l’intégrale de ρCp, notée β, l’énergie mise en jeu à l’état liquide est correctement estimée
car elle prend bien en compte la chaleur latente de fusion.

Au delà de la température de fusion fixée à 1500°C, l’enthalpie β évolue linéairement avec la même
pente qu’avant 1450°C. Pour ce qui est de la conductivité thermique λth en phase liquide, elle
est multipliée par un facteur qui peut varier entre 1 et 100 [32]. L’implémentation de ce facteur
est un artefact numérique permettant de retranscrire la convection dans le bain de fusion dont
l’influence sur les géométries de bain de fusion est significative [117]. A vitesse d’avance constante,
la variation de ce facteur entrâıne donc une variation de la longueur du bain de fusion telle qu’un
facteur faible est associé à un bain de fusion allongé et, à l’inverse, un facteur élevé est associé
à un bain de fusion court. Or, étant donné que les phénomènes convectifs sont dépendants des
énergies de dépôt mises en jeu, il est cohérent de définir des facteurs différents en fonction du cas
d’étude considéré afin d’obtenir des longueurs de bain de fusion numériques en adéquation avec
les mesures expérimentales. Le tableau 3.4 répertorie les facteurs multiplicatifs de la conductivité
en phase liquide pour chacun des cas d’étude, en distinguant le premier cordon (#D1) des autres
cordons (#Dn) en lien avec l’énergie de dépôt mise en jeu. A noter que la modélisation thermique
du cas 1 et du cas 3 qui se caractérisent pourtant par des énergies linéiques proches, s’appuie
sur des facteurs multiplicatifs de la conductivité en phase liquide différents, notamment pour
les dépôts #Dn. En effet, même s’ils se caractérisent par des énergies linéiques équivalentes,
le cas 1 et le cas 3 mettent en jeu des paramètres procédé (U ,I et Vs) distincts qui impactent
de manière différente la mise en place de la convection dans le bain de fusion. Enfin, pour les
propriétés mécaniques répertoriés dans le tableau 3.3, on considère une extrapolation constante
des valeurs à partir de la température de fusion.

Parameters Cas 1 Cas 2 Cas 3
Dépôt 1
#D1

Dépôt n
#Dn

Dépôt 1
#D1

Dépôt n
#Dn

Dépôt 1
#D1

Dépôt n
#Dn

U (V) 13 13 13,4 13,3 13,2 13,3
I (A) 107 86 123 110 124 112
Vs (m/s) 0,007 0,007 0,007 0,007 0,0086 0,0086
El (J/mm) 159,0 127,8 188,4 167,2 152,3 138,6
Fλth

×3 ×2 ×2 ×10 ×2 ×8

Tableau 3.4 – Paramètres procédés associés à chaque cas d’étude (Cas 1 (cas nominal), Cas 2,
Cas 3) pour le premier dépôt #D1 et les dépôts suivants #Dn.
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3.2 Modélisation thermique

La modélisation thermique est basée sur le bilan énergétique associé au procédé. Les flux entrant
et sortant du système sont caractéristiques des études déjà mises en place pour des opérations
de soudage classiques [118] ou même, plus récemment, dans le cadre de la fabrication additive
[119].

3.2.1 Équation de bilan d’énergie

Le bilan énergétique mis en jeu dans la modélisation s’écrit en établissant l’équation de la chaleur
dans un repère lagrangien comme suit :

β̇(T )− div(λth(T ).∇T )(x, t) = r(x, t) x ∈ Ω,t ∈ [0, tF ] (3.7)

Le terme β correspond à l’enthalpie volumique du matériau qui varie en fonction de la tempé-

rature telle que β(T ) =
T∫
T0

ρCp(u)du, λth est la conductivité du matériau qui dépend également

de la température et T est la température en tout point de l’espace x. Le terme r correspond à
une éventuelle source de chaleur interne répartie dans l’espace x.

Tout d’abord, la résolution de l’équation 3.7 nécessite la définition d’une condition initiale telle
que :

∀x ∈ Ω, T (x, 0) = T0(x) = 25°C (3.8)

A chaque nouvel incrément de calcul, une température initiale de 1750 °C équivalente à la tem-
pérature moyenne d’une goutte de métal d’acier 316L [112], est également imposée sur l’élément
de matière ajouté telle que :

∀x ∈ ∆Ω, T (x, t0,inc) = Tg = 1750°C (3.9)

Où t0,inc est l’instant initial de l’incrément de calcul considéré et Tg est la température d’une
goutte de métal d’acier 316L.

Deux types de conditions sont imposées sur les bords du domaine Ω présenté en figure 3.5.
Le contact entre l’éprouvette et les mors qui assurent son encastrement est modélisé via une
condition de Neumann de flux imposé telle que :

−λth∇T.n = Qmors sur ∂Ω1 ∈ ∂Ω× [0, tF ] (3.10)

Où λ est la conductivité du matériau et Qmors le flux imposé sur ∂Ω1. L’intensité de ce flux
est évaluée grâce à l’exploitation des profils de température enregistrés par des thermocouples
situés proche de la zone d’encastrement.
Sur les autres frontières du domaine Ω une condition de Fourier-Robin est appliquée afin de
prendre en compte les échanges convecto-radiatifs avec le milieu extérieur. Cette dernière s’écrit
telle que :

−λth∇T.n = h(T − T0) + εσ(T 4 − T 4
0 ) sur ∂Ω2 ∈ ∂Ω× [0, tF ] (3.11)

Où λth est la conductivité du matériau qui dépend de la température (cf. Chapitre 3, section
3.1.6), h est le coefficient d’échange convectif, ε est l’émissivité du métal, σ correspond à la
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constante de Stefan-Boltzman (σ = 5, 7× 10−8 W.m−2.K−4) et T0 = 25°C représente la tempé-
rature ambiante.

Figure 3.5 – Représentation des différents flux thermiques appliqués dans la modélisation.

3.2.2 Source et puits de chaleur

L’apport de chaleur lié à la technologie de soudage GMAW utilisée pour le dépôt WAAM, est
modélisé par une source de chaleur de type flux à répartition volumique. En effet, dans le cas
de la technologie de soudage GMAW, l’électrode-fil est fusible, ce qui entrâıne un transfert de
masse associé à la chute de la gouttelette de métal dans le bain de fusion. En considérant une
source volumique, on s’assure de prendre en compte la contribution énergétique du volume de
métal déposé. Par ailleurs, les pertes par convection et par radiation, déjà considérées dans les
conditions aux limites du modèle sur les bords du domaine notés ∂Ω2 (cf. Figure 3.5), sont
également prises en compte sur la surface du substrat située dans le plan xy. En effet, du
fait de ses dimensions, les pertes au niveau de cette surface sont non négligeables et même
prépondérantes par rapport aux pertes appliquées sur les bords du domaine. Or, dans une
simulation bidimensionnelle, seuls les flux de type sources ou puits peuvent être affectés sur des
surfaces. Les pertes convectives et radiatives appliquées sur la surface du substrat sont donc
considérés comme des termes puits dans la modélisation. Sur la figure 3.5, les termes puits liés
aux pertes convectives et radiatives sont respectivement notés qc et qr. Cette section permet
d’expliciter la mise en équation de la source de chaleur volumique et des termes puits associés
aux pertes, en montrant notamment les adaptations et les équivalences mises en place pour
appliquer des flux volumiques à une modélisation bidimensionnelle.

3.2.2.1 Modélisation de la source de chaleur

La source de chaleur implémentée est une source à répartition volumique qui entre en compte
dans l’équation de la chaleur en tant que source interne (terme r dans l’équation 3.7), c’est-à-dire
qu’elle s’apparente à une densité volumique de flux de chaleur appliquée au sein du matériau. La
distribution de la source de chaleur se base sur un modèle mathématique fréquemment utilisé,
à savoir une gaussienne 3D à répartition finie sur une ellipsöıde de rayons a, b et c (cf. Figure
3.6) dont l’expression est la suivante [120] :

q(x, y, z) = Q0
6
√

3

a.b.c.π3/2
exp

(
−3(x)2

c2

)
. exp

(
−3(y)2

a2

)
. exp

(
−3(z)2

b2

)
(3.12)

Où Q0 représente la puissance effective émise par l’arc telle que Q0 = ηUI avec U et I qui cor-
respondent respectivement à la tension et l’intensité de soudage et η le rendement du procédé.
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Dans le plan xy considéré pour la modélisation bidimensionnelle et en tenant compte d’un régime
transitoire en description lagrangienne (on suit le mouvement de la torche au cours du temps),
l’équation 3.12 devient :

q(x, y, t) = Q0
6
√

3

a.b.c.π3/2
exp

(
−3(x(t)− x0(t))2

c2

)
. exp

(
−3(y(t)− y0(t))2

a2

)
(3.13)

Où les positions x0(t) et y0(t) définissent les coordonnées du point d’application de la source
pour un instant de calcul t tel que que pour x(t) = x0(t) et y(t) = y0(t) le flux de chaleur est
maximal. Dans la modélisation, le point d’application de la source est pris au centre de l’élément
de matière ajouté à chaque incrément de calcul.

Figure 3.6 – Modèle mathématique de la source de chaleur - Gaussienne 3D à répartition finie
sur une ellipsöıde de rayons a,b,c.

Les paramètres a, b, c et le rendement de la source de chaleur ne sont pas expérimentalement
mesurables. Les seules données expérimentales sur lesquelles il est possible de se baser sont les
tailles de bain de fusion et les enregistrements de températures via des thermocouples placés
à des endroits précis sur le substrat. Fort de ce constat, un plan d’expériences à deux niveaux
est mis en place afin d’observer l’influence de a, b, c et du rendement sur les tailles de bain
de fusion ainsi que sur les températures de pic et les pentes de refroidissement. L’exploitation
des résultats issus du plan d’expériences permet d’orienter et de faciliter le calage de la source
de chaleur. Les paramètres et le rendement retenus (cf. Tableau 3.5) sont ceux qui permettent
d’obtenir des dimensions de bain de fusion et des champs thermiques présentant la meilleure
adéquation possible avec les relevés expérimentaux.

Dépôt 1 #D1 Dépôt n #Dn

Cas a (m) b (m) c (m) η a (m) b (m) c (m) η

Cas n°1 0,0025 0,0078 0,005 0,0018 0,0072 0,005
Cas n°2 0,0025 0,0078 0,005 0,8 0,0025 0,0085 0,005 0,8
Cas n°3 0,0025 0,009 0,005 0,003 0,01 0,005

Tableau 3.5 – Paramètres de distribution de la source de chaleur pour chaque cas d’étude et pour
les dépôts du premier cordon (#D1) et des cordons suivants (#Dn).

Pour un même cas d’étude, les paramètres de source du premier cordon (#D1) sont légèrement
différents de ceux des cordons suivants (#Dn). En effet, le dépôt du premier cordon utilise
une synergie différente des autres cordons (cf. Chapitre 2), ce qui se traduit par des répartitions
légèrement différentes. Cette différence de synergie explique également la modification de certains
paramètres de source en fonction du cas d’étude. En revanche, le rendement est fixe pour tous
les dépôts et tous les cas d’étude car il dépend principalement du procédé de soudage employé,
à savoir le GMAW avec un mode de transfert CMT.
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3.2.2.2 Modélisation des pertes

Les pertes modélisées correspondent à la chaleur dissipée au niveau de la surface du substrat par
échange avec l’air (pertes par convection) ou par rayonnement (pertes radiatives). Ces pertes
sont évaluées grâce à l’exploitation des enregistrements thermiques réalisés en phase expérimen-
tale. En effet, le coefficient d’échange h considéré dans la modélisation correspond à la valeur
approchée de la pente de refroidissement lorsque la température est quasi uniforme sur toute
l’éprouvette (c’est-à-dire à la fin du refroidissement du dernier cordon). L’influence du rayonne-
ment, plutôt visible à haute température, s’exerce au niveau des pics de température enregistrés :
plus les pertes radiatives sont importantes, moins le pic de température est important. Le co-
efficient d’échange h pris dans la simulation varie en fonction de la température [121] entre 10
W.m−2.K−1 et 15 W.m−2.K−1. La valeur de l’émissivité est fixée à 0,4 pour des températures
comprises entre 20°C et 300°C et 0,75 pour des températures plus élevées [122].
L’implémentation de ces pertes en tant que termes puits passe par la détermination des flux
volumiques convectifs et radiatifs en fonction de la température considérée. Ces derniers sont
introduits dans le code de calcul sous forme d’une fonction dépendante de la température. Les
équations permettant de calculer ces deux types de flux sont les suivantes :

qc(x, y, t) = −2h(T )

e
(T − T0) (3.14)

Où qc est le flux lié aux pertes par convection exprimé en W.m−3, T0 est la température ambiante
et e représente l’épaisseur de la plaque.

qr(x, y, t) = −2σε(T )

e
(T 4 − T 4

0 ) (3.15)

Où qr est le flux lié aux pertes par radiations exprimé en W.m−3, σ est la constante de Boltzmann
telle que σ = 5, 7×10−8 W.m−2.K−4, T0 est la température ambiante et e correspond à l’épaisseur
de la plaque.

3.3 Modélisation mécanique

Cette section présente la mise en équation du problème mécanique établie en fonction des hypo-
thèses de modélisation spécifiées précédemment. Plusieurs modèles d’écrouissage sont également
étudiés et discutés afin de converger vers un modèle facile à calibrer et capable de prédire des
niveaux de contraintes satisfaisants.

3.3.1 Mise en équation

La mise en équation du problème mécanique est conditionnée par les différentes hypothèses de
modélisation. Tout d’abord, l’hypothèse des contraintes planes (mot-clé CodeAster = C PLAN)
conduit à considérer que σzz = σzx = σzy = 0, soit encore εzx = εzy = 0 et εzz 6= 0.

Dans le cas des contraintes planes, le tenseur des déformations est de la forme :

ε =

εxx εxy 0
εxy εyy 0
0 0 εzz

 (3.16)

Et le tenseur des contraintes s’écrit :
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σ =

σxx σxy 0
σxy σyy 0
0 0 0

 (3.17)

La loi de comportement élastique reliant les contraintes aux déformations s’exprime comme suit
(notation de Voigt) :

σxxσyy
σxy

 =
E

1− ν2

1 ν 0
ν 1 0
0 0 1−ν

2

εxxεyy
γxy

 = Cεe (3.18)

Où γxy = 2εxy, C est le tenseur de Hooke (ou tenseur des constantes élastiques) et εe est le
tenseur des déformations élastiques.

Par ailleurs, l’hypothèse des petites perturbations permet de négliger le terme quadratique dans
l’expression de Green-Lagrange et on obtient la relation déformation-déplacement suivante :

ε =

εxx εxy 0
εxy εyy 0
0 0 εzz

 =
∇u+∇Tu

2
=

 ∂u
∂x

1
2(∂u∂y + ∂v

∂x) 0
1
2(∂u∂y + ∂v

∂x) ∂v
∂y 0

0 0 ∂w
∂z

 (3.19)

D’autre part, la prise en compte d’une loi de comportement (thermo) élasto-plastique permet
de décomposer la déformation totale en une partie élastique et une partie inélastique telle que :

ε = εe + εp + εth (3.20)

Où ε est la déformation plastique totale, εe la déformation élastique, εp la déformation plastique

et εth la déformation liée à la dilatation thermique du matériau.

La résolution du problème global basée sur les équations d’équilibre doit également prendre en
compte les conditions aux limites. La fixation de l’éprouvette par le biais des mors est retranscrit
via une liaison encastrement sur la frontière du domaine ∂Ω1 (cf. Figure 3.7) telle que :

u = 0 sur ∂Ω1 (3.21)

Les autres bords de l’éprouvette qui constituent la frontière ∂Ω2 du domaine (cf. Figure 3.7)
sont considérés libres, et la condition aux limites associée est telle que :

σ.n = 0 sur ∂Ω2 (3.22)
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Figure 3.7 – Représentation des conditions aux limites mécaniques appliquées dans la modélisa-
tion.

Afin de caractériser le comportement en plasticité du matériau, il est nécessaire de définir un
modèle d’écrouissage. Or, le comportement de l’acier 316L soumis à un chargement thermique
cyclique est déjà bien connu et documenté car il s’agit d’un acier couramment utilisé notamment
dans l’industrie nucléaire [123]. Ce type de sollicitation cyclique modifie progressivement les
caractéristiques mécaniques initiales de l’acier 316L. Afin de prendre en compte ce phénomène, il
est habituel d’implémenter un modèle d’écrouissage mixte qui prenne en compte la part isotrope
de l’écrouissage R et la part cinématique X. La modélisation suppose donc un comportement
élasto-plastique à écrouissage mixte combinant les effets d’un écrouissage isotrope linéaire et
d’un écrouissage cinématique linéaire. Ce type de comportement est appelé par CodeAster avec
le mot-clé VMIS ECMI LINE.
Les mécanismes de plasticité associés à la loi de comportement utilisée sont gouvernés par une
loi d’écoulement plastique caractérisée par une fonction de charge (ou critère de plasticité) F
telle que :

F (σ,R,X) = (σ̃ −X)eq −R

En considérant la notation Aeq =

√
3

2
Ã.Ã

(3.23)

ε̇p = λ̇
∂F

∂σ
=

3

2
λ̇

σ̃ −X
(σ̃ −X)eq

(3.24)

ṗ = λ̇ =

√
2

3
ε̇p.ε̇p (3.25)

Dans les équations précédentes, la partie isotrope R de l’écrouissage est linéaire et dépend de
la déformation plastique cumulée p tel que R = R(p) avec R qui est une caractéristique du
matériau. La partie cinématique de l’écrouissage X est également linéaire et s’écrit X = Cεp

avec C le coefficient de Prager caractéristique du matériau et εp la déformation plastique. σ̃ est
le tenseur déviatorique des contraintes tel que σ̃ = σ− σH avec σH le tenseur hydrostatique. Le
multiplicateur plastique λ̇, équivalent à la variation de la déformation plastique cumulée entre
deux instants ṗ , est déterminé par la condition de cohérence suivante :

{
si F < 0 ou Ḟ < 0 λ̇ = 0

si F = 0 ou Ḟ = 0 λ̇ ≥ 0
(3.26)
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3.3.2 Discussion sur le modèle d’écrouissage et la restauration d’écrouissage

Dans cette section, on analyse l’influence du modèle d’écrouissage et de la restauration d’écrouis-
sage sur les niveaux de contraintes résiduelles. On justifie ainsi les choix effectués pour la modé-
lisation mécanique par rapport à d’autres options proposées dans la littérature. En effet, outre
le modèle d’écrouissage mixte linéaire considéré dans la modélisation, la littérature mentionne
également d’autres types de modèles pour simuler le comportement mécanique cyclique de l’acier
316L [124, 125]. Le code de calcul CodeAster permet notamment d’utiliser le modèle de com-
portement élasto-visco-plastique de J-L. Chaboche à écrouissage mixte non linéaire avec prise
en compte possible de la viscosité [126]. Ce modèle se caractérise par une (CN1 CHAB) ou deux
(CN2 CHAB) variables cinématiques, tient compte de la variation des coefficients avec la tempé-
rature et possède un effet d’écrouissage sur les variables tensorielles de rappel. Sa résolution sous
hypothèse des contraintes planes utilise une méthode de condensation statique (DE BORST).
Le degré de complexité du modèle de J-L. Chaboche (prise en compte de la viscosité, nombre
de variables cinématiques. . . ) est lié à la précision souhaitée et aux phénomènes à mettre en
évidence.

L. Depradeux et R. Coquard [67] ont étudié l’influence de la viscoplasticité et de l’écrouis-
sage sur le comportement mécanique dans le cas de la superposition de trois cordons en 316L
dans la rainure d’une pièce du même matériau. Cette étude montre que la viscosité influe fai-
blement sur les résultats de contraintes résiduelles car les effets visqueux ont une forte influence
uniquement à haute température. En revanche, la restauration d’écrouissage influe fortement
sur les niveaux de contraintes notamment pour un modèle d’écrouissage purement isotrope qui
a tendance à surestimer les contraintes résiduelles alors qu’elle a une influence moindre pour
des modèles d’écrouissages cinématiques ou mixtes. En effet, d’après la figure 3.8, on constate
que l’application d’un chargement cyclique sous hypothèse d’un écrouissage purement isotrope
(sans considération du phénomène de restauration d’écrouissage) génère une contrainte axiale
plus importante que pour les écrouissages cinématiques et mixtes.

Figure 3.8 – Influence du modèle d’écrouissage pour un comportement cyclique [127].

Dans le cas de l’écrouissage isotrope, la diminution des niveaux de contraintes est donc assurée
par la considération d’une restauration d’écrouissage alors que, dans le cas de l’écrouissage ciné-
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matique ou mixte, les niveaux de contraintes sont déjà abaissés par la prise en compte de l’effet
Baushinger dans l’expression même des écrouissages (cf. Chapitre 1 section 1.2.2.2).
Enfin, l’étude montre que le modèle de Prager (écrouissage mixte linéaire) et le modèle de Cha-
boche (écrouissage mixte non linéaire) donnent des résultats similaires en termes de contraintes
résiduelles. Le modèle de Prager, plus facile à paramétrer que le modèle de Chaboche, serait
donc suffisant pour prédire les contraintes résiduelles générées.

