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Notations 

Acronymes 

A : Austénite 
AVC : Arc Voltage Control – asservissement en tension 
CC : Cubique Centré 
CER : Constantes d’Elasticité Radiocristallographiques 
CFC : Cubique Faces Centrées 
CTE : Coefficient of Thermal Expansion - coefficient de dilatation thermique 
DRX : Diffraction des Rayons X 
EBSD : Electron BackScatter Diffraction 
EDX : Energy Dispersive X-ray spectroscopy - spectrométrie sélective en énergie 
F : Ferrite 
FDO : Fonction de Distribution des Orientations 
GTAW : Gas Tungsten Arc Welding 
IMN : Institut des Matériaux de Nantes Jean Rouxel 
M : Martensite 
MB : Métal de Base 
TIG : Tungsten Inert Gas 
(D-)WAAM : (Double) Wire Arc Additive Manufacturing  
ZAT : Zone Affectée Thermiquement 
ZF : Zone Fondue 

Lettres grecques 

α : diffusivité thermique ou ferrite alpha 
α′ : martensite 
β : coefficient de Koistinen-Marburger  
γ : austénite 
ε : émissivité de surface ou déformation 
εth : déformation thermique 
εpe : déformation plastique équivalente 
⟨ε(hkl,ϕ,Ψ)⟩Vd  : déformation mesurée dans la direction (ϕ, Ψ) moyennée sur volume 

diffractant 
∆ε : différence de compacité entre la phase austénitique et la phase martensitique 
ρ : masse volumique 
η : coefficient de rendement 
λ : longueur d’onde 
σ : phase sigma ou contrainte 
σys : limite d’élasticité 

σys0 : limite d’élasticité initiale 

 σ̅ij : tenseur complet des contraintes 

σxx, σyy et σzz : contraintes résiduelles longitudinales, transversales et normales 

ϕ et Ψ : angles azimutal et d'inclinaison c’est-à-dire, respectivement l’angle de rotation 
autour de la normale à la surface de la pièce et l’angle entre la normale à la surface et la 
normale au plan diffractant 



 

 
 

θhkl,ϕ,Ψ : demi-angle entre le faisceau incident et la direction du détecteur dans la direction 

(ϕ, Ψ) pour la famille de plan {hkl} 
∅ : diamètre du fil 
υ : coefficient de Poisson 

Lettres latines  

a : demi-largeur des sources équivalente  
AGlobal  : coefficient du modèle disque à optimiser 
b : pénétration de la source de Goldak à double ellipsoïde 
cf et cr : longueurs des deux ellipsoïdes à l'avant et à l’arrière de la source 
cst : second coefficient du modèle disque à optimiser 
Cp : la capacité thermique du matériau 

Creq : équivalent chrome 

d : distance entre le centre des deux sources gaussiennes de la source surfacique annulaire 
gaussienne 
〈d(hkl, ϕ, Ψ)〉Vd  : valeur moyenne au sein volume diffractant vd, de la distance 

interréticulaire de la famille de plans {hkl} selon la direction de diffraction (ϕ, Ψ) 
d0 : distance interréticulaire du matériau libre de contraintes 
e : épaisseur 
E : module d’Young 
ETiso : module tangent isotrope 
fa : coefficient de distribution du flux de chaleur entre les deux gaussiennes de la source 

surfacique annulaire gaussienne 
ff et fr : coefficients de distribution du flux de chaleur à l'avant et à l'arrière de la source à 

double ellipsoïde 
Fi,j(ϕ, Ψ, hkl) : facteurs de contraintes 

h : coefficient d’échange thermique ou constante de Planck 
H : hauteur du dépôt 
I : intensité de soudage 
k : conductivité thermique 
L : distance de vol 
mn : masse d’un neutron 
Mf : Martensite Finish 
Ms : Martensite Start 
Nieq : équivalent nickel 

pα′ : proportion de martensite 
pγ
0 : proportion d’austénite initiale 

q : source de chaleur surfacique 
qa : chaleur fournie par l’arc 
Q : source de chaleur volumique 
ra : rayon de la gaussienne centrale de la source surfacique annulaire gaussienne 
rb : rayon de la gaussienne annulaire de la source surfacique annulaire gaussienne 
Rp0,2 : limite d’élasticité à 0,2% de déformation plastique 

s : écart-type 
S : section du dépôt 

S1(hkl) et 
1

2
S2(hkl) : Constantes d’Elasticité Radiocristallographiques (CER) 



 

 
 

t : temps 
thkl : temps de vol depuis la source 
T : température 
T0 : température ambiante 
Tm : température de fusion 
uc : incertitude 
U : tension de soudage 
Vf : vitesse de dévidement du fil 
Vs : vitesse de soudage 
W : largeur du dépôt 
(x0, y0, z0) : coordonnées du centre de la source de chaleur 
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I Introduction générale 

Ces travaux de thèse portent sur l’accommodation des déformations et des contraintes 
résiduelles dans les pièces soudées de fortes épaisseurs par introduction d’une variabilité de 
la composition du métal d’apport. La thèse s’inscrit au sein du Programme de Recherche 
FOndamentale et de Ressourcement sur le Manufacturing (PERFORM), dirigé par l’IRT Jules 
Verne et se déroule en collaboration avec l’Institut de Recherche en Génie Civil et Mécanique 
(GeM) de Saint-Nazaire (UMR CNRS 6183) et l’Institut des Matériaux de Nantes Jean Rouxel 
(IMN) (UMN CNRS 6502). 

Le soudage se définit comme l’assemblage de deux ou plusieurs pièces, pouvant être 
effectué par chauffage et/ou par pression, avec ou sans apport de matière, afin de former 
une continuité mécanique et métallurgique de l’ensemble. Le soudage est né à la fin du XIXème 
siècle avec le soudage oxyacétylénique, après quoi sont apparus le soudage à l’arc et par 
résistance. Divers procédés ont ensuite été développés pour finir par le soudage laser et le 
soudage par friction-malaxage à la fin du XXème siècle. Ces techniques d’assemblage ont 
remplacé peu à peu le rivetage, et sont devenues les plus employées à partir des années 1950. 
Les procédés étant très variés, ils permettent d’assembler pratiquement tous les types de 
matériaux, des polymères aux métaux dans des configurations très variées. Le procédé 
Tungsten Inert Gas (TIG), aussi appelé Gas Tungsten Arc Welding (GTAW), est un procédé de 
soudage par fusion dont la source de chaleur est un arc électrique créé entre la pointe d’une 
électrode infusible en tungstène et les pièces à souder. 

Le soudage de pièces de fortes épaisseurs nécessite de les chanfreiner et de les souder en 
réalisant plusieurs passes de soudure afin de remplir peu à peu le chanfrein. Ces opérations 
entraînent des phénomènes thermiques, mécaniques et métallurgiques responsables de la 
formation de déformations et de contraintes résiduelles élevées. En effet, l’empilement de 
ces passes induit des cycles thermiques, en plus des cycles mécaniques provoqués par 
l’alternance de phases de fusion et solidification. Ces cycles provoquent la création de 
contraintes et déformations résiduelles dans l’assemblage soudé. De plus, un changement de 
microstructure peut être provoqué par les cycles thermiques, pouvant modifier les 
contraintes et déformations résiduelles. Plus précisément, les contraintes et déformations 
résiduelles sont dues aux gradients de température et aux transformations de phases qui ont 
lieu lors de l’opération de soudage. Les déformations résiduelles doivent être contrôlées, car 
elles peuvent provoquer des défauts d’alignements lors du soudage ou conduire à une 
géométrie de l’assemblage non-conforme. C'est pourquoi, la plupart du temps, les pièces à 
souder sont bridées afin de limiter les déformations, ce qui a pour effet d'augmenter le niveau 
de contraintes résiduelles créées dans l’assemblage. Les contraintes résiduelles sont 
particulièrement problématiques, puisqu’ajoutées aux contraintes imposées aux pièces en 
service, celles-ci peuvent avoir des conséquences sur la tenue mécanique de ces pièces et 
augmentent donc les risques de défaillance. 
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Généralement, lors des opérations de soudage, le métal d’apport utilisé est de composition 
proche ou identique à au moins un des métaux de base des pièces à assembler. De plus, une 
composition chimique unique du métal d’apport est utilisée. Cependant, depuis le XXIème 

siècle, les procédés de soudage sont modifiés, voir couplés entre eux pour créer des procédés 
hybrides, dans le but d’augmenter le taux de dépôt ou bien de créer de nouveaux alliages qui 
ne sont pas disponibles dans le commerce. Cela est notamment possible en mélangeant deux 
fils d’apport différents. Malgré les recherches récentes sur les procédés hybrides et à double 
fils, il existe peu d'études sur l'effet de l'utilisation d'un deuxième fil d'apport, dont la 
composition chimique est différente de celle du premier, en particulier en ce qui concerne 
l'établissement des déformations et des contraintes résiduelles. 

Il est proposé dans les travaux présentés dans ce manuscrit, d’utiliser le procédé TIG pour 
réaliser des dépôts et souder en bout-à-bout des tôles épaisses en utilisant deux fils d’apport 
de compositions chimiques différentes, mais surtout présentant des différences de propriétés 
thermo-physiques et/ou mécaniques. Le but est d’étudier l’influence de ces différences de 
propriétés sur les déformations et les contraintes résiduelles, avec pour objectif final de les 
réduire. L’ajout d’un second alliage peut se faire soit par l’alternance de dépôts des deux fils, 
pour amener à une architecturation de la soudure, soit par le mélange in situ des deux fils en 
faisant varier graduellement la proportion de l’un par rapport à l’autre, selon l’épaisseur du 
joint soudé. Dans les deux cas, il est souhaité d’assurer une bonne tenue mécanique du joint 
soudé, au moins équivalente à celle du métal de base. 

Parmi tous les alliages soudables par procédé TIG à double fils, la famille des aciers 
inoxydables présente un grand intérêt, car ces alliages sont utilisés dans de nombreux 
secteurs tels que la production d'énergie, l’industrie de la chimie et du papier, les industries 
pharmaceutiques et alimentaires, la fabrication d'ustensiles et d’électroménager, les 
transports, la construction et le génie civil. Ils sont principalement utilisés pour leurs 
propriétés anticorrosives en raison de leur teneur élevée en chrome (> 10,5 %wt) et de leur 
bonne usinabilité et formabilité, ce qui les rend facilement disponibles dans de nombreuses 
formes et tailles. Ils sont en règle générale facilement soudables entre eux, tout 
particulièrement lorsqu’ils contiennent peu de carbone. Leurs propriétés mécaniques et 
thermiques variant en fonction de leur composition, quatre couples d’aciers inoxydables ont 
ainsi été sélectionnés pour cette étude : 

 austénitique 304L + ferritique 430, 

 austénitique 304L + martensitique 415, 

 martensitique 415 + austénitique 304L, 

 martensitique 415 + ferritique 430. 

Pour chaque couple, le premier alliage présente des propriétés thermique, mécaniques 
et/ou métallurgiques significativement différentes du second. Le premier alliage est utilisé en 
tant que métal de base et premier fil d’apport, alors que le second alliage sert de deuxième 
fil d’apport uniquement. 
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Les travaux de cette thèse s’organisent en deux grandes parties, que sont l’étude de 
l’établissement des déformations et des contraintes résiduelles dans le cas de dépôts sur 
substrat d’une part, et dans le cas du soudage multipasse de tôles épaisses d’autre part. Dans 
les deux cas, les pièces sont réalisées avec un robot cartésien semi-automatique développé 
au laboratoire. Les pièces réalisées avec les deux fils d’apport sont comparées à des pièces de 
référence réalisées avec un seul fil d’apport. Des caractérisations microstructurales sont 
effectuées par microscopie numérique et par Microscopie Electronique à Balayage (MEB) 
couplée à des analyses de spectroscopie de rayons X à dispersion d'énergie (EDX) et à des 
cartographies EBSD (Electron BackScatter Diffraction). Des essais de dilatométrie libre, 
permettant d’identifier les échantillons contenant de la martensite, sont également réalisés. 
De plus, des cartographies de dureté ainsi que des essais de traction permettent de 
caractériser mécaniquement les différents assemblages. D’autre part, les déformations des 
pièces sont évaluées in situ par prise d’images ou grâce à un banc laser scannant la surface 
des pièces après refroidissement, et les contraintes résiduelles sont évaluées par diffraction 
des neutrons et/ou par la méthode du contour. Enfin, dans le cas de dépôt(s), des simulations 
numériques par éléments finis sont effectuées via le logiciel COMSOL Multiphysics 
conjointement aux expérimentations. Les modélisations par éléments finis permettent la 
simulation des champs de température, des contraintes et des déformations résiduelles des 
pièces et de leurs évolutions respectives pendant et après dépôts. Les prédictions obtenues 
par simulation sont alors confrontées aux résultats obtenus expérimentalement. 

Le premier chapitre du manuscrit présente tout d’abord le procédé de soudage TIG et sa 
version à double fils qui a été utilisée pour ces travaux. Ensuite, un état des lieux des 
connaissances actuelles sur les phénomènes physiques provoqués par les opérations de 
soudage et responsables de l’établissement des déformations et contraintes résiduelles, ainsi 
que leurs interactions mutuelles, est présenté. Puis, les différentes méthodes existantes pour 
déterminer les contraintes résiduelles sont exposées avec leurs possibilités et limitations 
respectives. Pour finir, les méthodes de simulation numérique d’une opération de soudage, 
ainsi que les équations à prendre en compte sont exposées. 

La démarche permettant la sélection des quatre couples d’aciers inoxydables présentés 
précédemment, fait l’objet du début du chapitre deux. Elle est suivie d’un panorama des 
différentes microstructures des aciers et en particulier des aciers inoxydables. La fin de ce 
second chapitre présente les moyens expérimentaux qui ont permis de réaliser les pièces, les 
méthodes de caractérisation employées et le logiciel de simulation COMSOL Multiphysics qui 
a été utilisé lors de ces travaux. 
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Le chapitre trois établit le lien entre les paramètres du procédé TIG et la géométrie des 
dépôts. La méthode du disque, développée dans les travaux d’El Cheick portant sur la 
fabrication additive métallique de fusion laser par projection de poudre, a été adaptée dans 
le cas de dépôts par procédé TIG. Cette étude préliminaire a notamment permis d’utiliser ces 
relations dans les simulations numériques détaillées au chapitre six, conduisant à une 
meilleure adaptabilité des modèles en construisant la géométrie automatiquement, et en 
évitant de déterminer expérimentalement la taille de chaque cordon déposé. Sur la base des 
résultats présentés dans le chapitre trois, il a aussi été possible de choisir les paramètres 
optimaux pour déposer des cordons présentant la géométrie souhaitée avec une bonne santé 
matière. L’étude de ces dépôts TIG double-fils est réalisée à travers l’analyse de la 
microstructure, des déformations et des contraintes résiduelles, lors du chapitre quatre. 
Cette étude a notamment permis de comprendre la contribution de chacune des phases sur 
les contraintes et les déformations, et a ainsi amené à mieux appréhender le soudage 
multipasse de tôles épaisses (20 mm) en TIG double-fils dont l’étude fait l’objet du chapitre 
cinq. 

Pour finir, comme évoqué précédemment, le chapitre six présente les modèles réalisés à 
l’échelle de la pièce prédisant les champs de température, les déformations et les contraintes 
résiduelles lors de dépôts TIG. Plusieurs modèles ont été réalisés avec une complexité 
croissante en partant de simulations thermiques, puis thermo-mécaniques pour terminer 
avec des simulations thermo-mécano-métallurgiques. Ces résultats et leur comparaison aux 
résultats expérimentaux sont discutés dans ce dernier chapitre avant la conclusion générale 
des travaux présentés.  
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Introduction du chapitre 

Ce premier chapitre présente tout d’abord le procédé de soudage appelé Tungsten Inert Gas 
(TIG) et sa version à double fils qui se développe depuis quelques années et qui a été utilisée 
dans ces travaux. Ensuite, les phénomènes physiques provoqués par les opérations de 
soudage et responsables de l’établissement des déformations et des contraintes résiduelles 
sont analysés, ainsi que leurs interactions mutuelles. Puis, les différentes méthodes existantes 
pour déterminer les contraintes résiduelles sont abordées. Pour finir, les méthodes de 
simulation numérique d’une opération de soudage, ainsi que les équations les gouvernant 
sont exposées. 
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1 Les procédés de soudage 

Le soudage se définit comme l’assemblage de deux ou plusieurs pièces, pouvant être 
effectué par chauffage et/ou par pression, avec ou sans apport de matière, afin de former 
une continuité mécanique et métallurgique de l’ensemble (PAILLARD, 2014). Le soudage est né 
à la fin du XIXème siècle avec le soudage oxyacétylénique, après quoi sont apparus le soudage 
par résistance et le soudage à l’arc utilisant une électrode en carbone. Après la première 
guerre mondiale, la nécessité de commencer à automatiser les procédés a permis la création 
du soudage à l’arc submergé (SAW), par l’utilisation d’un fil continu. Pendant la seconde 
guerre mondiale, les besoins de l’aéronautique nécessitent la création d’un procédé pouvant 
souder les alliages d’aluminium et de magnésium, donnant naissance au procédé Tungsten 
Inert Gas (TIG). Ces techniques d’assemblage ont remplacé peu à peu le rivetage, et sont 
devenues les plus employées à partir des années 1950. Dans les années suivantes, les 
procédés Metal Inert/Activ Gas (MIG/MAG) et plasma ont été développés, permettant 
notamment d’augmenter les vitesses de soudage. Des procédés de plus grande énergie 
spécifique, mais aussi plus coûteux, ont vu ensuite le jour, procédés par faisceau d’électrons 
et laser. A la fin du XXème siècle, une toute nouvelle méthode de soudage ne nécessitant pas 
de porter à fusion le métal est développée, qui est le FSW (soudage par friction malaxage ou 
Friction Stir Welding) (WEMAN, 2016a). Les procédés de soudage étant très variés, ils 
permettent d’assembler pratiquement tous les types de matériaux, des polymères aux 
métaux (PAILLARD, 2014). 

1.1 Classification des procédés de soudage 

Les procédés de soudage peuvent être classés selon la manière dont l’énergie est apportée, 
comme présenté en Figure I-1 : 

 Energie thermochimique : l’apport de chaleur est fourni grâce à une réaction chimique 
exothermique. Dans le cas du soudage oxyacéthylénique par exemple, c’est la 
combustion du mélange du dioxygène avec de l’acétylène qui provoque cette réaction. 

 Energie mécanique : l’apport d’énergie est réalisé grâce à des efforts mécaniques, 
notamment lors du soudage par friction par exemple, où deux pièces sont pressées l’une 
contre l’autre, et l’une d’elle est mise en mouvement. 

 Energie électrothermique : la source de chaleur est créée par le passage d’un courant 
électrique. Lors du soudage par point notamment, les deux pièces à assembler sont 
plaquées l’une contre l’autre, et le passage d’un courant électrique à travers ces pièces 
(et surtout à travers l’interface entre les pièces, très résistive) va permettre, par effet 
Joule, de les chauffer suffisamment afin de faire fondre les zones entourant le point de 
contact et ainsi de créer un point de fusion. 

 Energie focalisée : une source concentrée est utilisée, comme un faisceau d’électrons ou 
un faisceau laser pour porter à fusion le matériau. 

Le procédé utilisé va dépendre de l’épaisseur des pièces à souder, de l’énergie de soudage 
souhaitée, des matériaux à assembler, de la position et du lieu de soudage, du coût, et pour 
finir de l’automatisation du procédé si souhaitée (PAILLARD, 2014). 
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Figure I-1 : Classification des procédés de soudage (Adapté de CETIM et Institut de Soudure 1983; 
Paillard 2014). 

1.2 Le procédé Tungsten Inert Gas (TIG) 

Le procédé Tungsten Inert Gas (TIG), aussi appelé Gas Tungsten Arc Welding (GTAW), est un 
procédé de soudage par fusion dont la source de chaleur est un arc électrique. Un métal 
d’apport peut être apporté, indépendamment de l’électrode, si souhaité, se présentant sous 
forme de baguette ou de fil placé à l’extérieur de la buse, à l’avant de l’arc de manière 
générale (Figure I-2) (PAQUET et al., 2008a). 

 

 

Figure I-2 : Schéma du procédé Tungsten Inert Gas (TIG). 
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L’arc électrique est créé entre la pointe d’une électrode infusible en tungstène et la pièce à 
souder. Il permet de porter à fusion le métal de la pièce. Le passage du courant s’établit au 
travers du gaz de protection ionisé, appelé plasma, lorsque l’électrode est suffisamment 
proche de la pièce (WEMAN, 2016b). En effet, un gaz de protection inerte est utilisé, 
généralement de l’argon ou de l’hélium, ou bien un mélange des deux, afin de protéger les 
pièces de l’oxygène de l’air. Le gaz est délivré autour de l’électrode jusqu’au bain de fusion 
grâce à une buse, généralement en céramique, et un diffuseur situé à la sortie de la torche de 
soudage. Outre la protection contre l’oxydation, l’utilisation du gaz de protection permet de 
favoriser l’amorçage, la stabilité de l’arc, la mouillabilité du métal déposé sur le métal de base 
et de limiter les projections (PAILLARD, 2017). 

L’électrode en tungstène, quant à elle, peut être pure ou alliée et est maintenue dans la 
torche par un collet en cuivre pour assurer le passage du courant. La nature de l’électrode 
utilisée dépend du type de courant délivré et donc des matériaux à souder (PAQUET et al., 
2008a). 

En effet, en soudage TIG, le courant peut être continu, alternatif ou pulsé : 

 Le type de courant le plus répandu est le courant continu à polarité directe où la borne 
moins est la pièce à souder. Il permet de souder de nombreuses familles d’alliages. Dans 
des cas plus rares, un courant à polarité indirecte peut être utilisé, où la borne plus est 
l’électrode. Cela permet de souder des pièces d’épaisseurs très fines et de très petites 
dimensions. 

 En courant alternatif, l’anode est alternativement la pièce et l’électrode. Ce mode est 
utilisé pour les alliages légers car, lorsque la pièce est la cathode, il permet de rompre la 
couche d’oxyde qui est isolante sur certains alliages.  

 En courant pulsé, le courant varie de manière cyclique avec des alternances de niveaux 
de courant haut et bas (alternances de temps chauds et temps froids). Les avantages de 
ce mode d’alimentation sont la diminution de l’apport de chaleur (de par la présence de 
temps froids), et donc du volume du bain en fusion, la diminution des retraits et des 
déformations, la possibilité de souder des pièces de plus fortes épaisseurs, la diminution 
de la fréquence d’affûtage des électrodes et la réduction du temps de préchauffage 
(PAILLARD, 2017). 

Le courant et la tension de soudage sont dépendants l’un de l’autre. Seule l’intensité est 
contrôlée, puisque la tension dépend de l’intensité fixée mais également de la distance entre 
l’électrode et la pièce (longueur ou hauteur d’arc) (WEMAN, 2016c), de la nature du gaz de 
protection et de la forme de l’extrémité de l’électrode (PAILLARD, 2017). 

Le procédé TIG convient à la plupart des alliages et permet de souder une large gamme 
d’épaisseurs de pièces. Il est simple d’emploi et permet d’effectuer des assemblages précis et 
esthétiques. De plus, il dégage peu de fumées, permet de souder dans toutes les positions, et 
est polyvalent puisqu’il permet de faire des soudures avec ou sans métal d’apport. Il permet 
d’effectuer des assemblages hétérogènes, et d’obtenir des soudures ayant de bonnes 
propriétés mécaniques (PAQUET et al., 2008b). Tous ces éléments en font un procédé très 
couramment employé. 

De plus, il est automatisable, permettant une augmentation de la productivité, une 
meilleure reproductibilité, une qualité accrue des soudures et de meilleures conditions de 
travail pour les soudeurs. Il est possible d’y ajouter un système de régulation de la tension 
(Arc Voltage Control, AVC) permettant de maintenir une hauteur d’arc constante (en 
maintenant une distance électrode – pièce constante) (WEMAN, 2016d). 
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Malgré ces nombreux atouts, le taux de dépôt est relativement faible par rapport à d’autres 
procédés, et l’apport d’énergie est élevé, introduisant des contraintes résiduelles et des 
déformations importantes dans les pièces assemblées. De plus, l’utilisation de ce procédé 
oblige à souder des pièces dégraissées et désoxydées et il y a des risques d’inclusions au 
tungstène pouvant être source de corrosion. Pour finir, il peut être difficilement mis en œuvre 
en extérieur (PAILLARD, 2017). 

Une autre problématique rencontrée en soudage, mais qui n’est pas propre au TIG, est 
l’anisotropie des propriétés mécaniques des joints soudés, liée à la forme des grains 
colonnaires formés lors du refroidissement de la zone fondue. En effet, des microstructures 
à gros grains colonnaires se développent lors de la solidification du métal déposé, avec une 
reprise d’épitaxie à travers les différentes passes, provoquant un abattement des propriétés 
mécaniques. En effet, lors de la sollicitation mécanique des pièces, les longs joints de grains 
de formes rectilignes sont le lieu d’amorçage privilégié des fissures et la taille grossière des 
grains rend le matériau d’autant plus fragile. Cette problématique fait l’objet d’un certain 
nombre de recherches pour modifier la taille et la forme des grains, notamment par contrôle 
de la température interpasse, par introduction d’inoculants ou par vibration du bain grâce à 
des stimuli électromagnétiques ou par ultrasons (OLIVEIRA et al., 2020; HAUTESSERRE, 2022). 

1.3 L’emploi des procédés de soudage à l’arc pour la fabrication additive 

La fabrication additive se définit comme l’ajout successif de couches de matière afin de 
réaliser un ensemble 3D et s’oppose au procédé de fabrication par soustraction de matière 
(AFNOR, 2020). 

Dans le cadre de la fabrication additive métallique, les procédés utilisés sont similaires aux 
procédés de soudage puisqu’ils utilisent comme source d’énergie le laser, l’arc électrique ou 
le faisceau d’électrons. Le matériau d’apport qui est déposé peut-être sous forme de poudre 
ou de fil. Dans le cas où un arc électrique est utilisé comme source de chaleur, on parle de 
fabrication additive arc-fil, aussi appelé Wire Arc Additive Manufacturing (WAAM), où sont 
employés les procédés Metal Inert/Activ Gas (MIG/MAG), plasma et TIG (FRAZIER, 2014). 

Par rapport aux procédés de fabrication conventionnels par soustraction de matière, les 
principaux avantages de la fabrication additive sont la rapidité de production des pièces à 
partir de leur conception numérique sans outil ni moule, la moindre perte de matières 
premières et l’allègement des pièces (concept de juste matière par optimisation topologique), 
et la possibilité de réaliser des pièces complexes sans surcoût. Pour toutes ces raisons, des 
pièces conçues spécifiquement pour ce mode de production peuvent être économiquement 
très avantageuses (VAYRE et al., 2012; WU et al., 2018). 

Cependant des post-traitements sont bien souvent nécessaires comme des traitements 
thermiques ou de l’usinage (voir même du polissage). Les problématiques rencontrées sont 
similaires à celles rencontrées lors du soudage, comme celle de la formation de contraintes 
et de déformations importantes ainsi que celle de l’anisotropie des propriétés mécaniques 
des pièces fabriquées (OLIVEIRA et al., 2020).  
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1.4 Les procédés à double fils 

Dans le but de mieux contrôler l’apport de chaleur ou d’améliorer la productivité des 
procédés à l’arc, ces derniers peuvent être modifiés ou couplés entre eux en utilisant  deux 
sources de chaleur. Par exemple, l’étude de Lu porte sur l’association de deux torches MIG, 
de deux torches TIG, ou encore de deux torches de procédés différents comme MIG/plasma 
ou MIG/TIG (LU et al., 2014). En utilisant un procédé hybride par rapport à un procédé 
standard à une seule torche, ils ont montré que, pour une même énergie, le taux de dépôt a 
pu être augmenté, et qu’à taux de dépôt égal, l’énergie apportée a pu être diminuée. Feng a, 
quant à lui, utilisé un système à double torches TIG pour le soudage des alliages d’aluminium 
de la série 7XXX  (FENG et al., 2016). Le but était de souder conjointement les deux faces du 
joint en X afin d’améliorer la productivité. En effet, l’étape de nettoyage de la racine de la 
première soudure est supprimée avant de passer à la seconde puisqu’ici les deux sont 
effectuées simultanément. 

Du côté des fournisseurs industriels de procédés de soudage, il existe les procédés TIGer et 
TWIN TIGer chez Polysoude, qui sont respectivement composés d’une et deux torches, avec 
chacune deux électrodes alimentées par deux générateurs distincts, mais qui sont 
suffisamment proches pour ne former qu’un seul arc électrique. Le but est d’améliorer la 
productivité de rechargement. De même, Lincoln Electric a développé le procédé MIG 
Tandem, composé de deux torches MIG, chacune dévidant un fil servant d’électrode placées 
l’une derrière l’autre, toujours à des fins d’optimisation du taux de dépôt. 

Des recherches récentes se portent également sur l’utilisation d’une unique source de 
chaleur, mais avec l’apport de deux fils afin d’élaborer de nouveaux alliages n’existant pas 
dans le commerce, donnant ainsi naissance au procédé D-WAAM (Double Wire Arc Additive 
Manufacturing). L’objectif des récents développements de ce procédé se focalise sur 
l’uniformité de composition des matériaux ainsi obtenus, les auteurs ne s’intéressant pas 
alors aux déformations et contraintes résiduelles engendrées qui n’ont pas de raison d’être 
significativement différentes de celles que l’on rencontre en WAAM par TIG à un seul fil. 

Par exemple, Ma a élaboré un alliage de titane-aluminium grâce à une torche TIG et de deux 
fils purs de titane et d’aluminium (MA et al., 2015). En effet, les alliages de titane aluminium 
ne sont pas commercialisés sous la forme de fil, puisqu’ils ne sont pas assez ductiles pour être 
tréfilés. Pour une raison similaire, il est également difficile de les usiner, d'où l'intérêt de les 
produire par fabrication additive double fils. Wang a par la suite démontré la possibilité de 
contrôler les phases titane-aluminium (α2-Ti3Al and γ-TiAl) générées dans ces dépôts en 
fabriquant trois murs différents ayant des proportions de phases différentes, et ce, en 
ajustant indépendamment les vitesses de dévidage de chaque fil (WANG et al., 2019). Le 
contrôle des fractions de phases d’une microstructure biphasée α2 + γ a permis d’atteindre 
un compromis entre résistance et ductilité. Cai a par la suite déposé cette même famille 
d’alliages en positionnant le fil d’aluminium en configuration TOP-TIG, c’est-à-dire avec un 
angle faible entre le fil et la torche, tandis que le fil de titane restait en configuration standard, 
permettant ainsi une fusion synchronisée des deux fils en dépit de leur importante différence 
de température de fusion (CAI et al., 2020). 
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D’autres alliages ont également été créés comme un alliage d’aluminium – cuivre – 
magnésium par Qi, en utilisant un fil d’aluminium – cuivre et un second d’aluminium – 
magnésium. Les alliages d’aluminium – cuivre présentant des propriétés non satisfaisantes, 
le but ici est alors de les améliorer en ajoutant du magnésium. Étant donné que peu d’alliages 
d’aluminium – cuivre – magnésium sont disponibles dans le commerce, il est alors intéressant 
d’utiliser un procédé à double fils afin d’obtenir les microstructures souhaitées, et donc les 
propriétés mécaniques optimales (QI et al., 2018). 

Wang s’est également intéressé à l’élaboration d’alliages de nickel-titane, et de l’effet des 
paramètres procédés sur la microstructure et donc les propriétés mécaniques des pièces 
(WANG et al., 2020b). 

Shen a quant à lui fabriqué un intermétallique fer – aluminium et a mis en évidence de 
meilleures propriétés mécaniques de la pièce par rapport à une pièce fabriquée par fusion de 
poudres. Il a également élaboré un mur gradué en mélangeant les deux fils en différentes 
proportions (SHEN et al., 2015, 2016). 

Les procédés multi-fils sont employés dans d’autres cas encore, comme la fabrication de 
revêtements, comme l’a fait Wang en déposant un alliage nickel – titane sur une pièce de 
titane (WANG et al., 2020a). 

Les procédés bi-fils sont également employés avec le procédé plasma, comme dans le cadre 
de la fabrication de pièces en acier inoxydable où Feng a pu augmenter le taux de dépôt de 
6 % par rapport à un seul fil (FENG et al., 2018). Davis a également travaillé sur l’amélioration 
du taux de dépôt du TA6V en y ajoutant du titane pur (DAVIS et al., 2019). 

La plupart de ces auteurs, outre le fait de créer de nouveaux alliages ou d’augmenter le taux 
de dépôt, s’intéressent également aux propriétés mécaniques du métal déposé, et donc à la 
microstructure formée, c’est à dire à la nature des phases en présence (composition et 
structure cristalline), leur morphologie, leur taille, leur localisation ainsi que leur texture 
cristallographique. Zhang a notamment pu améliorer la microstructure et donc la résistance 
mécanique de dépôts d’acier inoxydable 308L, en introduisant à faible vitesse un second fil 
d’apport de même composition à l’arrière du bain de fusion  (ZHANG et al., 2021). Ce second 
fil a pour effet de modifier les gradients thermiques et affecte alors à la fois le refroidissement 
et la solidification du bain fondu. 

Malgré la diversité des applications que permet l’utilisation de deux fils d’apport en soudage 
ou en fabrication additive, peu d’auteurs ont, à ce jour, étudié l’effet de l’utilisation d’un 
second fil d’apport de nature différente du premier, sur l’établissement des déformations et 
des contraintes résiduelles, et ce, en soudage ou en fabrication additive. A notre 
connaissance, la seule étude se rapprochant de cet intérêt pour la répartition des contraintes 
dans des matériaux inhomogènes fabriqués en WAAM est celle de Rodrigues qui a étudié les 
contraintes sur des murs à gradient de fonctionnalité. Ces murs ont été fabriqués en déposant 
un fil d’alliage base nickel 625 et un autre en acier inoxydable 316L, montrant qu’avec une 
interface abrupte, les contraintes étaient moins importantes par rapport à une pièce à 
interface graduelle (RODRIGUES et al., 2022).  
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2 Les phénomènes physiques impliqués lors du soudage 

Différents phénomènes physiques entrent en jeu lors d’une opération de soudage tels que 
les phénomènes thermiques, métallurgiques et mécaniques schématisés en Figure I-3, et qui 
font l’objet de cette seconde partie. 

 

Figure I-3 : Synthèse des phénomènes physiques impliqués lors d’une opération de soudage à l’arc. 

2.1 Phénomènes thermiques 

Lors du soudage, des zones localisées des pièces à assembler sont amenées à très haute 
température. Dans le cas du procédé TIG, c’est l’arc électrique qui fournit cet apport de 
chaleur, provoquée par les interactions entre les électrons, et plus généralement, entre le 
plasma d’arc et la matière environnante. En plus de l’apport de chaleur fourni par l’arc, des 
échanges thermiques ont lieu par conduction, convection et rayonnement, qui sont détaillés 
ci-après. 

2.1.1 L’apport de chaleur fourni par l’arc électrique 

La différence de potentiel entre la pièce à souder et l’extrémité de l’électrode permet 
l’ionisation du gaz de protection, et ainsi la création d’un plasma entre ces deux éléments, 
permettant à son tour la circulation d’un courant (électrons en direction de la borne positive 
et cations en direction de la borne négative). Le champ magnétique, induit par le courant 
électrique, permet de projeter les cations issus de l’ionisation du gaz de protection vers la 
pièce. La recombinaison des espèces ionisées dans l'arc libère une grande énergie et génère 
de ce fait une élévation de température très importante. L’apport de chaleur fourni par cet 
arc électrique, très intense et localisé, permet ainsi au bain en fusion de se former (KAPLAN et 
al., 2001; KOU, 2002a; WEMAN, 2016b). 
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2.1.2 Les échanges thermiques pendant le soudage 

La partie de l’énergie émise qui ne permet pas de former le bain de fusion est perdue par 
conduction du gaz au contact du plasma (gaz de protection + air) et convection de ce dernier, 
par rayonnement de l’arc et des surfaces chaudes, par conduction dans l’électrode, le fil et la 
pièce, ainsi que dans le système de bridage de celle-ci. De l’énergie peut également être 
perdue par la vaporisation d’éléments volatils des métaux de base et d’apport, et par 
projection de gouttelettes de métal liquide pendant le soudage. Au sein du bain en fusion, 
des échanges thermiques ont lieu par convection et par conduction (GRAY et al., 2014). 

Les mouvements de convection induits dans le bain en fusion proviennent de quatre 
origines (ROBERT et al., 1999; KOU, 2002a) : 

 La force gravitationnelle qui est liée à la densité locale du bain de fusion, qui varie en 
fonction de la différence de composition chimique et de la température au sein du bain 
de fusion. 

 La tension de surface qui dépend également du gradient de température et de la 
composition chimique dans le bain de fusion, entrainant des mouvements du liquide 
depuis les zones à faible tension de surface vers celles où cette dernière est plus élevée. 
Cet effet serait prédominant parmi ceux responsables des effets de convection dans le 
bain de fusion et porte le nom d’effet Marangoni (ROBERT et al., 1999). 

 Les forces électromagnétiques qui sont dues au fait que les champs électriques et 
magnétiques interagissent entre eux et créent ainsi une force perpendiculaire aux deux 
champs appelée force de Lorentz. Cette force n’est présente que pendant l’utilisation de 
procédés utilisant l’électricité comme source d’énergie, dont le procédé TIG. 

 Le déplacement du plasma de l’arc le long de la surface du bain de fusion qui entraîne 
des contraintes de cisaillement vers l’extérieur du bain et provoque l’écoulement du 
métal liquide du centre du bain vers les bords. De plus, la pression d’arc appuie sur la 
surface du bain et tend à le creuser. 

En plus du fil qui fond au contact du bain de fusion, les effets des mouvements de convection 
ont une influence sur la distribution de la chaleur. Cela impacte alors la forme du bain, en 
particulier la pénétration, et par conséquent l’homogénéité chimique du bain mais également 
la possible présence de porosités en raison des gaz plus ou moins piégés. La convection a 
également une influence sur l’évaporation de certains éléments d’alliage à la surface du bain 
en fusion et sur l’oscillation de ce dernier qui affecte les soudures (ROBERT et al., 1999). 

2.1.3 Variation temporelle et spatiale de la température de la pièce soudée 

Lors du soudage, chaque point du matériau de la zone soudée est soumis à ce qu’on appelle 
un cycle thermique de soudage, schématisé en Figure I-4-a. Ce cycle se compose d’une phase 
d’échauffement très rapide, puis d’un refroidissement. Le refroidissement est plus lent que 
l’échauffement dû à la lenteur de la diffusion de la chaleur par conduction dans la pièce. Les 
caractéristiques du cycle dépendent des paramètres du procédé, des dimensions des pièces, 
des conditions initiales, de la position considérée par rapport au joint soudé mais aussi des 
propriétés des matériaux utilisés. En particulier, la conductivité détermine le temps de séjour 
à haute température de la pièce soudée. En effet, un métal a faible conductivité thermique 
met plus de temps à évacuer la chaleur. Dans le cas du soudage multipasse, une succession 
de cycles de soudage est appliquée à la pièce avec une alternance d’échauffements et 
refroidissements (Figure I-4-b) (KAPLAN et al., 2001). 
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Figure I-4 : Schéma d’un cycle thermique du soudage en a) monopasse et b) multipasse – Adapté 
de Institut de Soudure 2013 et de Kaplan et Murry 2001. 

 

Le solide thermique correspond à la représentation spatiale des températures lors du 
soudage. Il est représenté schématiquement en Figure I-5. L’axe x représente à la fois la 
direction de soudage et le temps. L’axe y représente quant à lui la distance par rapport au 
joint soudé et l’axe z la température. La forme du solide thermique reste identique au cours 
du temps et du déplacement de la torche, tant que les paramètres de soudage restent 
constants, et à condition que la pièce à souder soit suffisamment large pour qu’il n’y ait pas 
d’effets de bords. Le graphique nous indiquant les isothermes en fonction de la position 
spatiale dans le plan (x⃗ , y⃗ ) permet d’observer la répartition des températures dans l’espace. 
Les isothermes sont plus denses à l’avant du passage de la source, concordant avec ce qui est 
observé sur le cycle thermique. En effet, la phase de refroidissement est plus longue que la 
phase d’échauffement. La courbe en pointillés appelée « m » représente le point où la 
température est maximale en fonction de l’axe des y, à un temps t. Plus on s’éloigne du joint 
soudé, plus la température maximale est atteinte en arrière par rapport à la position de la 
source de chaleur (KAPLAN et al., 2001). 

 

 

Figure I-5 : Variation spatiale de la température au niveau de la surface d’une pièce soudée – 
Adapté de Kaplan et Murry 2001. 
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Lors du soudage, toutes les zones de la pièce n’atteignent pas la même température en 
fonction de l’éloignement du point considéré par rapport à la source de chaleur, puisqu’elle 
diminue à mesure de l’éloignement de la source de chaleur. Un gradient de température est 
alors créé dans la pièce. Pendant l’échauffement, la pièce est retenue par les zones froides, 
dont la limite d’élasticité est plus élevée que celle des zones chaudes. Cette dernière propriété 
diminue avec l’augmentation de la température, les zones froides jouent donc un rôle de 
bridage, souvent qualifié d’auto-bridage de l’assemblage puisqu’elles empêchent les zones 
chaudes de se dilater librement. Des contraintes de compression sont alors engendrées 
augmentant avec la température jusqu’à possiblement atteindre la limite d’élasticité du 
matériau. Le phénomène inverse est de nouveau observé lors du refroidissement. Cette 
fois-ci, les zones froides empêchent les zones chaudes de se contracter librement en 
refroidissant, les mettant ainsi en tension. C’est sur ce principe que se base la méthode de 
redressage par chaude de retrait, employée pour corriger des défauts de taille de pièce après 
soudage. Après refroidissement, des contraintes de traction sont ainsi créées sur les zones 
préalablement chauffées, qui sont compensées par des contraintes de compression dans le 
reste de la pièce. Ces contraintes sont d’autant plus importantes que la conductivité 
thermique est faible. En effet, une dissipation lente de la chaleur engendre des différences 
de température plus importantes, amplifiant ce phénomène (ROBERT et al., 1999; KAPLAN et 
al., 2001). 

2.2 Phénomènes métallurgiques 

Les phénomènes thermiques provoqués par l’apport de chaleur lors d’une opération de 
soudage, peuvent engendrer différents phénomènes métallurgiques. 

2.2.1 Transformations de phase 

Lors du soudage, les changements de température occasionnés, ainsi que les déformations 
induites dans certains alliages à la fois dans le métal de base et dans le métal déposé, peuvent 
engendrer des transformations métallurgiques dans des zones localisées. La partie à l’état 
liquide pendant le soudage est nommée le bain en fusion et la zone du métal déposé ou du 
métal de base ayant dépassée à un moment donné la température de fusion est appelée la 
Zone Fondue (ZF). Celle n’atteignant pas la température de fusion mais dont la microstructure 
est modifiée par l’apport de chaleur est appelée la Zone Affectée Thermiquement (ZAT). Cela 
peut se traduire par un changement de phase en phase solide, un phénomène de 
recristallisation ou de restauration pour les matériaux écrouis ou encore simplement par un 
changement de la taille de grains. Pour finir, la zone dont la microstructure n’est pas modifiée 
se nomme le Métal de Base (MB). 

Ces transformations dépendent de la composition des alliages utilisés et de leur histoire 
thermo-mécanique. Les propriétés thermo-physiques et mécaniques du matériau en seront 
modifiées en fonction des phases en présence et des températures auxquelles elles se 
trouvent (BERGHEAU, 2004). 
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2.2.2 Chaleurs latentes de transformation 

La chaleur latente correspond à la quantité de chaleur échangée avec l’extérieur lors du 
changement d’état d’un corps pur, à température et pression constantes. Dans le cas du 
soudage, on parle de chaleur latente pour les transitions de phases à l’état solide en plus de 
celles pour les transformations solide ↔ liquide. Pendant l’échauffement, il y a une 
absorption de chaleur latente (transformations endothermiques), tandis que pendant le 
refroidissement il y a un dégagement de chaleur (transformations exothermiques). Lors des 
transformations de phases, ces chaleurs latentes échangées modifient les distributions de 
températures. La chaleur latente des changements de phase à l’état solide est très faible par 
rapport à celle correspondant au changement de phase solide ↔ liquide (BERGHEAU, 2004). 

2.2.3 Déformation de transformation 

Lorsqu’un matériau est soumis à un changement de température ∆T, sa longueur est 
modifiée d’une quantité ∆L décrite par l’équation I-1 : 

∆L = CTE × ∆T × L0 (I − 1) 

avec CTE le coefficient de dilatation thermique et L0 sa longueur initiale (GERBEAUX et al., 
1988a). Plus ce coefficient, qui est positif dans la très grande majorité des matériaux, est 
important, plus le matériau se dilatera lors de son échauffement. Ce coefficient est variable 
d’une phase à une autre pour un matériau donné, et, pour une phase donnée, il n’est pas 
fondamentalement indépendant de la température. La Figure I-6 donne, à titre d’exemple, 
l’allure d’une courbe de dilatation thermique, dont la dérivée correspond au coefficient de 
dilatation thermique global du matériau en fonction de la température, et montre 
l’austénitisation d’un acier martensitique au chauffage, et sa transformation martensitique 
au refroidissement (MICHEL, 2018). 

 

Figure I-6 : Allure d’une courbe de dilatation thermique d’un acier martensitique. 
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Les changements de phases provoquent des changements de volume dans la pièce. Par 
exemple, dans un acier martensitique, la transformation austénitique provoque une 
contraction au chauffage tandis que la transformation martensitique provoque une dilatation 
au refroidissement. C’est ce que l’on appelle des déformations de transformation. En effet, 
l’arrangement des atomes dans chaque phase étant différent, ce changement de structure 
cristalline va entraîner un changement de compacité, et ainsi le volume global de la pièce en 
sera modifié (GERBEAUX et al., 1988a). 

2.2.4 Transformation martensitique par déformation plastique 

Certains alliages, sous l’effet d’une déformation plastique, sont capables de former de la 
martensite. Ce phénomène se nomme l’effet TRIP (TRansformation Induced Plasticity). C’est 
le cas notamment des aciers inoxydables austénitiques. Leur capacité à former de la 
martensite dépend de leur composition chimique mais aussi de la température. En effet, la 
température (en °C) à laquelle 50 % de martensite est formée sous l’effet d’une déformation 
vraie de 30 % peut se calculer avec l’équation I-2 (les proportions sont en pourcentage 
massique) : 

Md30 = 497 − 462 × (C + N) − 9,2 × Si − 8,1 × Mn− 13,7 × Cr − 20 × Ni − 18,5 × Mo (I − 2) 

A mesure que la température augmente, les alliages perdent leur sensibilité à l’effet TRIP 
(LACOMBE et al., 1990a). 

2.3 Phénomènes mécaniques 

Les phénomènes thermiques couplés aux phénomènes métallurgiques, provoquent des 
phénomènes mécaniques dans les pièces soudées. Le bridage des pièces pendant le soudage 
est également à prendre en considération puisqu’il permet de limiter les distorsions mais 
augmentant en contrepartie les contraintes résiduelles. 

2.3.1 La plasticité de déformation mécanique 

Le phénomène de plasticité de déformation mécanique survient dans une pièce lorsqu’une 
contrainte supérieure à sa limite d’élasticité lui est appliquée (GERBEAUX et al., 1988a). Si la 
pièce est initialement bridée, une fois débridée, donc lorsque la contrainte est relâchée, un 
retour élastique a lieu. Dans tous les cas, après soudage, des déformations plastiques 
persistent engendrant un système de contraintes résiduelles. Les contraintes résiduelles ainsi 
créées sont de signe opposé à celles ayant provoqué les déformations (MICHEL, 2018). Cet état 
de déformation mécanique provoque alors une dissipation thermique (HENDILI, 2017). 

2.3.2 La plasticité de transformation et restauration d’écrouissage 

Comme énoncé dans la partie 2.2.3, les transformations de phase à l’état solide provoquent 
des changements de volume dans la pièce. Ces transformations de phases peuvent alors 
provoquer des déformations plastiques macroscopiques. Ce phénomène se nomme la 
plasticité de transformation et est associé à deux mécanismes : 

 Le premier se nomme le mécanisme de Greenwood-Johnson et stipule que la différence 
de volume entre les phases initiales et la nouvelle phase crée un état de contrainte 
interne qui provoque des déformations plastiques microscopiques. Ces déformations ont 
des directions aléatoires et n’ont donc pas d’effet à l’échelle macroscopique. Cependant, 
lorsqu’une contrainte externe est appliquée, même inférieure à la limite élastique, elles 
vont s’orienter selon une direction préférentielle provoquant une déformation plastique 
macroscopique (GREENWOOD et al., 1965). 
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 Le second mécanisme est celui de Magee et est propre aux transformations displacives 
telle que la transformation martensitique. Les aiguilles de martensite sont alignées de 
manière aléatoire. Cependant, si une contrainte externe est appliquée, les aiguilles 
s’alignent suivant une même direction, impliquant une déformation irréversible 
macroscopique, et ce, même si la limite d’élasticité n’est pas dépassée (MAGEE et al., 
1966). 

Ce phénomène est illustré dans la Figure I-7. Ces déformations sont irréversibles, c’est-à-
dire que si la transformation de phase inverse a lieu, cela n’annulera pas la déformation de 
transformation (FRANCIS, 2001).  

 

Figure I-7 : Illustration du phénomène de plasticité de transformation lors de l’application d’une 
contrainte de a) traction et de b) compression uni-axiale lors du refroidissement, en-dessous de 

810°C (DING et al., 2019). 

En revanche, les transformations ayant lieu à haute température, telle que l’austénitisation, 
n’engendrent aucune contrainte thermique puisque la transformation a lieu au-dessus de la 
température de restauration d’écrouissage. En effet, maintenir un alliage à haute 
température permet la restauration et la recristallisation de la microstructure, et donc 
l’effondrement des contraintes thermiques (MICHEL, 2018). 

2.3.3 L’effet du bridage 

Généralement, lors des opérations de soudage, les pièces sont bridées afin de les maintenir 
en place et d’éviter qu’elles ne se déforment de façon trop importante. Cela n’est pas sans 
effet sur les contraintes et les distorsions engendrées. Le schéma de la Figure I-8 permet 
d’illustrer ces phénomènes. 
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Figure I-8 : Illustration de l’effet du bridage sur les pièces soudées : a) la pièce est libre de tout 
bridage, b) la pièce ne peut pas se dilater longitudinalement, c) la pièce est maintenue et ne peut 

ni se dilater si ne rétracter longitudinalement – Adaptée de Gerbeaux 1988a. 

Si un matériau isotrope, libre de tout bridage, et ne présentant pas de transformation de 
phase, est chauffé de façon homogène dans tout son volume, il va se dilater selon toutes les 
directions. Après refroidissement, il retrouvera sa forme initiale, et ne présentera aucune 
contrainte résiduelle (Figure I-8-a). Maintenant, si on l’empêche de se dilater 
longitudinalement, sa dilatation ne pourra donc avoir lieu que dans les directions transverses. 
Après refroidissement, un retrait longitudinal est visible (Figure I-8-b) mais aucune contrainte 
n’en résulte en première approximation. Maintenant, si la pièce est maintenue de sorte à 
garder la même longueur tout le long du chauffage et du refroidissement, aucun retrait 
longitudinal n’aura lieu (Figure I-8-c), mais des contraintes de traction seront ainsi créées. Il y 
a alors un compromis à avoir dans la façon de brider les pièces en soudage. En effet, plus une 
pièce sera bridée, moins elle se déformera mais plus il y aura de contraintes résiduelles, et 
inversement (GERBEAUX et al., 1988a). Toutefois, il est important de noter qu’en soudage, à 
cause des gradients thermiques impliquant un auto-bridage des pièces, le fait de laisser libre 
les métaux de base de se déformer, ne permettra pas pour autant de ne pas engendrer de 
contraintes résiduelles, mais seulement de les limiter. 

2.3.4 Les contraintes et déformations résiduelles 

Les opérations de soudage provoquent des contraintes et déformations résiduelles 
engendrées par les phénomènes cités précédemment, à savoir : les gradients thermiques, la 
plasticité de déformation mécanique, la dilatation thermique et la plasticité de 
transformation. Les contraintes résiduelles ainsi créées sont particulièrement 
problématiques, puisqu’elles s’ajoutent aux contraintes extérieures imposées aux pièces en 
service, et diminuent donc généralement la tenue mécanique des pièces aux sollicitations 
imposées en augmentant les risques de défaillance. Quant aux déformations, celles-ci sont à 
exclure, ou pour le moins à minimiser, notamment pour éviter les défauts d’alignement lors 
d’une séquence de soudage ou les variations dimensionnelles hors tolérances. Pour pallier 
cela, les pièces sont généralement bridées, augmentant ainsi les contraintes résiduelles 
créées comme nous l’avons vu au paragraphe précédent. L’amplitude des déformations et la 
distribution des contraintes résiduelles dépendent de plusieurs facteurs comme les 
propriétés matériau (GERBEAUX et al., 1988b), son histoire thermo-mécanique, le type de 
procédé de soudage utilisé et la position du cordon de soudure (KOU, 2002b). 
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2.3.4.1 Les types de déformations résiduelles et leur réduction 

Les déformations résiduelles engendrées par une opération de soudage peuvent être 
décomposées en trois effets de retraits et trois effets de rotation. Le retrait longitudinal 
(Figure I-9-a) se manifeste de manière uniforme sur toute la largeur de la pièce, tandis que le 
retrait transversal fait de même sur toute la longueur de la pièce (Figure I-9-b). Ces retraits 
sont plus marqués au niveau de la face de la soudure, qu’au niveau de sa racine, entraînant 
ainsi des effets de pliage (Figure I-9-c) et de cintrage (Figure I-9-d). L’effet de pliage est 
amplifié quand l’épaisseur des pièces à souder augmente, et ce d’autant plus si la pièce est 
soudée en multipasses avec des températures interpasses relativement basses. L’effet de 
cintrage sera, quant à lui, amplifié dans le cas de soudage de pièces minces. Il existe un 
troisième type de retrait qui se manifeste selon l’épaisseur de la pièce. Ce phénomène est 
bien souvent négligeable mais il peut devenir significatif dans le cas d’une soudure très étroite 
sur des pièces relativement épaisses. Pour finir, l’effet de serrage se produit à cause du 
décalage dans le temps du retrait transversal le long du joint soudé. Il concerne donc surtout 
les joints soudés relativement longs (Figure I-9-e) (GERBEAUX et al., 1988b; KOU, 2002b; MICHEL, 
2018). 

 

Figure I-9 : Déformations et contraintes résiduelles dues au soudage – Adapté de Gerbeaux 1988b. 

Gerbault (GERBEAUX et al., 1988b) et Kou (KOU, 2002c; b) ont proposé plusieurs techniques 
pour limiter les déformations pendant le soudage. La première solution consiste à réduire 
l’énergie mise en œuvre pour souder la pièce, puisqu’elle en est la cause principale. Pour cela, 
il est possible de : 

 Réduire l'énergie linéique du procédé. En effet, la principale cause de distorsion est 
provoquée, d’une part à cause d’une zone étendue de métal chaud dont la limite 
d’élasticité chute au contraire de celle du métal plus froid qui l’entoure, et d’autre part à 
cause d’un différentiel de température important, dû à la forte énergie linéique causant 
une forte accumulation thermique au sein du cordon. Il est possible de réduire la 
longueur de la soudure pour diminuer l'étendue longitudinale du gradient de 
température, par exemple en réalisant des soudures discontinues, qui sont très efficaces 
pour limiter l’effet de serrage. 
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 Limiter la section des soudures en chanfreinant les pièces en X plutôt qu’en V. Cela 
permet à la fois de créer des déformations opposées, en remplissant alternativement (ou 
simultanément comme il a été vu dans la partie 1.4) les deux côtés de la soudure, mais 
aussi de réduire le volume de la soudure d’un facteur deux, et donc les distorsions 
angulaires, et le retrait transversal. 

 Choisir un procédé de soudage de plus forte densité d’énergie permet également de 
diminuer considérablement les déformations. Par exemple souder au laser permet de 
réaliser la soudure en moins de passes, réduisant le temps de chauffage et ainsi les 
déformations. 

Ensuite, connaissant en amont les déformations induites par le soudage, il est possible de 
déformer au préalable la pièce à souder dans le sens contraire et/ou adapter le 
positionnement des pièces à assembler en conséquence. Il est également important de veiller 
à ce que le métal d’apport n’ait pas une limite d’élasticité trop supérieure au métal de base. 
Enfin, utiliser des dispositifs de bridage permet de limiter les déformations, mais le métal doit 
être suffisamment ductile pour ne pas se rompre sous l’effet de la contrainte de bridage, et 
ne doit pas être sensible à la fissuration à chaud. Un tel système peut également servir de 
pompage thermique limitant ainsi un échauffement de la pièce. 

2.3.4.2 La répartition des contraintes résiduelles et leur réduction 

Les contraintes résiduelles sont définies comme étant les contraintes présentes dans la 
pièce indépendamment de toute force extérieure appliquée. Elle résulte de la somme des 
contraintes d’ordres I, II et III (HAUK, 1997a; EVERAERTS et al., 2018) : 

 Les contraintes d’ordre I (σI) sont, à l’échelle macroscopique, induites par des 
déformations plastiques. 

 Les contraintes d’ordre II (σII) sont, à l’échelle de quelques grains (échelle mésoscopique), 
dues à des différences de phases, d’orientations, de morphologies ou à la présence de 
précipités entre quelques grains au voisinage les uns des autres. 

 Les contraintes d’ordre III (σIII) sont, au sein d’un seul grain (échelle microscopique), dues 
aux dislocations présentes dans ce grain par exemple. 

La Figure I-10 présente la répartition typique des contraintes dans un assemblage soudé 
bout-à-bout en monopasse. 

 

 

Figure I-10 : a) Assemblage soudé bout-à-bout en monopasse et distribution typique des 
contraintes b) longitudinales et c) transversales – Adapté de Kou 2002. 
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La contrainte longitudinale (σxx) selon la direction transversale (y) de la pièce est en traction 
au niveau du cordon, et est compensée par des contraintes de compression aux abords du 
cordon tendant vers zéro en se rapprochant des bords (GERBEAUX et al., 1988b). Le delta 
important entre les contraintes de traction au centre et les contraintes de compression aux 
abords du cordon favorise l’effet de pliage (MICHEL, 2018). De même, la partie médiane du 
cordon selon la direction longitudinale (x) qui présente une contrainte transversale (σyy) de 
traction, est compensée par des contraintes transversales de compression sur les bords de 
l’assemblage (KOU, 2002b). 

Différentes méthodes sont étudiées pour réduire les contraintes résiduelles et sont listées 
ci-après (COULES, 2013) : 

 La méthode la plus commune est celle qui consiste à effectuer des traitements 
thermiques après soudage (TTAS) afin d’amener à une relaxation des contraintes. Cette 
méthode se base sur les phénomènes de restauration d’écrouissage évoquées 
précédemment dans la partie 2.3.2. Les TTAS ont montré des résultats concluants sur des 
assemblages soudés bout-à-bout en acier et en alliage de zirconium (ROOT et al., 1997; 
JOSEPH et al., 1998). Cependant cette approche tend à augmenter les déformations de la 
pièce et n’est pas applicable à tous les alliages. Dans le cas des alliages à durcissement 
structural par exemple, cela peut potentiellement provoquer un sur-vieillissement du 
métal de base. Dans le cas des aciers inoxydables, le maintien en température entre 
425 °C et 800 °C provoque la formation de carbures de chrome aux joints de grains, 
particulièrement pour ceux ayant une haute teneur en carbone, les rendant sensibles à 
la corrosion intergranulaire. De même, la phase sigma, qui est fragilisante, est susceptible 
de se former dans les nuances riches en chrome et en nickel lors de maintien à haute 
température. Pour finir, l’application de TTAS aux pièces trop volumineuses pour être 
placées dans un four reste aussi une limitation. 

 Le processus de chauffage localisé a également été étudié et consiste à chauffer le 
voisinage du cordon de soudure par une source de chaleur annexe (flamme, laser, 
induction) soit après la réalisation de la soudure, soit juste après le passage de la source 
afin de relaxer les contraintes formées. Un modèle développé par Preston et al. montre 
une réduction de la contrainte résiduelle longitudinale d'environ 60 % dans des pièces 
soudées en aluminium (PRESTON et al., 2013). Mais pour les mêmes raisons que celles 
abordées précédemment, cette méthode n’est pas applicable à une grande quantité 
d’alliages. 