Afin de valider les observations décrites précédemment pour la configuration de dépôt considé-
rée, cinq simulations sont réalisées dont trois prennent en compte une restauration d’écrouissage
entre 400°C et 1000°C [128] en se basant respectivement sur un modèle d’écrouissage purement
isotrope, un modèle de Prager et un modèle élastoplastique de Chaboche (à une seule variable
cinématique). Les deux autres simulations ne prennent pas en compte le phénomène de restau-
ration d’écrouissage et utilisent respectivement un modèle d’écrouissage purement isotrope et
un modèle de Prager. Les propriétés mécaniques utilisées pour le modèle de Prager et le modèle
de Chaboche sont mentionnées, pour le premier, dans le tableau 3.3 et, pour le second, dans le
tableau 3.6.

Température
(°C)

R0 (MPa) R∞ (MPa) b C∞ (MPa) γ0

20 138 1154 2,74 96000 727
275 136 966 2,74 60000 727
550 92 818 2,74 45000 727
750 80 800 2,74 30000 727
900 78 712 2,74 188000 727
1000 67 139 2,74 95000 727

Tableau 3.6 – Paramètres de l’acier 316L utilisés avec le modèle d’écrouissage de J.-L. Chaboche
([113], cf. cas-test EDF R&D hsnv140f). Au delà de 1000°C, les valeurs des paramètres matériau
R0, R∞ et C∞ sont extrapolées linéairement.

Les contraintes résiduelles générées par ces cinq modèles sont évaluées suivant un axe de coupe
(T) (cf. Figure 3.9) après le dépôt de cinq cordons de 100 mm dans la configuration de dépôt
choisie pour la modélisation. La comparaison des profils de contraintes résiduelles extraits pour
ces cinq simulations permet, d’une part, de montrer l’influence de la restauration d’écrouissage
en fonction des différents modèles d’écrouissage considérés et, d’autre part, de mettre en évi-
dence l’influence du modèle d’écrouissage en activant la restauration d’écrouissage pour chacun
des modèles étudiés.

Étude de l’influence de la restauration d’écrouissage La restauration d’écrouissage correspond
à une disparition, partielle ou totale, de l’état d’écrouissage du matériau en lien avec les phé-
nomènes thermo-métallurgiques apparaissant au cours du dépôt. En effet, lorsque le métal est
écroui par déformation plastique, sa microstructure est modifiée et ses propriétés mécaniques
sont dégradées. La microstructure du métal écroui montre des dislocations et des défauts ponc-
tuels dans la matrice du métal. La création de ces défauts cristallins consomme de l’énergie
qui, pour la majeure partie, reste emmagasinée dans le métal écroui. Cette énergie gouverne la
force motrice nécessaire pour l’activation de la restauration d’écrouissage. Si elle est activée, la
restauration d’écrouissage permet de restaurer l’équilibre de la microstructure par annihilation
des défauts cristallins et sans germination de nouveaux grains. Or, la libération de l’énergie sto-
ckée dans le métal écroui est fonction de la température, ce qui conditionne la mise en place de
la restauration d’écrouissage. Par conséquent, on définit la restauration d’écrouissage en fonc-
tion d’une température d’activation (Ta) et d’une température de restauration totale (Ttot) de
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Figure 3.9 – Position de l’axe de coupe (T) suivant lequel sont évaluées les contraintes résiduelles
longitudinales.

sorte que, pour des températures comprises entre Ta et Ttot, la restauration d’écrouissage est
partielle (annihilation partielle des défauts cristallins) et, pour des températures supérieures à
Ttot, la restauration d’écrouissage est totale (annihilation complète des défauts cristallins). Les
conséquences mécaniques de la restauration d’écrouissage concernent la déformation plastique
cumulée p. Plus précisément, pour des températures comprises entre Ta et Ttot, la valeur de
la déformation plastique cumulée p est partiellement annihilée et, pour des températures supé-
rieures à Ttot, la déformation plastique cumulée p est totalement annihilée.
Pour les modèles étudiés prenant en compte la restauration d’écrouissage, on définit, pour l’acier
316L, Ta=400°C et Ttot=1000°C [128] avec, entre 400°C et 1000°C, une dégradation linéaire de
la déformation plastique cumulée p. La figure 3.10 présente l’isotherme à 400°C et 1000°C pour
le début du refroidissement de la cinquième couche. Les profils de contraintes étudiés pourront
être analysés au regard des ces isothermes.

Figure 3.10 – Isothermes caractéristiques du début de la restauration d’écrouissage (T=400°C)
et de la restauration totale (1000°C) fixées pour la modélisation au début du refroidissement de
la cinquième couche (cas nominal).
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La figure 3.11 met en évidence l’influence de la restauration d’écrouissage sur les niveaux de
contraintes pour un modèle d’écrouissage isotrope et mixte de Prager. Les résultats obtenus sont

Figure 3.11 – Contraintes résiduelles longitudinales évaluées le long de l’axe de coupe (T) après
le refroidissement de la cinquième couche du cas d’étude nominal pour un modèle d’écrouissage
purement isotrope et mixte de Prager, avec et sans restauration d’écrouissage.

en accord avec ceux de L. Depradeux et R. Coquard. En effet, on constate que la restauration
d’écrouissage diminue les niveaux de contraintes pour les deux modèles d’écrouissage dans la
zone soumise à la restauration, c’est-à-dire dans la zone de dépôt et ses alentours (entre 35 mm
et 60 mm). Cette diminution est d’autant plus marquée pour le modèle d’écrouissage isotrope.
Les niveaux de contraintes relevés au bas du substrat (entre 8 mm et 18 mm) pour un même
modèle diffèrent légèrement en fonction de l’activation ou de la désactivation du phénomène de
restauration d’écrouissage. Cette différence n’est pas directement attribuable à la restauration
d’écrouissage mais plutôt à un rééquilibrage différent de la structure en lien avec la modification
des niveaux de contraintes générés dans la zone de dépôt et ses alentours.

Influence du modèle d’écrouissage La figure 3.12 présente le profil des contraintes résiduelles
longitudinales suivant (T ) pour trois modèles (purement isotrope, mixte de Prager et Cha-
boche à une seule variable cinématique), chacun d’entre eux prenant en compte une restauration
d’écrouissage décrite par une fonction linéaire appliquée entre Ta=400°C et Ttot=1000°C.

On constate que les niveaux de contraintes relevés pour ces trois modèles sont assez proches.
L’allure du profil obtenu pour le modèle de Chaboche est légèrement différent car les don-
nées d’entrée associées sont spécifiques au modèle, ce qui est en accord avec la remarque de
L. Depradeux et R. Coquard quant à la difficulté de paramétrer le modèle de Chaboche. En
revanche, par rapport à l’étude de L. Depradeux et R. Coquard, on constate que le modèle
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Figure 3.12 – Contraintes résiduelles longitudinales évaluées le long de l’axe de coupe (T) après
le refroidissement de la cinquième couche du cas d’étude nominal pour un modèle d’écrouissage
purement isotrope, de Prager et de Chaboche avec considération de la restauration d’écrouissage
activée à partir de 400°C et totale à partir de 1000°C.

d’écrouissage isotrope pourrait également être adapté à une estimation satisfaisante des niveaux
de contraintes résiduelles. Cette observation est à mettre en relation avec la position des iso-
thermes à 400°C et 1000°C caractérisant la restauration d’écrouissage (cf. Figure 3.10) appliquée
au modèle d’écrouissage isotrope. En effet, d’après la figure 3.10, on constate qu’au début du
refroidissement de la cinquième couche, l’ensemble des cordons ainsi qu’une zone conséquente du
substrat (jusqu’à 20 mm en dessous du premier cordon environ) est soumise au minimum à une
restauration d’écrouissage partielle. Dans cette zone, la déformation plastique cumulée p est par-
tiellement annihilée, limitant le développement des déformations plastiques dans les cordons à
l’origine des contraintes résiduelles. La prise en compte de la restauration d’écrouissage est donc à
l’origine de l’abaissement des contraintes résiduelles pour le modèle isotrope de sorte que le profil
de contraintes résiduelles longitudinales évalué suivant (T ) pour le modèle isotrope et mixte de
Prager sont quasi équivalents à la fin du refroidissement. En revanche, la validité de ce compor-
tement est conditionnée par la localisation des isothermes de restauration d’écrouissage partielle
et totale sur la pièce. D’autres études considèrent par exemple une restauration d’écrouissage
pour l’acier 316L à partir de 600°C [113]. En augmentant la température d’activation de res-
tauration d’écrouissage, il est possible que la restauration d’écrouissage ne s’applique plus que
sur une partie restreinte du dépôt, engendrant le développement des déformations plastiques
dans les cordons non concernés par la restauration d’écrouissage. Ceci aurait pour conséquence
une surestimation des contraintes résiduelles pour le modèle d’écrouissage purement isotrope.
Par conséquent, pour éviter une éventuelle surestimation des contraintes résiduelles, quelles que
soient les températures considérées pour la restauration d’écrouissage, pour n’importe quel type
de matériau, on préfère utiliser un modèle d’écrouissage mixte. Enfin, par rapport au modèle
d’écrouissage mixte non linéaire de J.-L. Chaboche, on privilégie le modèle mixte linéaire de
Prager dont le paramétrage est moins complexe.
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3.4 Validation thermomécanique du modèle

La validation du modèle est réalisée par la confrontation des résultats numériques et expérimen-
taux, pour le dépôt d’un cordon de 100 mm de longueur construit dans les conditions expérimen-
tales décrites au Chapitre 2, avec les paramètres procédés du cas nominal pour le dépôt #D1.
La validation est menée en deux temps, une comparaison thermique puis mécanique.

3.4.1 Validation thermique

La validation thermique repose sur une confrontation des résultats numériques et expérimentaux
pour les dimensions de la zone de fusion et les relevés de températures, pendant la phase de
régime établi.

3.4.1.1 Dimensions de la zone de fusion

Dans la modélisation, la zone de fusion est délimitée par l’isotherme du solidus fixé à 1450°C
pour l’acier 316L (cf. Figure 3.13). La pénétration et la longueur du bain de fusion sont mesurées
avec les dispositifs et suivants les protocoles décrits au Chapitre 2. Le Tableau 3.7 compare la
longueur et la pénétration du bain de fusion numérique et expérimental. On constate que les
valeurs de pénétration et de longueur numériques sont comprises dans la plage bornée par l’écart-
type expérimental. On peut donc estimer que la modélisation thermique mise en place décrit de
manière satisfaisante les dimensions de la zone de fusion.

Pénétration (mm) Longueur (mm)
Expérimental 0,8 ±0,1 15 ±0,3
Numérique 0,76 14,8

Tableau 3.7 – Mesures de la longueur et de la pénétration du bain de fusion numérique et
expérimental pour le dépôt d’un cordon de 100 mm de longueur dans les conditions opératoires
du cas nominal.

Figure 3.13 – Délimitation du bain de fusion numérique avec l’isotherme à 1450°C.
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3.4.1.2 Températures

Afin de s’assurer de la pertinence de la modélisation thermique, il faut également comparer les
profils de température numériques et expérimentaux. Les profils de température expérimentaux
sont relevés au niveau de cinq thermocouples localisés précisément sur le substrat comme montré
sur la figure 3.14. Les positions des thermocouples TC1 et TC5 sont choisies afin d’estimer
précisément le gradient thermique proche de l’encastrement en évitant les effets de bords. Les
positions des thermocouples TC2, TC3 et TC4 sont les mêmes que celles définies au Chapitre
2. Les profils de températures numériques sont extraits suivant des sondes présentant les mêmes
coordonnées que ces cinq thermocouples.

Figure 3.14 – Position des thermocouples utilisés pour la validation thermique du modèle numé-
rique.

Les figures 3.15 et 3.16 montrent les profils de température enregistrés par TC1 et TC5.Ces der-
niers, placés à 10 mm l’un de l’autre au plus près de l’encastrement (cf. Figure 3.14), permettent
de calculer un gradient thermique lié à la dissipation de la chaleur au niveau des mors assurant
l’encastrement. Le gradient thermique expérimental calculé au pic vaut environ 2,5°C.mm−1.
Numériquement, ce même gradient vaut environ 4,0°C.mm−1. La condition de flux imposée sur
le bord encastré ne permet donc pas de retranscrire exactement la dissipation de la chaleur au
niveau des mors. La valeur du coefficient d’échange appliqué sur le bord encastré est surestimé, ce
qui diminue la température de pic relevée au niveau de TC1 placé le plus près de l’encastrement.
Cependant, cette approximation reste acceptable. La température de pic pour TC1 vaut environ
77°C sur le profil expérimental et 67°C sur le profil numérique, soit une différence de 10°C qui
est conservée jusqu’à la fin du refroidissement. Les vitesses de refroidissement expérimentales et
numériques de TC1 sont similaires. Par ailleurs, on constate que la condition de flux imposée
sur le bord encastré a peu, voire pas, d’influence sur le profil de température associé à TC5
pourtant situé à 10 mm de TC1. En effet, à l’inverse de ce que montre le profil de TC1, celui de
TC5 présente un pic numérique plus important que le pic expérimental. Le pompage thermique
par les mors est donc influent uniquement sur une distance comprise entre 10 mm et 20 mm à
partir du bord des mors. Ceci signifie que les températures relevées au niveau de TC2, TC3 et
TC4 seront peu affectées par une erreur sur l’intensité du flux imposé Qmors.

La figure 3.17 montre le profil de température numérique et expérimental extrait pour TC2, le
thermocouple placé au plus près du dépôt. On constate que la température maximale numérique
est surestimée par rapport à l’expérimental : au pic, on relève une température numérique de
910°C tandis que la température expérimentale vaut 820°C, soit une différence inférieure à 100°C.
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Figure 3.15 – Comparaison numérique/expérimental pour 1 cordon au niveau de TC1.

Figure 3.16 – Comparaison numérique/expérimental pour 1 cordon au niveau de TC5.
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Figure 3.17 – Validation thermique : Comparaison numérique/expérimental pour 1 cordon au
niveau de TC2.

En revanche, les vitesses de refroidissement numérique et expérimentale sont plutôt en bonne
adéquation, ce qui est un élément important car les déformations plastiques se développent au
cours de la phase de refroidissement (entre 400°C et 200°C).

Les figures 3.18 et 3.19 présentent les profils de température expérimentaux et numériques asso-
ciés respectivement à TC3 et TC4. Ceux-ci sont assez similaires car TC3 et TC4 sont placés sur
la même hauteur dans le substrat (5 mm en dessous du dépôt). Expérimentalement, la tempéra-
ture maximale enregistrée vaut 615°C au niveau de TC3 et 580°C au niveau de TC4 alors que,
numériquement, on relève une température d’environ 715°C au niveau de TC3 et TC4. Pour
ces deux thermocouples, les températures maximales numériques et expérimentales diffèrent as-
sez significativement. Cette tendance à la surestimation au niveau des pics de température par
rapport aux données expérimentales peut être liée à une limitation de la modélisation bidimen-
sionelle qui ne prend pas en compte le phénomène de diffusion dans l’épaisseur de la plaque. En
effet, comme mentionné dans le Chapitre 2, les thermocouples sont placés dans un perçage à
fond plat d’une profondeur de 1 mm sur une plaque de 6 mm d’épaisseur. En considérant que le
dépôt est exactement centré sur l’épaisseur de la plaque (comme confirmé par la macrographie
présentée en figure ??), les thermocouples enregistrent les températures sur un plan décalé au
maximum de 2 mm par rapport au plan médian de la plaque sur lequel les températures doivent
être plus importantes. Les températures extraites de la modélisation bidimensionnelle corres-
pondraient donc plus à des températures relevées sur le plan médian de la plaque. Par ailleurs,
l’utilisation d’une colle métallique pour la fixation des thermocouples dans les perçages peut
créer une résistance thermique qui abaisse les pics de températures de quelques degrés. Néan-
moins, malgré des températures numériques maximales surestimées, on constate, comme pour les
autres thermocouples, une assez bonne adéquation des vitesses de refroidissement pour TC3 et
TC4, ce qui démontre une bonne estimation du coefficient d’échange appliqué sur l’ensemble de
l’échantillon (substrat + dépôt). Après comparaison des résultats numériques et expérimentaux
présentés ci-dessus sur les dimensions de la zone fondue et des températures, on peut conclure
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Figure 3.18 – Comparaison numérique/expérimental pour 1 cordon au niveau de TC3.

Figure 3.19 – Comparaison numérique/expérimental pour 1 cordon au niveau de TC4.
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que la modélisation thermique bidimensionnelle représente plutôt correctement la thermique as-
sociée au procédé de dépôt, notamment les phases de refroidissement. Malgré une surestimation
de la température maximale, la précision de la modélisation thermique est satisfaisante pour la
prédiction des contraintes et des déformations résiduelles.

Figure 3.20 – Macrographie réalisée sur la section transversale d’une éprouvette présentant un
cordon unique déposé en considérant les paramètres procédé du cas nominal.

3.4.2 Validation mécanique

La validation mécanique comprend une comparaison des résultats numériques et expérimentaux
obtenus pour l’évolution de la déformée de la plaque au cours du dépôt ainsi que pour les profils
de contraintes résiduelles évaluées suivant différents axes.

3.4.2.1 Évolution de la déformée

Expérimentalement, l’évolution de la déformée est obtenue avec un capteur de déplacement laser
dont les caractéristiques sont explicitées dans le Chapitre 2. Pour rappel, ce dernier est placé
au niveau du bord libre de la plaque afin de pouvoir enregistrer un déplacement vertical en
cours de dépôt et évaluer la déformation globale de l’éprouvette à la fin du refroidissement.
Numériquement, le point sonde noté P sur la figure 3.21 est pris au coin de la plaque.

La figure 3.22 compare l’évolution du déplacement vertical enregistrée par le capteur de dépla-
cement laser et l’évolution du déplacement vertical du point P.

On constate que les évolutions numérique et expérimentale du déplacement vertical suivent la
même tendance avec un déplacement de la plaque vers le bas qui s’amorce dès les premières
secondes de dépôt jusqu’au début du refroidissement. Durant la phase de refroidissement, le
sens du déplacement vertical numérique et expérimental change ; on observe un déplacement
progressif de la plaque vers le haut qui se maintient jusqu’à la fin du refroidissement. Après
retour à température ambiante, le déplacement vertical de l’extrémité libre est mesuré à 0,5 mm
alors que, numériquement, il est estimé 0,85 mm. Cette déformation globale de l’échantillon,
classiquement observée en soudage [50], est principalement liée au retrait longitudinal provoqué
par la rétractation du métal au refroidissement. Cette variation de la longueur dans la direction
longitudinale, sous hypothèse d’un matériau isotrope, s’écrit telle que :
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Figure 3.21 – Localisation du point sonde P permettant d’évaluer la déformation globale de
l’échantillon au cours du dépôt.

∆L(T, t) = α(T, t)L0∆T (t) (3.27)

Avec, ∆L la variation de longueur (en m), α le coefficient de dilatation linéaire (en mm.mm−1.K−1

ou en m.m−1.°C−1) intrinsèque au matériau considéré, L0 la longueur de référence (en m) et ∆T
la variation de température (en K ou en °C).
L’équation 3.27 montre une dépendance linéaire du retrait longitudinal avec le coefficient de
dilatation α et la variation de température pour un intervalle de temps donné. La légère dif-
férence constatée entre la déformée numérique et expérimentale à la fin du refroidissement est
certainement liée à une approximation du retrait longitudinal ∆L au niveau du dépôt dans la
modélisation. En effet, comme montré dans la section précédente, les vitesses de refroidissement
numériques, même si elles sont satisfaisantes, ne sont pas exactement identiques à celles enre-
gistrées expérimentalement. La variation de température ∆T entre deux instants considérés au
refroidissement est donc différente sur le profil numérique et expérimental. Par conséquent, au
vu de l’équation 3.27, il existe une différence dans l’estimation du retrait longitudinal ∆L qui
se répercute sur la déformée de l’échantillon.
De plus, si, pour la plage de températures rencontrées dans les essais, l’acier 316L présente des
propriétés mécaniques (notamment un module d’Young) quelque peu différentes de celles choi-
sies dans la littérature pour la modélisation, il est possible que l’évolution de la rigidité de la
structure réelle et de la structure modélisée soit quelque peu différente, ce qui peut contribuer à
ces écarts dans les valeurs de déplacement.
Enfin, l’écart entre la déformée prédite par la simulation thermomécanique et mesurée expéri-
mentalement par le capteur laser est également à analyser au regard des déformations plastiques
générées dans les cordons. En effet, si la simulation basée sur un comportement élastoplastique
à écrouissage mixte de Prager, calcule des champs de déformations plastiques trop importants
dans les cordons, on risque de surestimer la déformée.

3.4.2.2 Profils de contraintes résiduelles

Les profils de contraintes résiduelles expérimentaux sont obtenus avec la technique de diffraction
neutronique. Pour la validation du modèle thermomécanique, les mesures sont réalisées sur
un échantillon présentant un unique dépôt de 100 mm construit avec les paramètres procédés
du cas nominal. La campagne de mesures a été effectuée à l’Institut Laue-Langevin (ILL) de
Grenoble qui utilise une source de neutrons continue délivrée par un Réacteur à Haut Flux (RHF)
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Figure 3.22 – Comparaison numérique/expérimental du déplacement vertical du bord libre de
l’échantillon pour 1 cordon (sonde P ).

de 58 MW. L’instrument utilisé pour déterminer les champs de déformations dans un volume
élémentaire de l’échantillon est le diffractomètre SALSA (cf. Figure 3.23) dont les caractéristiques
sont les suivantes :

• un guide neutrons à super miroir et haut flux (super mirror neutron guide) ;

• un monochromateur à double focalisation ;

• un détecteur 2D (Position Sensitive Detector, PSD) permettant une acquisition rapide ;

• un robot porte-échantillon, qui permet l’inclinaison et la translation simultanée avec une
précision de 10 µm et une capacité maximale en poids de 1000 kg ;

• une gamme de longueur d’ondes variable en continu et située entre 0,13 nm et 0,34 nm ;

• une optique de faisceau interchangeable pour des configurations expérimentales différentes.

Comme pour l’installation du Helmholtz-Zentrum Berlin für Materialien und Energie (HZB),
le monochromateur utilisé est en silicium parfait. La longueur d’onde considérée pour cette
campagne de mesure est sélectionnée à 1,65 Å. Le plan hkl est identique à celui utilisé pour les
mesures effectuées au HZB (cf. Chapitre 2), à savoir le plan {311}. L’angle de référence 2θ vaut
98,5° entre la faisceau de neutrons et le détecteur, placé suivant l’angle de Bragg 2θ. Le volume
de mesure (gauge volume) est de 2 × 2 × 0, 6 mm3 dans les trois directions. L’échantillon est
placé sur le porte-échantillon suivant deux orientations comme montré sur la figure 3.24 afin de
mesurer des déformations suivant les trois directions du repère Oxyz.
Les profils de contraintes résiduelles numériques et expérimentaux sont comparés suivant plu-
sieurs axes présentés en figure 3.25. Les comparaisons sont effectuées pour les contraintes rési-
duelles uniquement dans le substrat car les mesures des déformations dans le cordon ne sont
pas concluantes. Dans cette zone, les pics de diffraction obtenus sont trop larges en raison de
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Figure 3.23 – Dispositif expérimental utilisé pour la mesure des déformations par diffraction
neutronique à l’ILL (diffractomètre SALSA) avec le montage présentant cinq échantillons.

Figure 3.24 – Positionnements de l’échantillon dans l’environnement de l’instrument SALSA
pour la campagne de mesures des déformations par diffraction neutrons à l’ILL.
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la microstructure du métal caractéristique de la zone fondue (cf. analyses EBSD au Chapitre
2). En revanche, on peut raisonnablement supposer que la modélisation du comportement mé-
canique de l’échantillon est validée si les contraintes résiduelles numériques et expérimentales
dans le substrat sont en adéquation. En effet, le comportement du substrat est conditionné par
les déformations plastiques créées dans la zone de dépôt. Si les contraintes résiduelles dans le
substrat sont validées, cela implique que la modélisation du dépôt est également plutôt bien
retranscrite.

Figure 3.25 – Positionnement des différents axes d’analyse des contraintes résiduelles.

Les figures 3.26 et 3.27 montrent les niveaux et les répartitions des contraintes résiduelles lon-
gitudinales et transversales issus de la modélisation numérique et de l’expérience, le long de
deux axes transversaux, respectivement T1 et T2. Les contraintes expérimentales estimées dans
un volume de mesure (gauge volume) sont représentées avec une barre d’erreur qui dépend de
l’incertitude calculée sur l’angle diffracté.
Tout d’abord, on constate que les profils des contraintes longitudinales et transversales extraits
de la modélisation suivant T1 et T2 sont plutôt en bon accord avec les résultats expérimentaux.

D’après l’analyse des profils suivant T1 et T2, on remarque que les contraintes transversales
sont quasi nulles sur toute la hauteur de l’éprouvette. Sous l’hypothèse des contraintes planes,
on retrouve donc une distribution quasi uniaxiale des contraintes résiduelles déjà mise en évi-
dence par les mesures réalisées au Helmholtz-Zentrum Berlin für Materialien und Energie (cf.
Chapitre 2). D’autre part, les profils de contraintes longitudinales évalués suivant T1 ou T2
montrent que les zones de transition traction/compression sont clairement validées par l’expé-
rience. De plus, on constate que la zone située 10 mm en dessous du dépôt est en traction. Dans
cette région, la contrainte résiduelle longitudinale atteint un maximum en traction alors que les
contraintes transversales sont quasi nulles. Suivant T1, ce maximum vaut expérimentalement
260 MPa contre, numériquement, 232 MPa. Suivant T2, on mesure ce maximum à 242 MPa tan-
dis que numériquement on l’estime à 233 MPa. Les distributions et les niveaux de contraintes
résiduelles longitudinales suivant T1 et T2 sont donc assez similaires en lien avec le chargement
thermique pour lequel le régime est quasi-stationnaire au centre de l’éprouvette. Enfin, l’expé-
rience vient corroborer les résultats numériques qui montrent une diminution des contraintes
en traction sur les derniers millimètres en haut de l’échantillon et, par extrapolation, dans le
cordon.
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Figure 3.26 – Contraintes résiduelles numériques et expérimentales évaluées suivant l’axe trans-
versal T1 (x = 56 mm).

Figure 3.27 – Contraintes résiduelles numériques et expérimentales évaluées suivant l’axe trans-
versal T2 (x = 85 mm).

97



Les figures 3.28 et 3.29 montrent les niveaux et les répartitions des contraintes résiduelles longi-
tudinales et transversales, numériques et mesurées par diffraction, le long de deux axes longitu-
dinaux, respectivement L1 et L2.

Figure 3.28 – Contraintes résiduelles numériques et expérimentales évaluées suivant l’axe longi-
tudinal L1 (y = 10 mm).

Les profils de contraintes résiduelles longitudinales et transversales extraits de la modélisation
sont plutôt en bon accord avec l’expérience quoiqu’on constate une prédiction sous-estimée des
contraintes longitudinales d’environ 30 MPa suivant L1 et L2. Comme montré précédemment
avec les profils de contraintes suivant T1 et T2, les niveaux de contraintes résiduelles transversales
sont faibles par rapport aux niveaux de contraintes résiduelles longitudinales, voire quasi-nuls
(distribution quasi uniaxiale des contraintes résiduelles longitudinales). En particulier, le profil
des contraintes résiduelles longitudinales extrait de l’expérience suivant L1 retranscrit bien le
comportement mécanique caractéristique de la condition de bord libre existant sur l’extrémité
de l’échantillon. En effet, on remarque qu’à 20 mm du bord libre, la contrainte longitudinale
vaut 45 MPa alors que sur le point de mesure précédent elle vaut plus de 100 MPa, ce qui semble
aller dans le sens d’un champ de contrainte nul sur le bord libre.
Par ailleurs, même s’il manque des points de mesure pour confirmer la tendance, on constate
que le profil de contraintes résiduelles longitudinales évalué suivant L2, issu de la simulation
thermomécanique, respecte également la condition de bord libre car pour, x = 124 mm (c’est-
à-dire au niveau du bord libre de l’éprouvette), σxx = 0 MPa. De plus, alors que la contrainte
résiduelle longitudinale tend vers 0 proche du bord libre, la contrainte résiduelle transversale
présente une variation assez importante. Ce comportement ne contrevient pas à la condition de
bord libre car la contrainte transversale est orientée perpendiculairement au vecteur normal du
bord libre (σyy.n 6= 0, avec n le vecteur normal au bord libre de l’éprouvette). Cette variation
significative de la contrainte résiduelle transversale pourrait être liée à un effet combiné de
la géométrie et de la thermique du dépôt. En effet, les variations de contraintes résiduelles
transversales apparaissent à x = 12mm et x = 112mm, c’est-à-dire au niveau du début et de
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Figure 3.29 – Contraintes résiduelles numériques et expérimentales évaluées suivant l’axe longi-
tudinal L2 (y = 47 mm).

la fin du cordon qui expérimentent respectivement les phases d’allumage et d’extinction de l’arc
électrique. Ces phases transitoires sont à l’origine de vitesse de chauffe et de refroidissement
importantes, ce qui provoquerait les variations de contraintes résiduelles transversales observées
au niveau de l’axe L2 situé à 3 mm en dessous du dépôt.

3.5 Conclusion

Ce chapitre a permis de décrire et de valider le modèle thermomécanique mis en place pour
prédire les contraintes et les déformations résiduelles générées dans une pièce fabriquée par le
procédé WAAM. En particulier, le modèle implémenté respecte la configuration expérimentale
établie au Chapitre 2 en prenant en compte l’ajout de matière au-fur-et-à-mesure de la construc-
tion de la pièce. Cette modélisation est bien adaptée pour décrire la génération des contraintes
résiduelles et des déformations en cours et en fin de procédé. Il est donc possible de suivre et
d’analyser l’évolution du comportement mécanique au cours et à la fin de la fabrication.
Dans la phase de validation, on montre notamment que la prédiction des états thermiques et
mécaniques de l’éprouvette lors du dépôt et en fin de dépôt est satisfaisante. En effet, si l’on se
réfère aux validations thermique et mécanique menées pour le dépôt d’un cordon, on constate
que les résultats numériques thermiques (taille de bain de fusion et profils de températures) et
mécaniques (évolution de la déformée et profils de contraintes résiduelles) sont plutôt en bon
accord avec les mesures expérimentales.
D’autre part, cette simulation présente des temps de calcul assez satisfaisants. Ces temps rela-
tivement courts, compte-tenu des hypothèses de modélisation, sont liés notamment à la consi-
dération d’un modèle bidimensionnel pour lequel le nombre de degré de liberté est réduit par
rapport à un modèle tridimensionnel.
Enfin, cette modélisation prend en compte les paramètres procédé réels comme données d’entrée.
En effet, l’apport de matière est dimensionné en fonction des paramètres procédé considérés (vi-
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tesse fil, diamètre de fil et vitesse d’avance) et les intensités et tensions de soudage interviennent
dans l’expression de la source de chaleur. Les temps de refroidissement pris entre chaque couches
sont également identiques à ceux réellement utilisés.
Par la suite, cette modélisation est utilisée pour simuler les trois cas d’étude qui sont caractérisés
par des jeux de paramètres procédé différents pour le dépôt des cinq couches. Il s’agira alors de
mettre en évidence l’influence des paramètres procédés pris en compte dans la modélisation sur
les niveaux et les répartitions de contraintes et de déformations dans l’éprouvette.
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Chapitre 4

Influence des paramètres procédé lors
d’une opération de dépôt WAAM

L’objectif de ce chapitre est de mettre en évidence l’influence des paramètres procédé sur les
niveaux de contraintes et de déformations générés. Pour cela, les différents cas d’étude sont
étudiés à travers l’analyse des mesures expérimentales et des résultats issus de la simulation
thermomécanique.

4.1 Contexte

L’influence des paramètres procédé sur les états de contraintes et de déformations résiduels est
étudiée en se basant sur trois cas d’étude définis par des jeux de paramètres procédé spéci-
fiques. Ces derniers sont rappelés dans le Tableau 4.1. La configuration de dépôt est la même
que celle présentée au Chapitre 2. Cinq cordons de 100 mm sont déposés sur l’épaisseur d’une
plaque maintenue verticalement, dans la direction longitudinale comme montré en figure 4.1. Le
substrat, c’est-à-dire la zone utile pour le dépôt, correspond à une zone rectangulaire de 124
mm × 50 mm (cf. Figure 4.1). La stratégie de dépôt considérée est telle que le point d’arri-
vée de la couche précédente correspond au point de départ de la suivante (stratégie de dépôt
”aller-retour”). Des mesures de champs thermiques et mécaniques sont réalisées sur plusieurs
éprouvettes qui sont fabriquées avec les paramètres procédé du cas d’étude considéré. L’instru-
mentation mise en place pour ces mesures, effectuées en cours de procédé ou bien a posteriori, a
été présentée précédemment (cf. Chapitre 2). Dans ce chapitre, les données thermiques (profils
de température et dimensions de la zone de fusion) et mécaniques (déformée de l’éprouvette et
profils de contraintes résiduelles) sont exploitées afin de mettre en évidence des similitudes et/ou
des différences significatives entre chaque cas. La figure 4.1 rappelle la position des différents
thermocouples (notés Tn) et du capteur de déplacement laser qui, respectivement, permettent
d’enregistrer des profils de température et l’évolution de la déformée de l’éprouvette à des em-
placements localisés. Les longueurs des bains de fusion sont mesurées sur des images acquises
via une caméra rapide intégrée sur le bras du robot et orientée perpendiculairement par rapport
à l’éprouvette afin de visualiser le profil longitudinal du bain de fusion (cf. Chapitre 2, section
2.2.1.3). Les profils de contraintes résiduelles sont obtenus par la méthode de diffractométrie
de neutrons au Helmholtz-Zentrum Berlin für Materialien und Energie (HZB) de Berlin sur le
diffractomètre E3 et à L’Institut Laue Langevin (ILL) de Grenoble sur le diffractomètre SALSA.
Le principe de mesure utilisé par ces deux dispositifs expérimentaux (présentés dans les Chapitre
2 et 3) est le même. Ces deux diffractomètres sont dotés d’un monochromateur qui sélectionne
une longueur d’onde spécifique. Le calcul des déformations à partir des angles de diffraction est
donc effectué sous hypothèse d’une longueur d’onde constante.
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Parameters Cas 1 Cas 2 Cas 3
Dépôt 1
#D1

Dépôt n
#Dn

Dépôt 1
#D1

Dépôt n
#Dn

Dépôt 1
#D1

Dépôt n
#Dn

U (V) 13 13 13,4 13,3 13,2 13,3
I (A) 107 86 123 110 124 112
Vs (m/s) 0,007 0,007 0,007 0,007 0,0086 0,0086
El (J/mm) 159,0 127,8 188,4 167,2 152,3 138,6
Vf (m/min) 3,2 2,5 4,2 3,3 4,2 3,3

Tableau 4.1 – Paramètres procédés associés à chaque cas d’étude (Cas 1 (cas nominal), Cas 2,
Cas 3) pour le premier dépôt #D1 et les dépôts suivants #Dn

Figure 4.1 – Configuration du dispositif expérimental avec l’emplacement des mesures pour les
températures et pour le déplacement vertical de l’éprouvette

La modélisation mise en place pour étudier le comportement thermomécanique des échantillons
prend en compte les paramètres procédé réels. Les tensions et les intensités de dépôt mesurées
sont intégrées dans l’expression de la source de chaleur équivalente. Le diamètre du fil, les vi-
tesses d’apport de matière (ou vitesse fil) et les vitesses d’avance de la torche entrent en compte
dans le dimensionnement de l’élément de matière ajouté. Ce dernier est ajouté à chaque pas de
calcul considéré, ce qui permet de suivre l’évolution des états thermiques et mécaniques durant
la phase de dépôt. Le Tableau 4.2 présente les paramètres numériques associés à l’expression de
la source de chaleur équivalente (a, b, c, U , I, η) ainsi que les dimensions de l’élément de ma-
tière ajouté (uL, uh, e) calculées suivant les équations présentées dans la section 3.1.4 (Chapitre
3). Les résultats issus de la simulation sont obtenus en considérant l’ensemble des hypothèses
et des conditions aux limites évoquées dans la construction du modèle thermomécanique au
Chapitre 3. Les résultats numériques issus des simulations des trois cas d’étude sont d’abord
confrontés aux relevés expérimentaux afin de discuter la validité des prédictions à l’emplace-
ment des points de mesure. Les tendances mises en évidence avec la comparaison des résultats
expérimentaux de chaque cas sont également exploitées pour être confrontées aux tendances
mises en évidence avec la comparaison des résultats numériques. La simulation numérique est
ensuite utilisée pour étudier la cartographie complète des champs thermiques et mécaniques sur
l’ensemble de l’éprouvette, ce qui représente un véritable atout par rapport à l’expérimentation
pour laquelle les mesures sont uniquement ponctuelles.
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Parameters Cas 1 Cas 2 Cas 3
Dépôt 1
#D1

Dépôt n
#Dn

Dépôt 1
#D1

Dépôt n
#Dn

Dépôt 1
#D1

Dépôt n
#Dn

U (V) 13 13 13,4 13,3 13,2 13,3
I (A) 107 86 123 110 124 112
a (mm) 2,5 1,8 2,5 2,5 2,5 3,0
b (mm) 7,8 7,2 7,8 8,5 9,0 10,0
c (mm) 5,0 5,0 5,0 5,0 5,0 5,0

η 0,8 0,8 0,8
uL (mm) 0,7 0,7 0,86
uh(mm) 2,00 1,95 2,02 1,98 2,14 2,09
e (mm) 4,30 3,46 5,59 4,50 4,30 3,46

Tableau 4.2 – Paramètres d’entrée du modèle numérique définis pour le premier dépôt #D1 et
les dépôts suivants #Dn du cas 1 (cas nominal), du cas 2 et du cas 3

4.2 Analyse thermique

Dans une étude thermomécanique du procédé WAAM menée sous hypothèse d’un couplage
faible (avec une interaction dominante de la thermique sur la mécanique), l’analyse thermique
est essentielle car elle conditionne les états mécaniques. Dans cette section, on étudie, pour
chacun des cas, les dimensions de la zone de fusion et les profils de température au niveau des
emplacements repérés sur la figure 4.1, extraits de l’expérimentation et de la simulation.

4.2.1 Zones de fusion

Les longueurs des bains de fusion pour les trois cas étudiés sont mesurées suivant un protocole
identique à celui utilisé pour l’étude du cas nominal (cf. Chapitre 2). La longueur retenue est une
longueur moyenne calculée à partir d’une série d’images enregistrées sur chaque cordon impair.
La figure 4.2 montre des profils de bains de fusion enregistrés sur chaque couche impaire pour
les trois cas d’étude, en régime établi.

Les dimensions de la zone de fusion détectée par caméra rapide lors de l’opération de dépôt
des cinq cordons est comparée dans la simulation avec les dimensions de la zone délimitée par
l’isotherme solidus de l’acier 316L fixée à 1450°C. Les géométries des bains de fusion obtenues en
régime établi avec la simulation thermique sont présentées en figure 4.3. Les longueurs des bains
de fusion numériques et expérimentales sont répertoriées dans le Tableau 4.3 pour chaque cas
d’étude. On constate que les longueurs des bains de fusion mesurées dans la simulation entrent
dans la dispersion des mesures pour chacun des cas et chacun des cordons impairs. Les bornes
supérieures et inférieures de la dispersion considérée sont telles que L+ = L̄+ σ et L− = L̄− σ
avec L+ et L− qui désignent respectivement la borne supérieure et la borne inférieure de la
dispersion des mesures de longueurs, L̄ la longueur moyenne et σ l’écart type.
Par ailleurs, de façon générale, on observe pour les trois essais la même tendance que dans
l’essai de référence (le cas nominal déjà traité dans le Chapitre 2), à savoir une augmentation
de la longueur des bains de fusion avec le nombre de couches déposées. Cette observation est
valable à la fois pour la phase expérimentale et pour la simulation. Ce phénomène est dû à la
compétition entre les effets de diffusion de la chaleur dans le substrat et l’apport de chaleur.
La comparaison et l’analyse des résultats pour les trois cas doit s’appuyer sur une analyse des
paramètres procédés établis pour chacun des cas (cf. Tableau 4.1). Le cas 2, qui est le cas le
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Figure 4.2 – Photos des bains de fusion pour chaque cordon impair de chaque cas d’étude. Pour
un même cas d’étude, du haut vers le bas, on retrouve le bain de fusion de la première couche,
puis de la troisième couche et de la cinquième couche.

plus énergétique (énergies linéiques les plus élevées), se caractérise par des dimensions de bain
de fusion plus importantes quelles que soient les couches. Les valeurs d’énergie linéique du cas
3 sont assez proches de celles du cas 1, bien que légèrement supérieures. La vitesse fil des cas 2
et 3 est identique, ce qui conduit à définir une vitesse d’avance du cas 3 supérieure à celle des
cas 1 et 2 permettant de conserver le critère sur les ordres de grandeur de l’énergie linéique. Les
données présentées dans la section précédente dans le Tableau 4.3 montrent que les dimensions
des bains de fusion du cas 3 sont comprises entre celles du cas 1 et 2, ce qui peut s’expliquer par
les valeurs intermédiaires d’énergies linéiques associées au cas 3. Néanmoins, malgré des vitesses
fil communes avec le cas 2, les dimensions des bains de fusion du cas 3 sont très proches de celles
du cas 1, ce qui montre l’influence de la vitesse d’avance sur la géométrie du bain de fusion. En
effet, à vitesse fil constante et en augmentant la vitesse d’avance par rapport au cas 2, la quan-
tité d’énergie apportée à l’échantillon à un instant donné diminue, ce qui semble entrâıner une
diminution de la longueur du bain de fusion. D’après ces différents résultats, il apparâıt que les
longueurs de bains de fusion sont conditionnées par la quantité d’énergie linéique délivrée pour
l’opération de dépôt, ce qui explique les similitudes entre le cas 1 et le cas 3 et la différenciation
du cas 2.
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Figure 4.3 – Géométries des bains de fusion extraites dans la simulation du cas 1, cas 2 et cas
3 pour la troisième couche en régime établi.