 Un préchauffage uniforme du métal de base peut être réalisé sur certains alliages pour 
réduire la quantité d’énergie nécessaire à la fusion du métal et réduire l’amplitude des 
gradients thermiques. Cette méthode fonctionne uniquement sur certains alliages avec 
des cycles thermiques bien particuliers, notamment sur les aciers, tels que présentés 
dans les travaux d’Asadi (ASADI et al., 2020). Cependant, la limite d’élasticité diminuant 
avec l’augmentation de la température, cela risque d’introduire des déformations 
plastiques supplémentaires. Un compromis doit être trouvé entre l'apport de chaleur et 
la température de préchauffage. En effet, cela peut augmenter la température 
d'équilibre, correspondant à la température de la soudure lorsque la différence de 
température au sein de la pièce est proche de zéro pendant le processus de 
refroidissement, et donc les contraintes résiduelles. De plus, cela peut aussi diminuer la 
résistance mécanique du métal de base par rapport au cas du soudage conventionnel 
comme l’ont montré Lin dans l’un de ses travaux (LIN et al., 1997). 
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 La méthode du refroidissement localisé consiste à appliquer une source intense de 
refroidissement juste après le passage de la source de chaleur grâce à une projection 
d’eau atomisée. Le but est de refroidir rapidement la zone qui vient de se solidifier et 
ainsi augmenter les gradients thermiques. La distribution de la température se présente 
alors sous forme de vallée, modifiant la répartition des contraintes (SOUL et al., 2006).  
Selon certains auteurs, cela permettrait de limiter les contraintes de compression se 
formant pendant le chauffage (LI et al., 2004). Les simulations de Li montrent notamment 
des résultats concluants sur une pièce soudée de titane, avec une diminution des 
contraintes résiduelles sans dégrader les propriétés mécaniques de l’assemblage. 

 Le laminage est également employé au niveau du cordon, ou à son voisinage, afin 
d’introduire dans la pièce des contraintes de compression dans le but de compenser 
celles de traction. Cela peut s’effectuer à l’aide d’un unique rouleau étroit (ALTENKIRCH et 
al., 2009) ou de deux rouleaux dans le cas de tôles fines par exemple (YANG et al., 2012) 
comme lors du laminage classique, juste après le passage de la torche de soudage, ou 
bien après refroidissement de la pièce. Altenkirch a observé une réduction des 
contraintes après laminage d’une soudure d’aluminium réalisée par friction malaxage, 
sous une charge de 20 kN (ALTENKIRCH et al., 2009). Cependant, cette méthode pourrait 
ne pas être aussi efficace sur des alliages moins ductiles. Selon le même principe, le 
grenaillage peut être utilisé tout comme le martelage qui est un traitement d’impact par 
ultrason (Ultrasonic Impact Treatment, UIT), comme Cheng l’a étudié sur un acier 
A572 Gr.50. Les résultats ont montré que le martelage était efficace sur une épaisseur 
plus importante que le grenaillage (CHENG et al., 2003). 

 La méthode de la tension mécanique globale (Global Mechanical Tensioning, GMT) 
consiste à étirer la pièce dans le sens de la soudure pendant le soudage pour créer une 
contrainte longitudinale proche de la limite d'élasticité permettant de réduire la 
contrainte une fois la pièce libérée. Cette méthode est particulièrement efficace sur les 
tôles fines puisque l'effet diminue avec la profondeur de la tôle, comme présenté dans 
l'étude de Altenkirch (ALTENKIRCH et al., 2008). Toutefois, cette méthode nécessite des 
équipements onéreux et n’est applicable qu’à des soudures linéaires puisque 
l’assemblage est étiré longitudinalement à la soudure. 

 Pour finir, la méthode des vibrations est une technique qui consiste à faire vibrer les 
assemblages afin d’amener à une relaxation des contraintes. Cependant, cette technique 
reste, pour le moment, controversée à la fois du point de vue de son efficacité mais aussi 
de celui du mécanisme physique qui expliquerait cette diminution des contraintes 
résiduelles. L'une des explications proposées est que la déformation plastique locale est 
induite dans les zones qui sont déjà proches de leur limite d'élasticité en raison des 
contraintes résiduelles, comme présenté dans le travail de Aoki et de ses coauteurs (AOKI 
et al., 2005). Une autre théorie est proposée dans le travail de Walker, indiquant que les 
vibrations induisent des dislocations mobiles, favorisant la transformation de l'austénite 
en martensite par effet TRIP et réduisant ainsi les contraintes résiduelles (WALKER, 2011). 
D'autres travaux comme ceux de Sonsino ne montrent aucune réduction des contraintes 
résiduelles avec les vibrations, ce qui peut être expliqué par la masse de la pièce utilisée 
pour l’étude (50 kg) qui est proche de la limite d’application conseillée par le distributeur 
de l’équipement utilisé (SONSINO et al., 1996).  
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3 Détermination des contraintes résiduelles 

Dans toute pièce, il existe un état de contraintes résiduelles. Comme il a été exposé dans la 
partie précédente, si ces dernières sont trop élevées, elles peuvent avoir un impact négatif 
sur la tenue mécanique de la structure. Il est donc nécessaire de les quantifier et de les 
maîtriser. S’il n’est pas possible de les mesurer de façon directe, il existe plusieurs méthodes, 
destructives ou non, pour les évaluer de manière indirecte. Il est nécessaire de mesurer soit 
la déformation élastique interne à l’échelle du réseau cristallin, soit le retour élastique lié à 
un relâchement de ces contraintes résiduelles après un enlèvement de matière à la proximité 
immédiate de ces dernières, afin d’en déduire les contraintes initiales. 

3.1 Les méthodes non destructives 

3.1.1 La méthode de mesure par ultrasons 

La méthode des ultrasons consiste à mesurer la vitesse de la propagation des ondes 
ultrasonores dans un échantillon non contraint et ensuite à la mesurer dans un échantillon 
contraint. Connaissant le coefficient acoustoélastique K, il est alors possible de remonter à la 
contrainte avec l’équation I-3 : 

v = v0 + Kσ (I − 3) 

Avec : 

 v : la vitesse de propagation de l’onde dans le matériau contraint, 

 v0 : la vitesse de propagation de l’onde dans le matériau non contraint, 

 K : le coefficient acoustoélastique propre au matériau, 

 σ : la contrainte mesurée. 

La profondeur sur laquelle les ondes peuvent être analysées varie de 0,015 à 3 mm et 
dépend des matériaux, de la longueur d’onde et de la fréquence utilisée. La précision de cette 
méthode est estimée de ± 10 à 20 MPa d’après Lu (LU, 1996a). 

3.1.2 La méthode par le bruit de Barkhausen 

La méthode par le bruit de Barkhausen repose sur l’analyse du signal magnétique d’un 
alliage ferromagnétique lorsqu’un champ électromagnétique lui ait appliqué. La courbe 
d’hystérésis B-H montre la relation entre le champ magnétique appliqué (H) et l’induction 
magnétique résultante (B). Cette courbe n’évolue pas de façon continue mais par incréments, 
qui sont les sauts de Barkhausen. Ces derniers sont liés à l’état de contraintes et évoluent en 
fonction du chargement. Ce phénomène émettant des signaux électromagnétiques qui sont 
détectables par des capteurs, cette technique consiste à mesurer les variations du signal de 
Barkhausen lors de l’application de différents chargements. Cette étape servant 
d’étalonnage, permet, par la suite, la détermination des contraintes résiduelles dans la pièce 
de nuance identique. L’amplitude du signal et la position des pics varient en fonction de la 
contrainte appliquée. Cette méthode n’est cependant applicable qu’aux matériaux 
ferromagnétiques. La précision de cette méthode est estimée de ± 10 à 20 MPa d’après Lu et 
la profondeur de mesures varie de 0,1 à 1 mm (LU, 1996a). 
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3.1.3 Diffraction des rayons X ou des neutrons 

La diffraction, des rayons X ou des neutrons, repose sur l’analyse de la déformation du 
réseau cristallin pour remonter à l’état de contrainte. Le principe consiste à irradier 
l’échantillon à l’aide d’un faisceau de rayons X ou de neutrons, et à regarder l’évolution de la 
position des pics des rayonnements diffractés. La zone de la pièce, dans laquelle les 
rayonnements incidents interagissent avec la matière sondée, est nommée le volume irradié. 
Parmi ce volume, seuls 1 à 5 % des grains respectent les conditions de Laue pour diffracter, 
ces grains constituent donc le volume diffractant (LU, 1996b). 

3.1.3.1 La diffraction des rayons X 

La méthode de diffraction des rayons X est un moyen de mesure surfacique puisque la 
profondeur de pénétration ne peut dépasser quelques microns à quelques centaines de 
microns selon les alliages et l’énergie du rayonnement utilisé. Sur grand instrument, le flux 
est en effet plus important et peut être plus énergétique, permettant d’atteindre une 
profondeur de pénétration plus élevée qu’en laboratoire. Cependant l’accessibilité aux 
grands instruments peut alors être un frein. La précision de cette méthode est estimé à 
± 20 MPa (LU, 1996b; HAUK, 1997b). Elle peut être également utilisée comme moyen de 
mesure volumique, mais devient alors destructive, car elle fait appel à une mesure 
incrémentale par enlèvements de matière successifs, réalisée par alternance 
d’électropolissages et de mesures. De cette façon, il est alors possible de déterminer les 
contraintes dans l’épaisseur d’une pièce. Cependant les résultats peuvent être faussés dû au 
relâchement de contraintes lié à l’enlèvement de matière. Il est alors nécessaire d’appliquer 
une correction appelée la correction de Moore (MOORE et al., 1958). 

3.1.3.2 La diffraction des neutrons 

Le principe de la méthode de diffraction des neutrons est le même que celui de la méthode 
employant des rayons X mais la profondeur de mesure peut aller jusqu’à plusieurs cm, la 
section efficace d’interaction des neutrons avec la matière étant bien plus faible que celle des 
rayons X. L'épaisseur maximale du matériau étudié dépend de la résolution de mesure requise 
et du temps disponible à consacrer aux mesures. La précision de cette méthode est estimée 
à ± 30 MPa (LU, 1996c). 

L’inconvénient principal de cette technique est son coût et son accessibilité, puisque les 
instruments nécessitent un réacteur nucléaire ou un cyclotron. Les temps de mesure sont 
relativement longs du fait du faible flux de neutrons générés comparativement aux rayons X. 

Il existe deux catégories de sources de neutrons : les réacteurs et les sources à spallations. 
Dans les réacteurs, les neutrons sont produits suite à la fission contrôlée de noyaux 
d’uranium, alors que dans les sources à spallation ils sont produits suite à la désintégration 
de noyaux lourds après bombardements de protons de fortes énergies. Dans les deux cas, les 
neutrons, tels qu’ils sont produits, sont ensuite ralentis grâce à un modérateur afin qu’ils 
soient exploitables à des fins de diffraction. Dans la majorité des cas, dans les réacteurs, la 
source est continue tandis que pour les sources à spallation elle est pulsée (HAUK, 1997c). 
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Dans le cas des diffractomètres monochromatiques, la longueur d’onde utilisée est unique, 
ainsi un seul pic est étudié avec un 2θ avoisinant les 90°. En effet, afin de déterminer les 
contraintes le plus précisément possible, il est nécessaire de faire les mesures à des angles de 
diffraction relativement grands, pour mesurer un décalage d’angle significatif (LU, 1996b). Les 
angles de diffraction analysés sont donc proches de 90° puisque ce sont ceux qui montrent le 
plus de réponse par rapport à l’amplitude des déformations mesurées (TOTTEN, 2002). 

Les instruments à source pulsée, aussi appelés à temps de vol (TOF - Time Of Flight), sont 
quant à eux polychromatiques. Les longueurs d’onde du faisceau sont déterminées par 
l’équation I-4 grâce à la vitesse des neutrons, connaissant la distance qu’ils ont parcourue (LU, 
1996d) : 

λ =
h × thkl
L × mn

= 2dhkl sin θhkl  (I −  4) 

Avec :  

 h : la constante de Planck, 

 thkl : le temps de vol depuis la source, 

 mn : la masse d’un neutron, 

 L : la distance de vol. 

Le faisceau polychromatique de neutrons incident permet donc d’obtenir des 
diffractogrammes présentant plusieurs pics permettant de multiplier les informations 
utilisables pour le calcul des contraintes. 

3.1.3.3 Principe général de la mesure par diffraction 

La déformation élastique du réseau cristallin est déterminée en mesurant la distance 
interréticulaire d grâce à la loi de Bragg (équation I-5 et Figure I-11), et en comparant cette 
distance à celle mesurée dans un échantillon témoin libre de contraintes, d0 : 

2〈d(hkl, ϕ, Ψ)〉Vdsin(θhkl,ϕ,Ψ) = nλ (I − 5) 

Avec : 

 〈d(hkl,ϕ,Ψ)〉Vd  : la valeur moyenne, de la distance interréticulaire de la famille de plans 

{hkl} selon la direction de diffraction (ϕ,Ψ) au sein volume diffractant vd, 

 ϕ et Ψ : les angles azimutal et d'inclinaison, c’est-à-dire respectivement l’angle de 
rotation autour de la normale à la surface de la pièce et l’angle entre la normale à la 
surface et la normale au plan diffractant, comme présentés en Figure I-12, 

 θhkl,ϕ,Ψ : le demi-angle de déviation, c’est-à-dire le demi-angle entre le faisceau incident 

et la direction du détecteur dans la direction (ϕ,Ψ) pour la famille de plan {hkl}, 

 λ : la longueur d’onde du faisceau incident, 

 n : un nombre entier représentant l’ordre de réflexion. 
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Figure I-11 : Illustration de la loi de Bragg. 

 

Figure I-12 : Systèmes d’axes permettant de repérer la direction de mesure L3 par rapport à un 
échantillon – Adapté de Martin 1999 (MARTIN et al., 1999). 

3.1.3.4 Détermination des déformations 

La déformation ε du réseau peut être calculée selon les différentes façons présentées dans 
le Tableau I-1. 

 

Déformation conventionnelle Déformation rationnelle Déformation linéarisée 

⟨ε(hkl, ϕ,Ψ)⟩Vd =
dhkl,ϕ,Ψ

d0hkl,ϕ,Ψ
− 1 

⟨ε(hkl, ϕ,Ψ)⟩Vd =
sin θ0hkl,ϕ,Ψ
sin θhkl,ϕ,Ψ

− 1 

⟨ε(hkl, ϕ,Ψ)⟩Vd = ln
dhkl,ϕ,Ψ

d0hkl,ϕ,Ψ
 

⟨ε(hkl, ϕ,Ψ)⟩Vd = ln
sin θ0hkl,ϕ,Ψ
sin θhkl,ϕ,Ψ

 

⟨ε(hkl, ϕ,Ψ)⟩Vd = −cotg (θ0hkl,ϕ,Ψ)∆θhkl,ϕ,Ψ 

Tableau I-1 : Méthodes de calcul de déformation du réseau (LU, 1996b). 

Le résultat obtenu est très peu différent en fonction de la formule utilisée. Il a été démontré 
que la déformation rationnelle est l’expression exacte puisqu’elle ne fait aucune 
approximation. Mais en diffraction, d’après certains auteurs, c’est la déformation 
conventionnelle qui est la plus utilisée (MARTIN et al., 1999; JI, 2003; HAIGH et al., 2016). 
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3.1.3.5 Relation contrainte déformation 

Dans un état de contrainte triaxial, d’après la loi de Hooke généralisée, les déformations et 
les contraintes sont reliées par l’équation I-6 (HAUK, 1997a) : 

⟨ε(hkl, ϕ, Ψ)⟩Vd = Fi,j(ϕ,Ψ, hkl) σ̅ij (I −  6) 

Avec : 
 ⟨ε(hkl, ϕ, Ψ)⟩Vd : la déformation mesurée dans la direction (ϕ, Ψ) moyennée sur volume 

diffractant, 

 Fi,j(ϕ,Ψ, hkl) : les facteurs de contraintes, 

  σ̅ij : le tenseur complet des contraintes. 

Les coefficients Fi,j sont décrits par l’équation I-7 où S1(hkl) et 
1

2
S2(hkl) représentent les 

Constantes d’Elasticité Radiocristallographiques (CER) (HAUK, 1997a) : 

{
 
 

 
 Fxx =

1

2
S2(hkl)  cos

2 ϕ  sin2Ψ+ S1(hkl)

Fyy =
1

2
S2(hkl)  sin

2 ϕ  sin2Ψ+ S1(hkl)

Fzz =
1

2
S2(hkl)  cos

2Ψ+ S1(hkl) {
 
 

 
 Fxy =

1

4
S2(hkl)  sin 2ϕ  sin

2Ψ

Fxz =
1

4
S2(hkl)  cosϕ  sin 2Ψ

Fyz =
1

4
S2(hkl)  sin ϕ  sin 2Ψ

(I − 7) 

L’équation I-6 peut alors s’écrire comme l’équation I-8 : 

⟨ε(hkl, ϕ, Ψ)⟩Vd = 
1

2
S2(hkl) × (σxx  cos

2ϕ  sin2Ψ+ σyy  sin
2 ϕ  sin2Ψ+ σzz cos

2Ψ) 

+ 
1

2
S2(hkl) × (σxy  sin 2ϕ sin

2Ψ+ σxz cosϕ sin 2Ψ + σyz sinϕ sin 2Ψ) 

              + S1(hkl) × (σxx + σyy +σzz)                                                                                   (I −  8) 

Si les trois directions principales ne sont pas connues, 6 mesures sont nécessaires pour 
déterminer le tenseur complet et les contraintes principales en exploitant les propriétés de 
symétrie du tenseur, mais il est recommandé d’en réaliser au moins 12, permettant d’évaluer 
les incertitudes (HAUK, 1997c). En revanche, si les trois directions principales sont connues, les 
composantes non diagonales sont nulles. Au moins 3 mesures sont alors nécessaires pour 
déterminer le tenseur complet. 

3.1.3.6 Détermination des constantes d’élasticité radiocristallographiques 

Comme évoqué précédemment, S1(hkl) et 
1

2
S2(hkl) représentent les Constantes 

d’Elasticité Radiocristallographiques (CER), aussi parfois appelées les XECs (X-ray Elastic 
Constants) ou  DECs (Diffraction Elastic Constants) (HUTCHINGS et al., 2005). Il est nécessaire 
de les connaître afin de pouvoir calculer les contraintes résiduelles. Ces constantes sont 
différentes de celles macroscopiques du matériau étudié en raison de l’anisotropie élastique 
de ce dernier (LU, 1996b). Les constantes d’élasticité varient en fonction des familles de plans 
étudiées et peuvent être reliées au module d’Young et au coefficient de Poisson, eux aussi 
dépendants des familles de plans, par les équations I-9 et I-10 (HUTCHINGS et al., 2005) : 
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{
 

 S1(hkl) = −
υhkl
Ehkl

 
1

2
S2(hkl) =

1 + υhkl
Ehkl

 (I − 9) 

Donc : 

{
 
 

 
 Ehkl =

2

S2(hkl) + 2S1(hkl)

 υhkl =
−2S1(hkl)

S2(hkl) + 2S1(hkl)

 (I − 10) 

Pour déterminer ces constantes, il est nécessaire de modéliser le comportement mécanique 
du polycristal. Les modèles les plus courants sont le modèle de Voigt, qui suppose 
l’homogénéité des déformations dans le matériau, de Reuss, qui suppose l’homogénéité des 
contraintes dans le matériau, et de Kröner-Eshelby, qui suppose que les contraintes et les 
déformations peuvent varier d’un grain à l’autre. Dans le cas du modèle de Kröner-Eshelby, 
une prise en compte de l’anisotropie élastique additionnelle liée à la morphologie des grains 
peut aussi être envisagée (LU, 1996b). Il est également possible de mesurer les CER de façon 
expérimentale par traction uni-axiale ou essais de flexion. Généralement, cela consiste à 
appliquer plusieurs contraintes et à mesurer la déformation pour chaque état de contrainte 
dans une même direction (ϕ, Ψ). Une pondération de la densité des différentes orientations 
cristallines au comportement mécanique global peut également être ajoutée grâce à la 
Fonction de Distribution des Orientations (FDO) cristalline permettant de prendre en compte 
l’effet de texture cristallographique et l’éventuelle modification de l’anisotropie élastique 
induite. (HAUK, 1997a). 

Dans le cas où les contraintes doivent être déterminées dans un matériau biphasé, il suffira 
de calculer la déformation pour chaque phase en s’intéressant à au moins un pic de chacune 
des deux phases, et de remonter à la contrainte globale par une loi des mélanges. Il est alors 
nécessaire de déterminer en amont la proportion de chaque phase (HAUK, 1997a). 

3.1.3.7 Détermination de la distance interréticulaire libre de contraintes 

Pour calculer les contraintes résiduelles, la distance interréticulaire du matériau libre de 
contraintes, d0 (Tableau I-1), doit être évaluée afin de la comparer à celle de la pièce dans 
laquelle la mesure est réalisée. Plusieurs méthodes existent afin de mesurer cette distance 
de référence, à savoir (WITHERS et al., 2007) : 

 Effectuer la mesure dans une zone où les contraintes résiduelles sont connues comme 
nulles ou négligeables. 

 Réaliser les mesures sur une poudre dont la structure cristalline est représentative du 
matériau étudié. Cette technique convient très bien aux céramiques, ou aux procédés de 
fabrication additive à base de poudre, puisque les poudres utilisées peuvent être 
directement celles ayant servies à la fabrication de la pièce. Pour les métaux, il est 
possible d’utiliser des limailles qui sont des poudres obtenues par usure du matériau. 
Cette technique peut convenir dans certains cas, mais bien souvent elles contiennent des 
déformations intergranulaires libres de contrainte non représentatives du matériau 
étudié. 

 Calculer la moyenne des déformations mesurées dans toutes les directions. 
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 Utiliser le principe fondamental de la mécanique des milieux continus, à savoir que les 
forces et les moments s’équilibrent sur une section transverse. De ce fait, en mesurant 
une section complète, par calcul itératif il est possible de remonter au d0 jusqu’à atteindre 
l’équilibre. 

 Effectuer les mesures sur des cubes découpés dans une pièce identique à celle qui sera 
analysée en diffraction (ou la même pièce après analyse), suffisamment petits pour 
pouvoir considérer que les découpes relâchent toutes les contraintes à l’intérieur du cube 
mais suffisamment massif pour permettre une mesure raisonnable. En effet, à mesure 
que la taille des cubes augmente, moins de contraintes sont relâchées. La relaxation des 
contraintes après découpes permet d’obtenir la mesure de la distance interréticulaire 
sans déformation, sur un matériau ayant la même histoire thermique et donc la même 
microstructure. Les difficultés de cette méthode sont la découpe des cubes, qui ne doit 
pas introduire de contraintes supplémentaires, leur manipulation, leur positionnement 
dans l’instrument et leur bon repérage. 

3.2 Les méthodes destructives et semi-destructives 

Le principe général des méthodes destructives repose sur la relaxation des contraintes. En 
effet, en mesurant la réponse de la pièce suite à un enlèvement de matière, en d’autres 
termes sa déformation, il est alors possible de remonter à l’état initial des contraintes dans la 
pièce. 

3.2.1 La méthode du trou incrémental 

Le principe consiste à percer un trou d’un diamètre de 1 à 4 mm pour une profondeur 
généralement du même ordre de grandeur. Des jauges permettant de mesurer les 
déformations sont placées en rosette autour du trou et les mesures de déformations 
permettent ainsi de remonter aux contraintes par l’équation I-11 (LU, 1996e) : 

ε = (σmax + σmin)A̅ + (σmax − σmin)B̅ cos 2β (I −  11) 

Avec : 

 ε : la déformation mesurée, 

 σmax et σmin : les contraintes principales minimales et maximales, 

 A̅ et B̅ : les constantes de calibration, 

 β : l’angle entre l’axe x et la direction de la contrainte principale maximale. 

La précision de cette méthode est estimée à ± 20 MPa et la profondeur de mesure va 
de 0,02 à 15 mm. 

3.2.2 La méthode d’enlèvement de couche 

Cette méthode repose sur le fait qu’une pièce est déformée de sorte à équilibrer les 
moments et les forces. En enlevant de la matière couche par couche, et en mesurant la 
déformée de la pièce entre chaque enlèvement de matière, il est alors possible de remonter 
à l’état de contrainte initial par l’équation I-12 (LU, 1996f) : 

σ(e) = −
4

3
E
e2

l2
df

de
 (I − 12) 
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Avec : 

 E : le module d’Young du matériau, 

 e : l’épaisseur de la pièce restante, 

 l : la déformée, 

 de : l’épaisseur de matière enlevée, 

 df : la variation de la déformée due à l’enlèvement de matière. 

3.2.3 La méthode du contour 

La méthode du contour permet de calculer les contraintes résiduelles sur une section d’une 
pièce avec une précision estimée à ± 10 MPa d’après Prime. Cette méthode est composée de 
trois étapes (PRIME et al., 2013) : 

 La première consiste à découper l’échantillon. Cette étape est généralement réalisée par 
électroérosion car cette technique permet d’effectuer une coupe droite, un enlèvement 
de matière très faible et n’ajoute pas de contrainte résiduelle. Il est nécessaire de 
positionner la pièce à découper dans une enveloppe sacrificielle afin de réaliser la 
découpe sur une section constante de matière et ainsi ne pas avoir à modifier les 
paramètres de découpe au cours de celle-ci. 

 La deuxième étape consiste à mesurer sur une des deux moitiés de l’échantillon la 
relaxation du matériau par profilométrie. Cependant, réaliser cette mesure sur les deux 
sections après la coupe et en faire la moyenne permet de supprimer toute erreur qui 
pourrait être due à une coupe non symétrique et les effets des contraintes de 
cisaillement. 

 La dernière étape consiste à modéliser le profil déformé par une méthode d’éléments 
finis en 2D, et à déterminer les forces externes nécessaires pour remettre la surface 
déformée à plat. L’état de contrainte ainsi calculé par le modèle correspond à l’état de 
contrainte résiduelle initial dans la pièce avant découpe. 
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4 Simulation numérique d’une opération de soudage arc-fil 

Les simulations numériques d’une opération de soudage peuvent être classées en deux 
grandes catégories : les modélisations thermo-hydrauliques et les modélisations thermo-
mécaniques. Les premières intègrent les  phénomènes de mécanique des fluides qui ont lieu 
dans le bain de fusion et permettent la compréhension de sa formation et de sa dynamique 
(MORVILLE, 2012; CADIOU, 2019; NAHED, 2021). Les modélisations thermo-mécaniques 
représentent une approche à plus grande échelle de la pièce, sans rentrer dans les 
mécanismes complexes qui ont lieu dans le bain en fusion, mais permettent de calculer les 
champs de température, les contraintes et les déformations résiduelles dans la pièce (HAMIDE, 
2008; PICHOT, 2012; HANNA, 2016). Dans ces modèles, la pièce est assimilée à un solide, y 
compris pour les zones qui sont en réalité liquides à haute température. Ces modélisations, 
moins gourmandes en temps de calcul, sont pertinentes pour prédire la tenue mécanique des 
structures, mais aussi anticiper des défauts d’alignement suite à des déformations, ou bien 
encore, optimiser une séquence de soudage en choisissant le temps d’attente entre chaque 
passe. C’est donc ce second type de modélisation qui a été choisie dans le cadre de cette 
thèse et mis en œuvre sous forme de simulations à l’aide du logiciel COMSOL Multiphysics. 
Une autre étude plus récente concerne la modélisation à transition d’échelle, en réalisant un 
premier calcul thermo-hydraulique à l’échelle du bain, et de transférer le résultat thermique 
dans un calcul à l’échelle de la pièce, le but étant d’éviter l’étape d’optimisation de source 
équivalente (LE FALHER, 2023). 

La méthode des éléments finis est généralement utilisée pour la modélisation des 
déformations et contraintes résiduelles lors d’une opération de soudage (BERGHEAU, 2004). 
Pour une simulation complète, il faut prendre en compte trois phénomènes physiques (la 
thermique, la métallurgique et la mécanique) ainsi que leurs interactions, détaillées dans la 
partie 2 de ce chapitre. Il faut alors prendre en compte leurs impacts en tout point du volume 
des pièces étudiées, ainsi que leurs effets en fonction du temps. Cependant, dans certains 
cas, des approximations peuvent être faites permettant de simplifier les simulations et 
d’écourter les temps de calculs. Par exemple, il est possible d’adapter la méthode de 
résolution (cf. partie 4.2) ou de se limiter à un problème purement thermo-mécanique 
lorsque le matériau étudié ne présente pas de changement de phases à l’état solide. 

4.1 Couplages physiques 

Comme vu précédemment dans la partie 2 de ce chapitre, trois phénomènes physiques 
entrent en jeu lors d’une opération de soudage. Ces derniers, ainsi que leurs 
interactions (HENDILI, 2017), sont schématisés en Figure I-13 : 

 Interaction thermique → mécanique : l’élévation en température d’une pièce modifie les 
caractéristiques mécaniques du matériau, et des déformations d’origine thermique se 
développent, et ainsi de la plasticité de déformation. 

 Interaction thermique → métallurgie : des modifications microstructurales et des 
transformations de phases sont provoquées par les variations de température. De plus, 
des phénomènes de restauration d’écrouissage ont lieu à haute température. 

 Interaction métallurgie → thermique : les changements de phase provoquent des effets 
de chaleurs latentes modifiant les champs de température ainsi les propriétés thermo-
physiques du matériau.  
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 Interaction métallurgie → mécanique : les phases en présence vont avoir un impact sur 
les propriétés mécaniques du matériau. De plus, les changements de phases vont 
entraîner l’apparition de déformations de transformation ainsi que de la plasticité de 
transformation.  

 Interaction mécanique → métallurgie : l’état de contrainte du matériau peut impacter les 
cinétiques de transformations métallurgiques ainsi que les températures auxquelles elles 
interviennent.  

 Interaction mécanique → thermique : lorsqu’une pièce est déformée de la chaleur est 
dégagée modifiant les champs de température. 

 

Figure I-13 : Synthèse des interactions ayant lieu entre les phénomènes physiques lors de 
l’utilisation d’un procédé de soudage (SIMON, 1997; BERGHEAU, 2004; GOLDAK et al., 2005). 

4.2 Méthodes de résolution 

Il existe plusieurs méthodes de résolution selon le compromis recherché entre la précision 
des résultats et le temps de calcul.  

Une première approche consiste à effectuer les simulations en régime stationnaire, c’est-à-
dire dans un état d’équilibre indépendant du temps. Cette méthode est notamment utilisée 
pour analyser les champs de température pendant le soudage, la forme du bain en fusion et 
régler les paramètres des sources équivalentes. Ces dernières seront détaillées dans la partie 
4.3.2.2 de ce chapitre.  

L’approche quasi-stationnaire est également possible où le calcul est définit dans un repère 
mobile lié à la source de chaleur. La simulation est ensuite intégrée dans un calcul transitoire 
(aussi appelé temporel), c’est-à-dire dépendant du temps, pour étudier les effets de bords 
(ZHANG et al., 2004). 