N°Dépôt #Dn Cas 1 Cas 2 Cas 3

#D1
Exp. 15,0 ± 0,3 17,6 ± 0,5 15,5 ± 0,5
Num. 14,8 17,2 16

#D3
Exp. 18,5 ± 0,5 19,5 ± 0,6 19,2 ± 0,7
Num. 18 19,3 18,6

#D5
Exp. 19,5 ± 0,6 21,2 ± 0,8 19,9 ± 1,0
Num. 20 21,2 20,5

Tableau 4.3 – Longueur du bain de fusion numérique et expérimentale en mm pour les couches
impaires (couches 1, 3 et 5 repérées respectivement #D1, #D3 et #D5) et les 3 cas d’étude (cas
1, cas 2 et cas 3).

4.2.2 Températures

Des profils de températures sont extraits de la simulation et de l’expérimentation pour chacun
des cas au niveau des emplacements renseignés en figure 4.1. Tout d’abord, afin de s’assurer
d’une adéquation satisfaisante des données numériques et expérimentales, les profils de tempé-
ratures issus de la simulation numérique et de la campagne de tests sont comparés entre eux au
niveau des thermocouples et des sondes numériques TC1, TC2, TC3 et TC4 (cf. Figure 4.1). La
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figure 4.4 montre la comparaison des profils de températures numérique et expérimental enre-
gistrés par TC2, au cours du dépôt effectué avec les paramètres procédé du cas 2. Les phases de
refroidissement ainsi que les températures maximales atteintes sont plutôt en très bon accord.
Le premier pic de température correspond à la température maximale atteinte au cours du dé-
pôt du premier cordon. Compte-tenu de la position de TC2, ce même pic correspond également
à la température maximale enregistrée pendant la durée totale de dépôt des cinq cordons. La
température maximale mesurée au premier pic vaut 940°C selon la simulation et 890°C selon
l’expérience, soit une différence de 50°C qui correspond à une erreur relative de 5% par rapport
à la mesure expérimentale. Au fur et à mesure du dépôt des cordons, l’erreur relative diminue
pour atteindre 2% au cinquième et dernier pic. La bonne adéquation numérique/expérimental
constatée pour le cas 2 au niveau de TC2 est une information importante car elle permet de
s’assurer que la gestion de l’énergie et de la thermique est satisfaisante dans la simulation ther-
mique du cas 2.

Figure 4.4 – Profils de température numérique et expérimental relevés au niveau de l’emplacement
de TC2 pour le cas 2

La figure 4.5 présente la comparaison du profil de températures numérique et expérimental
pour TC1 lors du dépôt effectué avec les paramètres procédé du cas 3. L’adéquation numé-
rique/expérimental est plutôt satisfaisante même si des écarts sont observés notamment au
niveau des pics de températures. L’évolution de la température relevée au niveau de TC1 suit
la même tendance dans la simulation et dans la phase expérimentale. Les pics de température
associés aux cordons impairs sont plus importants que ceux associés aux cordons pairs. Cette
spécificité est liée à l’emplacement de TC1, à savoir avant le début des cordons impairs et après la
fin des cordons pairs, proche du bord de l’éprouvette et du mors. Compte-tenu de la complexité
des phénomènes thermiques enregistrés au niveau de TC1 (effets de bord, pompage thermique
des mors, flux de chaleur liés à l’extinction et l’allumage d’arc), les différences constatées entre
le profil numérique et expérimental pour TC1 sont considérées comme acceptables. Par ailleurs,
au regard des profils enregistrés par les autres sondes pour le cas 3 (cf. Annexe C), on constate
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Figure 4.5 – Profils de température numérique et expérimental relevés au niveau de l’emplacement
de TC1 pour le cas 3

que la différence entre le profil de températures expérimental et numérique au niveau de TC1 a
peu voire pas d’influence sur l’évolution thermique mise en évidence au niveau des autres sondes.

La figure 4.6 montre l’évolution des vitesses de chauffe (DT/dt >0) et de refroidissement (DT/dt
<0) extraites des profils de températures relevés par le thermocouple et la sonde numérique TC3
pour le cas d’étude nominal (cas 1) jusqu’à refroidissement de l’éprouvette à température am-
biante. La figure 4.7 qui correspond à une vue détaillée de la figure 4.6, permet d’afficher les
valeurs des vitesses de chauffe maximales qui sont atteintes lorsque la source de chaleur est au
plus proche du point de mesure. Pour le dépôt des cinq cordons, TC3 détecte donc cinq pics
décroissants correspondant aux vitesses de chauffe maximales enregistrées pour chaque cordon
déposé. Au premier pic, on constate que la vitesse de chauffe numérique est surrestimée d’en-
viron 100 °C.s−1 par rapport à la valeur expérimentale. Cet écart diminue au fur et à mesure
de l’empilement des cordons. Au cinquième pic, la vitesse de chauffe maximale numérique et
expérimentale valent respectivement 29 °C.s−1 et 28,5 °C.s−1. Par ailleurs, on constate un dé-
calage temporel cumulatif visible à l’amorce des phases de chauffe pour la simulation du dépôt
par rapport à l’expérimentation. Cet écart numérique/expérimental peut s’expliquer par des dé-
rives temporelles minimes mais cumulatives qui apparaissent pendant l’expérience et/ou par des
tolérances sur les longueurs des cordons déposés. D’autre part, les vitesses de refroidissement
(DT/dt <0) numériques et expérimentales sont plutôt en très bon accord, ce qui est un élément
important car les contraintes et les déformations résiduelles se forment au cours du refroidisse-
ment. On remarque que les vitesses de refroidissement maximales diminuent avec le nombre de
dépôt : la vitesse de refroidissement enregistrée lors du premier dépôt vaut environ 15,5°C.s−1

et 5 °C.s−1 lors du dernier dépôt. Ceci traduit une augmentation de la température globale de
l’éprouvette confirmée par les différents profils de températures enregistrés par les sondes TC2,
TC3 ou TC4 pour les trois cas (cf. Annexe C). L’ensemble de ces profils montrent en effet une
augmentation de la température de fin de refroidissement pour le dépôt des cinq cordons.
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Figure 4.6 – Évolution des vitesses de chauffe et de refroidissement extraites des profils de tempé-
rature relevés par le thermocouple et la sonde numérique TC3 pour le cas 1 pendant 800 secondes
(dtexp=0,05 s et dtnum varie en fonction de la convergence de la simulation thermomécanique
de sorte que, pour des fortes variations de températures (notamment lors des phases d’amorce
de l’arc électrique), dtnum est faible, alors que pour des variations de températures moins im-
portantes (notamment lors des derniers instants de refroidissement), dtnum est élevé).

Figure 4.7 – Évolution des vitesses de chauffe et de refroidissement extraites des profils de tem-
pérature relevés par le thermocouple et la sonde numérique TC3 pour le cas 1 pendant 250
secondes.
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Les figures 4.8 et 4.9 permettent de comparer les profils de température issus de la campagne de
tests et de la simulation numérique au niveau de TC2 pour les trois cas d’étude. L’expérience
met en évidence une synchronisation des profils relevés pour le cas 1 et le cas 2 (les pics de
température sont atteints au mêmes instants) en lien avec la vitesse d’avance identique pour ces
deux cas. Pour le cas 3, la vitesse d’avance est supérieure, ce qui entrâıne une désynchronisation
par rapport aux deux autres cas. Les profils du cas 1 et du cas 3 sont assez proches car ces
derniers se définissent par des intensités d’énergie linéique proches. En revanche, le cas 2, qui
est le cas le plus énergétique, fait apparâıtre des températures clairement plus élevées sur toutes
les phases. Numériquement, on retrouve globalement les mêmes tendances comme montré en
figure 4.9. En effet, le profil de température du cas 2 est toujours au dessus des deux autres cas
tandis que les profils du cas 1 et 3 sont assez proches. On note cependant que les températures
expérimentales maximales associées au cas 3 sont plutôt situées entre celles du cas 1 et du cas
2 puisque les énergies linéiques utilisées pour la construction des cordons du cas 3 sont com-
prises entre celles du cas 1 et du cas 2. Or, la simulation numérique a tendance à estimer des
températures maximales presque similaires pour le cas 1 et le cas 3. En revanche, la tendance
dans les phases de refroidissement est plutôt bien décrite par la simulation puisqu’on constate,
à l’image des résultats expérimentaux, que la température atteinte à la fin des différentes phases
de refroidissement est plus faible pour le cas 1 que pour le cas 3 et le cas 2. De plus, dans les
premiers instants de la phase de refroidissement finale, la simulation, validée par l’expérience,
montre que la courbe de refroidissement du cas 1 se situe entre celles du cas 2 et du cas 3.

Figure 4.8 – Moyennes des températures relevées par TC2 pour le cas 1, cas 2 et cas 3

Les figures 4.10 et 4.11 présentent respectivement les profils de températures issus de la cam-
pagne de tests et de la simulation numérique au niveau de TC1 pour les trois cas d’étude. Les
profils de températures spécifiques à la localisation de TC1 suivent la même tendance dans la
simulation et dans l’expérience. En revanche, à l’image des observations réalisées précédemment
pour TC2, on remarque que les profils de températures numériques du cas 1 et du cas 3 sont
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Figure 4.9 – Températures extraites dans la simulation numérique à l’emplacement de TC2 pour
le cas 1, cas 2 et cas 3

plutôt similaires alors que les profils de températures expérimentaux montrent une différencia-
tion du cas 1 et du cas 3 encore plus nette pour l’emplacement de TC1.
Expérimentalement, on constate en effet que les températures enregistrées au niveau de TC1
pour le cas 3 sont nettement supérieures à celles du cas 1. Le profil de températures enregistré
par TC1 pour le cas 3, montre, pour les cordons impairs, des températures de pic proches de
celles du cas 2. Pour comprendre ce résultat, il faut considérer la position de TC1. En effet, TC1
se situe en amont du début des cordons impairs. Dans cette configuration, TC1 enregistre un pic
de température avec un temps de réponse qui dépend de la diffusivité thermique de l’acier 316L,
sans prendre en compte la cinématique du procédé de dépôt. Or, pour un temps de réponse fixe
(supérieur au temps d’amorçage de l’arc, soit 0,5 secondes, durant lequel la torche reste immo-
bile) et en considérant la vitesse d’avance fixée pour chaque cas (cf. Tableau 4.1), on calcule une
longueur de dépôt Ld. Comme le cas 3 présente une vitesse d’avance supérieure aux deux autres
cas, la longueur de dépôt Ldcas3 est donc supérieure aux longueurs de dépôt Ldcas1 et Ldcas2. A
partir des énergies linéiques définies pour chaque cas (cf. Tableau 4.1), on calcule une énergie
pour une longueur de dépôt Ld. On constate alors que cette énergie est assez proche pour le
cas 2 et le cas 3 alors qu’elle est plus faible pour le cas 1, ce qui expliquerait le comportement
thermique enregistré au niveau de TC1.
Numériquement, comme montré en figure 4.5, l’évolution de la température pour le cas 3 est
plutôt bien retranscrite. Au regard des résultats expérimentaux, la simulation surrestime donc
plutôt les températures du cas 1 au niveau de TC1. Cependant, les écarts constatés entre les
profils de températures numérique et expérimental pour TC1 ne sont pas représentatifs de la
prédiction globale du modèle thermique du fait de sa position particulière sur l’éprouvette. En
effet, comme montré précédemment en figure 4.4 et 4.7, les adéquations numérique/expérimental
sont plutôt satisfaisantes pour les autres sondes.
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Figure 4.10 – Moyennes des températures relevées par TC1 pour le cas 1, cas 2 et cas 3

Figure 4.11 – Températures extraites dans la simulation numérique à l’emplacement de TC1 pour
le cas 1, cas 2 et cas 3

L’analyse des champs thermiques numériques et expérimentaux extraits au niveau des différentes
sondes pour chacun des cas d’étude a démontré une plutôt bonne prédiction du comportement
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thermique par la simulation. Par conséquent, la simulation est validée et utilisée pour extraire des
informations thermiques supplémentaires auxquelles la campagne de tests ne donne pas accès.

Grâce à la simulation, on peut notamment étudier la cartographie thermique complète de
l’éprouvette. Les figures 4.12 et 4.13 montrent les cartographies des champs thermiques pour
le cas 1 à différents instants du refroidissement de la première et de la deuxième couches. Ces
cartographies permettent de faire apparâıtre l’isotherme solidus à 1450°C qui délimite le bain
de fusion et les isothermes à 400°C et 1000°C qui caractérisent la restauration d’écrouissage
implémentée dans la modélisation (cf. Chapitre 3, section 3.3.2). La position de ces isothermes
permet de comprendre et d’expliquer l’impact de la thermique sur le comportement mécanique
de l’éprouvette. D’après la figure 4.12.a, on constate que la température du cordon déposé et de la
zone sous-jacente vaut au minimum 400°C, ce qui veut dire que la restauration d’écrouissage sera
prise en compte dans ces zones avec une annulation partielle de la déformation plastique cumulée
p. Dans la zone dont la température est supérieure à 1000°C, la déformation plastique cumulée
p est totalement annulée. A partir de 1450°C, les propriétés mécaniques sont très fortement
dégradées (mais non nulles pour éviter la divergence du calcul) afin d’éviter la génération de
déformations dans le bain de fusion liquide. Au cours du refroidissement de la première couche,
la chaleur est transférée par conduction des zones les plus chaudes vers le reste de l’éprouvette
et dissipée par convection avec l’air ambiant. La figure 4.12.b montre que la chaleur se concentre
au centre du dépôt avec un isotherme à 400°C qui ne concerne plus que la partie centrale
du cordon et la zone sous-jacente. Pendant les derniers instants de refroidissement (cf. Figure
4.12.c), la température de l’éprouvette est inférieure à 400°C. Ceci engendre la désactivation de
la restauration d’écrouissage et, de fait, la prise en compte des déformations plastiques cumulées
non nulles.

La figure 4.13 retranscrit les mêmes phénomènes que ceux explicités précédemment pour la
première couche, à ceci près qu’à la fin du refroidissement une zone importante de l’éprouvette est
encore au dessus de 400°C. Ceci démontre une augmentation de la température dans l’ensemble
de l’éprouvette et se traduit par une prise en compte de la restauration d’écrouissage jusqu’à
la fin du refroidissement. Par ailleurs, la figure 4.13.a montre que l’isotherme de fusion et les
isothermes à 1000°C et 400°C associés au dépôt de la deuxième couche impactent également la
première couche. L’enfoncement de l’isotherme de fusion dans la première couche correspond à la
pénétration du bain de fusion et engendre une refusion du premier dépôt sur quelques millimètres.
La refusion du métal se caractérise par une annihilation des états mécaniques antérieurs dans
la zone concernée, ce qui est assuré dans la modélisation par une dégradation drastique des
propriétés mécaniques à partir de 1450°C. La présence de l’isotherme à 1000°C et à 400°C sur
le premier cordon signifie que la restauration d’écrouissage s’applique également sur ce dernier.
Ainsi, dans la zone du premier cordon située au dessus de 1000°C, aucune déformation plastique
issue du dépôt du deuxième cordon n’est ajoutée à l’état de déformation initial du premier cordon
(déformation plastique cumulée nulle). En revanche, l’état mécanique des zones du premier
cordon (et du reste de l’éprouvette) dont la température est située en dessous de 1000°C sont
impactées par le dépôt du deuxième cordon puisque les déformations plastiques cumulées ne
sont plus nulles (la restauration d’écrouissage étant partielle jusqu’à 400°C puis inactive pour
des températures inférieures à 400°C).
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Figure 4.12 – Cartographie thermique de l’éprouvette après le dépôt de la première couche réalisée
avec les paramètres procédé du cas 1. On représente l’isotherme à 1450°C (isotherme de fusion),
à 1000°C (température de restauration d’écrouissage totale) et 400°C (température d’activation
de la restauration d’écrouissage) : (a) au début du refroidissement de la première couche, (b) en
cours de refroidissement de la première couche, (c) à la fin du refroidissement de la première
couche - avec un temps de refroidissement de 35 secondes.
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Figure 4.13 – Cartographie thermique de l’éprouvette après le dépôt de la deuxième couche réa-
lisée avec les paramètres procédé du cas 1. On représente l’isotherme à 1450°C (isotherme de
fusion), à 1000°C (température de restauration d’écrouissage totale) et 400°C (température d’ac-
tivation de la restauration d’écrouissage) : (a) au début du refroidissement de la deuxième couche,
(b) en cours de refroidissement de la deuxième couche, (c) à la fin du refroidissement de la
deuxième couche - avec un temps de refroidissement de 35 secondes.

4.3 Analyse mécanique

L’analyse mécanique, menée à la suite de l’analyse thermique, est basée sur l’étude de la dé-
formée de l’éprouvette mesurée en cours de procédé et sur l’estimation de profils de contraintes
résiduelles. Comme pour l’analyse thermique, les résultats issus de la campagne de tests et de
la simulation sont d’abord comparés entre eux pour un même cas d’étude afin d’évaluer l’adé-
quation numérique/expérimental. Ils sont ensuite discutés au regard des trois cas d’étude afin
de mettre en évidence l’influence des paramètres procédé sur le comportement mécanique de
l’éprouvette.
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4.3.1 Déformée de l’éprouvette / Déplacement

L’évolution de la déformée de l’éprouvette est estimée expérimentalement via un capteur laser
situé au coin de l’éprouvette comme montré en figure 4.1. Le dispositif expérimental permet d’ef-
fectuer une mesure in-situ en cours d’essai du déplacement vertical du bord libre de l’éprouvette.
Les caractéristiques de l’instrument de mesure sont spécifiées dans le Chapitre 2. La figure 4.14
montre l’évolution numérique et expérimentale de la déformée de l’éprouvette pour le cas 1 (cas
nominal) lors du dépôt des cinq cordons.

Figure 4.14 – Évolution de la déformée numérique et expérimentale de l’éprouvette pour le cas
nominal. ec− et ec+ désignent respectivement la borne inférieure et la borne supérieure de la
dispersion des mesures (calculées telles que ec+ = ū+ σ et ec− = ū− σ avec ū le déplacement
moyen et σ l’écart-type).

On constate que le déplacement vertical mesuré in-situ et le déplacement vertical calculé par la
simulation présente la même évolution temporelle. En effet, les profils de déplacement extraits
des mesures expérimentales et de la simulation montrent, pour les cinq dépôts, une alternance
de déplacements verticaux de l’éprouvette vers le haut puis vers le bas en lien avec les cinq
périodes de dépôt et de refroidissement. De plus, les amplitudes des déplacements numériques
et expérimentaux sont du même ordre de grandeur même si on remarque une surestimation de
la simulation. En effet, le déplacement vertical calculé par la simulation après retour à tempéra-
ture ambiante se stabilise à 0,9 mm. Par rapport aux données expérimentales qui montrent un
déplacement vertical stabilisé à 0,5 mm, la simulation surestime donc le déplacement vertical de
0,4 mm. Cette surestimation numérique a déjà été mise en évidence dans le Chapitre 3 lors de
la validation mécanique du modèle thermomécanique. Le déplacement vertical calculé avait été
comparé avec le déplacement vertical mesuré pour le dépôt d’un unique cordon en considérant
les paramètres procédés du cas nominal. La comparaison avait montré une surestimation de 0,35
mm par la simulation après retour à la température ambiante. Cet écart est peu différent de
celui mesuré pour le dépôt des cinq cordons. Cette observation est rassurante car elle montre
que, sous condition d’un champ thermique prédit avec suffisamment de précision (notamment
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les vitesses de refroidissement), l’écart mesuré entre les données expérimentales et numériques
reste quasiment stable.

La figure 4.15 met en évidence la relation entre l’évolution du chargement thermique évalué
proche de la zone de dépôt (au niveau de TC2) et l’évolution de la déformée de l’éprouvette.
La correspondance entre les différents cycles thermiques et les cycles de déplacements est telle
que, pendant la phase de chauffe, le déplacement vertical est orienté vers le bas et, pendant
le refroidissement, le déplacement vertical est orienté vers le haut. Cette observation montre
que les forts gradients thermiques pourtant localisés à la zone de dépôt et ses alentours ont
un impact significatif sur le comportement global de l’éprouvette. En effet, lors du dépôt, les
gradients thermiques les plus élevés se situent proche du cordon, ce qui engendre une dilatation
thermique plus importante dans cette zone que dans le reste de la plaque. Cette différence de
dilatation dans la hauteur de la plaque crée un déplacement vertical orienté vers le bas. Au
refroidissement, sous l’action des gradients thermique, le métal se contracte principalement dans
la direction longitudinale, de manière plus importante à proximité du cordon que dans le reste
de la plaque. A l’image de la dilatation, la différence de contraction du métal dans la hauteur de
la plaque génère un déplacement vertical orienté vers le haut. La figure 4.16 montre la déformée
globale de l’éprouvette obtenue après le dépôt des cinq cordons et retour à température ambiante.
On constate que le déplacement du bord libre de l’éprouvette est maintenu orienté vers le haut
après retour à température ambiante, générant une déformation de flexion dans l’ensemble de
l’éprouvette. La mise en flexion de l’éprouvette est liée à l’encastrement de la plaque sur le côté
opposé au bord libre. En effet, l’encastrement interdisant les translations en x et y, le retrait
longitudinal consécutif du chargement thermique entrâıne un déplacement vertical vers le haut
uniquement sur le bord libre de l’éprouvette.

Figure 4.15 – Évolution de la température relevée par le thermocouple TC2 et du déplacement
vertical enregistré par le capteur de déplacement laser au cours des cinq dépôts pour le cas 1.
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Figure 4.16 – Déformée de l’éprouvette après retour à température ambiante avec une focalisation
sur la déformation observée au niveau du point de mesure (facteur d’échelle ×5).

Figure 4.17 – Évolution de la déformée numérique et expérimentale de l’éprouvette pour les trois
cas d’étude.

La figure 4.17 présente une comparaison des déplacements verticaux, numériques et expérimen-
taux, de l’extrémité libre de l’éprouvette pour les trois cas. Tout d’abord, on constate que les
tendances numériques suivent les tendances expérimentales malgré une surestimation du dépla-
cement vertical final. Néanmoins, cette surestimation appliquée au trois cas ne compromet pas
la cohérence du modèle numérique vis-à-vis des résultats expérimentaux. Les courbes de dépla-
cements numériques et expérimentaux mettent en évidence des cycles de déplacement associés
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aux dépôts des cinq couches. Comme pour l’analyse des profils de température, une désynchro-
nisation du cas 3 par rapport aux autres cas est constatée. Ce phénomène est lié à la vitesse de
soudage définie pour le cas 3 qui est différente de celle du cas 1 et du cas 2. Lors du refroidis-
sement final, à l’issue du dépôt de la cinquième couche, le déplacement global de l’éprouvette
se stabilise à des valeurs proches du millimètre pour les trois cas d’étude. Le cas 1 et le cas 3,
proches en terme d’énergie linéique, ont un comportement légèrement différent lors de la phase
de dépôt avec une différence qui se cumule au fur-et-à-mesure des dépôts mais convergent vers
une valeur de déplacement vertical à la fin du refroidissement quasiment identique, soit environ
0,5 mm dans la phase expérimentale et 0,9 mm dans la simulation. Les conditions de dépôt
du cas 2 qui mettent en jeu une énergie linéique plus élevée que celle associée aux deux autres
cas, entrâınent les dilatations et les contractions les plus importantes dans les zones de dépôt,
conduisant à un déplacement final plus important, soit 0,72 mm dans la phase expérimentale
et 1,1 mm dans la simulation. Pour le cas 1 et le cas 2, la simulation et l’expérience montrent
également une évolution quasi similaire de la déformée jusqu’au début du refroidissement du
dernier cordon. Cette différenciation met en évidence l’influence de la vitesse de refroidissement
lors du retour à température ambiante sur le comportement mécanique, et plus particulièrement
sur la déformée finale. En effet, comme montré sur la figure 4.18 et plus précisément sur la figure
4.19, le cas 2 présente une vitesse de refroidissement, proche de la zone de dépôt, plus élevée que
celle du cas 1 jusqu’à 400 secondes environ. La contraction du métal dans cette zone est donc
plus importante pour le cas 2 que pour le cas 1, ce qui entrâıne une différenciation du cas 1 et
du cas 2 pour l’évolution de la déformée au cours du refroidissement.

Figure 4.18 – Évolution des vitesses de chauffe et de refroidissement extraites des profils de
température relevés par le thermocouple TC3 pour le cas 1, le cas 2 et le cas 3 pendant 800
secondes (dtexp=0,05 s et dtnum varie en fonction de la convergence de la simulation thermo-
mécanique de sorte que, pour des fortes variations de températures (notamment lors des phases
d’amorce de l’arc électrique), dtnum est faible, alors que pour des variations de températures
moins importantes (notamment lors des derniers instants de refroidissement), dtnum est élevé).
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Figure 4.19 – Évolution de la vitesse de refroidissement extraite du profil de température relevé par
le thermocouple TC3 pour le cas 1, le cas 2 et le cas 3 lors de la dernière phase de refroidissement,
après le dépôt des cinq cordons.

4.3.2 Contraintes

Le recours à un procédé utilisant des énergies de dépôt importantes crée également des états
de contraintes résiduels caractéristiques qui impacte les performances de la pièce. La figure 4.20
est une cartographie des contraintes résiduelles longitudinales d’une éprouvette avec cinq dé-
pôts réalisés avec les paramètres procédé du cas 1. On constate la présence de trois zones bien
définies. La première, au bas de l’éprouvette, est en traction. Ce résultat peut être en partie
lié à la déformation de type flexion observée précédemment mais surtout à un phénomène de
rééquilibrage des contraintes résiduelles dans la structure. La zone de dépôt est également une
zone en traction. Cet état de contraintes est lié à la contraction thermique du métal en cours
de refroidissement. Enfin, pour satisfaire l’équilibre de la structure et compte-tenu de l’état de
contraintes dans les cordons, une zone importante située au centre du substrat est en compres-
sion.

La distribution des contraintes estimée par la simulation est confrontée à des mesures expérimen-
tales via des profils de contraintes résiduelles. Ces derniers sont construits à partir de mesures de
déformations obtenues par la méthode de diffraction de neutrons. Pour le cas nominal, le profil
de contraintes est évalué le long de l’axe noté (T1) sur la figure 4.21 et, pour le cas 2, suivant
l’axe noté (T2) sur la figure 4.21.

L’estimation des contraintes résiduelles par diffraction de neutrons a été réalisée uniquement sur
le cas nominal et le cas 2 en raison du temps limité accordé pour l’organisation des campagnes de
mesures. Pour le cas nominal, le profil de contraintes a été obtenu à partir des mesures effectuées
sur le diffractomètre E3 avec le réacteur de recherche BER II, au Helmholtz-Zentrum Berlin für
Materialien und Energie (HZB) de Berlin. Pour le cas 2, les mesures ont été effectuées sur le
diffractomètre SALSA à L’Institut Laue Langevin (ILL) de Grenoble.
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Figure 4.20 – Cartographie des contraintes résiduelles longitudinales (en Pa) pour une éprouvette
réalisée avec les paramètres procédé du cas 1.

Figure 4.21 – Position de l’axe (T1) et (T2) pour l’analyse des contraintes résiduelles longitudi-
nales.

La figure 4.22 et la figure 4.23 montrent respectivement les profils de contraintes résiduelles
longitudinales évalués suivant l’axe (T1) pour le cas nominal et pour le cas 2. Chacune de
ces figures fait apparâıtre le profil de contraintes résiduelles longitudinales issu de la simulation
thermomécanique ainsi que deux profils de contraintes résiduelles longitudinales obtenus à partir
des mesures par diffraction de neutrons, l’un considérant les contraintes normales nulles et l’autre
considérant à la fois les contraintes normales et transversales nulles.
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Figure 4.22 – Profil de contraintes résiduelles longitudinales numériques et expérimentales ex-
traites le long de l’axe (T1) pour le cas nominal. Le profil de contraintes Normal = 0 est construit
en prenant les contraintes normales nulles et le profil de contraintes Trans = 0 est établi en
considérant les contraintes normales et transversales nulles. Les mesures ont été réalisées sur le
diffractomètre SALSA à L’Institut Laue Langevin (ILL) de Grenoble.

Figure 4.23 – Profil de contraintes résiduelles longitudinales numériques et expérimentales ex-
traites le long de l’axe (T2) pour le cas 2. Le profil de contraintes Normal = 0 est construit
en prenant les contraintes normales nulles et le profil de contraintes Trans = 0 est établi en
considérant les contraintes normales et transversales nulles. Les mesures ont été réalisées sur
le diffractomètre E3 avec le réacteur de recherche BER II, au Helmholtz-Zentrum Berlin für
Materialien und Energie (HZB) de Berlin.
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Pour chacun des deux cas, les mesures expérimentales confirment assez bien la tendance et les ni-
veaux de répartition des contraintes issus de la simulation numérique. En particulier, on constate
que l’hypothèse des contraintes planes considérée dans la simulation numérique est confirmée
par le profil expérimental pour lequel les contraintes normales sont nulles. La répartition quasi
uniaxiale des contraintes résiduelles suivant la direction longitudinale est également mise en
évidence avec le profil expérimental pour lequel les contraintes normales et transversales sont
nulles. Par ailleurs, pour chacun des cas, on retrouve le comportement général décrit à partir de
la cartographie présentée en figure 4.20, à savoir une zone de dépôt en traction, la partie centrale
du substrat en compression et le bas du substrat en traction.

Numériquement, on constate que les contraintes résiduelles longitudinales, pour le cas nominal
et le cas 2, atteignent un palier situé vers 180 MPa au niveau du bas du substrat. Le profil de
contraintes expérimental, notamment celui du cas 2, semble confirmer cette observation. La pré-
sence de ce palier est liée à la création de déformations plastiques dans le bas du substrat au cours
du dépôt des cordons. En effet, au regard des contraintes résiduelles de traction générées par le
chargement thermique dans la zone de dépôt, le substrat semble plastifier dans sa partie basse
afin de rééquilibrer la structure. La figure 4.24 confirme ce comportement. Cette dernière montre
l’évolution des déformations plastiques longitudinales dans le substrat après le dépôt de chacun
des cinq cordons (construits avec les paramètres procédé du cas nominal) suivant l’axe (T1).
D’après la figure 4.24, on constate qu’une zone de plastification apparait en bas de l’éprouvette
au fur et à mesure de l’empilement des cordons, notamment après le dépôt de la troisième couche.

Figure 4.24 – Distribution des déformations plastiques longitudinales dans le substrat après le
refroidissement de chaque couche (35 secondes entre chaque couche puis retour à température
ambiante après le dépôt de la dernière couche), pour le cas 1, suivant l’axe (T1).

D’autre part, malgré l’utilisation de plateformes expérimentales différentes (avec des réglages
différents) et des axes d’analyse (T1) et (T2) légèrement décalés l’un par rapport à l’autre, les
profils de contraintes construits pour le cas 1 et le cas 2 sont assez semblables. Dans l’étude du
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cas nominal, le volume de jauge considéré est plus important que celui utilisé pour le cas 2. Les
contraintes sont donc moyennées sur un plus gros volume, ce qui explique les différences d’incer-
titudes constatées dans la zone de dépôt entre le cas 1 et le cas 2. Pour le cas 2, les incertitudes
affichées dans la zone de dépôt ne sont pas négligeables. L’augmentation de l’incertitude dans
la zone de dépôt par rapport au reste de l’éprouvette est liée à la complexité de mesurer un pic
de diffraction exploitable dans un volume de mesure restreint, pris dans la zone de fusion où le
matériau présente une microstructure avec des orientations privilégiées et des tailles de grains
millimétriques qui perturbent le phénomène de diffraction (cf. Chapitre 2, section 2.3.2). Or,
les profils expérimentaux présentés en figures 4.22 et 4.23 sont post-traités afin d’équilibrer les
contraintes dans la pièce suivant la formule :

∫
S
σ n dS = 0 (4.1)

Où σ correspond au tenseur des contraintes, n est le vecteur normal à la direction de la contrainte
considérée et dS représente la section sur laquelle les contraintes sont équilibrées.

Pour l’équilibrage des contraintes résiduelles longitudinales suivant les axes (T1) ou (T2), la
section considérée est dans le plan yz. Cet équilibrage est réalisé en considérant l’ensemble des
points de mesure situés dans le substrat et dans la zone de dépôt. Pour le cas 2 (cf. Figure
4.23), il est possible que les niveaux de contraintes évalués dans le substrat soient surévalués
ou sous-évalués de quelques MPa en raison des incertitudes non négligeables mises en évidence
dans la zone de dépôt. Au regard du profil de contraintes résiduelles longitudinales extrait de la
simulation, les incertitudes dans le cordon auraient plutôt tendance à sous-estimer les niveaux
de contraintes dans le reste de l’éprouvette. Par conséquent, il est important d’avoir un regard
critique sur la méthode d’équilibrage utilisée et d’évaluer son impact sur le profil de contraintes.
Avec la méthode d’équilibrage utilisée, les niveaux de contraintes des profils présentés sont abais-
sés d’une valeur comprise entre 20 MPa et 50 MPa, sur tous les points de mesure, par rapport
au profil de contraintes non équilibré.

Les profils de contraintes résiduelles longitudinales extraits de la simulation suivant (T1) pour
les trois cas (cf. Figure 4.25) confirment la tendance décrite par l’expérience, à savoir des profils
de contraintes assez proches pour le cas 1 et le cas 2.

L’influence des paramètres procédé étudiés semble donc peu significative sur les niveaux de
contraintes résiduelles même si on constate quelques différences. D’après la figure 4.25, le cas 2
présente des variations de contraintes légèrement plus importantes dans les zones de transition
traction-compression (pour 8 mm ≤ Y ≤ 18 mm) et compression-traction (pour 36 mm ≤ Y
≤ 47 mm). Ce résultat peut être mis en relation avec la cinétique de refroidissement. En effet,
la vitesse de refroidissement, évaluée proche du dépôt, lors du dernier refroidissement jusqu’à
température ambiante, est plus importante pour le cas 2 (cf. Figure 4.19), ce qui accentue la
contraction du métal pour ce cas par rapport aux deux autres. En maximisant les déformations
liées à la contraction du métal proche du dépôt, la variation des contraintes dans la hauteur de
l’éprouvette est plus importante pour le cas 2 que pour le cas 1 ou le cas 3. Par ailleurs, comme
pour l’analyse des vitesses de refroidissement et des déformées, le cas 1 se situe plutôt entre le
cas 2 et le cas 3 dans le cadre de l’analyse des contraintes résiduelles longitudinales. Les diffé-
rences observées, même minimes, sont donc cohérentes avec les différentes analyses, thermiques
et mécaniques, menées précédemment.
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Figure 4.25 – Profils de contraintes résiduelles longitudinales extraits de la simulation numérique
le long de l’axe (T1) pour chacun des cas d’étude

4.3.3 Plasticité et déformations incompatibles

Les déformations plastiques créées dans les cordons sont appelées des déformations incompatibles
car elles contreviennent aux conditions de compatibilité d’un champ de déformation [129]. Pour
mémoire, un champ de déformation est compatible s’il vérifie deux conditions :

• Il doit dériver d’un champ de déplacement : c’est la condition de compatibilité géométrique.

• Le champ de déplacement dont il dérive doit vérifier les conditions aux limites en dépla-
cement du problème : c’est la condition de compatibilité cinématique.

L’incompatibilité du champ de déformation plastique est à l’origine des contraintes résiduelles
dans les structures. En effet, afin de respecter les conditions de compatibilité d’un champ de
déformation, il faut ajouter aux déformations plastiques la partie élastique de la déformation,
elle même incompatible. En revanche, la déformation totale, somme de la déformation plastique
et élastique, devient compatible à la fois géométriquement et cinématiquement. Or, ce complé-
ment de déformation élastique nécessaire à la compatibilité de la déformation totale génère des
contraintes de la forme σ = A : εe où A est le tenseur de Hooke du matériau en ordre 4 et εe est

le tenseur de la déformation élastique ajoutée pour satisfaire les conditions de compatibilité. Ce
champ est solution d’un problème homogène d’élasticité linéaire où εp joue le rôle d’un champ de
déformation initiale. Ce champ de contraintes correspond au champ de contraintes résiduelles,
lesquelles sont associées à l’élasticité du matériau.

Les forts gradients thermiques qui se concentrent dans la zone de dépôt et ses alentours créent
des déformations plastiques dans ces zones comme le montre la cartographie des déformations
plastiques longitudinales en figure 4.26. Ces déformations plastiques sont les déformations in-
compatibles à l’origine des contraintes résiduelles analysées dans la section précédente.
L’étude des contraintes résiduelles a montré une répartition caractéristique avec une zone en
traction dans le dépôt et ses alentours, une zone de compression dans la partie centrale du sub-
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Figure 4.26 – Cartographie des déformations plastiques calculées par la simulation numérique
après le dépôt des cinq cordons et retour à température ambiante pour le cas 1.

strat et une zone en traction dans la partie basse du substrat (cf. Figure 4.20). De plus, dans la
zone située au bas de l’éprouvette, la présence de déformations plastiques a été détectée grâce à
l’étude du palier apparaissant dans les profils de contraintes résiduelles longitudinales. Il semble-
rait donc que, dans la configuration étudiée, des déformations plastiques supplémentaires soient
créées au niveau du bas de l’éprouvette pour satisfaire les conditions de compatibilité évoquées
précédemment. En effet, si on se réfère à la figure 4.27, on constate que, lors du refroidissement
de la troisième couche, la contrainte résiduelle relevée au niveau du point D (situé au bas de
l’éprouvette comme spécifié en figure 4.26) atteint la limite élastique : le point D représentatif
de l’état de contrainte atteint et reste sur la surface de charge. La déformation plastique générée
vaut alors 0,0002. L’évolution de la limite d’élasticité avec la température permet à ce phénomène
de se répéter lors du refroidissement des deux derniers dépôts, entrâınant une augmentation de
la déformation plastique au bas de l’éprouvette. Après retour à température ambiante, la défor-
mation plastique finale mesurée au niveau de D vaut environ 0,0015.

Par conséquent, s’il est possible de retrouver la compatibilité géométrique et cinématique sans
créer de nouvelles déformations plastiques, alors le champ de contraintes résiduelles est solu-
tion d’un problème d’élasticité linéaire où le champ de déformations plastiques incompatibles
correspond à un champ de déformations initiales. Dans le cas où la compatibilité nécessite la
création de déformations plastiques dans la structure comme c’est le cas pour la configuration
de dépôt étudiée, il faudra résoudre le même type de problème mais en considérant un compor-
tement élastoplastique. La méthode utilisée pour ce type de résolution est appelée méthode des
déformations inhérentes et sera abordée dans le chapitre 5.
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Figure 4.27 – Mise en évidence du mécanisme de création des déformations plastiques au bas
de l’éprouvette. Pour cela, sur un même graphe et pour un point D (cf. Figure 4.26) situé au
bas de l’éprouvette, on trace l’évolution de la température, des contraintes longitudinales, des
déformations plastiques longitudinales et de la limite d’élasticité.

4.4 Conclusion

Ce chapitre 4 avait pour objectif d’appréhender l’influence des paramètres procédé sur le com-
portement thermomécanique des structures fabriquées en WAAM. Pour cela, on étudie les trois
cas d’étude, chacun étant caractérisé par un jeu de paramètre procédé déterminé. Les analyses
ont été réalisées sur la base des résultats expérimentaux et des résultats issus de la simulation.
Tout d’abord, les résultats numériques et expérimentaux ont été confrontés afin de s’assurer
d’une bonne représentation des phénomènes thermiques et mécaniques mis en jeu. Pour l’étude
thermique, la confrontation numérique/expérimental a porté sur les tailles de bain de fusion et
sur des profils de températures, relevés pour chacun des cas d’étude. Pour l’étude mécanique, les
comparaisons ont été effectuées pour l’évolution de la déformée de l’éprouvette et l’estimation
de profils de contraintes résiduelles. Après analyse, la simulation thermomécanique des trois cas
d’étude a été validée et utilisée pour documenter plus précisément le comportement thermique
et mécanique des éprouvettes. La simulation thermique a permis notamment de déterminer les
positions des isothermes à 400°C (température d’activation de la restauration d’écrouissage) et
1000°C (température de restauration totale d’écrouissage) grâce auxquels certaines spécificités du
comportement mécanique, en lien avec la restauration d’écrouissage, ont été mises en évidence.
Dans un autre temps, les résultats obtenus pour chacun des cas d’étude ont été comparés entre
eux. Que ce soit pour l’analyse thermique ou pour l’analyse mécanique, les tendances décrites
par l’expérience et la simulation sont assez similaires, ce qui confirme que la modélisation prend
correctement en compte les paramètres procédé. L’analyse des tailles de bain de fusion a montré
que le dépôt réalisé avec les paramètres procédé du cas 2, c’est-à-dire le cas associé à l’énergie
linéique la plus élevée, produit des bains de fusion avec les longueurs les plus importantes. A
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l’image de leurs énergies linéiques respectives, les longueurs des bains de fusion du cas 1 et du cas
3 sont assez proches pour chacun des cordons considérés. L’analyse des profils de température
pour une sonde située près du dépôt a mis en avant des températures de pic plus élevées pour
le cas 2 que pour les autres cas en raison de la quantité de chaleur plus importante apportée
par le cas 2. Celui-ci se caractérise également par des vitesses de refroidissement supérieures
qui ont un impact sur la déformée globale de l’éprouvette. En effet, les vitesses de refroidis-
sement les plus élevées génèrent les déformations thermiques (ou contractions thermiques) les
plus importantes avec une répercussion sur la déformée finale de l’éprouvette. La déformation
finale de l’éprouvette s’apparente à une déformation de type flexion, avec une flèche orientée vers
le haut, maximale pour le cas 2. Enfin, l’étude des contraintes résiduelles n’a pas montré une
différenciation significative des trois cas d’étude mais a mis en évidence un palier de contrainte
au niveau du bas de l’éprouvette pour les trois cas d’étude. Ce palier traduit la présence d’une
zone de plastification qui apparâıt dès le dépôt de la troisième couche. Ce mécanisme est activé
consécutivement aux déformations plastiques incompatibles créées dans la zone de dépôt. Le
traitement de ces déformations plastiques incompatibles et leur utilisation dans la méthode des
déformations inhérentes sera abordé dans le chapitre suivant.
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Chapitre 5

Déformations inhérentes appliquées au
WAAM

L’objectif de ce dernier chapitre est de proposer un modèle 3D qui soit à la fois suffisamment
précis dans la prédiction des niveaux de contraintes et de déformations mais également peu
coûteux en terme de temps de calcul. Le modèle des déformations inhérentes apparâıt comme
une solution intéressante car il se base sur un calcul statique en élasticité linéaire à l’échelle du
cordon ou du groupe de cordons déposés. La méthode des déformations inhérentes est utilisée
pour calculer des états mécaniques résiduels à partir d’un champ de déformations incompatibles.
Dans ce chapitre, elle est appliquée uniquement au cas nominal. La validation de cette méthode
est discutée au regard des temps de calcul engagés et des résultats obtenus comparés à ceux
issus de la simulation thermomécanique.