L’approche transitoire est une méthode très complète qui permet d’observer les différents 
phénomènes en fonction du temps et d’observer les effets de bord. Un procédé de soudage 
étant tridimensionnel, les simulations complètes se font en 3D transitoire. Cependant, de 
telles résolutions nécessitent des temps de calcul pouvant être très longs (HENDILI, 2017). 
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Les calculs peuvent alors être réalisés en 2D, dans un plan transverse au sens de soudage, 
ou selon un plan axisymétrique dans le cas de soudage en circonférence, permettant un gain 
de temps important (HENDILI, 2017). Cette méthode est notamment utilisée dans le cas de 
soudage multipasse où les temps de calcul peuvent être considérables afin de simuler le dépôt 
de plusieurs passes. Il est alors possible d’observer les contraintes transversales, dans le plan 
modélisé, mais les contraintes dans le sens de soudage sont surestimées, particulièrement 
lorsque les soudures sont faites dans le sens longitudinal. De plus, dans ces simulations, il est 
considéré que le métal est déposé en une seule fois, tout le long du cordon, négligeant ainsi 
le bridage occasionné par la partie solidifiée. Des écarts importants sur les déformations 
résiduelles de la pièce peuvent alors être observés entre la simulation et la réalité (BERGHEAU, 
2004). 

Une autre solution pour réduire les temps de calcul est l’approche adaptative qui consiste à 
affiner la taille du maillage au voisinage de la source de chaleur, et à l’augmenter une fois la 
source de chaleur passée. Cette méthode est un bon compromis entre l’obtention de résultats 
représentatifs de la réalité, et un temps de calcul raisonnable (LINDGREN, 2007). 

L’approche locale/globale consiste à calculer une solution locale, proche du joint soudé, en 
considérant que la plupart des déformations plastiques induites par soudage se trouve à 
proximité du joint. Les résultats sont ensuite injectés comme données de déformations 
initiales dans un calcul purement mécanique dans une géométrie plus globale où le maillage 
sera plus grossier (SOULOUMIAC et al., 2002). 

Enfin, plus récemment, l’approche d’hyper-réduction a été développé. Cette approche 
consiste à réaliser des approximations par bases réduites pour les formulations des équations 
de chaleur et des équations d’équilibre mécanique offrant des gains de calculs importants 
(RYCKELYNCK, 2009; DINH-TRONG et al., 2017). 

4.3 Modélisation thermique 

Cette section présente les équations gouvernant les échanges thermiques ainsi que les 
méthodes pour modéliser l’apport de chaleur lors du soudage. 

4.3.1 Les transferts de chaleur dans les solides 

Dans une pièce solide, les transferts de chaleur sont gouvernés par l’équation de la chaleur 
I-13 (BERGHEAU, 2004) : 

ρCp
∂T

∂t
− ∇(λ∇T) = Q sur Ω (I −  13) 

Avec : 

 ρ : la masse volumique du matériau, 
 Cp : la capacité thermique du matériau, 

 T : la température du matériau, 

 Q : la source de chaleur interne (W/m3), 

 k : la conductivité thermique du matériau, 

 Ω : volume occupé par la pièce. 
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Des conditions aux limites peuvent être imposées, comme une température Tp ou un flux 

surfacique de chaleur q (W/m2) (équation I-14) : 

q(T, t) = λ∇T. n sur ∂Ωq
T = Tp(t) sur ∂Ωt

               ∂Ω = ∂Ωq ∪ ∂Ωt (I −  14) 

Avec : 

 t : le temps, 

 n : le vecteur normal sortant de ∂Ω, 

 ∂Ωq : partie de la frontière ∂Ω sur laquelle une densité surfacique de flux de chaleur est 

imposée, 

 ∂Ωt : partie de la frontière ∂Ω sur laquelle la température est imposée. 

Les échanges par convection sont gouvernés par l’équation I-15 : 

Qc = h(Text − T) (I −  15) 

Avec : 

 h : le coefficient d’échange thermique, 

 Text : la température externe. 

Les échanges par rayonnement sont gouvernés par l’équation I-16 : 

Qr = εσ(Tamb
4 − T4) (I − 16) 

Avec : 

 ε : l’émissivité de surface, 

 σ : la constante de Stefan-Boltzmann. 

Goldak propose, pour prendre conjointement les effets convectif et radiatif, de donner 
comme valeur au coefficient h la valeur décrite dans l’équation I-17 (GOLDAK et al., 1984) : 

h = 24,1 × 10−4 × ε × T1,61 (I − 17) 

L’ensemble des paramètres matériaux est à adapter en fonction de la température et des 
phases en présence. Afin de prendre en compte les effets de convection dus au transfert de 
chaleur dans le bain de fusion, il est courant dans la littérature d’augmenter artificiellement 
la conductivité thermique au moment du changement d’état solide - liquide (HAMIDE, 2008; 
CHEN, 2019; GUILMOIS, 2021; CAMBON, 2021). Les chaleurs latentes sont prises en compte grâce 
à la capacité calorifique du matériau, qui présentera des pics pendant les transformations 
d’état solide/liquide. 

4.3.2 La source de chaleur 

Dans le cadre des simulations d’une opération de soudage, plusieurs méthodes existent 
pour représenter l’apport de chaleur telles que la méthode analytique, la méthode 
équivalente et la méthode de la zone fondue mobile. 
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4.3.2.1 La méthode analytique 

Rosenthal a proposé en 1941 des solutions analytiques dans le cas d’une source de chaleur 
ponctuelle, linéaire, puis volumique en posant les hypothèses suivantes (ROSENTHAL, 1941; 
ROBERT et al., 1999; KOU, 2002d) : 

 le flux de chaleur est stable, 

 le dégagement de chaleur lié à la fusion est négligeable, 

 les propriétés thermiques du matériau restent constantes, 

 il n’y a aucune perte de chaleur à la surface de la pièce, 

 les effets de convection dans le bain de fusion sont négligés. 

L’équation I-18 décrit la source ponctuelle : 

qp =
ηUI

Vs
 (I − 18) 

Avec : 

 U : la tension de soudage, 

 η : le coefficient de rendement du procédé, 

 I : l’intensité de soudage, 

 Vs : la vitesse de soudage. 

Dans le cas d’un modèle à deux dimensions, pouvant être appliqué au soudage de tôles fines 
puisque les variations de température dans l’épaisseur sont supposées négligeables, la 
solution analytique décrivant le champ de température dans la pièce est représenté par 
l’équation I-19 : 

T − T0 =
ηUI

2πk
exp (

−vs(x + vst)

2α
)K0

vsR

2α
 (I − 19) 

Pour un problème à trois dimensions, l’équation I-20 est utilisée : 

T − T0 =
ηUI

2πkd
exp (

−vs(x + vst)

2α
)
exp (

−vsR
2α )

R
 (I − 20) 

Avec : 

 T : la température, 

 T0 : la température ambiante, 

 t : le temps, 

 k : la conductivité thermique, 

 α : la diffusivité thermique, 

 K0 : la fonction modifiée de Bessel de seconde nature à l’ordre zéro, 

 R : la distance radiale à l’origine de la source, 

 d : la pénétration de la soudure. 
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De 1955 à 1980, en travaillant à partir des équations de Rosenthal, de nombreux auteurs 
ont proposé de nouveaux modèles décrivant les sources de chaleur en soudage. Adams a, par 
exemple, proposé un modèle décrivant la température atteinte à une distance donnée de la 
ligne de fusion (ADAMS, 1958). Ces solutions analytiques fonctionnent bien, loin de la zone 
fondue. Cependant, à proximité de celle-ci ce n’est plus le cas, à cause des hypothèses citées 
précédemment qui ne sont plus valables. Par exemple, le fait de négliger les échanges de 
chaleur par convection dans le bain, et de ne prendre en compte que ceux par conduction, 
amène à une sous-estimation de la taille du bain. 

Depuis, des sources équivalentes ont été proposées, dont certaines sont présentées dans la 
partie 4.3.2.2, représentant de façon plus réaliste la répartition et la dimension de la source 
de chaleur. De plus, la dépendance en température des propriétés matériaux peut 
aujourd’hui être utilisée lors des calculs et permet d’approcher les modèles au plus près de la 
réalité. 

4.3.2.2 La méthode équivalente 

L’approche équivalente consiste à décrire la source de chaleur au travers d’une équation 
décrivant sa puissance, sa géométrie et la répartition de la chaleur, et cela, en la reliant à la 
puissance du procédé. Les différents paramètres décrivant cette source sont à adapter 
jusqu’à obtenir une géométrie réaliste de la zone fondue ainsi que le champ de température 
représentatifs de ceux qui peuvent être mesurés expérimentalement. Cette optimisation 
paramétrique de la source nécessite alors d’avoir des données expérimentales. 

Aux conditions limites présentées précédemment en 4.3.1, s’ajoute donc le choix de 
l’équation de la source de chaleur équivalente et de ses paramètres. Elle peut être 
représentée par une source volumique, représentée par Q dans l’équation I-13 ou surfacique, 
représentée par q dans l’équation I-14 (BERGHEAU, 2004). Plusieurs sources équivalentes 
existent pour simuler l’apport de chaleur lors du soudage, qui se sont complexifiées au fil des 
années (LINDGREN, 2007). Quelques sources équivalentes couramment employées lors de la 
simulation d’opérations de soudage à l’arc sont présentées ci-après. 

Pavelic en 1969 a proposé d’utiliser une source de chaleur surfacique de forme gaussienne 
et est décrite par l’équation I-21, où le paramètre a correspond au rayon de la source 
gaussienne (PAVELIC, 1969) : 

q(x, y) =
3ηUI

πa2
exp (−3

(x − x0)2 + (y − y0)2)

a2
) (I − 21) 

En 1975, Nickell et Hibbitt ont proposé une source de chaleur surfacique à puissance 
uniforme sur un diamètre égal au diamètre de l’électrode (NICKELL et al., 1975). De même 
Paley et Hibbert ont proposé une source volumique à puissance uniforme sur une zone ayant 
pour dimension celle de la zone fondue (PALEY et al., 1975). Ces approches ne sont pas 
réalistes du fait que, expérimentalement, la chaleur n’est pas distribuée de manière uniforme. 
Cela implique que les mouvements dans le bain sont nuls au niveau du front de solidification. 
Ceci n’est alors pas reproduit avec ces sources uniformes, contrairement à celle de Pavelic 
dont la distribution de la chaleur est gaussienne. 

Goldak a ensuite proposé en 1984 une source à double ellipsoïde volumique afin de mieux 
reproduire la pénétration des soudures. Elle est décrite par l’équation I-22. Ce modèle 
demeure l’un des plus utilisés dans la modélisation du soudage à l’arc avec apport de matière. 
Sa représentation en 3D est présentée en Figure I-14 (GOLDAK et al., 1984). 
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6√3ffqa

abcfπ√π
e
−3[

(x−x0)
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cf
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(y−y0)
2

a2
+
(z−z0)
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b2
]

f2(x, y, z) =
6√3frqa

abcrπ√π
e
−3[

(x−x0)
2

cr
2 +

(y−y0)
2

a2
+
(z−z0)

2

b2
]

Q(x, y, z) = {
f1(x, y, z) pour x ≥ x0
f2(x, y, z) pour x < x0
qa = ηUI
ff + fr = 2

 (I −  22) 

Avec : 

 qa : chaleur fournie par l’arc, 

 a : demi-largeur de la source, 

 b : pénétration de la source, 

 ff et fr : coefficients de distribution du flux de chaleur à l'avant et à l'arrière de la source, 

 cf et cr : longueurs des deux ellipsoïdes à l'avant et à l’arrière de la source, 

 (x0, y0, z0) : coordonnées du centre de la source de chaleur. 

  

Figure I-14 : Source de chaleur volumique selon le modèle de Goldak. 

Depuis, ces sources ont été adaptées. Par exemple, Kerrouault propose en 2000 une 
seconde source annulaire de forme gaussienne, en plus d’une source principale également 
gaussienne, décrite par l’équation I-23 (KERROUAULT, 2000). Cette source permet de prendre 
en compte le rayonnement de l’arc électrique et a permis d’obtenir une taille de zone fondue 
plus proche de la réalité. Cependant, elle a tendance à sous-estimer les températures 
réellement atteintes. 
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Q(x, y) = A × exp(−3
(x − x0)

2 + (y − y0)
2

ra2
) + B × exp(−3

(√(x − x0)
2 + (y − y0)

2 − d)
2

rb2
) 

A =
3faηUI

πra2

B =
3(1 − fa)ηUI

πrb2(exp(−ν2) + erf(ν))

 (I − 23) 

ν =
√3d

rb
 

Avec : 

 ra : le rayon de la gaussienne centrale, 

 rb : le rayon de la gaussienne annulaire, 

 d : la distance entre le centre des deux sources gaussiennes, 

 fa : le coefficient de distribution du flux de chaleur entre les deux gaussiennes, 

 erf : la fonction erreur. 

Plus récemment, en 2014, Yadaiah et Brag ont développé une source volumique ayant une 
forme d’œuf (YADAIAH et al., 2014). Montevecchi, en 2017, a proposé de modifier la source de 
Goldak afin de prendre en compte l’apport de chaleur par le fil (MONTEVECCHI et al., 2017), ou 
encore Cambon en prenant en compte l’épaisseur du substrat dans la source surfacique 
gaussienne et dans celle de Goldak (CAMBON et al., 2018, 2020). 

4.3.2.3 La méthode de la température imposée 

La méthode de la température imposée, ou zone fondue mobile, consiste à appliquer aux 
nœuds du maillage, correspondant au bain, une température égale à la température de 
fusion. Kerrouault a utilisé cette méthode dans le cas du soudage TIG (KERROUAULT, 2000) ainsi 
que Guilmois dans le cas de la fabrication additive arc-fil MIG (GUILMOIS, 2021). Avec le logiciel 
ABACUS, cette méthode a permis d’atteindre des temps de calcul plus courts par rapport à 
une source de chaleur équivalente. De plus, elle a permis d’obtenir un bon compromis entre 
la forme du bain en fusion et les températures obtenues par rapport à des sources de chaleur 
équivalente dans le cas de mono-dépôt. Cependant, dans le cas de la construction d’un mur, 
il a été constaté que la différence entre les mesures expérimentales et la simulation a 
tendance à augmenter. 

4.4 Modélisation mécanique 

4.4.1 Equations générales 

La modélisation mécanique repose sur la résolution de l’équation du mouvement I-24 
avec ρ masse volumique, σ tenseur des contraintes de Cauchy, F le vecteur force volumique 
et 𝐮 le vecteur déplacement. 

ρ
∂2𝐮

∂t2
= ∇. σ + F (I − 24) 
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Les déplacements u permettent de calculer les déformations εt avec l’équation I-25 où 
εinel  et εelreprésentent respectivement la déformation inélastique et élastique. 

εt = εel + εinel (I − 25) 

Les déformations élastiques se calculent avec l’équation I-26 représentant la loi de 
Hooke avec σ et εel les tenseurs respectifs des contraintes et des déformations et C le tenseur 
d’élasticité. 

σ = C: εel (I − 26) 

Les déformations inélastiques se calculent avec l’équation I-27 où ε0 représente la 
déformation initiale, εext la déformation due aux forces externes, εth la déformation 
thermique et εpl la déformation plastique. 

εinel = ε0 + εext + εth + εpl (I − 27) 

La déformation thermique se définit par l’équation I-28 où CTE représente le coefficient de 
dilatation thermique, Tref la température de référence pour laquelle la déformation 
thermique est nulle, et T la température issue du modèle thermique, servant de données 
d’entrée. 

εth = CTE × (T − Tref) (I − 28) 

Dans le cas des petites déformations, les déformations plastiques sont définies avec 
l’équation I-29 avec S le second tenseur de Piola-Kirchhoff, D le potentiel plastique et λ un 
multiplieur positif dépendant de l’état de contrainte. 

εpl̇ = λ
∂D

∂S
 (I − 29) 

Une fonction de seuil H(σ, σys) ≤ 0 permet de définir la limite du régime élastique, selon le 

critère de von Mises tel que décrit dans l’équation I-30 avec σys la limite d’élasticité du 

matériau, σmises la contrainte équivalente de von Mises et J2(σ) le second invariant du 
tenseur des contraintes σ.  

H = σmises − σys,      D = H,              σmises = √3J2(σ) (I − 30) 

4.4.2 Lois de comportement 

La loi de comportement mécanique peut être, par exemple, à plasticité parfaite, linéaire ou 
non linéaire. L’écrouissage peut être isotrope, c’est à dire que le matériau durcit à mesure 
des cycles de chargement et déchargement, tout en conservant une homothétie du domaine 
élastique initial. Dans d’autres cas, l’écrouissage peut être cinématique, correspondant à une 
limite d’élasticité plus faible en compression qu’en traction, après une pré-déformation en 
traction. Il y a alors une translation du domaine d’élasticité, sans déformation de ce dernier. 
Ce phénomène est plus communément appelé l’effet Bauschinger. Généralement, une 
contribution des deux modes d’écrouissage est observée. Une loi de comportement mixte est 
alors utilisée (FRANÇOIS, 2001; BERGHEAU, 2004). 
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Différentes lois de comportement f(εpe) peuvent être utilisées et sont illustrées en Figure 

I-15 (OUDIN, 2009). Elles relient la limite d’élasticité à la déformation plastique équivalente εpe 

et à la limite d’élasticité initiale σys0 avec l’équation I-31 : 

σys = σys0 + f(εpe) avec εpė = √
2

3
dev(εṗ) ∶  dev(εṗ) (I − 31) 

 

Figure I-15 : Illustration de différents modèles d’écrouissage – Adapté de Oudin, 2009. 
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4.4.3 Restauration d’écrouissage 

Les effets de restauration d’écrouissage peuvent être pris en compte en annulant la 
déformation plastique équivalente au-dessus d’une certaine température. Deng a appliqué 
plusieurs températures de restauration d’écrouissage allant de 600 à 1200 °C et a étudié les 
contraintes résiduelles après soudage monopasse d’un acier inoxydable 304L (DENG et al., 
2014). Cette étude a montré une meilleure concordance des calculs avec les résultats 
expérimentaux pour une température de restauration de 1000 °C. Li préconise également une 
température d’environ 1000 °C pour la simulation du soudage du 316L (LI et al., 2021). De 
plus, il a développé un modèle dynamique de restauration d’écrouissage montrant une bonne 
concordance avec les mesures expérimentales, mais sans grande amélioration par rapport à 
la première méthode. Un modèle de restauration dynamique implique que la déformation 
plastique équivalente n’est pas annulée de façon brutale au-dessus d’une certaine 
température, mais progressivement depuis une température jusqu’à atteindre zéro à une 
autre température plus élevée. Mouelle a aussi proposé un modèle de restauration 
d’écrouissage dynamique sur du 316L (MOUELLE et al., 2020). Ce modèle décrit la diminution 
de la déformation plastique équivalente à partir de 400 °C et a été appliqué dans le cas 
d’essais de compression uni-axiale suivie de traitements thermiques. Les résultats ont montré 
une bonne concordance avec l’expérience et le modèle tend à être utilisé en soudage par la 
suite. Cambon a aussi utilisé un modèle de restauration dynamique linéaire, entre 400 °C et 
1000 °C lors du soudage de tôles de 316L, avec un plus grand effet lorsque la loi de 
comportement est à écrouissage isotrope (CAMBON, 2021). Depradeux a également observé 
que les effets de restauration d’écrouissage étaient plus importants lorsque l’on considère 
une loi de comportement isotrope par rapport à une loi mixte (DEPRADEUX et al., 2018). 

L’influence de la mécanique sur la thermique, c’est-à-dire le dégagement de chaleur 
pendant une déformation, peut être négligée du fait des faibles vitesses de déformation et 
du dégagement de chaleur très important issu de la source de soudage (BERGHEAU, 2004). Dans 
l’étude de Mareau, par exemple, lors d’une sollicitation mécanique en traction d’une 
éprouvette en acier, évoluant par paliers de 0 à 300 MPa pendant une heure, la température 
augmente au maximum de 4 °C par rapport à l’état initial (MAREAU, 2007). 

4.5 Modélisation métallurgique 

4.5.1 Cinétiques de transformations de phase 

Lors des modélisations simulant les transformations de phases à l’état solide, il est 
nécessaire de connaître les cinétiques de transformation associées. Celles-ci dépendent de la 
température issue du modèle thermique, servant de données d’entrée. Dans le cas d’un acier 
inoxydable martensitique, par exemple, les cinétiques à connaître sont celles de 
l’austénitisation au chauffage, et celles des transformations de l’austénite au refroidissement. 
Celles-ci peuvent être décrites par le modèle de Leblond et Devaux par l’équation I-32 sous 
forme différentielle par rapport au temps (LEBLOND et al., 1984) : 

ṗf =
peq
f (T) − pf

τi→f(T)
 (I − 32) 

Avec : 

 pf : la proportion de phase finale, 

 peq
f (T) la proportion d’équilibre de la phase finale, 

 τi→f(T) le temps caractéristique. 
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Le modèle phénoménologique de Koistinen et Marburger est aussi couramment employé 
pour décrire la transformation martensitique, décrite par l’équation I-33 (KOISTINEN et al., 
1959) : 

pα′ = pγ
0 (1 − exp(−β(Ms − T))) (I − 33) 

Avec : 

 pα′ la proportion de martensite, 

 pγ
0 la proportion d’austénite initiale, 

 β le coefficient de Koistinen-Marburger, 

 Ms la température de début de transformation martensitique, appelée Martensite Start. 

Connaissant la proportion des phases, la loi des mélanges est alors employée afin de 
déterminer les propriétés du matériau ainsi que sa loi de comportement. 

4.5.2 Déformation de transformation 

Plusieurs phénomènes peuvent être pris en compte en fonction de la complexité des 
modèles, tels que les expansions et contractions volumiques dues aux transformations, la 
plasticité provoquée par les transformations, l’effet de la mécanique sur la métallurgie, c’est-
à-dire l’effet des contraintes et des déformations sur les phases en présence, et la chaleur 
latente de transformation. Bien souvent, l’effet des contraintes et des déformations sur les 
phases en présence, ainsi que la chaleur latente de transformation sont négligeables du fait 
de leur faible contribution devant les contraintes thermiques et les températures induites par 
le soudage (BERGHEAU, 2004). Ce n’est cependant pas le cas des déformations et de la plasticité 
de transformation. 

Les déformations thermiques prenant en compte les changements de volume dus à 
l’austénitisation et à la transformation martensitique peuvent être décrites par l’équation I-
34 (MONDELIN et al., 2011; RAMARD, 2018) : 

εth = (pγ × CTEγ + pα′ × CTEα′) × (T − Tref) + ∆ε × pα′  (I − 34) 

Où CTEγ et CTEα′ sont respectivement les coefficients de dilatation thermique de 

l’austénite et de la martensite et ∆ε la différence de compacité entre les deux phases (Figure 
I-6), pouvant être déterminés expérimentalement à l’aide de courbes de dilatométrie libre. 

4.5.3 Plasticité de transformation 

La plasticité de transformation peut, elle aussi, être prise en compte en simulation 
numérique. Une contribution de la déformation inélastique liée à ce phénomène est 
transférée au modèle mécanique pour le calcul des contraintes. Le taux de déformation par 
plasticité de transformation est défini par l’équation I-35 :  

ε̇tp =∑ ε̇tp,s→d
s→d

 où ε̇tp,s→d =
3

2
Ks→d
tp

.
dϕ(ξd)

dξd
ξ̇d. dev(S) (I − 35) 

Avec Ks→d
tp

 qui représente le paramètre de la transformation de plasticité, ξ̇d la vitesse de 

transformation de phase et ϕ(ξd) la fonction de saturation. Plusieurs modèles permettent de 
décrire la fonction de saturation, tels que le modèle d’Abrassart (ABRASSART, 1972), de Desalos 
(DESALOS, 1981) et de Leblond (LEBLOND et al., 1989) (Tableau I-2). 
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Modèle Expression 

Abrassart ϕ(ξd) = ξd (3 − 2√ξd) 

Desalos ϕ(ξd) = ξd(2 − ξd) 

Leblond 
ϕ(ξd) = ξd (1 − ln(ξd)) si ξd > 0,03 sinon 

ξd = 0 

Tableau I-2 : Exemple de fonctions de saturation des différents modèles de plasticité de 
transformation. 

Ding a comparé les trois modèles lors de la transformation ferritique dans un acier lors de 
l’application d’une contrainte uni-axiale de traction et de compression, comme cela est 
présenté dans la Figure I-16 (DING et al., 2019). Il a constaté que le modèle de Desalos 
s’approche au mieux des résultats expérimentaux. Bien que les cinétiques s’éloignent de 
l’expérience pour les trois modèles, la déformation finale après refroidissement est 
correctement représentée.  

 

Figure I-16 : Comparaison des modèles de Desalos, Leblond et Abrassard avec des cas 
expérimentaux, lors de l’application d’une contrainte uni-axiale de a) traction de 45 MPa et de b) 

compression de -45 MPa (DING et al., 2019). 

Taleb, quant à lui, a comparé le modèle de Leblond et de Desalos lors de la transformation 
martensitique dans un acier, et a constaté une sous-estimation de la déformation par le 
modèle de Desalos, qui n’est plus valide lorsque les contraintes appliquées sont trop 
importantes. Le modèle de Leblond est plus proche, tout en surestimant la déformation, 
comme illustré dans la Figure I-17 (TALEB et al., 2001). 
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Figure I-17 : Comparaison des modèles de Desalos et de Leblond avec un cas expérimental, lors de 
l’application d’une contrainte uni-axiale de traction de 95 MPa. 

4.6 L’apport de matière 

L’apport de matière peut être simulé selon plusieurs approches. La première appelée « quiet 
element » simule l’activation des éléments en donnant des propriétés n’ayant pas d’effet là 
où la source de chaleur n’est pas encore passée, et des propriétés du matériau déposé lorsque 
celle-ci est passée (LINDGREN, 2007; CHIUMENTI et al., 2010). Pour simplifier et accélérer les 
calculs, il est aussi possible d’activer les éléments cordon par cordon, avant chaque début de 
passe, comme dans les travaux de Ganesh (GANESH et al., 2016). 

Contrairement à l’approche précédente, où le maillage est construit avant le début du calcul, 
la seconde approche, nommée « inactive element » ou « element birth », consiste à ajouter 
des éléments du maillage au cours du calcul (CAPRICCIOLI et al., 2009). Cette approche est plus 
représentative mais est aussi plus coûteuse en temps de calcul (LINDGREN, 2007). De la même 
manière qu’avec la méthode « quiet element », il est possible d’ajouter les éléments d’une 
passe entière, avant chaque début de passe, comme c’est le cas dans les travaux de Ramard 
(RAMARD, 2018). 

Enfin, la dernière méthode se nomme « maillage mobile » et consiste à appliquer une 
déformation verticale à l’interface où est appliquée la source de chaleur, comme utilisée dans 
les travaux de Fournier dit Chabert. Cependant, cette méthode peut poser problème lors de 
calculs thermomécaniques entre les déformations imposées au maillage et les déformations 
engendrées par le procédé (FOURNIER DIT CHABERT, 2007).  
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Conclusion du chapitre 

Ce premier chapitre a montré la possibilité d’adapter les procédés de soudage à l’arc 
conventionnels afin de déposer deux fils d’apport simultanément. Il a également mis en 
lumière les problématiques liées au soudage et à la fabrication additive, telles que les 
distorsions et les contraintes résiduelles, relevant alors la nécessité de les maîtriser. Les 
moyens expérimentaux permettant de déterminer des contraintes résiduelles ont été 
présentés. Cela a notamment permis de montrer les avantages de la diffraction des neutrons, 
qui est une méthode non destructive et pénétrante permettant alors de déterminer les 
contraintes résiduelles au cœur des pièces. La méthode du contour a également été mise en 
avant de par la richesse des informations qu’elle permet de donner, puisqu’une cartographie 
complète de la section étudiée est obtenue. Les méthodes de simulations numériques d’une 
opération de soudage ou de fabrication additive ont également été abordées relatant l’intérêt 
de réussir à prévoir les déformations et les contraintes. Le but ultime serait de ne plus avoir 
à les mesurer, ou de réduire les campagnes d’essais expérimentales en trouvant la séquence 
optimale de soudage qui minimiserait les déformations et les contraintes. 

Généralement, lors des opérations de soudage, le métal d’apport utilisé est proche ou 
identique à au moins un des métaux de base des pièces à assembler. De plus, une composition 
chimique unique du métal d’apport est utilisée. Il est proposé dans ces travaux, d’utiliser le 
procédé TIG pour réaliser des dépôts et souder des tôles épaisses en utilisant deux fils 
d’apport de compositions chimiques différentes, mais surtout présentant des différences de 
propriétés thermo-physiques et/ou mécaniques. Le principe est de jouer sur ces différences 
de propriétés pour contrôler les déformations et les contraintes résiduelles, dans l’objectif 
final de les réduire. L’ajout d’un second alliage peut se faire soit par alternance de dépôts des 
deux fils, pour amener à une architecturation de la soudure, ou par mélange in situ des deux 
fils en faisant varier graduellement la proportion de l’un par rapport à l’autre, selon 
l’épaisseur du joint soudé. 

Plusieurs couples d’aciers inoxydables ont ainsi été sélectionnés. La démarche permettant 
cette sélection fait l’objet du début du chapitre deux, suivi de la présentation des 
microstructures des aciers et des aciers inoxydables. La suite du second chapitre traite des 
moyens expérimentaux qui ont permis de réaliser les pièces, des méthodes de caractérisation 
mises en œuvre et présente le logiciel de simulation COMSOL Multiphysics qui a été utilisé 
dans le cadre de ces travaux.  
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Introduction du chapitre 

Dans un premier temps, ce chapitre explique pourquoi et comment les matériaux utilisés 
dans cette étude, à savoir des aciers inoxydables, appartenant aux trois grandes familles que 
sont les austénitiques, les ferritiques et les martensitiques, ont été sélectionnés. Les robots 
de soudage et les méthodes de caractérisation des pièces réalisées sont ensuite présentés. 
Ces méthodes correspondent à des caractérisations thermiques et optiques, réalisées in situ 
lors de la fabrication des pièces. De plus, des mesures ex-situ des déformations résiduelles 
ont été réalisées, ainsi que la détermination des contraintes résiduelles. Des analyses 
microstructurales réalisées sur des coupes ont permis de vérifier la conformité des pièces à 
travers la caractérisation des différentes phases et des propriétés mécaniques. Pour finir, le 
logiciel COMSOL Multiphysics et les divers modules utilisés pour simuler les champs de 
température, les contraintes et les déformations des dépôts sont présentés.  
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1 Matériaux étudiés 

1.1 Sélection des couples d’alliages 

Comme il a été mentionné précédemment dans le premier chapitre, en plus du procédé de 
soudage utilisé et de ses paramètres, les propriétés matériaux influencent l’établissement des 
déformations et des contraintes résiduelles dans les pièces. En particulier, le coefficient de 
dilatation thermique (Coefficient of Thermal Expansion - CTE), qui gouverne la capacité du 
matériau à se déformer sous l’effet de la température, est l’une des propriétés qui exerce le 
plus d’influence sur l’établissement des déformations et des contraintes (la température 
n’étant pas uniforme dans la pièce au cours du soudage). La conductivité thermique joue 
également un rôle important puisque les alliages présentant une faible conductivité 
thermique seront plus disposés à générer davantage de contraintes résiduelles (de par la plus 
grande inhomogénéité de la température au sein du matériau au cours du soudage). La limite 
d’élasticité a également un effet puisqu’elle représente la contrainte à partir de laquelle la 
déformation est irréversible et donc à partir de laquelle les contraintes résiduelles d’origine 
plastique sont introduites. Cette valeur représente donc la contrainte élastique maximale 
supportée par le matériau mais aussi le niveau des contraintes résiduelles introduites. 