5.1 Principe de la méthode des déformations inhérentes

Initialement développée pour prédire les états de contraintes et de déformations résiduels dans
les structures soudées [89, 90, 91, 92, 130], la théorie des déformations inhérentes s’est naturel-
lement étendue à l’étude des structures élaborées par des procédés de fabrication additive [131,
132, 133]. Le principe de la méthode est conservé, à l’exception du fait qu’il faut considérer
l’empilement de plusieurs cordons de matière. Les données d’entrée du modèle sont les déforma-
tions incompatibles, c’est-à-dire les déformations plastiques créés dans les dépôts, à l’origine des
contraintes et des déformations résiduelles. Le principe du calcul mis en place dans la méthode
est résumé en figure 5.1. Sur la figure 5.1, les termes exprimés sous forme vectorielle sont tels
que :

• {ε∗}, vecteur de la déformation inhérente (ou déformation incompatible) ;

• {ε}, vecteur de la déformation totale ;

• {εe}, vecteur de la déformation élastique ;

• {f}, vecteur de la force équivalente nodale ;

• {u}, vecteur du déplacement nodal ;

• {σ}, vecteur de la contrainte résiduelle.

Et les termes exprimés sous forme matricielle, sont :

• [B], matrice d’opérateurs différentiels appliquée aux fonctions d’interpolations ;

• [D], matrice de Hooke ;

• [K], matrice de raideur.

La première étape pour un calcul basé sur la méthode des déformations inhérentes consiste à
introduire les déformations plastiques en tant que données d’entrée sous forme d’une fonction
de déformations inhérentes appliquée sur chaque noeud. Les déformations inhérentes peuvent
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être obtenues de deux manières, par le calcul ou par la mesure. Par la mesure, les déformations
inhérentes sont évaluées en mesurant le retour élastique généré lorsque la pièce est séparée du
substrat. Une analyse inverse est ensuite effectuée pour identifier les déformations inhérentes
responsables de ce retour élastique [134]. Par le calcul, il s’agira d’effectuer une simulation ther-
momécanique et d’en extraire le champ de déformations plastiques. Dans l’étude implémentée,
c’est cette deuxième approche qui est privilégiée en considérant la simulation thermomécanique
présentée dans les chapitres précédents. Les déformations plastiques (ou déformations incom-
patibles) générées dans chaque cordon sont extraites au terme de la période de refroidissement
fixée pour chacun d’entre eux. Les déformations plastiques εpxx, εpyy et εpzz sont prises en compte
afin de satisfaire la condition d’incompressibilité plastique selon laquelle Tr(ε̇p)=0. Ces dernières
sont introduites comme chargement dans le modèle de déformations inhérentes sous forme d’une
fonction qui dépend de la géométrie du cordon et des paramètres procédé mis en jeu. Pour cela,
une étude préalable de la répartition et des niveaux de déformations plastiques créées dans les
cordons est nécessaire. Effectuée pour le cas nominal, la caractérisation de ces déformations per-
mettra par la suite de construire une fonction de déformations inhérentes applicable à n’importe
quelle structure construite avec les paramètres procédé du cas nominal.

Figure 5.1 – Procédure de calcul de la méthode des déformations inhérentes

Après la détermination et l’implémentation de la fonction inhérente, s’en suivent les étapes
de calcul présentées en figure 5.1. Pour chaque noeud, la procédure de calcul détermine la
déformation totale compte-tenu de la déformation inhérente déterminée en entrée du modèle.
Connaissant la déformation totale et la déformation inhérente, il est possible, par différence,
de calculer la déformation élastique. La déformation élastique est alors utilisée pour calculer la
contrainte résiduelle à partir de la loi d’élasticité de Hooke.
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5.2 Étude des déformations plastiques issues du modèle thermoméca-
nique

Cette section est dédiée à l’analyse des déformations plastiques incompatibles qui sont implémen-
tées en tant que déformations inhérentes dans le modèle. La création des déformations plastiques
est un mécanisme complexe qui dépend du chargement thermique appliqué. En effet, sous condi-
tions d’un chargement thermique cyclique (lié au procédé de dépôt couche par couche) et d’une
restauration d’écrouissage activée dès 400°C et totale à partir de 1000°C, les champs de défor-
mations sont fortement impactés. En effet, les déformations plastiques sont nulles dans le bain
de fusion ou annihilées dans les zones refondues. Dans les zones dont la température est supé-
rieure à 1000°C, la déformation plastique cumulée p est nulle, c’est-à-dire qu’aucune nouvelle
déformation plastique n’est ajoutée à l’état mécanique antérieur pour ces zones. Pour les zones
dont la température est située entre 1000°C et 400°C, la déformation plastique cumulée p dépend
d’une fonction linéaire de sorte qu’en dessous de 400°C, la déformation plastique cumulée p est
totalement prise en compte dans l’état de déformations plastiques. L’étude des déformations
plastiques est donc menée afin d’identifier ces différents phénomènes et de mettre en place des
corrections lorsque la simulation ne parvient pas à les retranscrire correctement.

5.2.1 Limitation du modèle thermomécanique

Avec les résultats de simulation numérique, on constate que la gestion de la phase liquide dans
le modèle thermomécanique résolu avec Code Aster, conduit à des résultats de déformations
plastiques incohérents. La figure 5.3 met en évidence cette problématique. Le graphique montre
à la fois l’évolution temporelle de la température et des déformations plastiques longitudinales
et transversales jusqu’à la fin du refroidissement de la première couche pour un point noté A sur
la figure 5.2.

Figure 5.2 – Emplacement du point A.

Ce graphique montre que, lorsque le point A se situe dans le bain de fusion (c’est-à-dire lorsque
la température relevée est supérieure à 1450°C) des déformations plastiques sont créées. Or, cette
observation ne correspond pas au comportement attendu qui devrait montrer une annihilation
des déformations plastiques dans le bain de fusion. Par ailleurs, le point A étant situé dans
le cordon en construction, ce dernier n’a pas d’état mécanique antérieur. En considérant la
restauration d’écrouissage implémentée, les déformations plastiques enregistrées au niveau du
point A devraient donc être nulles jusqu’à 1000°C, ce qui n’est pas le cas. Le graphique montre
donc un état de déformations plastiques évalué au point A qui est aberrant au moins pour des
températures supérieures à 1000°C.
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Figure 5.3 – Évolution de la déformation plastique (longitudinale et transversale) et de la tem-
pérature au cours du dépôt et du refroidissement du premier cordon, pour un point A (localisé
comme montré figure 5.2).

5.2.2 Calcul des déformations plastiques dans les cordons à partir de la déformation
plastique cumulée p [64, 135]

Afin de considérer un état de déformations plastiques en lien avec le chargement thermique
appliqué, on cherche à recalculer (en dehors du solveur Code Aster) les déformations plastiques
dans le cordon en utilisant la déformation plastique cumulée p calculée par Code Aster. Cette
dernière est une variable interne notée V 1 dans Code Aster. Plus précisément, les déformations
plastiques sont calculées à partir de ṗ, la variation de la déformation plastique cumulée p entre
deux instants, avec la formule suivante (pour un modèle à écrouissage mixte de Prager, cf.
Chapitre 3, section 3.3.1) :

ε̇p =
3

2
ṗ

σ̃ −X
(σ̃ −X)eq

(5.1)

Où σ̃ est le tenseur déviatorique des contraintes et X est la partie cinématique de l’écrouissage
telle que X = Cεp avec C la constante de Prager et εp la déformation plastique.
Et en discrétisant l’équation 5.1, on obtient :

εpi =
3

2
∆pi

σ̃ −X
(σ̃ −X)eq

+ εpi−1 (5.2)

Le graphique présenté en figure 5.4 montre l’évolution de ∆p obtenue à partir de la déforma-
tion plastique cumulée p calculée par Code Aster pour le point A au cours du dépôt et du
refroidissement de la première couche. On calcule ∆p à partir de la formule suivante :

pi = F (pi−1 + ∆pi) (5.3)
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Où pi et pi−1 sont respectivement la déformation plastique cumulée calculée par Code Aster
à l’instant i et à l’instant i − 1. ∆pi est fonction d’un facteur F associé à la restauration
d’écrouissage tel que :


F = 0 si T ≥ 1000°C
F = − 1

Ttot−TaT + Ttot
Ttot−Ta si 400°C < T < 1000°C

F = 1 si T ≤ 400°C
(5.4)

Où T est la température et Ttot et Ta sont respectivement la température de restauration totale
d’écrouissage (fixée à 1000°C pour l’acier 316L) et la température d’activation de la restauration
d’écrouissage (fixée à 400°C pour l’acier 316L).

Figure 5.4 – Évolution de ∆p, la variation de la déformation plastique cumulée, au cours du
dépôt et du refroidissement de la première couche au niveau du point A localisé sur la figure 5.2.

D’après la figure 5.4, on constate que l’évolution de ∆p est conforme aux attentes, à savoir nulle
pour des températures supérieures à 1000 °C puis évolutive en deçà de 1000°C. Cette évolution est
rassurante car elle montre que Code Aster estime correctement la déformation plastique cumulée
p dans le cordon et, par conséquent, assure la validité du calcul des déformations plastiques à
partir de ∆p.
La figure 5.5 montre l’évolution des déformations plastiques longitudinales et transversales ex-
traites directement de la simulation thermomécanique résolue avec Code Aster et celles qui sont
calculées à partir de ∆p pour le point A. On constate que les déformations plastiques longitu-
dinales et transversales calculées à partir de ∆p au niveau du point A au cours du dépôt et du
refroidissement de la première couche, sont nulles pour des températures supérieures à 1000°C.
Après un temps de refroidissement imposé de 35 secondes, les déformations plastiques longitu-
dinale et transversale valent respectivement -0,011 et -0,0055, soit un niveau de déformations
plastiques longitudinales deux fois plus important que le niveau de déformations plastiques trans-
versales. De plus, les déformations (longitudinales ou transversales) sont négatives car, comme
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Figure 5.5 – Évolution de la déformation plastique avant et après correction (longitudinale et
transversale) et de la température au cours du dépôt et du refroidissement du premier cordon,
pour un point A (localisé comme montré Figure 5.2).

le montre la courbe de température, la zone de dépôt expérimente principalement une décharge
thermique générant une contraction du matériau et on a [64] :

p =

t∫
0

|ε̇p|dt (5.5)

Avec, en charge |ε̇p| = ε̇p et en décharge |ε̇p| = −ε̇p.

Le calcul de la déformation plastique à partir de ∆p suivant l’équation 5.2, est appliqué sur tous
les noeuds appartenant au cordon. A la fin du refroidissement, la distribution des déformations
plastiques est évaluée dans chaque cordon de matière. Cette distribution correspond à la distri-
bution des déformations incompatibles ou déformations inhérentes à implémenter dans le modèle
de déformations inhérentes. La figure 5.6 montre la répartition des déformations plastiques lon-
gitudinales après le refroidissement de chacune des dix couches considérées, ces dernières étant
construites avec les paramètres procédé du cas nominal. La répartition est évaluée, couche par
couche, le long d’un axe situé à mi-hauteur dans la couche considérée et parallèle à la direction
du cordon. L’étude de la répartition des déformations plastiques distingue les couches impaires
(cf. Figure 5.6 (a)) des couches paires (cf. Figure 5.6 (b)). En effet, on constate que, pour les
couches impaires, les déformations plastiques sont maximales pour 80 mm ≤ x ≤ 100 mm. Pour
les couches paires, les déformations plastiques sont maximales pour 20 mm ≤ x ≤ 40 mm. Pour
les couches paires et impaires, les déformations plastiques maximales sont donc localisées proche
de la fin des cordons. Ce comportement est à mettre en lien avec les vitesses de refroidissement.
Effectivement, l’extinction de la torche provoque une variation de température brusque à la fin
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du cordon qui est une zone dont la température est encore relativement élevée. A l’opposé, le
début du cordon est une zone qui s’est refroidi plus lentement (donc avec une vitesse de refroi-
dissement moins élevée) en raison de l’éloignement progressif de la torche au cours du dépôt.
Par ailleurs, on remarque que la distribution des déformations plastiques, quelle que soit la pa-
rité de la couche, suit la même tendance. Les extrémités des cordons se caractérisent par des
déformations plastiques longitudinales nulles en lien avec la condition de bord libre. La taille de
la zone de plasticité nulle augmente avec le nombre de couches et atteint une valeur constante
de 10 mm à partir de la septième couche. On observe également une superposition des profils
de déformations plastiques à partir de la septième couche (pour les couches impaires) et de la
huitième couche (pour les couches paires).

Figure 5.6 – Distribution des déformations plastiques longitudinales évaluée dans la longueur de
chaque cordon pour dix cordons déposés, traités en fonction de leur parité (Figure 5.7 (a) pour
les cordons impairs et Figure 5.7 (b) pour les cordons pairs). Les paramètres procédé considérés
pour la construction des dix couches sont toujours ceux du cas nominal.

A partir des profils présentés en figure 5.6, on calcule une déformation plastique longitudinale
moyenne comme montré en figure 5.7. Considérant le graphique de la figure 5.7, on remarque que
la valeur de déformation plastique moyenne est maximale dans la première couche puis décrôıt
avec un comportement asymptotique vers la valeur -0,0025 atteinte dès la septième couche. Ce
type de comportement traduit la mise en place d’un régime établi pour lequel, à partir de la
septième couche, la valeur des déformations plastiques longitudinales créées dans les cordons vaut
-0,0025. Ces observations à l’échelle des déformations plastiques sont consécutives du chargement
thermique. En effet, les profils de température examinés dans les précédents chapitres montrent
une augmentation progressive de la température de l’éprouvette à la fin du refroidissement de
chaque couche. De fait, le phénomène de restauration d’écrouissage est de plus en plus influent
au-fur-et-à-mesure de l’empilement des couches, ce qui entrâıne une diminution des niveaux
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de déformations plastiques générées. La stabilisation du niveau de déformations plastiques se
produit à partir de la septième couche car les températures moyennes des cordons atteintes en
fin de refroidissement se stabilisent également aux alentours de la septième couche, autour de
650°C.

Figure 5.7 – Évolution de la déformation plastique longitudinale moyenne relevée dans un cordon
en fonction du numéro cordon considéré.

Par ailleurs, afin de caractériser au mieux la fonction des déformations à implémenter dans le
modèle de déformations inhérentes, une étude de l’influence de la longueur du cordon et du
temps de refroidissement sur les niveaux de déformations plastiques est menée. Les résultats
sont présentés ici uniquement pour les déformations plastiques longitudinales car elles sont pré-
pondérantes sur les déformations plastiques transversales. L’étude appliquée aux déformations
plastiques transversales montre les mêmes tendances que celles décrites dans ce qui suit mais
avec des intensités plus faibles.

La figure 5.8 (a) montre la distribution des déformations plastiques évaluée uniquement dans le
premier cordon déposé (en considérant toujours les paramètres procédé du cas nominal), pour
différentes longueurs de cordons (de 50 mm à 300 mm). On suppose que la tendance observée
pour le premier cordon est valable pour les cordons suivants. D’après la figure 5.8, on constate
que la longueur du cordon n’a pas une influence significative sur le niveau de déformations plas-
tiques mesuré dans le cordon. En effet, à partir des différents profils, on calcule une déformation
plastique longitudinale moyenne qui vaut 0,0095 pour un cordon de 100 mm, 0,01 pour un cor-
don de 300 mm et 0,009 pour un cordon de 50 mm. Par rapport à la configuration nominale qui
étudie un cordon de 100 mm, la variation maximale de la déformation plastique longitudinale
moyenne est de ±0,0005, soit ±0,05% de déformation plastique. Pour des cordons inférieurs à 50
mm, l’étude n’est pas concluante car la longueur de cordon n’est pas suffisante pour atteindre
le régime établi pendant le dépôt.

D’autre part, la figure 5.8 (b) montre la distribution des déformations plastiques longitudinales
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pour un cordon de 100 mm en considérant deux durées de refroidissement différentes, en l’oc-
currence 35 secondes et 590 secondes, cette dernière valeur permettant un retour à température
ambiante de l’éprouvette. Les profils de déformations plastiques longitudinales extraits dans le
cordon pour ces deux temps de refroidissement se superposent. Ce résultat signifie donc que,
pour ce premier cordon, le niveau des déformations plastiques longitudinales est identique pour
un temps de refroidissement supérieur ou égal à 35 secondes. Après 35 secondes, le premier cor-
don a eu le temps de refroidir, entrâınant la génération des déformations plastiques. En revanche,
l’étude pourrait être menée sur les cordons suivants et montrerait des résultats différents. En
effet, comme précisé plus haut, la température globale de l’éprouvette augmente au cours des
dépôts. Pour un même temps de refroidissement, la température du dépôt n est donc plus élevée
que celle du dépôt n − 1. Par conséquent, pour les cordons supérieurs, il est possible que le
temps de refroidissement de 35 secondes ne soit pas suffisant pour diminuer la température de
sorte à créer toutes les déformations plastiques. Dans ce cas, un temps de refroidissement plus
conséquent modifierait le profil de déformations plastiques. Dans le modèle de déformations in-
hérentes implémenté, on considérera un temps de refroidissement appliqué entre chaque couche
égal à 35 secondes afin de s’assurer de la validité des déformations inhérentes utilisées en entrée
du modèle.

Figure 5.8 – Étude de l’influence de la longueur du cordon (cf. Figure 5.8 (a)) et du temps
de refroidissement (cf. Figure 5.8 (b)) sur les niveaux de déformations plastiques longitudinales
relevés dans un cordon.

5.3 Application de la méthode des déformations inhérentes au cas no-
minal

Les déformations plastiques calculées précédemment à partir de la déformation plastique cumulée
p sont utilisées comme données d’entrée dans un modèle 3D de déformations inhérentes. Ce
dernier est mis en place afin d’effectuer un passage du 2D vers le 3D en recourant à des temps
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de calcul peu importants. La méthode des déformations inhérentes est d’abord appliquée dans le
cas du dépôt d’une unique couche (cas du soudage simple) puis pour le dépôt des cinq couches,
en considérant les paramètres procédé du cas nominal.

5.3.1 Méthode des déformations inhérentes pour le dépôt d’une couche (cas du sou-
dage)

La méthode des déformations inhérentes se base classiquement sur un calcul statique en élas-
ticité linéaire. Le comportement élastique considéré pour l’étude du dépôt d’une couche prend
en compte le module d’Young et le coefficient de Poisson du matériau. Ces propriétés, contrai-
rement au modèle thermomécanique, ne sont pas implémentées en fonction de la température.
Pour ce premier dépôt, on évalue les contraintes résiduelles après retour à température ambiante.
Les propriétés mécaniques implémentées dans le modèle sont donc celles de l’acier 316L à 20°C.
Dans une première approche, on considère les déformations plastiques longitudinale et trans-
versale constantes dans tout le cordon. La déformation plastique dans l’épaisseur de la plaque
est déterminée de sorte à respecter l’incompressibilité plastique telle que εpzz=-(εpxx + εpyy). La
fonction inhérente appliquée dans le cordon prend donc en compte les déformations constantes
suivant les trois directions. Celle-ci est également dégradée linéairement dans une partie res-
treinte du substrat, sous-jacente au dépôt, afin d’éviter l’apparition de fortes discontinuités à
l’interface du cordon et du substrat. Les valeurs constantes des déformations plastiques entrant
dans la fonction inhérentes sont les suivantes :

• εpxx=-0,009 ;

• εpyy=-0,0045 ;

• εpzz=+0,0135.

Les profils de contraintes résiduelles longitudinales évalués suivant l’axe de coupe (T ) présenté en
figure 5.9 sont comparés pour le modèle thermomécanique et le modèle élastique de déformations
inhérentes, sur la figure 5.10.

Figure 5.9 – Position de l’axe (T ) pour l’étude du profil de contraintes résiduelles longitudinales.

Deux cas différents sont étudiés pour le modèle élastique de déformations inhérentes et sont à
l’origine de deux profils de contraintes résiduelles longitudinales différents, notés (1) et (2) sur
la figure 5.10.

Les profils sont obtenus en considérant une dégradation linéaire de la fonction inhérente dans le
substrat, jusqu’à 10 mm pour le profil (1) et jusqu’à 25 mm pour le profil (2), à partir de l’inter-
face cordon/substrat. En comparaison avec le profil de contraintes résiduelles longitudinales issu
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Figure 5.10 – Comparaison des profils de contraintes évalués suivant l’axe (T ) (cf. Figure 5.9)
issus du modèle thermomécanique et du modèle élastique de déformations inhérentes. Les pro-
fils de contraintes (1) et (2) étudiés pour le modèle de déformations inhérentes se différencient
par la distance de propagation des déformations plastiques dans le substrat. Pour le profil (1), la
fonction de déformation inhérente est dégradée linéairement jusqu’à 10 mm après l’interface cor-
don/substrat. Pour le profil (2), la fonction de déformation inhérente est dégradée linéairement
jusqu’à 25 mm après l’interface cordon/substrat.

du modèle thermomécanique, on constate que le profil (2) présente une meilleure adéquation.
En effet, après retour à température ambiante, les résultats issus du modèle thermomécanique
montre que la distance de propagation des déformations plastiques dans le substrat vaut environ
25 mm. La prise en compte des déformations plastiques dans le substrat a donc une influence
importante sur les résultats de contraintes résiduelles obtenus avec le modèle de déformations
inhérentes. Par ailleurs, on constate que la loi de comportement élastique ne permet pas de
retranscrire, pour le profil (1) et le profil (2), le palier de contraintes présent au bas de la plaque
(pour 0 mm≤ Y≤ 5 mm). En effet, comme discuté au Chapitre 4, ce palier traduit la présence
d’une zone plastifiée. Or, la loi de comportement élastique implémentée dans le modèle de défor-
mations inhérentes ne prend pas en compte la loi d’écoulement plastique. Pour pouvoir prédire
un état de déformations plastiques au bas de l’éprouvette, il est donc nécessaire d’implémenter
un modèle de déformations inhérentes basé sur une loi de comportement élastoplastique.

La validité du modèle de déformations inhérentes est également étudiée au regard de la déformée
finale de l’éprouvette, après retour à température ambiante. La figure 5.11 montre la cartogra-
phie du déplacement vertical de l’éprouvette calculé par la méthode des déformations inhérentes,
en considérant une dégradation linéaire de la fonction inhérente dans le substrat jusqu’à 25 mm
à partir de l’interface cordon/substrat. D’après cette cartographie, on constate que le modèle de
déformations inhérentes implémenté pour le dépôt d’un cordon décrit de manière satisfaisante la
déformée finale de l’éprouvette. Le déplacement vertical du bord libre de l’éprouvette est orienté
vers le haut et vaut 1,1 mm. Cette valeur de déplacement est du même ordre de grandeur que
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celles obtenues avec la simulation thermomécanique et l’expérience comme montré dans le Ta-
bleau 5.1.
Par ailleurs, d’après les valeurs répertoriées dans le Tableau 5.1, on constate que la distance
de propagation des déformations plastiques dans le substrat a une influence sur la valeur du
déplacement vertical. Pour une distance de propagation de 25 mm (Modèle de déformations in-
hérentes (2)), la valeur de déplacement vertical est plus importante que pour une distance de
propagation de 10 mm (Modèle de déformations inhérentes (1)). Or, la valeur du déplacement
vertical mesuré pour une distance de propagation de 10 mm, soit 0,76 mm, est plus proche de
celles mesurées pour la simulation thermomécanique et pour l’expérience. En dégradant la fonc-
tion inhérente sur une distance plus importante dans le substrat, la méthode des déformations
inhérentes conduit donc à un profil de contraintes résiduelles longitudinales satisfaisant mais
surestime davantage le déplacement vertical.

Figure 5.11 – Déformée de l’éprouvette évaluée après le dépôt d’un cordon, après retour à tem-
pérature ambiante, pour le modèle 3D de déformations inhérentes (avec loi de comportement
élastique). La fonction linéaire est dégradée linéairement dans le substrat jusqu’à 25 mm à par-
tir de l’interface cordon/substrat. Facteur d’échelle : × 5.

Déplacement vertical (mm)
Simulation numérique 0,85
Expérience 0,5
Modèle de déformations inhérentes (1) 0,76
Modèle de déformations inhérentes (2) 1,1

Tableau 5.1 – Déplacement vertical du bord libre de l’éprouvette mesuré après le dépôt d’un
cordon et retour à température ambiante, pour la simulation thermomécanique, pour l’expérience
et pour le modèle de déformations inhérentes (1) et (2). Les modèles de déformations inhérentes
(1) et (2) sont basés sur une loi de comportement élastique et sont associés respectivement à une
distance de propagation des déformations plastiques dans le substrat de 10 mm et 25 mm.

5.3.2 Modèles des déformations inhérentes pour le dépôt des cinq couches

Le modèle de déformations inhérentes est étendu à la fabrication additive WAAM en considérant
les cinq dépôts étudiés dans les chapitres précédents, déposés avec les paramètres procédé du
cas nominal. Pour cette étude, la fonction de déformation inhérente suppose une déformation
plastique longitudinale constante sur tout le cordon qui vaut -0,0042 sur toutes les couches. Cette
valeur correspond à la déformation plastique moyenne relevée dans le cinquième et dernier cordon
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(cf. Figure 5.7). Sous cette hypothèse, on ne prend pas en compte la variation de la déformation
plastique moyenne en fonction de la couche. En effet, le modèle de déformations inhérentes déve-
loppé pour le dépôt WAAM est actuellement limité par l’apparition de fortes discontinuités dans
les profils de contraintes lorsque la fonction inhérente varie d’une couche à l’autre. Pour éviter ce
problème, on considère donc une fonction constante sur les cinq cordons. Pour le dépôt WAAM,
un modèle de déformations inhérentes basé sur un comportement élastoplastique à écrouissage
linéaire isotrope est développé. Les profils de contraintes résiduelles longitudinales sont évalués
suivant l’axe (T ) (cf. Figure 5.9) pour une loi de comportement élastique et élastoplastique et
comparés en Figure 5.12 avec le profil de contraintes résiduelles longitudinales issu du modèle
thermomécanique. Pour les deux lois de comportement, on considère une dégradation linéaire des
déformations plastiques dans le substrat jusqu’à 10 mm à partir de l’interface cordon/substrat.

Figure 5.12 – Comparaison des profils de contraintes évalués suivant l’axe (T ) (cf. Figure 5.9)
issus du modèle thermomécanique, du modèle de déformations inhérentes considérant une loi
élastique et du modèle de déformations inhérentes considérant une loi élastoplastique à écrouis-
sage linéaire isotrope. Les profils sont étudiés sur une éprouvette présentant cinq cordons, en
considérant les paramètres procédé du cas nominal.

On constate tout d’abord que, par rapport au modèle élastique, le modèle élastoplastique par-
vient mieux à retranscrire la forme du profil de contraintes résiduelles longitudinales. En effet,
la prise en compte des équations liées à la plasticité dans le modèle de déformations inhérentes
permet de faire apparâıtre la zone plastifiée en bas de l’éprouvette qui se traduit par un palier de
contraintes dans le profil de contraintes résiduelles longitudinales. Les niveaux de contraintes es-
timés avec la loi de comportement élastoplastique sont également assez représentatifs des niveaux
prédits par la simulation thermomécanique malgré une surestimation maximale d’environ 100
MPa dans la zone centrale du substrat en compression. A noter que l’estimation des contraintes
résiduelles pourrait encore être plus précise pour le modèle de déformations inhérentes basé sur
la loi de comportement élastoplastique en apportant des modifications à la méthode de conver-
gence utilisée. Par ailleurs, même si la loi de comportement élastoplastique semble plus adaptée
pour l’étude des contraintes résiduelles, la loi de comportement élastique n’est pas pour au-
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tant inacceptable. En effet, on constate que les niveaux de contraintes résiduelles longitudinales
estimés par le modèle élastique sont plutôt cohérents avec les résultats issus de la simulation
thermomécanique. Le comportement général de l’éprouvette est également bien retranscrit avec
les zones de traction et de compression bien identifiées.
D’autre part, l’estimation du déplacement vertical au niveau du bord libre de l’éprouvette, que ce
soit pour le modèle de déformations inhérentes considérant une loi élastique ou élastoplastique,
est plutôt en bon accord avec les résultats issus de la simulation thermomécanique ou encore de
l’expérience (cf. Tableau 5.2 ).

Déplacement vertical (mm)
Simulation numérique 0,9
Expérience 0,5
Modèle de déformations inhérentes élastique 0,43
Modèle de déformations inhérentes élastoplastique 0,66

Tableau 5.2 – Déplacement vertical du bord libre de l’éprouvette mesuré après le dépôt des cinq
cordons et retour à température ambiante, pour la simulation thermomécanique, pour l’expé-
rience et pour les modèles de déformations inhérentes considérant une loi élastique et une loi
élastoplastique à écrouissage linéaire isotrope.

Les modèles de déformations inhérentes basés sur une loi de comportement élastique ou élas-
toplastique sont donc plutôt efficaces pour prédire les contraintes résiduelles et la déformée de
l’éprouvette. Le choix d’une loi élastique ou élastoplastique est basé sur un compromis entre le
niveau de précision souhaité et le temps de calcul mis en jeu. En effet, le modèle de déformations
inhérentes basé sur une loi élastoplastique est capable de prédire la création de déformations
plastiques dans le substrat mais présente des temps de calcul encore élevés. D’autre part, le
modèle de déformations inhérentes basé sur une loi élastique fournit une bonne approximation
des contraintes résiduelles, sans prise en compte de la plasticité dans le substrat, mais avec des
temps de calcul nettement réduits par rapport à une simulation thermomécanique ou même par
rapport à un calcul élastoplastique mené pour la méthode des déformations inhérentes. Pour
exemple, le temps de calcul utilisé par le modèle élastique pour estimer les contraintes rési-
duelles dans l’éprouvette avec cinq dépôts est de 10 minutes, contre 2,7 jours pour le modèle
thermomécanique bidimensionnel avec apport de matière.

5.4 Conclusion

Ce chapitre a permis de développer un modèle de déformations inhérentes adapté au dépôt
WAAM en se basant sur l’étude du cas nominal. La méthode des déformations inhérentes, pré-
sentée en préambule de ce chapitre, utilise comme donnée d’entrée une fonction de déformations
inhérentes ou déformations incompatibles qui sont à l’origine des contraintes résiduelles. Les dé-
formations inhérentes correspondent aux déformations plastiques créées dans les cordons. Dans
le cas de l’étude du cas nominal, les déformations plastiques générées dans les cinq cordons ont
été recalculées à partir de la variation de la déformation plastique cumulée ∆p. En effet, l’ana-
lyse des déformations plastiques issues de la simulation thermomécanique a mis en évidence une
limitation du modèle liée à la gestion du comportement liquide par Code Aster. D’autre part,
une étude de la distribution et des niveaux de déformations plastiques recalculées a été effectuée
afin de caractériser au maximum la fonction inhérente. L’objectif de cette étude est de créer
une fonction inhérente applicable à n’importe quelle structure fabriquée avec les paramètres
procédé du cas nominal. Le modèle de déformations inhérentes a d’abord été mis en place pour
le dépôt d’un unique cordon (cas du soudage), en considérant une loi de comportement élas-
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tique linéaire. La validité du modèle a été discutée en comparant, suivant un même axe, le profil
de contraintes résiduelles longitudinale obtenue avec la méthode des déformations inhérentes
et avec la simulation thermomécanique. Les résultats ont montré une plutôt bonne adéquation
sous condition de dégrader linéairement la fonction de déformation plastique sur une certaine
distance dans le substrat. La comparaison de la déformée finale par rapport à la déformée calcu-
lée par la simulation thermomécanique ou mesurée par l’expérience, a également démontré une
bonne prédiction des états de déformations résiduels par le modèle de déformations inhérentes.
D’abord appliqué à un cordon, le modèle est ensuite étendu au cas de la fabrication additive en
considérant l’empilement de cinq cordons avec les paramètres procédés du cas nominal. Or, dans
le cas des cinq couches déposées, la zone plastifiée au bas de l’éprouvette s’est développée de ma-
nière significative, créant un palier dans le profil de contraintes résiduelles longitudinales. Pour
pouvoir prédire le développement de ces déformations plastiques dans le substrat, un modèle de
déformations inhérentes basé sur une loi élastoplastique à écrouissage linéaire isotrope est mis
en place. Ce dernier, en tenant compte de la loi d’écoulement plastique, permet de retrouver
un profil de contraintes résiduelles longitudinales assez proche de celui extrait de la simulation
thermomécanique, avec notamment l’apparition du palier au bas de l’éprouvette et un passage
compression/traction ou traction/compression non linéaire. Le modèle élastique appliqué aux
dépôts des cinq cordons reste néanmoins très intéressant car il prédit des niveaux de contraintes
cohérents, en traction et en compression, et utilise des temps de calcul réduits voire très réduits
par rapport à une simulation thermomécanique ou même par rapport à un calcul élastoplastique
basé sur le modèle des déformations inhérentes. En effet, le modèle des déformations inhérentes
basé sur la loi de comportement élastoplastique présente actuellement une limitation au niveau
des temps de calcul engagés. Cette problématique pourra être traitée ultérieurement par une
analyse de la méthode de convergence utilisée et notamment de la réactualisation de la matrice
tangente.
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Conclusion générale et perspectives

Conclusion

Parmi les nombreux procédés de fabrication additive métallique, cette thèse s’est intéressée au
procédé WAAM (Wire Arc Additive Manufacturing) car celui-ci présente de nombreuses spéci-
ficités qui le distinguent des autres procédés de fabrication additive métallique et qui en font un
candidat privilégié pour certaines applications industrielles. En particulier, le dépôt WAAM a
été étudié pour une technologie de soudage GMAW (Gas Metal Arc Welding) en mode de trans-
fert CMT (Cold Metal Transfer). Ce mode de transfert permet de minimiser l’énergie délivrée
lors du détachement de la gouttelette de métal grâce à un contrôle du dévidage du fil-électrode.
Le contrôle des niveaux d’énergie utilisés pour faire fondre le métal est un enjeu majeur de la
fabrication additive métallique, et en particulier du WAAM. En effet, l’énergie délivrée par le
procédé pour la mise en fusion du métal crée de forts gradients thermiques qui conditionnent
l’état de contraintes et de déformations résiduelles dans la pièce fabriquée.

L’objectif de cette thèse était de réaliser une étude thermomécanique du dépôt WAAM mettant
en évidence l’impact du chargement thermique sur les niveaux de contraintes et de déformations
générés. Cette étude s’est appuyée sur une modélisation thermomécanique et sur une campagne
expérimentale pour le dépôt de cordons en acier 316L sur un substrat du même matériau. Les
propriétés thermo-physiques de l’acier 316L sont déjà bien renseignées dans la littérature car il
s’agit d’un matériau couramment utilisé notamment dans l’industrie nucléaire. Ses propriétés
métallurgiques particulières (pas de transformation structurale à l’état solide) permettent d’en-
visager un couplage purement thermomécanique même si la taille et l’orientation des grains dans
la ZAT et la zone fondue peuvent avoir une certaine influence sur les niveaux de contraintes dans
ces zones. De plus, une configuration de dépôt spécifique a été choisie, pour laquelle les cordons
sont déposés sur l’épaisseur d’une plaque maintenue uniquement sur l’une de ses extrémités. En
laissant les autres bords libres, cette configuration permet de minimiser l’influence du bridage
sur les niveaux de contraintes.

La campagne expérimentale mise en place a permis de réaliser des mesures in-situ en cours de
procédé et des mesures a posteriori. Les mesures in-situ ont permis d’évaluer les intensités et les
tensions de soudage réellement mises en jeu via une acquisition des cycles CMT, de tracer des
profils de températures via une acquisition par thermocouples, de mesurer des tailles de bain de
fusion via une une série d’images acquises par caméra rapide, ou encore de tracer l’évolution de la
déformée de l’éprouvette via le relevé du déplacement vertical du bord libre de l’éprouvette par
un capteur de déplacement laser. Les mesures a posteriori ont permis d’évaluer la pénétration
du bain de fusion via l’analyse des macrographies, de mettre en évidence la métallurgie du dépôt
et du substrat via une analyse EBSD, ou encore de tracer des profils de contraintes résiduelles
obtenus à partir des mesures de déformations par diffraction de neutrons. Ces mesures ont été
réalisées pour un jeu de paramètres procédé dits nominaux définissant une énergie linéique de
dépôt nominale (cas nominal ou cas d’étude 1). Par ailleurs, afin de mettre en évidence l’influence
des paramètres procédé sur le comportement thermomécanique de l’éprouvette, ces mesures ont
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également été effectuées pour deux jeux de paramètres procédé supplémentaires : l’un est basé
sur une énergie linéique de dépôt 30 % supérieure à celle du cas nominal (cas d’étude 2) et l’autre
est basé sur une énergie linéique proche du cas nominal mais obtenue avec des paramètres pro-
cédé (vitesse fil et vitesse d’avance) différents (cas d’étude 3).

La modélisation mise en place pour étudier les conséquences thermomécaniques du dépôt WAAM
a été implémentée sur la plateforme de calcul scientifique Salome Meca et résolue avec le solveur
Code Aster, tous deux en accès libre. Le couplage thermomécanique envisagé est un couplage
faible où la thermique influe fortement sur la mécanique. Sous l’hypothèse d’un couplage faible,
l’analyse thermique a pu être dissociée de l’analyse mécanique. Les résultats obtenus à partir du
modèle thermique ont été projetés sur un modèle mécanique pour réaliser le couplage thermo-
mécanique. Les analyses ont été menées en régime transitoire avec une description lagrangienne.
Les temps de calcul ont été nettement diminués grâce à la configuration de dépôt spécifique qui
a permis de construire un modèle bidimensionnel prenant en compte l’hypothèse des contraintes
planes. L’apport de matière a été dimensionné en fonction des paramètres procédé considé-
rés. Dans la simulation, l’élément de matière ajouté à l’instant tn est absent du modèle et du
maillage à l’instant tn−1 afin d’éviter les inconvénients associés aux méthodes classiques d’acti-
vation d’éléments. Pour chaque nouvel ajout de matière, un nouveau maillage est généré et les
résultats obtenus sur le maillage précédent sont projetés sur le nouveau maillage. Cette opération
est réitérée autant de fois qu’il y a d’éléments de matière à ajouter.
En ce qui concerne la modélisation thermique de l’opération de dépôt WAAM, la principale
difficulté réside dans la modélisation de la source de chaleur et l’estimation des énergies mises
en jeu pour la fusion du métal. La modélisation de l’arc électrique et du bain de fusion permet
de déterminer précisément la quantité d’énergie associée au procédé et de prédire les formes de
bain de fusion par la prise en compte des phénomènes hydrodynamiques. Or, dans le cadre de
cette thèse, l’intérêt se porte particulièrement sur la loi de comportement thermomécanique afin
d’estimer les états mécaniques résiduels de la pièce fabriquée en WAAM. La physique de l’arc
électrique et du bain de fusion n’a donc pas été modélisée. Pour retranscrire la convection dans le
bain de fusion, un artefact numérique a néanmoins été utilisé. Ce dernier consiste à multiplier la
conductivité en phase liquide, ce qui permet d’obtenir des longueurs de bain de fusion réalistes.
L’apport de chaleur a été modélisé via une source de chaleur équivalente de type flux imposé
avec une répartition volumique qui permet de retranscrire l’effet de l’arc électrique sur la surface
du bain de fusion mais aussi la pénétration de la goutte de métal en profondeur. L’expression de
la source de chaleur prend en compte les paramètres procédé utilisés au travers de la tension, de
l’intensité et de la vitesse de soudage. Les pertes de chaleur par convection et radiation ont été
imposées sur les frontières du domaine ainsi qu’au travers d’un terme puits pour tenir compte
des grandes surfaces latérales d’échange du substrat.
En ce qui concerne la modélisation mécanique, la principale difficulté réside dans l’implémenta-
tion de la bonne loi de comportement. Une étude numérique sur l’influence de la loi d’écrouissage
(isotrope pur, mixte linéaire ou mixte non linéaire) et sur l’effet de la restauration d’écrouissage
a été réalisée. Une loi élastoplastique avec écrouissage mixte linéaire associée à une restauration
d’écrouissage est apparue tout à fait adaptée au cas du dépôt WAAM pour lequel le chargement
thermique est cyclique. Le calcul mécanique a été mené sous l’hypothèse des contraintes planes
et en considérant la condition d’encastrement uniquement sur l’un des bords de l’éprouvette afin
de respecter la configuration de dépôt adoptée en phase expérimentale.

Les résultats numérique thermiques (températures, longueurs et pénétrations de bain de fu-
sion) et mécaniques (évolution de la déformée, contraintes résiduelles) ont pu être comparés
avec les mesures expérimentales. Les confrontations ont montré une plutôt bonne prédiction de
la simulation thermomécanique pour les trois cas d’étude. Par ailleurs, les résultats numériques
et expérimentaux ont mis en évidence les mêmes tendances pour la comparaison des trois cas
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d’étude. Le cas 2, le plus énergétique, est associé à des tailles de bain de fusion plus importantes
que celles relevées pour les deux autres cas qui, au vu de leurs énergies linéiques proches, pré-
sentent des tailles de bain de fusion plutôt similaires. De même pour les profils de température,
le cas 2 a tendance à se différencier avec des températures maximales et des températures de
fin de refroidissement mesurées proche du dépôt qui sont plus élevées que pour le cas 1 ou le
cas 3. L’analyse des vitesses de refroidissement pour chacun des cas a permis également d’expli-
quer les différences observées au niveau de l’évolution de la déformée et de la déformée finale de
l’éprouvette. Il a été montré qu’une vitesse de refroidissement plus élevée conduit à une déformée
finale plus importante. La déformation finale de l’éprouvette s’apparente à une déformation de
type flexion orientée vers le haut. Enfin l’étude des profils de contraintes résiduelles a montré
une répartition quasi uniaxiale des contraintes résiduelles longitudinales avec une influence peu
significative des paramètres procédé étudiés sur les niveaux de contraintes. Ces mêmes profils
ont également mis en évidence un palier de contraintes au niveau du bas de l’éprouvette tradui-
sant l’apparition d’une zone de plasticité. Le développement de ces déformations plastiques a été
discuté au regard de l’évolution du chargement thermique et de la limite d’élasticité considérée.