L’un des objectifs de ce travail de thèse est de proposer des couples d’alliages présentant 
des propriétés, soit thermophysiques, soit mécaniques (ou les deux), significativement 
différentes, pour étudier l’effet d’une différence relativement importante d’au moins une de 
ces propriétés sur l’établissement des contraintes et des déformations résiduelles et leurs 
répartitions au sein de l’assemblage des deux matériaux. Pour sélectionner ces couples 
d’alliages, il est nécessaire de vérifier qu’ils sont soudables entre eux avec le procédé TIG, afin 
d’éviter des défauts de soudabilité. De plus, il est souhaité que les propriétés d’au moins une 
nuance, ainsi que leurs dépendances avec la température, soient connues afin de pouvoir 
reproduire par la suite, en simulation numérique, l’établissement des déformations et des 
contraintes pour ce matériau de référence. Les alliages sélectionnés doivent aussi présenter 
un intérêt pour l’industrie, justifiant de travailler sur la réduction des déformations et des 
contraintes. Les aciers, les aciers inoxydables, les alliages d’aluminium, de titane, de cuivre et 
de nickel font partie des alliages les plus produits et les plus utilisés dans le monde (USGS, 
2023). Une étude bibliographique de leurs propriétés et de leurs soudabilités à l’arc a alors 
été réalisée afin de procéder à une sélection. 

Les alliages d’aluminium ont une bonne aptitude au soudage à l’arc, particulièrement les 
séries 1xxx, 3xxx, 4xxx, 5xxx et 6xxx (VARGEL, 2010). Ils présentent des propriétés mécaniques 
variables selon les séries et les traitements thermiques appliqués. En effet, des alliages de la 
série 1xxx peuvent avoir une limite d’élasticité de 90 MPa à l’état recuit A, tandis que pour les 
séries à durcissement structural elle peut atteindre 500 MPa à l’état trempé-revenu T6. La 
courbe jaune de la Figure II-1 illustre la variation de la limite d’élasticité entre plusieurs 
nuances d’aluminium. 
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Figure II-1 : Limite d’élasticité de différents alliages d’aluminium, de titane et de cuivre, en MPa. 
Données issues de (ASM HANDBOOK COMMITTEE, 1990a). 

Cependant, les alliages d’aluminium des différentes séries ont un coefficient de dilatation 
thermique similaire, comme l’illustre la Figure II-2. Ce dernier atteint les 24 × 10-6 K-1 et 
provoque alors de fortes déformations en soudage, comme l’illustre l’étude de Khoshroyan 
obtenant des déplacements millimétriques après soudage à l’arc en T de tôles d’alliage 6061 
(KHOSHROYAN et al., 2020). Afin d’étudier les effets des différences de propriétés thermiques 
et mécaniques, il faudrait alors associer un alliage d’aluminium à un alliage d’une autre 
nature. Cela est notamment possible avec des alliages de titane, comme il a été vu dans 
plusieurs études (MA et al., 2015; WANG et al., 2019; CAI et al., 2020). Les auteurs ayant étudié 
le dépôt simultané d’une nuance d’aluminium avec une nuance de titane, ont élaboré des 
intermétalliques de titane-aluminium grâce à des procédés de soudage à l’arc à double fils (D-
WAAM). Wang a notamment fait varier la proportion volumique du fil de titane, de 43 à 63 % 
selon les pièces, pour obtenir différentes proportions de phases. Comme le montre la courbe 
bleue de la Figure II-2, les alliages de titane présentent un coefficient de dilatation thermique 
d’environ 8 × 10-6 K-1, soit quasiment trois fois moins que celui des alliages d’aluminium. De 
plus, ils ont une limite d’élasticité très variable selon les nuances (Figure II-1). 
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Figure II-2 : Coefficient de dilatation thermique de différents alliages d’aluminium, de titane et de 
cuivre, en × 10-6 K-1. Données issues de (ASM HANDBOOK COMMITTEE, 1990a). 

Des couples d’alliage composés d’une nuance d’aluminium et une autre de titane feraient 
alors de bons candidats. Dans notre étude, il est souhaité de faire varier les proportions de 
fils de 0 à 100 % afin d’étudier l’effet des propriétés des alliages sélectionnés lorsqu’ils sont 
déposés seuls. Des précautions sont alors nécessaires afin de déposer du titane pur sans 
l’oxyder. Par exemple, dans les travaux de Karpagaraj, un trainard est positionné à l’arrière 
de la torche ainsi qu’un système protégeant l’envers de la soudure lors du refroidissement 
(KARPAGARAJ et al., 2015). Nandagopal a utilisé une boîte d’inertage afin de réaliser des 
soudures hétérogènes d’alliages d’aluminium 7075 et de titane TA6V (NANDAGOPAL et al., 
2016). Dans ces conditions, l’association d’un alliage de titane avec un alliage d’aluminium 
peut être envisagée. Il est cependant important de noter que les alliages de titane possèdent 
une conductivité thermique allant de 6 à 16 W.m-1.K-1, soit 6 à 17 fois plus faible que celle des 
alliages d’aluminium (ASM HANDBOOK COMMITTEE, 1990a). Cette forte différence génère un 
risque d’amplification des gradients thermiques, et ainsi les phénomènes d’auto-bridage et 
les contraintes résiduelles. 
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Concernant les alliages de cuivre, ils possèdent des différences de caractéristiques 
mécaniques selon les nuances, comme présenté sur la courbe verte de la Figure II-1 avec la 
limite d’élasticité. De plus, leur coefficient de dilatation thermique varie de 16 à 24 × 10-6 K-1, 
comme indiqué en Figure II-2. Cependant, ils possèdent une forte conductivité thermique 
pouvant atteindre 400 W/m-1.K-1 (ASM HANDBOOK COMMITTEE, 1990a), ce qui impose de les 
souder sur des épaisseurs n’excédant pas 5 à 6 mm en TIG. En effet, la forte dissipation 
thermique peut entraîner une difficulté à fondre le métal. Pour assembler des pièces de fortes 
épaisseurs, le brasage est alors plus pertinent. De plus, seules les nuances désoxydées des 
alliages de cuivre sont soudables par fusion (ARNAUD et al., 1985). Dans cette étude, il serait 
alors possible d’utiliser un alliage de cuivre désoxydé, mais uniquement en tant que second 
métal d’apport, puisqu’il est souhaité de souder des tôles de 20 mm d’épaisseur. Il serait alors 
nécessaire de les mélanger à un alliage d’une famille différente, comme des aciers ou des 
alliages de nickel, avec lesquels ils sont soudables de façon hétérogène. Wang a, par exemple, 
réalisé un mur à gradient de fonctionnalité en Inconel – cuivre en faisant varier graduellement 
la proportion volumique du fil de cuivre de 68 à 75 % au fur et à mesure des passes (WANG et 
al., 2022). 

En effet, les alliages de nickel sont facilement soudables à l’arc, de façon homogène, mais 
aussi hétérogène avec les alliages de cuivre ou les aciers et aciers inoxydables (CAZES, 1995). 
Comme présenté dans la Figure II-3-a, les alliages de nickel ont un coefficient de dilatation 
thermique allant de 10 à 14 × 10-6 K-1, et des limites d’élasticité très variables (Figure II-3-b). 

 

Figure II-3 : a) Coefficient de dilatation en × 10-6 K-1 et b) limite d’élasticité de quelques alliages de 
nickel et d’acier en MPa. SS signifie stainless steel pour acier inoxydable. Données issues de (ASM 

HANDBOOK COMMITTEE, 1990a; b).  

L'Inconel 718 atteint une limite d'élasticité de 1036 MPa à l'état vieilli, principalement grâce 
à la présence de la phase γ'' (Ni3Nb), constituée de précipités durcissants et stables à haute 
température (SUNDARARAMAN et al., 1988). Cela rend cette nuance largement utilisée dans les 
environnements à haute température et à haute pression, tels que les turbines à gaz. 
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Quant aux aciers, ce sont les alliages les plus produits dans le monde et ils sont utilisés dans 
tous les domaines et particulièrement dans l’automobile et le bâtiment. Ils sont facilement 
soudables à l’arc, tant qu’ils possèdent moins de 0,3 %wt de carbone (TECHNIQUES DE 

L’INGENIEUR, 2004). Ils peuvent être soudés de façon homogène, mais aussi hétérogène, avec 
les alliages de nickel par exemple. Concernant les aciers inoxydables, ils présentent la 
particularité d’avoir de bonnes propriétés anticorrosives, les rendant largement utilisés dans 
les industries agroalimentaires, de l’eau, de la chimie, de la pétrochimie, de la construction et 
du génie civil (SOULIGNAC et al., 2007). Comme le montre la courbe violette de la Figure II-3-a, 
les aciers possèdent un coefficient de dilatation thermique pouvant aller de 10 à 18 × 10-6 K-1. 
De même, la Figure II-3-b met en avant une limite d’élasticité allant de 200 à 1500 MPa. Ces 
différences significatives selon les familles d’aciers, permettraient de les employer pour notre 
étude. Par exemple, un acier au manganèse pourrait être associé à un acier au carbone pour 
étudier l’effet du coefficient de dilatation thermique sur l’établissement des déformations et 
des contraintes. Il serait aussi pertinent de s’intéresser au mélange d’un alliage de nickel avec 
un acier ou acier inoxydable afin d’étudier l’effet à la fois du coefficient de dilatation 
thermique et de la limite d’élasticité. 

L’étude de la soudabilité et des propriétés des différentes familles d’alliages a permis de 
proposer plusieurs combinaisons d’alliages, comme un alliage d’aluminium avec un de titane, 
un alliage de nickel avec un de cuivre, ou encore un acier avec un alliage de nickel. Afin d’éviter 
de mélanger des alliages de compositions chimiques trop éloignées et ainsi former des 
microstructures trop complexes (possibilités d’apparition de nombreux intermétalliques), la 
sélection s’est portée sur trois aciers inoxydables, à savoir l’austénitique 304L (X2CrNi18-8), 
le martensitique 415 (X3CrNiMo13-4) et le ferritique 430 (X6Cr17). Ces trois nuances sont 
parmi les plus courantes et possèdent un taux de carbone relativement faible permettant de 
les souder facilement à l’arc. Quatre combinaisons d’alliages ont alors été choisies et sont 
présentées dans le Tableau II-1. 

 
Couple 

n° 
Métal de 

base 
Fil 1 Fil 2 Effet étudié 

1 
Valeurs de CTE différentes ayant une incidence sur 
les déformations 

2 
Valeurs de CTE et Rp0,2 différentes ayant une 
incidence sur les déformations et les contraintes 
en sens contraire 

3 
Valeurs de CTE et Rp0,2 différentes ayant une 
incidence sur les déformations et les contraintes 
en sens contraire 

4 
Valeurs de Rp0,2 différentes ayant une incidence 
sur les contraintes 

Tableau II-1 : Synthèse des couples d’alliages sélectionnés et l’effet étudié avec CTE correspondant 
au coefficient de dilatation thermique et Rp0,2 à la limite d’élasticité à 0,2 % de déformation. 

Pour les deux premiers couples, le 304L est utilisé en tant que métal de base et premier fil 
d’apport, tandis que pour les deux derniers couples, le 415 est utilisé en tant que métal de 
base et premier fil d’apport. 
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Les quatre couples d’alliages permettront d’étudier l’influence des différences de coefficient 
de dilatation thermique et de limite d’élasticité sur l’établissement et la répartition des 
contraintes et des déformations dans l’assemblage. L’évolution du coefficient de dilatation 
thermique avec la température des trois nuances est présentée dans la Figure II-4-a. La 
différence est particulièrement notable entre le 304L d’une part et le 430 ou le 415 d’autre 
part. 

 

Figure II-4 : a) Evolution du coefficient de dilatation thermique (AFNOR, 2014a), b) de la limite 
d’élasticité minimale (AFNOR, 2014b) c) et de la conductivité thermique en fonction de la 

température des trois nuances d’aciers inoxydables sélectionnées (KIM, 1975; AFNOR, 2014a; 
COMSOL, 2021a). (A) signifie que la nuance est à l’état adouci, et (+QT780) qu’elle est à l’état 

trempé-revenu entre 560 et 640 °C. 

Les couples n° 1 et 2 avec le métal de base et le premier fil d’apport en 304L (Tableau II-1) 
permettront alors de vérifier la possibilité de réduire les déformations en ajoutant un second 
fil ayant un coefficient de dilatation thermique plus faible, par rapport à une pièce qui est 
réalisée uniquement avec du 304L. Le couple n° 1, avec le 430 comme second fil d’apport, 
permettra d’étudier l’effet d’un coefficient de dilatation thermique plus faible, et ce sur une 
grande plage de température, avec une limite d’élasticité relativement proche du 304L, 
permettant de ne pas aggraver les contraintes résiduelles. L’intérêt du couple n° 2, avec du 
415 comme second fil d’apport, réside dans la présence de la transformation martensitique 
au refroidissement, introduisant des contraintes de compression - la martensite ayant une 
compacité plus faible que l’austénite - qui sont bénéfiques pour la résistance à la fatigue et la 
ténacité des pièces soudées. Ce point-là sera abordé plus précisément dans la partie 1.2.2.2 
de ce chapitre traitant des aciers inoxydables martensitiques. La nuance 415 possède 
également une limite d’élasticité plus importante que celle du 304L. Il faudra alors vérifier 
que cela n’aggrave pas les contraintes résiduelles. Il est cependant nécessaire de préciser que 
le coefficient de dilatation thermique et que la limite d’élasticité du 415 (Figure II-4-a et b) ne 
sont valables que pour une microstructure totalement martensitique. Lors du refroidissement 
du métal solidifié, le 415 aura en réalité des propriétés proches de ceux du 304L jusqu’au 
début de la transformation martensitique, à environ 225 °C. 

Dans le cas du troisième couple (Tableau II-1), du 304L, ayant une limite d’élasticité plus 
faible, est ajouté à du 415 (métal de base et premier fil d’apport), ce qui pourrait permettre 
de réduire les contraintes par rapport à un assemblage entièrement réalisé avec du 415. 
Cependant, l’écart du coefficient de dilatation thermique entre les deux nuances pourrait 
alors aggraver les déformations thermiques. L’association du 430 à du 415 (couple n° 4) 
permettra d’étudier l’effet de la différence de limite d’élasticité seule. 
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Pour finir, il est intéressant de noter que la conductivité thermique des trois nuances (Figure 
II-4-c) est relativement proche, ce qui limitera les différences de phénomène d’auto-bridage 
et de pompage thermique, permettant de déposer les trois fils avec des paramètres de 
soudage identiques. 

Les compositions des tôles et des fils utilisés pendant ces travaux sont présentées dans le 
Tableau II-2 ci-dessous et sont issues des certificats matières des fournisseurs listés dans le 
tableau. 

 

 Fe C Si Mn Ni Cr Mo P S N Cu Co 

 - Tôles 4 mm 
commande 1
(Praud Inox) 

Bal 0,027 0,34 1,5 8,1 18,2  0,033 0,001 0,051   

 - Tôles 4 mm 
commande 2
(Praud Inox) 

Bal 0,019 0,47 1,54 8,2 18,3  0,032 0,001 0,055   

 - Tôles 20 mm 
(Praud Inox) 

Bal 0,022 0,561 1,118 8,042 18,087 0,374 0,0294 0,0258 0,077 0,354 0,115 

 – Fil Ø 1 mm 
(WeldFil) 

Bal 0,015 0,310 1,550 8,610 18,280  0,035 0,008 0,025   

 - Tôles 5,5 mm 
(WeldFil) 

Bal 0,04 0,4  4 13 0,5 0,020 0,001    

 – Fil Ø 1 mm 
(WELD’X) 

Bal 0,017 0,45 0,77 4,16 12,18 0,51 0,022 0,002 0,026 0,10 0,03 

– Fil Ø 1 mm 
(WELD’X) 

Bal 0,026 0,43 0,49 0,35 16,98 0,11 0,024 0,012 0,052 0,12 0,032 

Tableau II-2 : Composition chimique en pourcentage massique des fils et tôles utilisés, en acier 
inoxydable 304L, 415 et 430 selon les certificats matière fournis. 

 

1.2 Les aciers 

Les aciers sont des alliages à base fer et contenant moins de 2 %wt de carbone (AFNOR, 
2000). Les aciers peuvent être classifiés selon leurs proportions d’éléments d’addition. On 
distingue les aciers non alliés et faiblement alliés, qui ont une teneur massique en manganèse 
supérieure à 1 %wt, et les aciers fortement alliés, qui ont au moins un élément d’addition 
présent à plus de 5 %wt. Comme nous allons le voir, les éléments d’addition et leur proportion 
ont une influence sur les microstructures formées dans les aciers. 
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1.2.1 Les microstructures des aciers 

Le fer pur possède trois variétés allotropiques qui sont l’austénite γ, la ferrite δ et la ferrite α. 
L’austénite est une solution solide par insertion de carbone, possédant une structure cubique 
faces centrées stable entre 912 et 1394 °C, dans le cas du fer pur. La ferrite est également une 
solution solide par insertion de carbone, possédant une structure cubique centrée stable 
entre 1394 et 1538 °C pour la ferrite δ, et en dessous de 912 °C pour la ferrite α, dans le cas 
du fer pur (BARRALIS JEAN, 1983a). Le diagramme métastable fer - carbone présenté en Figure 
II-5, illustre les zones de stabilité des phases en présence dans les aciers. 

 

Figure II-5 : Diagramme de phase métastable fer-cémentite (BARRALIS JEAN, 1983a). 

Les aciers se solidifient soit sous forme de ferrite δ, soit sous forme d’austénite, selon leur 
teneur en carbone. Peu importe le mode de solidification, dans une certaine plage de 
température - pouvant aller de 700 à 1500 °C - la microstructure est entièrement 
austénitique. Si l’acier est hypoeutectoïde, c’est-à-dire s’il a une teneur massique en carbone 
inférieure à 0,77 %wt, l’austénite se transforme en ferrite au refroidissement. L’austénite 
résiduelle s’enrichit alors en carbone et se transforme, lors du palier eutectoïde à 727 °C, en 
perlite si l’acier contient plus de 0,022 %wt de carbone. Dans le cas contraire, elle se 
transforme en ferrite. La perlite est un mélange de ferrite et de cémentite et se présente 
généralement sous forme de lamelles alternées des deux phases, ou bien sous forme 
globulaire après un recuit d’adoucissement. Si l’acier est hypereutectoïde, c’est-à-dire s’il a 
une teneur massique en carbone supérieure à 0,77 %wt, l’austénite se transforme en 
cémentite au refroidissement, appauvrissant l’austénite résiduelle en carbone qui se 
transforme alors en perlite au franchissement du palier eutectoïde (BARRALIS JEAN, 1983a). 
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L’utilisation du diagramme métastable Fe-Fe3C n’est plus valable pour des vitesses de 
refroidissement trop rapides, pour lesquelles d’autres microstructures se forment - pour des 
questions de diffusion du carbone - comme la bainite ou la martensite, et ce, en particulier 
dans les aciers alliés où des éléments d’addition sont ajoutés (ralentissant la diffusion du 
carbone). Il est alors nécessaire d’étudier les diagrammes TRC (Transformation en 
Refroidissement Continu) ou TRCS (en Soudage) afin de connaître la microstructure après 
austénitisation, qui dépend alors des vitesses de refroidissement. De manière générale, la 
ferrite et la perlite sont obtenues pour des vitesses de refroidissement plutôt lentes. La 
martensite (α’), quant à elle, s’obtient sur les aciers ayant une teneur en carbone supérieure 
à 0,05 %wt et pour des vitesses de refroidissement rapides, appelées trempe (BARRALIS JEAN, 
1983b). 

La martensite est une phase issue de la transformation displacive de la phase austénitique, 
c’est-à-dire sans diffusion du carbone, qui intervient en dessous d’une certaine température 
appelée Martensite Start (Ms). Celle-ci peut se calculer à l’aide de diverses formules 
phénoménologiques qui ont été déterminées au fil des années, comme par exemple celles 
d’Andrews (ANDREWS, 1965), de Irvine (IRVINE, 1960), de Haynes et Steven (HAYNES et al., 1956), 
ou de Kung et Rayment (KUNG et al., 1982). Une attention particulière doit être prise quant à 
l’utilisation de ces formules, puisqu’elles fournissent des résultats pouvant atteindre près de 
100 °C de différence. Il est alors important de vérifier leur origine et leurs conditions 
d’application en fonction de la famille des aciers considérés (LIPPOLD et al., 2005a). 

 La martensite présente une morphologie en aiguilles, dans les aciers ayant peu de carbone, 
ou en lattes dans les aciers plus riches en carbone. La martensite correspond à une solution 
solide d’insertion sursaturée en carbone dans le fer, créée par une transformation dite 
displacive. Lors d’un refroidissement rapide, la migration des atomes de carbone vers les 
joints de grain est empêchée. L’austénite n’étant pas stable à température ambiante, un 
cisaillement, suivant les plans de densité atomique les plus élevées, a lieu, aboutissant à une 
structure quadratique centrée. Plus il y aura de carbone dans l’acier, plus le rapport c/a des 
paramètres de la maille quadratique sera important, et plus la martensite sera dure et fragile. 
Des traitements thermiques de revenu sont alors souvent effectués afin d’obtenir un 
matériau moins fragile (BARRALIS JEAN, 1983b). 

Pour des vitesses de refroidissement intermédiaires après austénitisation, c’est à dire trop 
rapides pour obtenir de la perlite mais trop lentes pour obtenir de la martensite, de la bainite 
se forme. La bainite est constituée des mêmes phases que la perlite (ferrite et cémentite) 
mais sa microstructure est plus fine, et se présente sous forme d’aiguilles. Elle a alors des 
propriétés intermédiaires entre la martensite et la perlite (DURAND-CHARRE, 2012). 
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Les éléments d’alliages gammagènes, comme le carbone, le manganèse, le nickel, l’azote, le 
cuivre ou le cobalt, augmentent la plage de stabilité de l’austénite en termes de température 
et de composition. Ils améliorent la trempabilité des aciers en réduisant la vitesse de diffusion 
du carbone, et ainsi diminuent la vitesse critique de trempe martensitique, c’est-à-dire la 
vitesse de refroidissement limite au-dessus de laquelle seule la martensite se forme. 
Toutefois, si ces éléments sont présents en assez grandes proportions, l’acier reste à l’état 
austénitique jusqu’à la température ambiante. Il n’est alors pas possible de réaliser la trempe 
martensitique, comme c’est le cas pour les aciers au manganèse ou les aciers inoxydables 
austénitiques. Quant aux éléments d’alliages alphagènes, comme le chrome, le molybdène, 
le silicium, l’aluminium, le niobium ou le titane, ils augmentent la plage de stabilité de la 
ferrite. Il n’est alors pas possible de réaliser l’austénitisation, ni la trempe martensitique en 
conséquence (DURAND-CHARRE, 2012). 

1.2.2 Les familles d’aciers inoxydables 

Les aciers inoxydables sont des aciers fortement alliés contenant au moins 10,5 %wt de 
chrome et moins de 1,2 %wt de carbone (AFNOR, 2000). Le chrome est un élément alphagène, 
comme l’indique le diagramme binaire Fe-Cr (Figure II-6), où la boucle de l’austénite disparaît 
pour une teneur en chrome à plus de 13 %wt. 

 

Figure II-6 : Diagramme binaire fer chrome (BARRALIS JEAN, 1983c). 

Le chrome confère aux aciers leur caractère inoxydable grâce à la formation d’une couche 
passive d’oxyde de chrome protégeant le métal. Cinq familles d’aciers inoxydables existent, 
classées selon leur microstructure, qui sont les austénitiques, les ferritiques, les 
martensitiques, les duplex (ou austéno-ferritique) et ceux à durcissement structural (BARRALIS 

JEAN, 1983c; DURAND-CHARRE, 2012). 
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1.2.2.1 Les aciers inoxydables austénitiques 

Les aciers inoxydables austénitiques sont composés de 18 à 25 %wt de chrome, de 
8 à 20 %wt de nickel et de moins de 0,1 %wt de carbone (AFNOR, 2014a). Ils sont 
amagnétiques, ne sont pas durcissables par trempe, puisqu’ils restent à l’état austénitique 
quelle que soit la vitesse de refroidissement, mais peuvent être durcis par écrouissage 
(KONDAPALLI et al., 2014). Ils sont classés selon deux grandes catégories : ceux qui se solidifient 
initialement en ferrite δ et ceux qui se solidifient initialement en austénite γ et qui sont alors 
sensibles à la fissuration à chaud lors du soudage (SOULIGNAC et al., 2007). En effet, lors de la 
solidification en austénite, des éléments tels que le phosphore, le soufre, le cérium ou l’étain 
forment des films ségrégés à bas points de fusion qui sont rejetés à l’extérieur des dendrites. 
Ces films liquides, ayant une faible résistance mécanique, sont le lieu d’amorçage de fissures 
sous l’effet des contraintes de retrait provoquées par la solidification et la contraction 
thermique au refroidissement. La ferrite δ a, quant à elle, une bonne capacité d’absorption 
des éléments de micro-ségrégation, rendant ce mode de solidification résistant à la 
fissuration à chaud (LACOMBE et al., 1990a). Le mode de solidification des aciers inoxydables 
austénitiques dépend de la vitesse de refroidissement, mais aussi de la teneur en chrome et 
en nickel comme illustré en Figure II-7 (LACOMBE et al., 1990b). 

 

Figure II-7 : Représentation des 4 modes de solidification possibles dans les aciers inoxydables 
austénitiques dépendant du ratio Creq/Nieq (LIPPOLD et al., 2005b). 
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En effet, pour connaître le mode de solidification à l’équilibre, il est possible de calculer le 
ratio Creq / Nieq selon les formules du diagramme de Schaeffler modifié par DeLong (DELONG, 
1974), ou encore celle de Hammar et Svensson (HAMMAR et al., 1979). Les valeurs du ratio 
indiquent alors le mode de solidification, comme indiqué dans le Tableau II-3. Le diagramme 
de Schaeffler modifié par Espy permet également de prédire le mode de solidification grâce 
à une droite délimitant les deux modes (ESPY, 1982). Les différents diagrammes sont présentés 
en partie 1.2.3 de ce chapitre. 

 

 Formules de DeLong Formules de Hammar et Svensson 

Nieq Ni+30×C+30×N+0,5×Mn Ni+22×C+14,2×N+0,31×Mn+Cu 

Creq Cr+Mo+1,5×Si+0,5×Nb Cr+1,37×Mo+1,5×Si+2×Nb+3×Ti 

Solidification γ Creq / Nieq < 1,9 Creq / Nieq < 1,5 

Solidification γ + δ Creq / Nieq ≈ 1,6  

Solidification δ Creq / Nieq > 1,5 Creq / Nieq > 1,5 

Tableau II-3 : Modes de solidification selon la valeur du ratio Creq / Nieq dépendant des formules de 
DeLong et de Hammar et Svensson. 

Lors du soudage des aciers inoxydables austénitiques, ni préchauffage ni contrainte de 
température interpasse ne sont nécessaires puisque la structure reste austénitique quelle 
que soit la température. En effet la vitesse de refroidissement n’aura que très peu d’effet sur 
la microstructure finale des soudures, contrairement au mode de solidification et à la 
transformation de la ferrite en austénite qui sont des facteurs de premier ordre. Ces derniers 
ayant lieu à des températures bien plus importantes, les vitesses de refroidissement n’ont 
alors pas d’effet. Si des post-traitements thermiques peuvent être réalisés pour relaxer les 
contraintes, certaines précautions doivent tout de même être prises. En effet, le maintien en 
température entre 425 °C et 800 °C des aciers inoxydables provoque la formation de carbures 
de chrome aux joints de grains, particulièrement pour ceux ayant une haute teneur en 
carbone, les rendant sensibles à la corrosion intergranulaire. Lors du soudage, si les vitesses 
de refroidissement sont trop lentes pour éviter leur formation, des traitements de recuit pour 
dissoudre les carbures peuvent être réalisés. De même, la phase sigma (σ) peut se former lors 
de longs maintiens en température dans les aciers riches en chrome et en nickel, et contenant 
du molybdène, du titane ou du niobium, ce qui les fragilise une fois à température ambiante 
(LACOMBE et al., 1990a; LIPPOLD et al., 2005b). 
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La nuance 304L appartient à la famille des aciers inoxydables austénitiques, et plus 
précisément à la catégorie des 18-8. Cela signifie que ce type d’acier est composé d’environ 
18 %wt de chrome et de 8 %wt de nickel. Ces aciers possèdent à la fois une bonne résistance 
mécanique et une bonne ductilité. Ils se solidifient en austénite et en ferrite, ce qui permet 
de garder de la ferrite à température ambiante, les rendant peu sensibles à la fissuration à 
chaud. Ils contiennent moins de 0,03 %wt de carbone, les rendant facilement soudable et 
minimisant leur sensibilité à la corrosion intergranulaire. Ainsi des post-traitements 
thermiques de recuit ne sont pas nécessaires (LACOMBE et al., 1990a, p. 16; KONDAPALLI et al., 
2014). 

1.2.2.2 Les aciers inoxydables martensitiques 

Les aciers inoxydables martensitiques sont composés d’environ 12 %wt à 18 %wt de chrome 
et jusqu’à 1 %wt de carbone. Ils sont ferromagnétiques et ont à la fois une bonne résistance 
à la corrosion, due à leur teneur en chrome, et de bonnes propriétés mécaniques, dues à leur 
structure martensitique. Ils sont cependant moins résistants à la corrosion que les autres 
familles d’aciers inoxydables en raison de leur plus faible teneur en chrome (LACOMBE et al., 
1990c). 

Le carbone est un élément gammagène qui permet d’étendre la taille du domaine 
austénitique vers des teneurs en chrome plus élevées, tout en augmentant la dureté et 
réduisant la ténacité des nuances (BARRALIS JEAN, 1983c). Comme évoqué précédemment 
(partie 1.2.1), si la teneur en carbone est faible, la martensite a la même structure que la 
ferrite, c’est-à-dire cubique centrée. Pour une teneur en carbone plus élevée, la maille est 
quadratique centrée avec un rapport c/a augmentant avec la teneur en carbone. 