Une étude des déformations plastiques créées dans les cordons (ou déformations incompatibles)
a également été réalisée. Cette étude a montré une limitation du modèle thermomécanique liée
à la gestion du comportement liquide par Code Aster. Pour palier cette problématique, les dé-
formations plastiques dans les cordons ont été recalculées en dehors du solveur Code Aster à
partir de la déformation plastique cumulée p. Après reconstruction du champ de déformations
plastiques à l’issue du refroidissement de chaque couche, celui-ci a été introduit dans un modèle
de déformations inhérentes sous forme d’une fonction appliquée sur tous les noeuds des cordons.
Par rapport au modèle thermomécanique, le modèle de déformations inhérentes permet d’estimer
les niveaux de contraintes et de déformations résiduelles à partir d’un champ de déformations
incompatibles avec des temps de calcul nettement réduits. Ce modèle a donc été développé pour
tenter de répondre aux exigences temporelles du secteur industriel. Deux modèles de déforma-
tions inhérentes ont été implémentés : un modèle basé sur une loi de comportement élastique
et un modèle basé sur une loi de comportement élastoplastique à écrouissage linéaire isotrope.
Le modèle basé sur une loi de comportement élastique a fourni des résultats plutôt satisfaisants
pour les contraintes résiduelles et la déformée finale de l’éprouvette, avec des temps de calcul
acceptables pour une éventuelle utilisation industrielle, mais sans mettre en évidence la zone
de plasticité détectée au bas l’éprouvette. La prédiction des déformations plastiques dans le
substrat a nécessité la mise en place d’un modèle de déformations inhérentes basé sur une loi
de comportement élastoplastique. Pour ce modèle, les niveaux de contraintes résiduelles et la
valeur de la déformée finale ont également été analysés et ont montré une bonne concordance
avec les résultats issus du modèle thermomécanique. En revanche, les temps de calcul pour ce
modèle n’ont pas été optimisés, ce qui, actuellement, augmente les temps de calcul par rapport
au modèle de déformations inhérentes basé sur la loi de comportement élastique.

Perspectives

A l’issue de cette thèse de nouvelles pistes de travail sont envisagées tant au niveau scientifique
qu’au niveau industriel.
Par rapport aux campagnes expérimentales effectuées, la méthode non destructive de diffraction
par neutrons semble efficace pour la prédiction des niveaux et des répartitions de contraintes
résiduelles. D’autres méthodes, de type semi-destructives telles que la méthode du trou [136] ou
la méthode du contour [137], pourraient être envisagées pour une comparaison et une discussion
des résultats. Par ailleurs, les profils de contraintes résiduelles obtenues avec la méthode de dif-
fraction de neutrons montrent des niveaux d’incertitudes significatifs dans les zones de dépôt en
raison de la microstructure du métal. Avec la méthode d’équilibrage utilisée dans cette thèse,
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ces incertitudes génèrent un offset sur l’ensemble du profil de contraintes équilibré qui n’est pas
forcément réaliste. Pour palier cette problématique, on pourrait mettre en place une méthode
de reconstruction du champ de contraintes résiduelles dans les dépôts qui permette le rééquili-
brage de la structure à partir du champ de contraintes estimé dans le substrat pour lequel les
incertitudes sont faibles.

Par ailleurs, si le modèle de déformations inhérentes implémenté semble produire des résultats
assez satisfaisants pour la configuration de dépôt considérée dans la thèse, la prochaine étape
serait de considérer une géométrie plus complexe (avec des intersections, des courbes ou encore
des angles) construite avec les paramètres procédé du cas nominal. Dans un autre temps, des
améliorations devront également être apportées au modèle de déformations inhérentes développé
pour la fabrication additive. En effet, que ce soit pour le modèle de déformations inhérentes basé
sur la loi de comportement élastique ou sur la loi de comportement élastoplastique, des discon-
tinuités ont été mises en évidence à l’interface des couches lorsque les champs de déformations
sont considérés différents d’un cordon à l’autre. L’une des options qui pourrait être envisagée est
d’introduire des termes de pénalités à l’image de la méthode de Nitsche [138]. Quant au modèle
de déformations inhérentes basé sur la loi de comportement élastoplastique, une optimisation de
la méthode de convergence devra également être effectuée afin de réduire les temps de calcul et
de s’approcher des temps de calcul utilisés par le modèle de déformations inhérentes basé sur la
loi de comportement élastique.

D’autre part, dans un contexte industriel, il serait intéressant d’approfondir l’étude des dé-
formations plastiques générées dans les cordons qui sont à l’origine des contraintes résiduelles.
Cette étude permettrait de produire des tables, normalisées par rapport à la longueur de cordon,
répertoriant les niveaux et les répartitions des champs de déformations plastiques en fonction
des paramètres procédés (vitesse fil, vitesse d’avance, intensité et tension de soudage, temps
de refroidissement) et du matériau considérés. A partir de ces tables, il serait donc possible de
prédire rapidement, avec un modèle de déformations inhérentes, les contraintes résiduelles et les
déformations générées dans la pièce fabriquée pour un jeu de paramètres procédé et un maté-
riau déterminés. Dans une perspective à long terme, il serait très appréciable de pouvoir lier les
résultats issus du modèle de déformations inhérentes aux mesures réalisées in-situ en utilisant
les technologies associées au Machine Learning [139, 140]. Ces technologies combinées à une
prédiction rapide des contraintes résiduelles et des déformations par un modèle de déformations
inhérentes, permettraient de mâıtriser et de corriger les paramètres procédé en cours de dépôt
afin de contrôler la génération des contraintes résiduelles et des déformations.

148



Bibliographie

[1] Oguzhan Yilmaz et adnan Ugla. “Shaped metal deposition technique in additive manu-
facturing : A review”. In : Proceedings of the Institution of Mechanical Engineers, Part B :
Journal of Engineering Manufacture 230 (avr. 2016). doi : 10.1177/0954405416640181.

[2] Benjamin Vayre, Frédéric Vignat et François Villeneuve. “Metallic additive manufac-
turing : State-of-the-art review and prospects”. In : Mechanics Industry 13 (jan. 2012),
p. 89-96. doi : 10.1051/meca/2012003.

[3] ASTM F2792-12a, Standard Terminology for Additive Manufacturing Technologies, (Wi-
thdrawn 2015). ASTM International,West Conshohocken, PA, 2012.

[4] A. Gomez Ortega. “Prototypage rapide de pièces en alliage d’aluminium : étude du
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Thèse de doct. Ecole polytechnique X, 2011.

[27] M. Stadler. “Experimental characterization of the weld pool flow and metallic vapors
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[120] Paulo Teixeira, Douglas Araújo et Luiz Cunha. “Study of the gaussian distribution
heat source model applied to numerical thermal simulations of TIG welding processes”.
In : Ciencia and Engenharia/ Science and Engineering Journal 23 (déc. 2014), p. 115-122.
doi : 10.14393/19834071.2014.26140.

[121] Rakesh Goyal et al. “A Model Equation for the Convection Coefficient for Thermal
Analysis of Welded Structures”. In : juin 2008. doi : 10.1361/cp2008twr321.

[122] Yufang Liu et al. “Experimental Investigation of Emissivity of Steel”. In : International
Journal of Thermophysics 34 (mars 2013). doi : 10.1007/s10765-013-1421-3.

[123] Yuan Zhong et al. “Additive manufacturing of 316L stainless steel by electron beam
melting for nuclear fusion applications”. In : Journal of Nuclear Materials 486 (2017),
p. 234-245. doi : https://doi.org/10.1016/j.jnucmat.2016.12.042.
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Annexe A. Calcul de l’épaisseur
équivalente

L’épaisseur équivalente du cordon est définie pour un cordon assimilé à un parallélépipède rec-
tangle. Le calcul de l’épaisseur équivalente prend en compte les dimensions réelles mesurées sur
une macrographie du dépôt comme présentée en figure A.1. A titre d’exemple, le calcul est dé-
taillé pour l’épaisseur équivalente du premier cordon déposé avec les paramètres procédé du cas
nominal.

Sur la macrographie A.1, on calcule l’aire de la calotte de 2,1 mm de hauteur et de 6,2 mm
d’épaisseur. L’aire de la calotte est estimée à environ 9 mm2.

En considérant que le cordon a une section parfaitement rectangulaire, on estime l’aire de la
section qui serait de 6 mm × 2,1 mm, soit environ 13 mm2.

On calcule le rapport des aires de la calotte et de la section rectangulaire, soit environ 0,7.

On en déduit alors l’épaisseur équivalente (ou épaisseur fictive) telle que e=0,7×6 = 4,2 mm.

Figure A.1 – Macrographie d’une coupe transversale d’une éprouvette avec cinq dépôts construits
avec les paramètres procédé du cas nominal.
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Annexe B. Méthode de résolution
Newton-Raphson

La résolution du problème mécanique repose sur la méthode de Newton qui consiste à chercher
le zéro d’une fonction, c’est-à-dire F (x) = 0 où F est une fonction vectorielle non linéaire du
vecteur x. Le principe de la méthode est de construire une suite de vecteurs xn convergeant vers
la solution x. Pour trouver le nouvel itéré xn+1, il faut approcher F (xn+1) par un développement
limité à l’ordre 1 autour de xn et considérer F (xn+1) = 0 telle que :

0 = F (xn+1) ≈ F (xn) + F ′(xn)(xn+1 − xn) (B.1)

Soit encore :

F ′(xn)(xn+1 − xn) = −F (xn) (B.2)

Et finalement :

xn+1 = xn − [F ′(xn)]−1.F (xn) (B.3)

F ′(x) est l’application linéaire tangente associée à la fonction F . La dérivée au point x dans la
direction h est définie comme la dérivée directionnelle suivante :

F ′(x).h = lim
Θ→0

F (x+ Θ.h)− F (x)

Θ
(B.4)

La matrice de F ′(x) exprimée dans les bases canoniques des espaces vectoriels considérés cor-
respond à la matrice jacobienne de F en x.

L’utilisation de la méthode de Newton pour la résolution du problème mécanique en quasi-
statique est appropriée car elle permet de converger vers l’équilibre de la structure en annulant les
forces non équilibrées au cours des itérations de Newton. En effet, pour une structure en équilibre
les forces internes sont égales aux forces externes. Le système à résoudre (sans considérer les CL
de Diriclet) s’écrit :

Linti (ui) = Lmecai (ui) (B.5)

A l’instant ti, L
meca
i désigne la partie mécanique du chargement extérieur total Lexti afin de la

distinguer du chargement thermique, Linti représente les forces internes du problème mécanique
et ui est le champ de déplacement.
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La transposition de la méthode de Newton au problème mécanique revient à annuler la fonction
vectorielle notée R. Celle-ci représente le résidu d’équilibre (c.a.d les forces non équilibrées) tel
que :

R(ui, ti) = Linti − Lmecai (B.6)

La méthode de Newton résout par n itérations, pour une variable d’instant i , une suite de
problèmes linéaires de la forme :

Kn
i .∆u

n+1
i = Lint,ni − Lmeca,ni (B.7)

∆un+1
i représente l’incrément de déplacement entre deux itérations de Newton successives. La

matrice Kn
i est la matrice de rigidité tangente en uni . Lint,ni et Lmeca,ni correspondent respecti-

vement aux forces internes et aux forces externes mécaniques à la nieme itération de Newton du
ieme pas de charge. En introduisant le résidu d’équilibre Rni défini en (B.7), on peut écrire :

Kn
i =

∂Rni
∂u

∣∣∣∣
uni ,ti

=
∂Lint,ni

∂u

∣∣∣∣∣
uni ,ti

−
∂Lmeca,ni

∂u

∣∣∣∣
uni ,ti

(B.8)

En l’absence de force suiveuse de type pression ou force imposée, la matrice Kn
i s’écrit :

Kn
i =

∂Lint,ni

∂u

∣∣∣∣∣
uni ,ti

(B.9)

Dans ce cas, le calcul des forces internes est déterminante car elles conditionnent la convergence
vers la solution recherchée. La convergence du problème mécanique établi pour la modélisation
utilise la méthode de Newton à vraie matrice tangente (mot-clef Code Aster : MATRICE =
TANGENTE) aussi appelée matrice consistante ou encore matrice cohérente. Cette méthode de
Newton à matrice tangente consistante est illustrée en Figure B.1.

Figure B.1 – méthode de Newton à matrice tangente consistante [141]

En considérant la dualisation des CL de Diriclet , c.a.d les conditions de déplacements imposés
(pour la modélisation DX=DY=0 sur le bord encastré de la plaque), le système à résoudre par

161



la méthode de Newton est le suivant :{
Linti +BT .λi = Lmecai

B.ui = udi
(B.10)

B est un opérateur linéaire de l’espace des champs de déplacements sur un espace de fonctions
définies sur une partie du bord de la pièce (notée ∂Ω1 dans la modélisation) et ud est une fonc-
tion donnée sur cette partie.

Pour assurer une convergence optimale de l’algorithme de calcul, il faut que l’estimation initiale
s’approche de la solution. Pour cela, il faut linéariser le système B.10 par rapport au temps
autour de (ui−1, λi−1) lors d’une phase de prédiction. Le système d’équation permettant de
calculer des valeurs prédictives (∆u0

i , λu
0
i ) est le suivant :

∂Lint

∂ui

∣∣∣
ui−1

.∆u0
i +BT .λu0

i = ∆Lmecai − δLint

δt

∣∣∣
ti−1

.∆ti

B.∆u0
i = ∆udi

(B.11)

Pour la phase de prédiction de la modélisation mise en place, c’est la matrice élastique qui est
utilisée (mot-clef Code Aster : PREDICTION = ELASTIQUE).
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Annexe C. Analyse thermique : profils de
température

Cette annexe présente l’ensemble des profils de température qui ont permis d’enrichir l’analyse
thermique mais qui n’ont pas été utilisés comme support pour discuter des résultats dans le
manuscrit.

C.1 Cas nominal

Dans cette section, on présente une comparaison des profils de température numériques et ex-
périmentaux pour la sonde TC1, TC2, TC3 et TC4 pour le cas nominal.

Figure C.1 – Profils de température numérique et expérimental relevés au niveau de l’emplace-
ment de TC1 pour le cas nominal
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Figure C.2 – Profils de température numérique et expérimental relevés au niveau de l’emplace-
ment de TC2 pour le cas nominal

Figure C.3 – Profils de température numérique et expérimental relevés au niveau de l’emplace-
ment de TC3 pour le cas nominal
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Figure C.4 – Profils de température numérique et expérimental relevés au niveau de l’emplace-
ment de TC4 pour le cas nominal

C.2 Cas d’étude 2

Dans cette section, on présente une comparaison des profils de température numériques et ex-
périmentaux pour la sonde TC1, TC3 et TC4 pour le cas 2.

Figure C.5 – Profils de température numérique et expérimental relevés au niveau de l’emplace-
ment de TC1 pour le cas 2
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Figure C.6 – Profils de température numérique et expérimental relevés au niveau de l’emplace-
ment de TC3 pour le cas 2

Figure C.7 – Profils de température numérique et expérimental relevés au niveau de l’emplace-
ment de TC4 pour le cas 2
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C.3 Cas d’étude 3

Dans cette section, on présente une comparaison des profils de température numériques et ex-
périmentaux pour la sonde TC2, TC3 et TC4 pour le cas 3.

Figure C.8 – Profils de température numérique et expérimental relevés au niveau de l’emplace-
ment de TC2 pour le cas 3

Figure C.9 – Profils de température numérique et expérimental relevés au niveau de l’emplace-
ment de TC3 pour le cas 3
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Figure C.10 – Profils de température numérique et expérimental relevés au niveau de l’emplace-
ment de TC4 pour le cas 3
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Résumé     : 

La fabrication additive, en complément des techniques de fabrication traditionnelles, procède par ajout de
matière pour la construction de pièces mécaniques. Parmi les différents procédés de fabrication additive existant, cette
thèse s’intéresse tout particulièrement au procédé de fabrication additive métallique arc-fil  désigné également par
l’acronyme anglais WAAM qui signifie Wire Arc additive Manufacturing. Celui-ci se base sur les technologies du soudage
à l’arc pour fabriquer des pièces par empilements successifs de cordons de soudure.  Si la technologie est plutôt bien
assimilée pour produire des pièces non fonctionnelles et des dispositifs d’aide à la production tels que des prototypes,
l’enjeu  porte  actuellement  sur  la  fabrication  en  série  de  pièces  fonctionnelles  impliquant  des  problématiques
mécaniques.

En effet, la mise en fusion du métal lors du dépôt génère des zones de plastification dans les cordons et leurs
alentours qui engendrent la formation de contraintes résiduelles et de déformations dans la pièce finale. Le premier
objectif de cette thèse est de comprendre la génération de ces contraintes résiduelles et de ces déformations au cours
du procédé par une approche numérique couplée à une approche expérimentale. Pour cela, une configuration de dépôt
spécifique  est  étudiée.  Cette  dernière  consiste  à  déposer  un  cordon  sur  l’épaisseur  d’une  plaque  maintenue
uniquement sur l’une de ses extrémités. En laissant les autres bords libres les contraintes liées au bridage sont peu
influentes. Compte-tenu de cette configuration, le modèle thermomécanique mis en place est bidimensionnel et traité
sous l’hypothèse des contraintes planes. L’ajout de matière est considéré au fur et à mesure de la construction du
cordon avec une méthode de maillage adaptée. Les résultats numériques sont comparées aux données expérimentales
relevées en cours de procédé ou en post-procédé afin de discuter la validité du modèle. 

L’autre  objectif  de  cette  thèse  est  de  mettre  en  évidence  l’influence  des  paramètres  procédés  sur  le
comportement thermomécanique des pièces  fabriquées. Pour cela, trois jeux différents de paramètres procédés sont
définis en fonction de l’énergie linéique de dépôt mise en jeu. Les différences et similitudes constatées numériquement
et expérimentalement, aussi bien au niveau des champs thermiques que des champs mécaniques, sont discutées. 

Enfin, le dernier objectif de cette thèse est de construire un modèle de Déformations Inhérentes qui permette
d’estimer rapidement les niveaux de contraintes résiduelles et de déformations pour n’importe quelle structure 3D
réalisée avec des paramètres procédés déterminés. Pour cela, une analyse des déformations plastiques obtenues avec
la modélisation thermomécanique est réalisée. Ces dernières sont ensuite implémentées comme données d’entrée
dans un modèle en Déformations Inhérentes avec la configuration étudiée. La répartition et les niveaux des contraintes
résiduelles ainsi que la déformée globale de la pièce  obtenus pour le modèle thermomécanique et le modèle en
Déformations Inhérentes sont comparés et discutés.
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Title     : Thermomechanical  analysis  of  wire  and  arc  additive  manufacturing  process :  numerical  and  experimental
approaches

Abstract     :

Additive manufacturing, in addition to traditional manufacturing processes, consists of  adding material, layer
by layer,to build mechanical parts. Among the various existing additive manufacturing processes, this thesis focuses on
the  Wire  and  Arc  Additive  Manufacturing  process  (WAAM).  This  process  is  based  on  welding  technologies  to
manufacture parts by successive stacks of weld beads. While the technology is fairly well assimilated to produce non-
functional parts and production support devices such as prototypes, the challenge is currently the mass production of
functional parts relating to the issue of material health.

Indeed, the melting of the metal generates plastic strains in the weld beads and in the vicinity which generate
residual stresses and deformations in the final part. The first objective of this thesis is to understand the generation of
these residual stresses and deformations during the process by a numerical approach coupled with an experimental
approach. For this,  a specific experimental setup is  studied. It  consists of depositing the melted filler wire on the
thickness of a plate held vertically along its length. The specimen is clamped on one side while the others are totally
free in order to minimize the clamping effect. According to this setup, the thermomechanical model is two-dimensional
and solved under plane stress assumption. The addition of material is taken into account during the deposition process
with a suitable mesh method. The numerical results are compared and discussed regarding experimental data recorded
in-situ or ex-situ in order to validate the model. 

The other objective of this thesis is to highlight the influence of process parameters on the thermomechanical
behavior of manufactured parts. Then, three different sets of process parameters are defined based on the linear
welding energy. The  numerically and experimentally results,  are discussed for both thermal and mechanical fields. 

Finally,  the last objective of this  thesis is  to implement an Inherent Strain model  which allows to  quickly
estimate the levels of residual stresses and deformations for any 3D structure according to the process parameters
used. Thus, an analysis of the plastic strains calculated with the thermomechanical simulation is done. Afterwards, the
plastic strain fields are introduced as input data in an Inherent Strain model for the investigated case.  The  residual
stress field as well as the global deformation of the part obtained with the Inherent Strain model are compared to the
one computed with the thermomechanical model and discussed.
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