Les aciers inoxydables martensitiques se solidifient initialement en ferrite δ, qui se 
transforme ensuite en austénite puis en martensite au cours du refroidissement. Dans 
certains cas, la ferrite s’enrichit en éléments alphagènes, la rendant stable à température 
ambiante. Cette dernière se situe aux joints de grains et aux sous joints de grains. En fonction 
des applications, la ferrite doit être évitée puisqu’elle peut limiter les caractéristiques 
mécaniques de la pièce (LIPPOLD et al., 2005a). La bainite et la perlite peuvent également se 
former lors de refroidissements lents, comme dans la nuance 420 par exemple. Tout comme 
dans les aciers inoxydables austénitiques, la formation de carbures est possible pour les 
nuances martensitiques à forte teneur en carbone, pouvant nuire à la résistance à la corrosion 
intergranulaire (LACOMBE et al., 1990c). 

La difficulté du soudage de ces nuances réside dans le risque de fissuration à froid lors de la 
transformation martensitique au refroidissement. La fissuration à froid est due à la présence 
d’hydrogène dans la soudure et de contraintes locales de traction. En effet, lors de la 
transformation martensitique, l’hydrogène peut entrainer la formation de cavités qui sont 
alors le lieu d’amorçage de fissures. Un préchauffage entre 200 et 300 °C est nécessaire pour 
les nuances ayant une teneur en carbone comprise entre 0,1 et 0,2 %wt afin de diminuer la 
vitesse de refroidissement pour diminuer les contraintes et permettre à l’hydrogène de 
diffuser. Un postchauffage peut également être nécessaire si le risque de fissuration à froid 
est élevé. Pour les nuances ayant une teneur en carbone inférieure à 0,1 %wt, ni préchauffage 
ni postchauffage ne sont nécessaires. En effet, en plus d’être fragilisant, le carbone ralentit la 
diffusion de l’hydrogène. Le phénomène de fissuration à froid est alors moins présent dans 
les nuances à bas carbone (LACOMBE et al., 1990c; b; LIPPOLD et al., 2005a; SOULIGNAC et al., 
2007). 
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L’acier inoxydable martensitique 415 a une structure cubique centrée, puisqu’il possède 
moins de 0,18 %wt de carbone. Il possède comme particularité d’avoir une transformation 
martensitique à basse température avec un Ms de 225 °C selon la formule d’Irvine. La 
transformation martensitique présente un intérêt en soudage car elle introduit des 
contraintes de compression dans les zones qui se dilatent, due au passage à une maille moins 
compacte (transformation de l’austénite CFC en martensite CC). Ces contraintes de 
compression ont un effet bénéfique sur la tenue mécanique et la durée de vie des soudures 
en fatigue, qui est la cause principale de rupture des soudures (LIEURADE et al., 2008). Il a 
notamment été montré dans les travaux de Payares-Asprino, l’intérêt des nuances à bas Ms 
qui permettent d’obtenir des contraintes de compression plus fortes. En effet, plus le Ms est 
faible, moins la pièce se rétractera pendant le reste du refroidissement, n’introduisant pas ou 
peu de nouvelles contraintes de traction, qui compenseraient celles de compressions formées 
pendant la transformation martensitique (PAYARES-ASPRINO, 2008). 

1.2.2.3 Les aciers inoxydables ferritiques 

Les aciers inoxydables ferritiques sont composés de 10 à 30 %wt de chrome et de peu de 
carbone. Contrairement aux aciers inoxydables austénitiques, ils sont ferromagnétiques, tout 
comme les aciers inoxydables martensitiques. 

Il existe plusieurs catégories d’aciers inoxydables ferritiques. Il y a tout d’abord les aciers 
purement ferritiques, qui ne subissent pas de transformation en phase solide, et qui sont alors 
très sensibles au grossissement de grains au-dessus de 800 °C. Parmi ceux-ci, les 
superferritiques sont des aciers ferritiques très alliés qui ont une très bonne résistance à la 
corrosion par piqûres et sous contraintes. Ils sont composés de 20 à 30 %wt de chrome et de 
2 à 4 %wt de molybdène. Pour finir les aciers semi-ferritiques ont la particularité d’avoir une 
structure mixte ferritique – austénitique à haute température (SOULIGNAC et al., 2007).  

Trois modes de solidification existent selon les nuances d’aciers inoxydables ferritiques. La 
première concerne les nuances ayant une microstructure complètement ferritique quelle que 
soit la température. La solidification a lieu uniquement en ferrite δ et aucune transformation 
n’a lieu ensuite, permettant de conserver une microstructure entièrement ferritique jusqu’à 
température ambiante. Ces nuances sont alors particulièrement sensibles au grossissement 
de grains. Pour les nuances contenant de la martensite à température ambiante, deux modes 
de solidification sont possibles. Le premier concerne les nuances ayant une solidification 
complètement ferritique, dont une partie se transforme ensuite en austénite. Le second 
concerne celles ayant une solidification mixte en ferrite et austénite. Dans les deux cas, 
l’austénite pourra ensuite se transformer en martensite lors d’un refroidissement 
relativement rapide.  (LIPPOLD et al., 2005c). 

En fonction de leur composition, les aciers inoxydables ferritiques peuvent être sensibles à 
la formation de la phase σ et à la corrosion intergranulaire par la présence de carbures. Les 
mêmes précautions que dans le cas des aciers inoxydables austénitiques doivent alors être 
prises. 
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L’acier inoxydable ferritique 430 est un acier semi-ferritique à 17 %wt de chrome qui se 
solidifie entièrement en ferrite δ, cette dernière se transformant partiellement en austénite 
au cours du refroidissement (LIPPOLD et al., 2005c). Il existe plusieurs variantes de cette nuance 
selon la teneur en carbone et en azote. Ces derniers ont un effet prépondérant sur la taille du 
domaine biphasé ferrite α + austénite γ, qui s’agrandit à mesure que la teneur en C + N 
augmente, comme le montre la Figure II-8. L’austénite présente à haute température peut 
alors se transformer, après un refroidissement suffisamment rapide, en martensite localisée 
aux joints de grains. Si un maintien en température ou un refroidissement lent est réalisé, de 
la ferrite se formera avec la présence de carbures (LIPPOLD et al., 2005c). D’après le diagramme 
Transformation Temps Température (TTT) de la nuance 430 en Figure II-9, pour une teneur 
en C + N égale à 0,08 %wt un maintien de près de 25 minutes à 700 °C est nécessaire pour 
décomposer l’austénite en ferrite et carbures afin d’éviter la formation de martensite 
(LACOMBE et al., 1990d). Ainsi des traitements de recuit sont souvent pratiqués entre 780 et 
830 °C après soudage de ce type de nuances permettant d’améliorer la ductilité des joints 
soudés (LACOMBE et al., 1990d, b, p. 22; SOULIGNAC et al., 2007). 

 

Figure II-8 : Influence de la teneur en carbone et azote dans les aciers, sur le domaine biphasé 
austénite + ferrite en fonction de la teneur en chrome (LACOMBE et al., 1990d). 
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Figure II-9 : Diagramme TTT d’un acier à 17 % de chrome et ayant une teneur en carbone et azote 
de 0,08 % après un maintien à 1050 °C pendant 1h permettant d’obtenir la teneur maximale en 

austénite de 30 % (LACOMBE et al., 1990d). 

1.2.3 Diagrammes prédictifs de la microstructure des aciers inoxydables après 
soudage 

Plusieurs diagrammes existent permettant de prédire la microstructure dans les joints 
soudés d’aciers inoxydables. Pour ce faire, les calculs du chrome et du nickel équivalents, par 
une loi des mélanges prenant en compte la dilution avec les métaux de base, permettent de 
positionner le métal obtenu dans la zone fondue sur le diagramme et de prédire sa 
microstructure. 

Le premier diagramme établi est celui de Schaeffler. Il indique les zones d’existence de 
chaque phase ainsi que le pourcentage de ferrite dans le domaine austéno-ferritique 
(SCHAEFFLER, 1949). DeLong a ensuite proposé un nouveau diagramme concernant les aciers 
inoxydables austénitiques à faible teneur en ferrite. Ce dernier prend en compte la 
contribution de l’azote sur le nickel équivalent et indique la proportion de ferrite en FN 
(Ferrite Number) plutôt qu’en pourcentage (DELONG, 1974), issue de mesures 
ferromagnétiques non destructives. Espy a ensuite proposé une nouvelle formule du nickel 
équivalent (Figure II-10) pour remplacer celle du diagramme de Schaeffler en prenant en 
compte plus précisément la contribution du manganèse et de l’azote. De plus, une ligne 
délimitant la solidification en austénite et en ferrite a été ajoutée (ESPY, 1982). Sur la Figure 
II-10, A, M et F correspondent respectivement à l’austénite, la martensite et la ferrite. 
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Figure II-10 : Diagramme de Schaeffler modifié Espy et positionnement des alliages utilisés selon la 
composition chimique fournie par les certificats matière. K = 30 pour N < 0,20 % ; K = 22 si 0,21 

%≤ N ≤ 0,25 %. K = 20 si 0,26 % ≤ N ≤ 0,35 % (ESPY, 1982). 

Le diagramme WRC (Welding Research Council) permet de prévoir la proportion de ferrite 
ainsi que le mode de solidification dans les soudures austéno-ferritiques (KOTECKI et al., 1992). 
Pour finir, le diagramme de Balmforth et Lippold permet de prédire la proportion de ferrite 
dans les soudures ferrito-martensitiques (BALMFORTH et al., 2000). Chacun de ces diagrammes 
et le positionnement des matières premières, tôles et fils, utilisées pendant ces travaux sont 
présentés en Annexe 1. Le diagramme d’Espy, présenté en Figure II-10, est celui qui a été 
utilisé lors de ces travaux, puisque qu’il permet de prédire la microstructure des trois nuances 
étudiées ici. De plus, celui-ci prend en compte l’effet du plus grand nombre d’éléments 
d’alliage, permettant d’interpréter au mieux les microstructures obtenues après soudage.  
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2 Moyens expérimentaux 

2.1 Préparation des tôles 

Avant dépôt ou soudage, les tôles de 304L ont été dégraissées à l’éthanol puis séchées. 
Quant aux tôles de 415, elles ont été meulées, afin d’enlever la couche d’oxyde, puis décapées 
électrochimiquement à l’aide d’un Cleanox Pro utilisant l’électrolyte Cleanox 2000 avant 
d’être nettoyées à l’éthanol puis séchées. 

2.2 Réalisation des pièces 

2.2.1 Banc de soudage linéaire 

Les premiers essais de la thèse ont été réalisés dans les locaux de Polysoude avec le robot 
linéaire Polycar MP (Figure II-11), en particulier les essais 100 % 304L détaillés dans le chapitre 
trois, en attendant que le robot cartésien conçu à l’IMN soit opérationnel (partie 2.2.2). Le 
robot Polycar MP permet de réaliser des soudures linéaires avec ou sans métal d’apport, ou 
des dépôts linéaires. L’amorçage se fait par haute fréquence. Des mesures en temps réel de 
l’intensité, de la tension, de la vitesse de déplacement de la torche et de la vitesse de 
dévidement du fil sont possibles grâce à un système d’acquisition de données (DAQ). Si 
nécessaire, le robot est équipé d’un asservissement en tension (AVC) permettant de 
maintenir une hauteur d’arc constante. Dans notre cas, l’AVC n’a pas été utilisé afin de 
pouvoir reproduire par la suite certains essais dans les mêmes conditions sur le robot 
cartésien. En effet, ce dernier n’en possédait pas au début de sa mise en service.  

 

 

Figure II-11 : Photo du robot linéaire Polycar MP de Polysoude. 
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2.2.2 Banc de soudage cartésien 

Une photo du banc de soudage cartésien est présentée dans la Figure II-12-a. Il est composé 
d’une table surélevée sur laquelle repose un robot cartésien à moteurs pas à pas (3 axes de 
translation). Un quatrième axe permet de gérer la rotation de la torche, permettant ainsi de 
maintenir le fil à l’avant du bain dans le cas de réalisations de géométries complexes. 
L’amorçage se fait par contact. Les mouvements de la torche sont contrôlés 
automatiquement par ordinateur où sont indiquées la hauteur d’arc, la vitesse de 
déplacement, la longueur à souder, la vitesse de dévidement du (des) fil(s), et la direction de 
soudage. Le banc de soudage est composé d’une torche AUT TIG 400 W ABRICOR BINZEL 
possédant un système de refroidissement à l’eau, ainsi que deux dévidoirs fil froid Trafimet 
Easy 400 Plus permettant le contrôle des vitesses de dévidement des fils. Un générateur EWM 
TETRIX 301 CLASSIC activArc a été utilisé dans un premier temps puis a été remplacé par un 
générateur Miller Dynasty® 700. Le gaz de protection choisi est de l’argon pur (Arcal prime, 
pur à 99.995 %).  Les électrodes sont en tungstène-lanthane à 2 % de diamètre 2,4 mm pour 
les essais des chapitres trois et quatre, et 3,2 mm pour les essais du chapitre cinq, 
conformément aux gammes de courant utilisées (PAILLARD, 2017). Le(s) fil(s) est (sont) 
déposé(s) à l’avant du bain de fusion et l’angle entre les deux fils est d’environ 30° lorsqu’ils 
sont déposés simultanément avec leur bissectrice centrée selon la direction du dépôt, comme 
illustré sur la Figure II-12-b et c. 

 

 

Figure II-12 : Photo du robot TIG cartésien. 
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2.3 Caractérisations thermiques 

2.3.1 Thermocouples 

Les thermocouples permettent de déterminer la température sur une large gamme pouvant 
aller de -200 à 2 600 °C selon le type de thermocouple. C’est une mesure indirecte qui repose 
sur le principe de Seebeck en créant une force électromotrice entre deux matériaux 
différents, qui varie selon la température. C’est plus précisément une différence de 
température qui est mesurée entre deux jonctions des deux matériaux, connaissant la 
température d’une des deux jonctions (GRISCH et al., 2009).  

Des thermocouples de type K de 0,2 mm de diamètre ont été utilisés afin de mesurer la 
température ponctuellement sur les pièces sur une plage allant de -270 à 1 270 °C. L’anode 
est en alumel et la cathode en chromel. Ces dernières ont été soudées à l’aide d’une soudeuse 
par point. L’acquisition des mesures est réalisée toutes les 100 ms, à l’aide d’un enregistreur 
de données 8 canaux KA028 TC 08 USB, et du logiciel PicoLog6 de Pico Technology. Ces 
mesures ont non seulement permis de valider les modèles thermiques utilisés pour les 
simulations numériques, mais aussi de contrôler la température interpasse lors de la 
réalisation des pièces pour reproduire les cycles thermiques souhaités. 

2.3.2 Caméra thermique 

La caméra thermique est une méthode de mesure indirecte et sans contact de la 
température, par la mesure d’un flux de rayonnement obtenu par l’émission 
électromagnétique de la zone mesurée. En effet, l’agitation atomique de la matière, 
dépendante de la température, provoque l’émission d’un flux de rayonnement 
électromagnétique infrarouge. Des cartes de luminances sont obtenues où l’échelle de 
couleur est retranscrite en température (PAJANI, 2013). 

Les champs de température des pièces ont été mesurés à l’aide d’une caméra thermique 
FLIR® Orion 7500 utilisant un filtre Saphire_Window ou NA_3.97_4.01_060 % permettant, 
respectivement, une mesure de la température sur une plage de 5 à 300 °C et de 300 à 
1600 °C. L’émissivité a été fixée à 0,8 permettant de reproduire au mieux les pentes de 
refroidissement mesurées par thermocouples. La fréquence d’acquisition est de 25 Hz. Les 
images acquises ont été analysées avec le logiciel Altaïr développé par FLIR®. 

2.4 Caractérisations mécaniques 

2.4.1 Essais de dureté Vickers 

Les essais de dureté permettent d’évaluer la résistance à la déformation par pénétration à 
l’aide d’un matériau dur. Les différentes catégories d’essais se différencient par la forme du 
pénétrateur, la force appliquée et le protocole adopté. 
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Dans le cas de l’essai de dureté Vickers, la taille de la forme laissée par l’indentation est 
mesurée pour déterminer la dureté du matériau. Le pénétrateur est un diamant de forme 
pyramidale à base carrée dont l’angle au sommet est de 136°. Les deux diagonales d1 et d2 
de l’empreinte sont mesurées et permettent de déterminer la dureté du matériau à partir des 
équations II-1 et II-2 où F correspond à la force appliquée en newtons (FOURCADE, 2023): 

HV =
F × sin

136°
2

d2
 (II − 1) 

d =
d1 + d2
2

 (II − 2) 

On parle d’essais de dureté Vickers pour les essais effectués à des charges supérieures à 5 
kgf, d’essais de dureté Vickers sous force réduite pour ceux employant des charges entre 5 et 
0,2 kgf, et de micro-dureté Vickers pour ceux réalisés sous des charges inférieures à 0,2 kgf. 
Dans le cas des aciers, pour éviter toute interaction entre les zones écrouies générées par les 
essais, la distance entre deux empreintes adjacentes doit être égale à au moins trois fois la 
taille des diagonales d. De la même manière, afin d’éviter la fuite excessive de dislocations 
sur la surface libre, la distance d’une empreinte par rapport au bord de l’échantillon doit être 
égale à au moins deux fois et demi la taille des diagonales (AFNOR, 2018). 

Des filiations et des cartographies de dureté Vickers sous une charge réduite de 0,3 kgf ont 
été réalisées à l’aide d’un duromètre DuraScan 70 de EMCO-TEST après un polissage des 
surfaces testées avec des disques de carbures de silicium du grade P500 à P4000. La lecture 
des empreintes se fait avec l’objectif x40 en zoom niveau 1. 

2.4.2 Essais de traction 

Les essais de traction ont pour but de déterminer le comportement d’un matériau lors d’une 
sollicitation en traction progressive généralement jusqu’à atteindre la rupture (FOURCADE, 
2023). L’éprouvette est maintenue entre deux mors d’amarrage, l’un est lié au bâti et l’autre 
à une traverse mobile. 

Des essais de traction ont permis de caractériser mécaniquement les assemblages soudés à 
l’aide d’une machine électromécanique 3369 INSTRON ayant une capacité maximale de 
50 kN. Le bâti se déplace à une vitesse de déformation constante fixée à 10-3 s-1. Des capteurs 
mesurent la force exercée sur l’éprouvette ainsi que le déplacement de la traverse. Pour plus 
de précision un extensomètre optique 2663-901 INSTRON est utilisé permettant de 
s’affranchir de la déformation élastique de la machine. Le logiciel Bluehill Universal a permis 
de réaliser l’acquisition des données. 

2.4.3 Mesure des déformations 

Les déplacements in situ des assemblages ont été observés par prise d’images pendant la 
réalisation des pièces tandis que les déformations finales des pièces ont été déterminées avec 
un profilomètre laser. 
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2.4.3.1 Observation in situ par prise d’image 

Pendant la réalisation des pièces, les déplacements ont été suivis par prise d’images in situ, 
soit à l’aide d’une caméra rapide VW-600M KEYENCE reliée à la console VW-9000 à une 
fréquence de 24 Hz, soit à l’aide d’appareils photos Canon EOS 1100D ou 1300D à une 
fréquence de 1 image toutes les 120 secondes. Pour s’affranchir des problèmes 
d’éblouissement des caméras par l’arc, des clinquants métalliques ont été soudés par point à 
la surface des tôles comme présenté sur la Figure II-13. Un mouchetis à la peinture blanche 
résistante à la température a été réalisé pour faciliter le suivi de point in situ effectué avec le 
logiciel PCC 3.8 de chez Phantom. 

 

Figure II-13 : Configuration de prise d’images in situ pendant soudage. 

2.4.3.2 Profilométrie laser 

Les déformations macroscopiques des pièces ont été déterminées avec un profilomètre 
laser constitué d’un laser KEYENCE IL-065 monté sur l’axe z d’un robot cartésien possédant 2 
axes de translation (Figure II-14 a). La taille du faisceau laser est d’environ 550 x 1750 µm2 à 
la distance de référence de 65 mm. Le pas de mesure a été fixé à 0,5 mm. Dans le cas des 
tôles fines sur lesquels un (des) dépôt(s) a (ont) été déposé(s), la pièce a été positionnée à 
l’envers sur des cales afin de ne mesurer que la déformée de la pièce et non la géométrie du 
(des) dépôt(s) (Figure II-14 b). 
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Figure II-14 : Configuration de mesure de la déformée des pièces par profilomètre laser. a) Image 
générale de l’installation lors d’une mesure d’une pièce soudée. b) Dans le cas de tôles fines où un 

(des) cordon(s) a (ont) été déposé(s) dessus, la pièce est positionnée à l’envers. 

 

2.4.4 Détermination des contraintes résiduelles 

Les contraintes résiduelles ont été déterminées par diffraction des neutrons et par la 
méthode du contour. Les principes des deux méthodes sont présentés respectivement dans 
les parties 3.1.3 et 3.2.3 du premier chapitre.  
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2.4.4.1 Diffraction des neutrons 

Les mesures par diffraction des neutrons ont été réalisées sur l’instrument SALSA de 
l’Institut Laue Langevin, à Grenoble, en France (PIRLING et al., 2006) et sur l’instrument POLDI 
de l’Institut Paul Scherrer, à Villigen, en Suisse (STUHR et al., 2006). Ces instruments 
permettent la détermination de la déformation du réseau cristallin qui, dans notre cas, a été 
déterminée selon les trois directions orthogonales des pièces (longitudinale x, transversale y 
et normale z à la direction de dépôt ou de soudage). L’équation I-8 (partie 3.1.3.5 du premier 
chapitre) peut alors s’écrire comme l’équation II-3 ou l’équation II-4 pour calculer les 
contraintes selon les trois directions, en calculant préalablement la déformation rationnelle 
(Tableau I-1) : 

{
 
 

 
 εxx = ⟨ε(hkl, 0,90)⟩Vd =

1

2
S2(hkl) × σxx+S1(hkl) × (σxx + σyy +σzz)

εyy = ⟨ε(hkl, 90,90)⟩Vd =
1

2
S2(hkl) × σyy+S1(hkl) × (σxx + σyy +σzz)

εzz = ⟨ε(hkl, 0,0)⟩Vd =
1

2
S2(hkl) × σzz+S1(hkl) × (σxx + σyy +σzz)

 (II − 3) 

{
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
σxx =

1

1
2
S2(hkl)

(εxx −
S1(hkl)

1
2
S2(hkl) + 3S1(hkl)

(εxx + εyy + εzz))

σyy =
1

1
2 S2

(hkl)
(εyy −

S1(hkl)

1
2 S2

(hkl) + 3S1(hkl)
(εxx + εyy + εzz))

σzz =
1

1
2 S2

(hkl)
(εzz −

S1(hkl)

1
2 S2

(hkl) + 3S1(hkl)
(εxx + εyy + εzz))

 (II − 4) 

 

Afin d’obtenir des mesures fiables des d0 (distance interréticulaire libre de contrainte cf. 
3.1.3.7 du premier chapitre), des pièces jumelles ont été systématiquement fabriquées dans 
les mêmes conditions. La première a été utilisée pour déterminer les contraintes résiduelles, 
et la seconde a permis de découper de cubes (2,8 x 2,8 x 2,8 mm3) localisés aux mêmes 
emplacements où les mesures de diffraction ont été réalisées dans la première pièce, 
permettant ainsi des mesures dans le même état métallurgique. Ces cubes sont suffisamment 
petits pour pouvoir considérer que les découpes relâchent toutes les contraintes à l’intérieur 
du cube mais sont suffisamment massifs pour permettre une mesure raisonnable. Chaque d0 

a été mesuré dans au moins deux des trois directions afin d'assurer l’obtention d’une valeur 
moyenne représentative des différents d0. Les cubes ont été découpés soit par électroérosion, 
soit par jet d’eau afin d’obtenir une découpe sans écrouissage et sans introduction de 
contraintes supplémentaires. 
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Les CER utilisées pour le calcul des contraintes résiduelles sont présentées dans le Tableau 
II-4. Il est supposé que les grains ont une morphologie équiaxe et une texture 
cristallographique isotrope. Les CER ont été calculées sur Mathematica avec un programme 
développé lors des travaux de thèse de Hounkpati, utilisant l’approche auto-cohérente 
d’Eshelby-Kröner (HOUNKPATI, 2015). Dans le cas où les mesures sont réalisées dans une zone 
biphasée, la proportion de phase, évaluée en amont par EBSD et DRX, permet de réaliser une 
loi des mélanges sur les contraintes issues de la phase austénitique et celles issues des phases 
CC, comme suggéré par Hauk (HAUK, 1997a). 

 

 Austénite (CFC)   Ferrite / martensite (CC) 

 S1{hkl} 
𝟏

𝟐
S2{hkl}   S1{hkl} 

𝟏

𝟐
S2{hkl} 

{111} -0,95 5,09  {110} -1,22 5,61 

{200} -2,17 8,73  {200} -1,77 7,29 

{220} -1,29 6,04  {211} -1,21 5,59 

{222} -0,95 5,09  {220} -1,22 5,61 

{311} -1,61 7,03  {310} -1,57 6,68 

{331} -1,17 5,74  {321} -1,20 5,59 

{400} -2,17 8,73     

{420} -1,58 6,99     

Tableau II-4 : CER (en x 10-6 MPa-1) issues de la phase austénitique et des phases 
ferritique/martensitique, utilisées pour les calculs des contraintes résiduelles. 

L’instrument SALSA est un diffractomètre monochromatique. La longueur d’onde a été fixée 
à 1.64878 Å pour étudier la diffraction des familles de plans {311}CFC et {211}CC respectivement 
pour l’austénite et la ferrite/martensite. Ces derniers diffractent alors aux angles 2θ respectifs 
de 101° et 91°. Les diffractogrammes ont été analysés avec le logiciel LAMP (Large Array 
Manipulation Program) (RICHARD et al., 1996) permettant de réaliser une modélisation 
mathématique du pic de diffraction utilisant une fonction pseudo-Voigt.  

Les barres d’erreurs ont été calculées avec les équations II-5 et II-6, où δθ correspond à 
l’incertitude de la position du pic déterminée par le logiciel LAMP (FITZPATRICK et al., 2003) : 

{
 
 
 
 

 
 
 
 

δεxx = √(
δθ0hkl,0,90 × cos θ0hkl,0,90

sin θhkl,0,90
)

2

+ (
δθhkl,0,90 × cosθhkl,0,90 × sin θ0hkl,0,90

sin2 θhkl,0,90
)

2

δεyy = √(
δθ0hkl,90,90 × cosθ0hkl,90,90

sin θhkl,90,90
)

2

+ (
δθhkl,90,90 × cos θhkl,90,90 × sin θ0hkl,90,90

sin2 θhkl,90,90
)

2

δεzz = √(
δθ0hkl,0,0 × cos θ0hkl,0,0

sin θhkl,0,0
)

2

+ (
δθhkl,0,0 × cosθhkl,0,0 × sin θ0hkl,0,0

sin2 θhkl,0,0
)

2

 (II − 5) 
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{
 
 
 

 
 
 δσxx =

2

S2(hkl) × (S2(hkl) + 6S1(hkl))
× √((S2(hkl) + 4S1(hkl)) × δεxx)

2
+ 4S1(hkl)2 × (δεyy

2 + δεzz
2)

δσyy =
2

S2(hkl) × (S2(hkl) + 6S1(hkl))
× √((S2(hkl) + 4S1(hkl)) × δεxx)

2
+ 4S1(hkl)2 × (δεxx

2 + δεzz
2)

δσzz =
2

S2(hkl) × (S2(hkl) + 6S1(hkl))
× √((S2(hkl) + 4S1(hkl)) × δεxx)

2
+ 4S1(hkl)2 × (δεxx

2 + δεyy
2)

 (II − 6) 

Concernant l’instrument POLDI, c’est un instrument à temps de vol permettant l’étude de 
différents pics de diffraction simultanément. Le calcul des déformations a alors été réalisé sur 
le maximum de pics pouvant être exploités, allant de 2 à 9 Å-1. Les diffractogrammes ont été 
analysés avec le logiciel Mantid (ARNOLD et al., 2014). Les contraintes ont été calculées en 
résolvant un système d’équations constitué des équations II-3 pour chaque pic de diffraction 
exploitable. Le traitement des données a été réalisé avec le logiciel MATLAB à l’aide de la 
fonction « regress » qui renvoie une matrice solution composée de σxx, σyy et σzz, et une 

matrice d’intervalles de confiance à 95 % pour chacune des composantes de la matrice 
solution. L’incertitude sur les contraintes a ainsi été calculée avec l’équation II-7. 

∂σφ,ψ =
bintmax − bintmin
2 × 1,95996

 (II − 7) 

bintmax  et bintmin  sont respectivement la borne haute et basse de l’intervalle de confiance. 

Diviser par 2 × 1,95996 permet de déterminer l’écart-type d’une loi normale centrée avec 
un intervalle de confiance de 95 %. 

2.4.4.2 Méthode du contour 

La méthode du contour a été effectuée sur une partie des pièces qui ont été mesurées par 
diffraction des neutrons dans le but de comparer les deux méthodes, mais également sur les 
pièces n’ayant pas pu être mesurées par diffraction des neutrons à cause des contraintes 
d’accès aux grands instruments. La contrainte longitudinale a été déterminée dans le plan 
médian des pièces, soit le même plan que celui mesuré par diffraction des neutrons. 

Les étapes décrites ci-après ont été réalisées par l’entreprise MAT-IN-MECA. Pour chaque 
mesure, deux pièces sacrificielles en 304L ont été usinées afin d’épouser parfaitement la 
déformée des pièces mesurées, comme illustré en Figure II-15-a. Le but est de pouvoir 
découper une section constante par électroérosion. Cela permet alors de garder les 
paramètres de découpes constants et de réduire les artefacts de coupes. Une fois bridées, les 
pièces sont découpées dans le plan médian transverse par électroérosion avec la machine 
Fanuc Robocut A-C600iB et un fil en laiton de 150 µm de diamètre. La déformation des pièces 
a ensuite été mesurée avec la machine MMT Hexagon Metrology ou Alicona InfiniteFocus 
dans une pièce à température maîtrisée. Un premier filtre numérique est appliqué afin 
d’enlever les artefacts de mesure, soit tous les points aberrants à +/- 0,2 mm. Un second filtre 
permet de réduire les possibles excès de rugosité en contrôlant si un point de mesure 
présente un écart de plus de 5 µm avec ses voisins dans un rayon de 1 mm. Si un tel écart est 
observé, le point est remplacé par la moyenne de ses voisins. Un lissage est ensuite appliqué 
utilisant une moyenne glissante sur 0,5 mm sur l’ensemble des données. La Figure II-15-b 
donne un exemple de superposition des déplacements bruts de mesure avec les données 
filtrées. Une correction des données est ensuite appliquée pour aligner le déplacement des 
deux faces opposées selon y et z (Figure II-15-b). 



Chapitre 2 : Choix des matériaux, méthodes expérimentales et simulations 

78 

 

Figure II-15 : a) Photo d’une pièce et de ses deux demi-enveloppes sacrificielles et b) exemple de 
données brutes superposées au données lissées. 

Les données lissées des deux côtés sont ensuite moyennées pour enlever toute erreur 
pouvant venir de déplacements antisymétriques lors de la découpe. Les données sont ensuite 
interpolées par une fonction spline numérique 2D, qui est ensuite discrétisée sur python via 
la librairie Spicy et notamment sa fonction « smoothbivariatespline ». 

Les contraintes ont ensuite été calculées en évaluant les forces nécessaires pour passer 
d’une surface déformée, liée au relâchement de contrainte lors de la découpe, à une surface 
plane, à l’aide d’un modèle par éléments finis. Cela a été réalisé avec le logiciel Gmsh 4.4.1 
software et le code Aster, en considérant le matériau comme isotrope à comportement 
élastique linéaire. Le maillage est à dominance tétraédrique. 

Un module de Young de 200 GPa, 200 GPa et 206 GPa et un coefficient de Poisson de 0,29, 
0,30 et 0,29 ont été mesurés par ultrasons sur des tôles de la nuance 304L, 430 et 415 
respectivement. Une différence inférieure à 4 % entre chaque nuance a été constatée. Ainsi, 
les valeurs mesurées sur la nuance 304L ont été utilisées pour appliquer la méthode du 
contour, sur toutes les zones des pièces, indépendamment de la composition chimique du 
dépôt ou de la soudure. 

2.5 Caractérisations microstructurales 

Plusieurs méthodes ont été utilisées pour identifier les phases présentes dans des 
échantillons découpés dans chaque dépôt ou joint soudé. La diffraction d’électrons 
rétrodiffusés (EBSD) et la diffraction des rayons X (DRX) ont été utilisées pour quantifier la 
fraction de la phase cubique faces centrées (CFC) (austénite γ) et des phases cubiques 
centrées (CC) (ferrite α et martensite α'). Comme la martensite à faible teneur en carbone et 
la ferrite sont toutes deux CC avec le même paramètre de maille, elles ne sont pas 
différentiables à l'aide de ces deux techniques. Par conséquent, la dilatométrie libre a 
également été utilisée pour identifier les dépôts contenant de la martensite dans leur 
microstructure. 
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2.5.1 Dilatométrie libre 

Des essais de dilatométrie libre ont été effectués afin d'identifier les échantillons qui 
subissent une austénitisation pendant le chauffage et une transformation martensitique 
pendant le refroidissement. Le dilatomètre est composé d'un four où l'échantillon est chauffé 
grâce à des lampes halogènes et à des miroirs elliptiques pour concentrer l'énergie sur 
l'échantillon. Un thermocouple de type K est soudé par point sur l'échantillon et permet de 
contrôler sa température. Le changement dimensionnel de l'échantillon est transmis par une 
tige de silice à un capteur capacitif qui mesure la tension à ses bornes pour déduire 
l'allongement ou la contraction de l'échantillon. Les échantillons ont été chauffés à 20 °C/min 
jusqu’à atteindre 950 °C, maintenu pendant 10 min à cette température puis refroidis à 
température ambiante à 20 °C/min. Un vide primaire est effectué dans le four grâce à une 
pompe pour limiter l’oxydation des échantillons. Considérant les paramètres de maille de nos 
matériaux et le bruit mesuré de +/- 5 µm, l'instrument peut détecter des fractions volumiques 
de martensite supérieures à 8 %. 

2.5.2 Microscopie numérique 

De la microscopie numérique a été réalisée sur les différentes pièces afin d’observer la taille 
de la zone fondue et la microstructure générale des dépôts ou des joints soudés. Les 
échantillons ont préalablement été enrobés à chaud dans de la bakélite puis polis avec des 
disques de carbures de silicium du grade P500 à P4000. Ensuite, la finition a été effectuée par 
polissage automatique pendant 10 minutes sur des disques en feutre à l’aide d’une polisseuse 
TegraPol-21 de Struers et d’une solution d’OPS (Oxyde Polishing Suspension) à 30 nm, diluée 
dans de l’eau. Les échantillons ont ensuite été attaqués afin de révéler la taille de la zone 
fondue ainsi que leurs microstructures. Selon les échantillons, deux types d’attaques ont été 
réalisées et seront spécifiées sous chaque macrographie. La première est une attaque 
électrolytique à l’acide nitrique fumant (environ 70 %) sous 15 V et environ 0,2 A/cm² de 
surface attaquée pendant 10 s. Une contre-électrode en acier inoxydable est utilisée. 
L’attaque électronitrique est une attaque qui fonctionne particulièrement bien sur les aciers 
inoxydables. Mais dans le cas de pièces bi-matériaux, il s’est avéré que cette attaque révélait 
préférentiellement une nuance d’alliage plutôt qu’une autre, comme illustré dans la Figure 
II-16. Un réactif de Marble a donc par la suite été utilisé pour les joints soudés, permettant 
une révélation homogène des microstructures et des zones fondues. Le réactif est composé 
de 10 g de sulfate de cuivre, 50 mL d’acide chlorhydrique et de 50 mL d’eau distillée. Les 
échantillons ont été attaqués pendant environ 5 s (VANDER VOORT, 1986). Les observations 
macrographiques ont été réalisées avec le microscope VHX-2000 et l’objectif VH-Z20R de 
Keyence. 

 

Figure II-16 : Macrographie d’un dépôt de 304L (gauche) et de 415 (droite) sur une tôle de 304L 
attaqués électrochimiquement à l’acide nitrique fumant. 
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2.5.3 Microscopie Electronique à Balayage 

La Microscopie Electronique à Balayage (MEB) est une technique de caractérisation fine qui 
utilise un faisceau d’électrons focalisé sur la zone d’analyse. L’analyse des électrons 
secondaires (SE) réémis permet une étude topographique, tandis que l’étude des électrons 
rétrodiffusés (BSE) met en avant un contraste chimique. La détection des photons X produits 
par l’interaction faisceau/matière permet la quantification des éléments chimiques 
composant l’échantillon par spectrométrie sélective en énergie (EDX) ou par spectrométrie 
dispersif en longueur d’onde (WDX), cette dernière permettant d’obtenir une meilleure 
résolution spectrale. L’analyse de la diffraction des électrons rétrodiffusés (EBSD) permet de 
réaliser des cartographies indiquant les phases en présence et leur orientation cristalline. 

Des mesures de la composition chimique par mesures EDX et l’identification des phases par 
cartographies EBSD ont été réalisées. Deux microscopes ont été utilisés selon les échantillons. 
Le premier est un microscope Zeiss Merlin (2009) muni d'un canon à effet de champ, de 
détecteurs SE et BSE dans la chambre ainsi que dans la colonne, d'une sonde EDX de 50 mm² 
(SDD X-MAX 50 – SDD PentaFET Precision 50 mm² 129 eV), d'une sonde WDX (INCA Wave 
500) et d'une caméra EBSD (Nordlys II S). Les logiciels INCA et HKL Fast Acquisition permettent 
l’acquisition respective des données EDX et EBSD. Le second est un microscope à balayage à 
double colonne ionique et électronique (FIB) ZEISS Crossbeam 550L (2019). L'appareil est 
équipé d'un détecteur EDX (ULTIM® MAX Large Area SDD) ainsi que d'un détecteur EBSD 
(Symmetry® EBSD Detector). Le logiciel AZtec permet l’acquisition et l’analyse de l’ensemble 
des mesures. Dans les deux cas, les phases austénite et ferrite/martensite ont été identifiées 
à l'aide des fichiers "Iron bcc (old)" et "Iron fcc" de la base de données "HKL phases" d’AZtec 
et de HKL Fast Acquisition. 

Pour réaliser de l’imagerie ou des analyses EDX, la même préparation métallographique que 
celle décrite en partie 2.5.2 est suffisante (sans l’attaque chimique). Cependant, pour la 
réalisation des cartographies EBSD, afin de maximiser le taux d’indexation, la préparation a 
été complétée d’une étape supplémentaire. Les échantillons ont été polis 
électrochimiquement à 5 °C, sous 20 V, pendant 60 s à l'aide d'un LectroPol-5 Struers. La 
composition de l'électrolyte est la suivante : 700 ml d'éthanol, 200 ml d'éther monobutylique 
d'éthylène glycol et 100 ml d'acide perchlorique (70 %). Pour les échantillons plus volumineux, 
un polissage par vibration a été réalisé à l’OPS pendant une quinzaine d’heures. Lors de 
l’acquisition des cartographies EBSD, des pas de 80 nm à 3,0 µm ont été utilisés pour balayer 
des surfaces de 0,014 à 25 mm² en fonction des échantillons. Ces derniers étaient inclinés à 
70° dans la chambre du MEB. 
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2.5.4 Diffraction des rayons X 

Les mesures par Diffraction des Rayons X (DRX) ont été réalisées sur un diffractomètre 
Panalytical X'Pert Pro équipé d'un détecteur linéaire à bandes multiples en temps réel (RTMS) 
(détecteur X'Celerator) utilisant la raie Kα du rayonnement du cuivre (λ = 1,5406 Å). Les 
balayages ont été effectués dans la gamme 2θ de 40° à 120° avec un pas de balayage de 0,008° 
et un temps de comptage de 0,08 s par pas en mode Bragg-Brentano. La surface de la zone 
analysée est estimée à environ 2,8 mm², sous forme d'un rectangle d'environ 2,8 mm par 
1 mm. Les acquisitions ont été réalisées avec le logiciel X’Pert Data Collector et les 
diffractogrammes ont été analysés avec le logiciel X’Pert HighScore Plus. Les pics d'austénite 
et de ferrite/martensite ont été identifiés à l'aide des cartes JCPDS n°00-033-0.97 et 
03-065-7752, respectivement. Les fractions d'austénite et de ferrite/martensite ont ensuite 
été évaluées sur la base de leurs intensités intégrées relatives pour chaque paire de pics 
identifiable selon les équations  II-8 à II-11 (CULLITY, 1978). Les intensités intégrées ont été 
déterminées sur MATLAB à l’aide de la fonction integral après l’ajustement des pics de 
diffraction à une pseudo-fonction de Voigt, qui est la somme d’une gaussienne et d’une 
lorentzienne. 

Vγ =

Iγ ×
Rα
Rγ

Iα + Iγ ×
Rα
Rγ

 (II − 8) 

R =
1

V2
× F2 × P × L × e−2M  (II − 9) 

M =
6h2T

mkΘ2
[Φ(x) +

x

4
] (
sin θ

λ
)
2

 (II − 10) 

x =
Θ

T
 (II − 11) 

Dans l'équation II-8 : 

 Vγ est la fraction volumique de l'austénite, 

 Iγ et Iα sont les intensités intégrées des pics respectifs de l'austénite et de la 

ferrite/martensite, 

 Rγ et Rα sont calculés pour chaque phase à l'aide de l'équation (7). 

Dans l'équation II-9 : 

 V est le volume de la maille unitaire, 

 F le facteur de structure, 

 P le facteur de multiplicité, 

 L le facteur de polarisation de Lorentz, 

 e−2M  le facteur de température où M est calculé à l'aide de l'équation.  
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Pour calculer V, des paramètres de mailles cubiques de 3,606 Å et 2,877 Å ont été utilisés 
respectivement pour l'austénite et la martensite/ferrite, préalablement déterminés par DRX. 
Le facteur de structure F vaut 4fγ et 2fα pour respectivement l'austénite et la 

martensite/ferrite (CULLITY, 1978). fγ et fα représentent le facteur de diffusion atomique et 

dépendent de θ, la position du pic diffracté considéré, ainsi que de λ, la longueur d'onde des 
rayons X. L’équation II-10 permet de calculer le facteur de température avec : 

 h la constante de Planck, 

 m la masse de l'atome vibrant, 

 k la constante de Boltzmann, 

 Φ(x) est une fonction tabulée. 

Dans les équations II-10 et II-11, T est la température absolue et Θ la température 
caractéristique de Debye. Les valeurs utilisées pour les calculs des fractions volumiques 
d'austénite sont présentées dans le Tableau II-5 et ont été calculées avec les valeurs 
recommandées par Cullity (CULLITY, 1978). La fraction volumique de l'austénite a été 
déterminée en faisant la moyenne sur 2 à 10 paires de pics, selon les échantillons. Ces calculs 
supposent une distribution isotrope des orientations cristallographiques pour les deux phases 
considérées. 

 

 Austénite  Ferrite / martensite 

 2θ (°) P L e-2M F2  2θ (°) P L e-2M F2 

{111} 43.5 8 12.0 0.96 4785 {110} 45.0 12 11.31 0.96 1163 

{200} 50.8 6 8.4 0.95 4177 {200} 65.0 6 4.841 0.92 817 

{220} 74.8 12 3.6 0.90 2804 {211} 82.3 24 3.127 0.88 632 

{311} 90.7 24 2.8 0.87 2275 {220} 98.8 12 2.728 0.85 521 

{222} 96.2 8 2.7 0.85 2141 {310} 116.2 24 3.137 0.82 451 

Tableau II-5 : Valeurs des constantes présentées dans les équations II-8 à II-11 permettant de 
calculer les fractions volumiques d’austénite et de ferrite/martensite, dépendant des paires de pics 

analysables (CULLITY, 1978). 
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3 Le logiciel COMSOL Multiphysics 

Le logiciel COMSOL Multiphysics a été utilisé pour réaliser les simulations lors de ces travaux. 
Ce logiciel est un environnement de simulation interactif pouvant être utilisé pour modéliser 
et résoudre toutes sortes de problèmes scientifiques et techniques par la méthode des 
éléments finis. Des modules complémentaires permettent de simuler des phénomènes 
spécifiques mettant en œuvre l’électromagnétisme, la thermique, la mécanique des solides 
et des fluides, l’acoustique ou encore la chimie. 

Dans notre cas, le module « Optimization » a servi à ajuster les paramètres des différentes 
sources de chaleur équivalentes. En plus de l’optimisation de paramètres, ce module peut 
servir également à faire de l’optimisation topologique ou de forme, ou encore à estimer les 
paramètres d’un modèle.  

Le module « Nonlinear Structural Materials » couplé au module « Structural Mechanics » 
fournit un large choix de lois de comportement permettant notamment de prendre en 
compte la plasticité des matériaux et la restauration d’écrouissage. Le module « Structural 
Mechanics » permet également de simuler l’apport de matière par la méthode « quiet 
element ». Les propriétés mécaniques sont multipliées par un facteur inférieur à 1 et proche 
de 0, pour que les éléments du maillage non déposés aient des propriétés négligeables. 

Le module « Metal Processing » permet quant à lui de prendre en compte les différents 
changements de phase, tels que l’austénitisation et la transformation martensitique dans 
notre cas. Il permet également de simuler les effets de trempe et de cémentation. Une loi des 
mélanges est appliquée sur les propriétés thermiques et mécaniques. Il est ainsi possible de 
prendre en compte les différents couplages entre la métallurgie, la mécanique et la 
thermique. Comme il sera discuté dans le chapitre six, dans le cas d’une étude avec une source 
équivalente mobile, ce module ne permet pas, pour l’instant, de résoudre des calculs avec un 
couplage thermo-mécano-métallurgique. Il n’aura été utilisé que pour les calculs thermo-
métallurgiques. Une autre méthode sera ainsi proposée pour réaliser les calculs thermo-
mécano-métallurgiques. 

Les calculs sont réalisés sur un ordinateur ayant les caractéristiques suivantes : processeur 
Intel(R) Xeon(R) CPU E5-2609 v4 @ 1.70GHz, mémoire de 64 Go RAM, 16 cœurs.  
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Conclusion du chapitre 

Ce second chapitre a tout d’abord présenté la démarche qui a permis de sélectionner les 
matériaux d’étude pour ces travaux de thèse, à savoir trois aciers inoxydables de trois familles 
différentes : l’austénitique 304L, le martensitique 415 et le ferritique 430. Quatre couples 
d’alliages ont alors été constitués : 

 austénitique 304L + ferritique 430, 

 austénitique 304L + martensitique 415, 

 martensitique 415 + austénitique 304L, 

 martensitique 415 + ferritique 430. 

La première nuance de chaque couple est utilisée en tant que métal de base et premier fil 
d’apport, tandis que le deuxième alliage est utilisé en tant que second fil d’apport. Associer 
une nuance à une autre permet d’étudier l’effet de leurs différences de coefficient de 
dilatation thermique, et/ou de limite d’élasticité. L’étude des quatre couples permettra alors 
d’étudier l’effet d’au moins une propriété sur l’établissement des déformations et des 
contraintes résiduelles. Dans certains cas, l’effet de la transformation martensitique sera 
également étudié. 

La microstructure générale des aciers a ensuite été détaillée, permettant de mettre en avant 
les différentes phases attendues dans les aciers. Une section plus précise sur les trois familles 
d’aciers inoxydables étudiées a ensuite permis de mettre en avant leurs différences de 
propriétés et de microstructure notamment liées à leur mode de solidification et au cycle 
thermique qu’ils subissent. Quelques diagrammes prédictifs de la microstructure des aciers 
inoxydables en soudage ont également été présentés, ce qui nous aidera à comprendre les 
microstructures formées lors de la fabrication des pièces dans les chapitres quatre et cinq. 

Ensuite, les moyens expérimentaux ont été présentés, à savoir les installations permettant 
de réaliser les pièces mais aussi les différentes méthodes de caractérisations utilisées pour 
les études des chapitres trois à cinq. Les caractérisations thermiques ont permis de valider les 
modèles thermiques présentés dans le chapitre six, mais ont aussi permis de contrôler les 
cycles thermiques des pièces afin de les reproduire sur d’autres pièces. Les caractérisations 
métallurgiques ont permis de définir les phases en présence et les caractérisations 
mécaniques ont permis de contrôler les propriétés mécaniques ainsi que la résistance des 
pièces. La méthode du contour et la diffraction des neutrons qui sont abordées plus en détails 
dans le premier chapitre, ont également été explicitées ici pour apporter les spécificités 
propres à notre étude. 

Pour finir, les modules complémentaires du logiciel COMSOL Multiphysics utilisés dans ces 
travaux ont été sommairement présentés. Ils ont permis de réaliser les simulations thermo-
mécano-métallurgiques du chapitre six portant sur la prédiction des températures, des 
déformations et des contraintes résiduelles après dépôt(s) TIG.  
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Introduction du chapitre 

L’objectif de cette étude est de relier les paramètres du procédé TIG à la géométrie des 
dépôts afin de permettre une meilleure adaptabilité et efficacité des modèles de simulation 
numérique. En effet, cela permet de construire la géométrie des dépôts automatiquement, 
évitant ainsi de déterminer expérimentalement la taille des cordons déposés. Pour ce faire, 
le modèle du disque, développé dans les travaux d’El Cheikh dans le cadre de la fabrication 
additive par laser à jet de poudre (EL CHEIKH, 2012), est adapté ici au cas de dépôts par procédé 
TIG. Le modèle disque est appliqué dans le cas où un fil de même nature que le substrat est 
utilisé, dans le cas où un fil d’une autre nature est déposé, dans le cas où deux fils sont 
mélangés et enfin dans le cas de la construction d’un mur. Par la même occasion, cette étude 
permet de vérifier la régularité, la répétabilité et la reproductibilité des dépôts réalisés, mais 
aussi de choisir les paramètres optimaux pour déposer des cordons de la géométrie souhaitée 
pour le chapitre quatre. Enfin, l’influence des paramètres procédé sur la variation 
géométrique des dépôts est analysée.  
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1 Présentation du plan d’essais 

Des mono-cordons de 304L de 180 mm de long ont été déposés sur des tôles de 304L 
mesurant 200 mm de longueur, 50 mm de largeur et 4 mm d’épaisseur avec le robot Polycar 
MP. Une gamme de paramètres a été testée en faisant varier indépendamment le courant de 
soudage, la vitesse d’avance de la torche et la vitesse de dévidement du fil, chacun sur trois 
niveaux comme présenté dans le Tableau III-1, conduisant à 27 conditions de dépôt testées. 
Certains dépôts ont été réalisés plusieurs fois afin de vérifier leur répétabilité. La géométrie 
des cordons a ensuite été analysée sur des coupes transverses au milieu de chaque cordon, 
comme présenté en Figure III-1-a. Certaines coupes transverses additionnelles ont été 
effectuées au sein d’une même pièce (à 6 et 14 cm du bord de la tôle) afin de vérifier la 
régularité de la géométrie des dépôts le long de ces derniers. Enfin, certains dépôts ont été 
reproduits sur le robot cartésien afin de vérifier la reproductibilité du procédé employé. Après 
polissage et attaque électrolytique à l’acide nitrique, la largeur et la hauteur des dépôts ont 
été mesurées au microscope numérique (Figure III-1-b). 

 

Courant I 

(A) 

Vitesse de soudage Vs 

(cm/min) 

Vitesse de dévidement du fil Vf 

(m/min) 

150 15,0 2,0 

200 22,5 2,8 

250 30,0 3,5 

Tableau III-1 : Niveaux des trois paramètres procédé testés concernant les essais des mono-dépôts 
de 304L sur tôles 304L. 

 

 

Figure III-1 : a) Dimensions des tôles et repères des sections analysées sur les mono-dépôts de 
304L. b) Exemple de mesures de la largeur et de la hauteur sur coupe transverse d’un dépôt après 

attaque électrolytique à l’acide nitrique (70 %).  
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2 Contrôles 

2.1 Contrôle de la répétabilité et de la régularité des dépôts 

La répétabilité des dépôts a été contrôlée en réalisant 3 à 5 fois la même pièce avec des 
paramètres procédé identiques sur 4 des 27 jeux de paramètres investigués. La hauteur et la 
largeur au milieu de chaque dépôt ont ainsi été mesurées. Les résultats sont présentés dans 
la partie gauche de la Figure III-2, où les barres d’erreur représentent les écarts-types associés 
aux séries de mesures. Ces essais montrent qu’un écart maximum par rapport à la valeur 
moyenne s’établit à 5 % et 8 % pour respectivement la largeur et la hauteur du cordon, 
mettant en évidence une bonne répétabilité du robot. 

De même, la régularité des dépôts a été contrôlée en réalisant 3 coupes transverses sur 
chacune des 2 pièces réalisées avec 2 jeux de paramètres différents. Les résultats sont 
présentés dans la partie droite de la Figure III-2 et montrent un écart par rapport à la moyenne 
de 2 % et 3 % maximum pour la largeur et la hauteur, respectivement, mettant en évidence 
une bonne régularité des cordons déposés. 

 

 

Figure III-2 : Largeurs (W) et hauteurs (H) des dépôts des pièces répétées et des coupes transverses 
répétées, mesurées par microscopie numérique. 

Une incertitude a ainsi été calculée avec l’équation III-1, en prenant en compte les 
écarts-types srépétabilité et srégularité respectivement associés à la répétabilité et à la régularité 

de la hauteur et de la largeur des dépôts : 

uc = √srépétabilité2 + srégularité2 (III − 1) 
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Puisque plusieurs dépôts et plusieurs coupes transverses ont été répétées, les valeurs les 
plus grandes de srépétabilité  et de srégularité ont été choisies afin de calculer l’incertitude 

globale uc qui pourra être utilisée pour toutes les conditions d'essai. Ainsi, une incertitude sur 
la largeur de 0,44 mm et de 0,10 mm sur la hauteur sont obtenues. Ces incertitudes ont été 
utilisées pour tracer les barres d’erreur sur la largeur et la hauteur des dépôts obtenus avec 
le robot Polycar MP de la Figure III-4. 

2.2 Contrôle de la reproductibilité 

Une fois le robot cartésien de l’IMN prêt à l’emploi, 4 jeux de paramètres ont été reproduits 
afin de vérifier leur reproductibilité sur le robot cartésien. Le premier constat concerne l’état 
d’oxydation des dépôts, qui est plus prononcé sur les cordons réalisés avec le robot de l’IMN 
(Figure III-3). 

 

 

Figure III-3 : Photos de dépôts réalisés à 200 A, avec une vitesse d’avance de 15 cm/min et un 
dévidement du fil de 3,5 m/min. La tôle du haut a été réalisée avec le robot Polycar MP et celle du 

bas avec le robot cartésien de l’IMN. 

Au vu de la coloration des soudures, la protection gazeuse semble être plus efficace avec le 
robot Polycar. Différents essais ont été de nouveau effectués avec le robot cartésien en 
modifiant le débit de gaz, en changeant la taille du diffuseur et de la buse, et en ajustant le 
stick-out de l'électrode, mais aucune différence notable n'a été observée. Le débit de gaz en 
sortie de la torche a également été contrôlé à l'aide d'un débitmètre, montrant une mesure 
égale au débit choisi. Il est donc probable que l'environnement de soudage soit responsable 
de cette différence d'oxydation, avec un lieu potentiellement plus humide et plus ventilé lors 
des dépôts réalisés avec le robot cartésien. De plus, il a été constaté plus tard la possible 
présence de fuites au niveau de la bague en téflon de la torche et au niveau de l'électrovanne 
qui contrôle l'arrivée de gaz dans le générateur. Le tuyau du générateur, fournissant le gaz 
jusqu'à la torche, a depuis été remplacé, mais après la réalisation de l'ensemble des pièces de 
ces travaux de thèse. Il serait intéressant de reproduire de nouveau un dépôt avec un jeu de 
paramètres testés lors de cette étude afin d'observer si l'état d'oxydation est maintenant 
réduit. 

Malgré cela, la géométrie des cordons reste similaire et globalement dans l’étendue des 
incertitudes déterminées sur le robot Polycar MP, comme présenté en Figure III-4, avec les 
hauteurs et les largeurs mesurées sur les dépôts réalisés à la fois avec le robot Polycar et le 
robot cartésien. 
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Figure III-4 : Largeurs (W) et hauteurs (H) des cordons déposés sur le robot Polycar MP et le robot 
cartésien mesurées par microscopie numérique. 

Les écarts relatifs varient de 1 à 7 % selon les essais. Les valeurs mesurées ne sont pas 
systématiquement supérieures ou inférieures en fonction du robot utilisé, ce qui suggère que 
les différences observées sont probablement dues à la dispersion des mesures. En effet, les 
écarts-types sont du même ordre de grandeur que les différences observées entre les deux 
robots. 

Avec cette étude, une nouvelle incertitude composée a ainsi pu être calculée avec l'équation 
III-2, en prenant en compte l'écart-type associé à la reproductibilité des mesures. Pour cela, 
les écarts-types ont été calculés pour chacune des quatre conditions expérimentales 
reproduites, et le plus grand écart-type a été conservé : 

uc = √srépétabilité2 + srégularité2 + sreproductibilité2 (III − 2) 

Ainsi, les incertitudes composées sont de 0,67 mm pour la largeur et de 0,14 mm pour la 
hauteur. Celles-ci ont été utilisées pour tracer les barres d'erreur sur les graphiques de la 
partie 3 de ce chapitre. 
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2.3 Contrôle de l’influence des paramètres procédé sur la géométrie des 
cordons 

L'ensemble des macrographies des différents dépôts est disponible en Annexe 2. Ceux-ci ont 
été séparés en deux catégories : les dépôts présentant des défauts de manque de fusion et/ou 
d'effondrement, et ceux ne présentant aucun défaut. Parmi les essais réalisés, la majorité des 
cordons déposés avec la plus faible intensité de courant testée (150 A) ont montré des défauts 
de manque de fusion à l’interface entre le cordon et le substrat (Figure III-5-a), voire même 
une fusion insuffisante du fil d’apport (Figure III-5-b), ce qui indique une énergie linéique trop 
faible pour fondre la quantité de matière déposée. Les autres essais n'ont révélé aucun défaut 
particulier (Figure III-5-c). 

Les graphiques présentant les largeurs et les hauteurs des dépôts en fonction des 
paramètres procédé sont disponibles en Annexe 3. Il a été observé que lorsque les autres 
paramètres restent constants, plus le courant de soudage augmente, plus le cordon est large 
et moins il est haut. De plus, plus la vitesse de soudage augmente, moins le cordon est large 
et plus il est haut. Enfin, la largeur du cordon reste stable avec la vitesse de dévidement du 
fil, ou diminue légèrement selon les essais. 

En effet, comme nous le verrons dans la partie 3.1.2.1, c’est l’énergie linéique qui gouverne 
la largeur du bain de fusion. De ce fait, lorsque l’énergie linéique augmente, le bain de fusion 
a tendance à s’étaler, induisant une géométrie de dépôt plus large et moins haute. Alors, plus 
la vitesse de dévidement du fil augmente, plus le cordon est haut sans modifier la largeur de 
celui-ci. 

Ces conclusions sont en accord avec les informations de la littérature, telles que celles 
rapportées dans les travaux de Dinovitzer (DINOVITZER et al., 2019) en TIG, ainsi que de 
Karmuhilan (KARMUHILAN et al., 2018) et Pathak (PATHAK et al., 2020a; b) en SMAW (Shielded 
Metal Arc Welding). 

 

 

Figure III-5 : Dépôt 304L sur 304L : (a) présentant  un manque de fusion, (b) ayant du fil collé, (c) et 
ne présentant pas de défaut.  
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3 Relation paramètres procédé – géométrie de cordon 

3.1 Présentation du modèle disque 

3.1.1 Représentation des dépôts 

Dans ses travaux, El Cheick a constaté, qu’après observation macroscopique selon une vue 
transverse, la géométrie d’un dépôt construit par fabrication additive métallique de fusion 
laser par projection de poudre (Laser Metal Deposition LMD) est toujours une portion de 
disque. Il propose alors un modèle 2D, nommé le modèle disque, consistant à assimiler les 
dépôts à une portion de disque, comme présenté dans la Figure III-6. W représente la largeur 
du cordon, H sa hauteur, S sa section, Rd le rayon du disque associé, r la distance du centre 
du disque par rapport au plan constituant la surface du substrat et S′ la section 
complémentaire à la section S pour obtenir la section totale du disque. L’angle φ peut être 
décrit comme celui reliant le centre du cercle aux deux intersections du cercle avec la surface 
du substrat. Le but du modèle disque est alors de relier la géométrie des dépôts aux 
paramètres du procédé de fabrication additive métallique LMD (EL CHEIKH, 2012; EL CHEIKH et 
al., 2012). Dans le cas du procédé TIG, il est constaté que les dépôts peuvent être également 
assimilés à une portion de disque, comme constaté sur les macrographies présentées dans 
l’Annexe 2.  

 

Figure III-6 : Schéma d’un dépôt assimilé à une portion de disque. 

En fonction de la géométrie des dépôts, la portion de disque peut être décrite de deux 
façons différentes. Dans le premier cas, la surface de la portion de disque est inférieure à la 
surface du demi-disque. Dans le second cas, la section de la portion de disque est supérieure 
à la surface du demi-disque. Il existe alors un cas limite où la section de la portion de disque 
est égale à la demi-section du disque. Cela est décrit par l'équation III-3 : 

S =
πR2

2
=
πW2

8
(III − 3) 
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3.1.2 Relations analytiques théoriques 

3.1.2.1 Relation de la largeur 

Dans ses travaux, El Cheick constate que la largeur des dépôts dépend uniquement de 
l’énergie apportée par le procédé LMD, et non de la quantité de poudre déposée. Cela a  
d’ailleurs aussi été constaté avec le procédé TIG, comme expliqué dans la partie 2.3. Alors, 
dans le but de relier les paramètres du procédé LMD à la largeur du dépôt, El Cheick propose 
d’effectuer un bilan d’énergies entrantes et sortantes entre le substrat et la zone fondue. 
Avec le procédé LMD, il est constaté que les dépôts sont peu pénétrants. La surface d’échange 
par laquelle la chaleur s’évacue de la zone fondue vers le substrat est assimilée à la surface 
d’un disque de diamètre W. Il est supposé que les propriétés physiques du matériau sont 
indépendantes de la température, qu’un état stationnaire est établi et que le substrat est 
considéré comme un volume semi-infini. L’équation III-4 permet alors de relier la largeur du 
cordon aux paramètres du procédé LMD et aux propriétés du substrat (EL CHEIKH, 2012). 

Wthéo = (
4AGlobalP√πα

πk√Vs(Tm − T0)
)

2
3

 (III − 4) 

AGlobal  est un coefficient à optimiser qui intègre le coefficient d’absorption du procédé qui 
n’est pas connu. Il offre ainsi une certaine flexibilité concernant la surface d'échange 
arbitrairement fixée à la surface d'un disque. P correspond à la puissance fournie par le laser, 
Vs la vitesse d’avance, k la conductivité thermique, α la diffusivité thermique, Tm la 
température de fusion et T0 la température ambiante du matériau. Comme mentionné 
précédemment, plus l’énergie linéique augmente, plus le dépôt sera large. Cette évolution 

n’est cependant pas linéaire puisque W dépend de P2/3/V1/3. La forme des dépôts est 
également gouvernée par la vitesse de refroidissement, liée au pompage thermique provoqué 
par le métal de base et le support sur lequel ce dernier repose pendant le dépôt. Les 
mouvements de convection au sein du bain entrent aussi en jeux, dépendants de la 
température mais aussi de la composition chimique de la surface sur laquelle est déposée le 
dépôt, comme constaté dans les travaux de Hautesserre (HAUTESSERRE, 2022). Pour toutes ces 
raisons les propriétés du substrat sont utilisées pour le calcul de la largeur théorique. 

Nous proposons ici d’adapter la relation analytique de la largeur au cas du procédé TIG. Les 
dépôts réalisés dans cette étude ont une pénétration allant de 100 µm à 1,3 mm. Afin de 
mieux représenter la surface d’échange entre la zone fondue et le substrat, il est alors 
proposé de l’assimiler au ¾ d’une sphère, telle qu’illustrée sur la Figure III-7. 

 

Figure III-7 : Schéma de la surface d’échange entre la zone fondue et le substrat. Adapté de (EL 

CHEIKH, 2012). 
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Avec un procédé à l’arc, la puissance de celui-ci se calcule en multipliant le courant par la 
tension de soudage. Dans notre étude, ces derniers sont mesurés à l'aide du système DAQ 
disponible sur le robot Polycar. Tout comme dans le cas d’un procédé utilisant un laser, une 
partie de l’énergie fournie par l’arc est perdue, en partie par le rayonnement de celui-ci. Le 
coefficient AGlobal  intègre alors le coefficient de rendement du procédé, qui n’est pas connu, 
et offre une certaine flexibilité concernant la surface d'échange, arbitrairement fixée au ¾ de 
la surface d'une sphère. La relation analytique de la largeur peut alors être réécrite avec 
l’équation III-5 : 

Wthéo = (
4AGlobalUI√πα

3πk√Vs(Tm − T0)
)

2
3

 (III − 5) 

3.1.2.2 Relation de la section 

Quant à la section du dépôt, dans le cas d’un procédé utilisant du fil, en supposant que la 
totalité du fil dévidé est fondue, elle se calcule à l’aide du diamètre du fil Ø, de la vitesse de 
dévidement du fil Vf et de la vitesse de soudage Vs, selon l’équation III-6 : 

Sthéo =
πØ2

4
×
Vf
Vs
 (III − 6) 

C’est alors le débit massique de matière déposée, soit la vitesse de dévidement du fil ainsi 
que la vitesse d’avance de la torche, qui gouverne la section du cordon. L'effet de la tension 
de surface impose une géométrie arrondie en minimisant l'énergie de l'interface, permettant 
d’assimiler le dépôt à une portion de disque. 

3.1.2.3 Relation de la hauteur 

Connaissant la section Sthéo et la largeur théorique Wthéo, il est alors possible de calculer la 
hauteur théorique Hthéo. Le problème peut alors être décrit par deux cas de figures distincts. 

Cas n°1 : si 𝑆𝑡ℎé𝑜 <
𝜋𝑊𝑡ℎé𝑜

2

8
 

Dans le premier cas (Figure III-6), la portion de disque représentant la section du cordon est 
inférieure à la surface du demi-disque. La relation de Harris et Stocker permet de relier la 
section d’une portion de disque à sa hauteur et sa largeur pour un angle φ compris entre 0 et 
180° (Figure III-6), avec une erreur au plus de 0,8 % (HARRIS et al., 2011). Cette relation est 
décrite par l’équation III-7 : 

Sthéo =
2

3
×Wthéo × Hthéo +

Hthéo
3

2 ×Wthéo
 (III − 7) 

La hauteur peut être déterminée en transformant l’équation III-7 pour la présenter sous sa 
forme canonique, selon l’équation III-8 :  

Hthéo
3 +

4Wthéo
2

3
Hthéo − 2WthéoSthéo = 0 (III − 8) 



Chapitre 3 : Relation entre les paramètres du procédé et la géométrie des cordons dans le cas de dépôts 
sur une tôle de 304L 

96 

Pour résoudre cette équation du troisième degré, il est possible d’appliquer la méthode de 
Cardan. Le déterminant peut alors se calculer avec l’équation III-9 : 

∆ = −(4 × (
4Wthéo

2

3
)

3

+ 27 × (−2WthéoSthéo)
2)

∆ = −
256

27
Wthéo

6 − 108 Wthéo
2 Sthéo

2                       (III − 9)

 

Le déterminant étant négatif, il y a alors une seule solution réelle, permettant de calculer la 
hauteur théorique dépendante de la largeur et de la section théoriques de la portion de 
disque, décrite par l’équation III-10 :  

Hthéo =
√2 × Wthéo  ×  Sthéo +√

−∆
27

2

3

+
√2 × Wthéo  ×  Sthéo − √

−∆
27

2

3

 (III − 10)
 

Cas n°2 : si 𝑆𝑡ℎé𝑜 >
𝜋𝑊𝑡ℎé𝑜

2

8
 

Dans le second cas, la portion de disque représentant la section du cordon est supérieure à 
la surface du demi-disque. L’erreur associée à la relation de Harris et Stocker présentée par 
l’équation III-7 augmente alors drastiquement avec φ (Figure III-6) lorsque φ est supérieur à 
180°. La section théorique du cordon Sthéo, peut cette-fois se calculer avec l’équation III-11 
en calculant la différence entre la section totale du disque et la section complémentaire S′, 
calculée avec la relation de Harris et Stocker pour conserver une précision avec une erreur au 
plus de 0,8 %. 

Sthéo = π × Rthéo
2 − (

2

3
×Wthéo × (2 × Rthéo −Hthéo) +

(2Rthéo − Hthéo)
3

2 ×Wthéo
) (III − 11) 

La distance entre le centre du disque et la surface du substrat peut alors s’exprimer avec 
l’équation III-12 : 

rthéo = Hthéo − Rthéo (III − 12) 

L’application du théorème de Pythagore couplée à l’équation III-12 permet alors de relier le 
rayon du cercle à sa hauteur et sa largeur par l’équation III-13 : 

Rthéo =
4Hthéo

2 +Wthéo
2

8Hthéo
(III − 13) 

Ainsi, grâce à l’équation III-13, l’équation III-11 peut être réduite à une relation entre  Wthéo 
et Hthéo, et résolue, par exemple, en utilisant Matlab avec la fonction « fsolve », avec pour 
inconnue Hthéo. 
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3.1.3 Détermination expérimentale 

La hauteur Hexp  et la largeur Wexp expérimentales des dépôts ont été mesurées par 

microscopie numérique après polissage et attaque électrolytique à l’acide nitrique. 

Ainsi, la section expérimentale de chaque dépôt a été calculée en utilisant la relation de 
Harris et Stocker (HARRIS et al., 2011) décrite par l’équation III-14 dans le cas n°1 ou décrite 
par l’équation III-15 dans le cas n°2 (Figure III-6). 

Cas n°1 : si 𝐻𝑒𝑥𝑝 <
𝑊𝑒𝑥𝑝

2
 

Sexp =
2

3
×Wexp × Hexp +

Hexp
3

2 ×Wexp
 (III − 14) 

Cas n°2 : si 𝐻𝑒𝑥𝑝 >
𝑊𝑒𝑥𝑝

2
 

Sexp = π × Rexp
2 − (

2

3
×Wexp × (2 × Rexp −Hexp) +

(2Rexp − Hexp)
3

2 ×Wexp

)

Rexp =
4Hexp

2 +Wexp
2

8Hexp

 (III − 15) 

3.2 Étude dans le cas où le fil est de même nature que le substrat 

3.2.1 Optimisation du coefficient AGlobal 

Suite aux essais de dépôts de fil 304L sur des tôles de 304L, les largeurs, les hauteurs et les 
sections théoriques et expérimentales ont été déterminées. Les valeurs des constantes 
utilisées pour calculer la largeur théorique, décrite par l’équation III-5, sont présentées dans 
le Tableau III-2 et sont issues de la littérature concernant les propriétés du matériau. Le 
coefficient AGlobal  a été optimisé à l’aide de Matlab avec la fonction « regress »  afin de 
maximiser la corrélation du modèle de la largeur théorique avec les expériences. L’incertitude 
sur AGlobal  est calculée avec l’équation III-16 où bintmax  et bintmin  sont respectivement la 

borne haute et basse de l’intervalle de confiance à 95 %. Diviser par 2 × 1,95996 permet de 
déterminer l’écart-type d’une loi normale centrée avec un intervalle de confiance de 95 %. 

SD =
bintmax − bintmin
2 × 1,95966

 (III − 16) 

 

 𝐀𝐆𝐥𝐨𝐛𝐚𝐥  𝛂 (𝟏𝟎−𝟔𝐦𝟐. 𝐬−𝟏) 𝐤 (𝐖.𝐦−𝟏. 𝐊−𝟏) 𝐓𝐦 (°𝐂) 

 0,3702 ± 0,0063 3,80 15 1400 

Tableau III-2 : Valeurs des constantes utilisées pour calculer les largeurs et hauteurs théoriques 
(ASM HANDBOOK COMMITTEE, 1990b; DAVIS, 1998). 
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La Figure III-8 présente les résultats de la largeur, de la hauteur et de la section mesurées 
expérimentalement en fonction des valeurs théoriques. Les barres d’erreur correspondent 
aux calculs d’incertitude réalisés dans la partie 2.2 de ce chapitre. La même méthodologie a 
été appliquée pour la section S. Afin d'étudier l'écart entre les valeurs théoriques et 
expérimentales, les coefficients de détermination R2 ont été calculés à l'aide de l'équation III-
16 et sont visibles sur chaque graphique, où ŷ représente la valeur calculée par le modèle et 
y̅ la valeur moyenne de la série de mesures expérimentales. 

R2 = 1 −
∑(ŷ − y)2

∑(y̅ − y)2
(III − 16) 

 

Figure III-8 : Graphiques présentant la largeur, la hauteur et la section mesurées 
expérimentalement en fonction de la valeur théorique calculée à partir des paramètres procédé 
après optimisation du coefficient AGlobal dans le cas de dépôts de fil 304L sur des tôles 304L. Les 
marqueurs rouges correspondent aux dépôts présentant des défauts de manque de fusion ou 

d’effondrement n’ayant pas été pris en compte dans les modèles. 

Le modèle ne s’appliquant qu’au cas où les dépôts ne présentent pas de défaut, les essais 
dont les cordons présentent des manques de fusion ont été écartés. Dans cette étude, tous 
les dépôts sans défaut présentaient une géométrie dont le centre du cercle est en-dessous de 
la surface du substrat (cas n°1 de la Figure III-6). Parmi les sept essais écartés, quatre se 
trouvent dans le cas n°1 dont trois qui sont proches du cas limite et trois se trouvent dans le 
cas n°2. 

Comme indiqué sur la Figure III-8, les dépôts présentant des défauts (marqueurs rouges) 
montrent des valeurs considérablement éloignées de celles prédites par le modèle, en 
particulier pour la largeur et la hauteur du cordon. Il est toutefois notable que, bien que le 
modèle reproduise mal la répartition géométrique (H et W) des cordons présentant un défaut 
de fusion, il reproduit fidèlement leur section expérimentale dès lors que la totalité du fil 
déposé est fondue. En effet, un défaut de fusion du fil entraîne une déviation importante au 
modèle, comme l’illustre la section expérimentale située à 23 mm² où des bouts de fil n'ont 
pas fondu correctement et sont restés collés à la surface du cordon. En effet, dans ce cas-ci, 
le dépôt ne peut pas être décrit comme une portion de disque. 

En l’absence de défaut rendant le cordon inapproprié pour une utilisation concrète, les 
résultats mettent en évidence une bonne corrélation entre les mesures expérimentales et les 
valeurs théoriques calculées par le modèle, avec des coefficients de détermination R² proches 
de 1. L’examen des résidus, obtenus en calculant la différence entre les valeurs 
expérimentales et théoriques (Figure III-9), offre une analyse plus fine de l’adéquation entre 
le modèle proposé et les mesures expérimentales. 



Chapitre 3 : Relation entre les paramètres du procédé et la géométrie des cordons dans le cas de dépôts 
sur une tôle de 304L 

99 

 

Figure III-9 : Graphiques présentant les résidus de la largeur, la hauteur et la section, obtenus en 
calculant la différence entre les valeurs expérimentales et théoriques, en fonction de la valeur 

théorique, après optimisation du coefficient AGlobal dans le cas de dépôts de fil 304L sur des tôles 
304L. 

La distribution des résidus relatifs à la section se trouve principalement dans les valeurs 
négatives, ce qui indique une légère surestimation de la théorie par rapport à l'expérience. 
Cela se traduirait donc par une surestimation potentielle de la quantité de matière déposée, 
et donc de la section du dépôt. Pour confirmer cette hypothèse, les tôles ont été pesées avant 
et après les dépôts. Ainsi, la masse déposée réelle a pu être comparée à la masse théorique 
calculée à l'aide de l'équation III-17, où ρ correspond à la masse volumique de l'alliage 304L 
et l la longueur du dépôt : 

mthéo =
Vf × ρ × π × (

Ø
2)

2

× l

Vs
 (III − 17)

 

Il s’avère, qu’en moyenne, une perte de masse de 2,2 % ± 1,3 % est constatée par rapport à 
la masse déposée attendue. Tout d’abord, cela peut s'expliquer par un écart entre la valeur 
de la vitesse de dévidement du fil paramétrée sur le dévidoir et la vitesse réelle. Cela pourrait 
se contrôler alors avec l’utilisation d’un tachymètre pour obtenir la vitesse de dévidement de 
fil réelle. De plus, la perte de masse pourrait être due à des effets non pris en compte par le 
modèle tels que l’évaporation d'éléments d'alliage lors du dépôt. Cependant, il est probable 
que la proportion de ceux-ci soit dépendante des paramètres du procédé tels que l'énergie 
linéique ou la vitesse de dévidement du fil, rendant délicat d’appliquer une correction fixe sur 
Vf. En outre, cette différence de masse est également liée aux régimes transitoires du dépôt. 
En effet, en début de dépôt il y a un temps de latence entre le moment où l'arc est généré et 
le moment où le fil commence à se dévider pour être fondu dans le bain de fusion. De même, 
à la fin du dépôt, il y a un temps de rétractation pendant lequel le fil n'est pas déposé dans le 
bain fondu. Ces temps transitoires sont spécifiques à chaque robot et aux réglages définis par 
l'utilisateur. De plus, il est difficile de quantifier la part de perte de masse due à l'évaporation 
des éléments ou au décalage temporel entre le dévidement/rétraction du fil et le moment où 
il est fondu dans le bain. 
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En ce qui concerne la distribution des résidus relatifs à la largeur et de ceux relatifs à la 
hauteur (Figure III-9), on observe respectivement une légère augmentation et une légère 
diminution de la valeur des résidus avec les valeurs théoriques de W et H. Ces derniers ne 
sont cependant pas systématiquement positifs ou négatifs, et sont au contraire répartis plutôt 
bien autour de zéro. Cette dépendance linéaire pourrait s’expliquer par le modèle analytique 
de la largeur qui ne décrit pas parfaitement le dépôt. En effet, ce modèle décrit par l’équation 
III-5, estime, dès lors que la puissance est supérieure à zéro, que la largeur de la zone fondue 
est positive. Or, cela n'est pas correct puisqu’il est nécessaire de fournir une puissance 
minimale avant de commencer à fondre le métal. Ce modèle pourrait alors avoir un domaine 
de validité sur une plage de puissance utilisée. 

Une deuxième étude a donc été menée sur la largeur et la hauteur des dépôts en modifiant 
le modèle analytique de la largeur, qui sera présenté dans la partie suivante (3.2.2). 

Malgré ces écarts, la superposition des portions de disque théorique et expérimentale sur 
les macrographies, visible sur la Figure III-10 pour chaque dépôt sans défaut, met en évidence 
une très bonne reproduction de la géométrie des dépôts. Ce modèle sera donc utilisé lors des 
simulations numériques présentées dans le chapitre six pour reconstruire automatiquement 
les géométries des dépôts en fonction des paramètres du procédé. 
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Figure III-10 : Représentation de la construction des portions de disque avec les mesures 
expérimentales (courbes vertes) et les données issues du modèle (courbes rouges) après 

optimisation du coefficient AGlobal dans le cas de dépôts de fil 304L sur des tôles 304L. La droite 
noire représente la surface du substrat. Les axes sont gradués en mm, et le titre de chaque figure 

indique l’intensité de soudage, la vitesse de dépôt et la vitesse de dévidement du fil utilisée pour le 
dépôt. Les 4 dernières macrographies correspondent aux essais reproduits sur le robot cartésien. 

3.2.2 Ajout d’un coefficient constant dans la relation analytique de la largeur 

Comme mentionné précédemment, le modèle analytique de la largeur estime que la largeur 
de la zone fondue est positive dès lors que la puissance de soudage est supérieure à zéro. 
Cependant, il est nécessaire d'appliquer une puissance minimale avant de commencer à 
fondre le métal. Afin de prendre en considération cet aspect, le modèle de la largeur a été 
modifié en ajoutant une constante, cst comme présenté dans l'équation III-18 : 

Wthéo = (
4AGlobalUI√πα

3πk√Vs(Tm − T0)
)

2
3

+ cst (III − 18) 
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En étant négative, cette constante permet d’estimer que la largeur est positive, à partir 
d’une puissance P minimale. La Figure III-11 illustre l’effet d’ajouter une constante sur le 
modèle de la largeur pour trois vitesses de soudage Vs différentes. 

 

Figure III-11 : Illustration du modèle de la largeur avec ou sans constante cst dans la relation 
analytique. Pour le modèle sans la constante AGlobal = 0,3702. Pour le modèle avec la constante 

AGlobal = 0,474 et cst = -1,81. 

Il est constaté que le nouveau modèle est inférieur à l’ancien jusqu’à une certaine valeur de 
la puissance, dépendant de la vitesse de soudage, puis il devient supérieur au-delà. Cette 
méthode permettrait alors de s’approcher au mieux des données expérimentales. En effet, 
pour des faibles valeurs de la largeur, et donc pour des puissances plus faibles, le modèle 
surestimait la largeur par rapport aux données expérimentales (Figure III-9), tandis qu’il le 
sous-estimait pour des largeurs plus élevées, donc pour des puissances plus élevées. 

Le modèle a alors été de nouveau optimisé en ajustant le coefficient AGlobal et le 
coefficient cst, ce qui a permis d’obtenir les valeurs AGlobal = 0,474 ± 0,036 et                     
cst = −1,81 ± 0,60 mm. Les nouveaux résultats de la largeur et de la hauteur sont présentés 
dans la Figure III-12. La section n'est pas présentée à nouveau car son calcul est indépendant 
de celui de la largeur. Les modifications apportées n'ont alors pas d'impact sur le calcul de la 
section via le modèle. Il est constaté tout d'abord une meilleure adéquation entre modèles et 
expérimentations pour la largeur et la hauteur, avec des coefficients de détermination 
passant respectivement de 0,93 à 0,95 et de 0,94 à 0,95. 
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Figure III-12 : Graphiques présentant la largeur et la hauteur mesurées expérimentalement en 
fonction de la valeur théorique calculée à partir des paramètres procédé après optimisation des 

coefficients AGlobal et cst dans le cas de dépôts de fil 304L sur des tôles 304L. 

De plus, l’analyse des résidus, présentée en Figure III-13, met en avant une répartition plus 
aléatoire des valeurs autour zéro, moins dépendante de la valeur théorique de la largeur et 
de la hauteur. 

 

Figure III-13 : Graphiques présentant les résidus relatifs à la largeur et à la hauteur, obtenus en 
calculant la différence entre les valeurs expérimentales et théoriques, en fonction de la valeur 

théorique, après optimisation des coefficients AGlobal et cst dans le cas de dépôts de fil 304L sur des 
tôles 304L. 

La relation analytique de Wthéo utilisant la constante semble effectivement améliorer le 
modèle du disque et sera alors à privilégier pour prédire de façon plus précise la géométrie 
des dépôts. La superposition des macrographies avec la nouvelle reconstruction de la portion 
de disque théorique et les résultats expérimentaux sont présentés en Annexe 4 pour chaque 
dépôt sans défaut. 

Cette étude ayant été réalisée après celles concernant les simulations du chapitre six, le 
modèle analytique de la largeur sans la constante a été utilisé pour construire la géométrie 
des dépôts simulés. Les résultats satisfaisants obtenus avec le modèle sans la constante 
(Figure III-10), justifie tout de même son utilisation. 
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3.3 Étude dans le cas où le fil n’est pas de même nature que le substrat 

Le modèle disque a été appliqué dans le cas où un fil de composition chimique différente 
est déposé sur le substrat 304L, ainsi que dans le cas où deux fils de compositions chimiques 
différentes sont mélangés. Pour cela, plusieurs configurations expérimentales ont été 
réalisées avec le robot cartésien. Chaque configuration de dépôt pour les différents fils ainsi 
que leur proportion respective sont présentées dans le Tableau III-3. Pour chaque 
configuration, 4 essais ont été effectués en utilisant les paramètres indiqués dans le Tableau 
III-4, donnant un total de 32 conditions de dépôt testées. 

Parmi les 32 conditions testées, 6 essais ont présenté des irrégularités ou des défauts de 
manque de fusion, liés à une énergie insuffisante pour fondre correctement le(s) fil(s), 
justifiant leur exclusion pour l’analyse du modèle. 

 

Configurations Fil 1 Fil 2 

1  - 

2  

3 

4 

5  - 

6 

7 

8 

Tableau III-3 : Configurations testées indiquant les fils déposés et leur proportion. 

 

N° essai I (A) V
s
 (cm/min) V

f
 (m/min) 

1 150 30 2,0 

2 200 30 3,5 

3 200 15 2,8 

4 250 15 3,5 

Tableau III-4 : Paramètres de dépôt pour chaque configuration de fils déposés. 
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3.3.1 Optimisation du coefficient AGlobal 

Trois niveaux d’optimisation sont considérés, le premier correspond à l’optimisation du 
coefficient AGlobal  sur l’ensemble de la série de données. Ensuite l’optimisation a été réalisée 
en fonction de la nature des fils déposés, menant à trois coefficients AGlobal , un pour chacun 
des fils, en appliquant une loi des mélanges sur ces coefficients dépendante de la proportion 
des fils déposés. Enfin, huit optimisations du coefficient AGlobal  ont été réalisées pour 
chacune des configurations de dépôt réalisées. 

3.3.1.1 Sur l’ensemble de la série de mesure 

Dans un premier temps, AGlobal  a été optimisé sur l’ensemble de la série de mesures, soit 
26 conditions expérimentales, menant à une valeur de 0,377 ± 0,019, qui est peu différente 
de la valeur obtenue dans l’étude précédente sur les dépôts de 304L (0,3702). La Figure III-14 
présente les résultats de la largeur, de la hauteur et de la section des cordons mesurées 
expérimentalement en fonction des valeurs théoriques, ainsi que les coefficients de 
détermination R2 pour chaque modèle. 

 

Figure III-14 : Graphiques présentant la largeur, la hauteur et la section mesurées 
expérimentalement en fonction de la valeur théorique calculée à partir des paramètres procédé 

après optimisation du coefficient AGlobal  sur l’ensemble de la série de mesure dans le cas de dépôts 
de fil 430 ou 415, ou du dépôt d’un mélange de fils 304L – 430 ou 304L – 415 sur des tôles 304L. 

Le modèle analytique de la section présente une bonne correspondance avec l'expérience, 
avec un coefficient de détermination R2 de 0,89. En ce qui concerne la largeur, le modèle est 
moins précis, avec un coefficient de détermination R2 de 0,78. Enfin, la hauteur n'est pas 
correctement décrite par le modèle, avec un R2 négatif à -2,47. Les résidus sont présentés 
dans la Figure III-15 et la superposition des macrographies avec les portions de disque 
théorique et expérimentale est visible dans la Figure III-16 pour chaque dépôt ne présentant 
pas de défaut. 
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Figure III-15 : Graphiques présentant les résidus de la largeur, la hauteur et la section, obtenus en 
calculant la différence entre les valeurs expérimentales et théoriques, en fonction de la valeur 

théorique, après optimisation du coefficient AGlobal  sur l’ensemble de la série de mesure dans le cas 
de dépôts de fil 430 ou 415, ou du dépôt d’un mélange de fils 304L – 430 ou 304L – 415 sur des 

tôles 304L. 

Comme lors de l'étude précédente, les résidus de la largeur et de la hauteur semblent 
montrer respectivement une légère croissance et décroissance en fonction des valeurs 
théoriques. Quant aux résidus de la section, ils montrent une décroissance avec les valeurs 
théoriques, mettant en avant un écart plus important par rapport au modèle à mesure que 
l'énergie linéique augmente. Dans les trois cas, aucune tendance claire n'est observée entre 
les résidus et la proportion ou la nature des fils.  

Il est constaté que les dépôts sont moins bien représentés que lors de l'étude précédente 
concernant le dépôt de fil 304L, en particulier pour les dépôts les plus étroits. Il semblerait 
alors qu’utiliser un seul coefficient AGlobal  dans la relation analytique de la largeur ne 
permette pas de représenter correctement la géométrie des dépôts. 

Il est intéressant de préciser que pour les dépôts les plus étroits, la largeur est 
systématiquement surestimée et la hauteur sous-estimée tandis que pour les dépôts les plus 
larges, le contraire est constaté. Cette observation nous permet de pressentir quant à la 
nécessité, cette fois-ci encore plus marquée, d’ajouter un terme constant dans la relation de 
la largeur théorique qui permettrait d’équilibrer ces différences comme illustré sur la Figure 
III-11. Cela sera alors étudié dans la partie 3.3.2. 
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Figure III-16 : Représentation de la construction des portions de disque avec les mesures 
expérimentales (courbes vertes) et les données issues du modèle (courbes rouges) après 

optimisation du coefficient AGlobal sur l’ensemble de la série de mesure dans le cas de dépôts de fil 
430 ou 415, ou du dépôt d’un mélange de fils 304L – 430 ou 304L – 415 sur des tôles 304L. La droite 
noire représente la surface du substrat. Les axes sont gradués en mm, et le titre de chaque figure 
indique l’intensité de soudage, la vitesse de dépôt, la vitesse de dévidement du (des) fil(s) et les 

proportions de fils déposés. 
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3.3.1.2 Pour chaque métal d’apport 

Une seconde étude a été menée en optimisant trois coefficients AGlobal , soit un pour chaque 
métal d’apport, sur l’ensemble de la série de mesure, et en appliquant une loi des mélanges 
en fonction de la proportion de fil utilisée p, comme décrit par l'équation III-19. Au total, trois 
coefficients sont donc optimisés avec 26 conditions expérimentales. 

Wthéo = (p304L × AGlobal304L
2
3 + p430 × AGlobal430

2
3 + p415 × AGlobal415

2
3)

× (
4UI√πα

3πk√Vs(Tm − T0)
)

2
3

 (III − 19)

 

L'optimisation conduit à des coefficients AGlobal de 0,397 ± 0,049, 0,354 ± 0,045 et 
0,375 ± 0,044 respectivement pour les fils de 304L, 430 et 415. Ces résultats ne modifient pas 
fondamentalement la représentation des dépôts par rapport au cas où un seul coefficient 
AGlobal  est optimisé, puisque des coefficients de détermination de 0,78 et -2,40 sont obtenus 
respectivement pour la largeur et la hauteur contre 0,78 et -2,47 précédemment. Alors, 
optimiser trois coefficients AGlobal  dépendants de la nature des fils ne permet pas non plus 
de modéliser correctement la géométrie des dépôts. Les résultats sont néanmoins disponibles 
dans l’Annexe 5. 

3.3.1.3 Pour chaque catégorie de mélanges étudiés 

Une troisième étude a été menée en optimisant huit coefficients AGlobal  pour les huit 
configurations de fil(s) déposé(s). Ainsi, trois à quatre mesures expérimentales ont été 
utilisées pour optimiser chaque coefficient AGlobal . Des coefficients de détermination de 0,80 
et -2,28 sont obtenus respectivement pour la largeur et la hauteur témoignant que cette 
méthode ne permet pas de modéliser correctement la géométrie des dépôts. Bien que les 
coefficients R2 soient plus élevés que dans les deux études précédentes, cela reste toujours 
insuffisants pour prédire les géométries des dépôts. Les résultats sont toutefois disponibles 
dans l’Annexe 6. 

3.3.2 Optimisation des coefficients AGlobal et cst 

A la vue des résultats obtenus dans la partie 3.3.1, contrairement au cas où le fil 304L est 
déposé sur un substrat 304L, lorsque deux fils sont mélangés, il semblerait que la relation 
théorique de la largeur sans coefficient constant ne permette pas de prédire de manière 
satisfaisante la géométrie des dépôts. De ce fait, l’étude a été poursuivie en considérant le 
coefficient constant dans la relation de la largeur théorique. 

Comme précédemment, trois niveaux d’études sont considérés. Le premier est de réaliser 
l’optimisation du coefficient AGlobal  et du coefficient constant cst sur l’ensemble de la série 
de données. Ensuite une optimisation de trois coefficients AGlobal  et de trois coefficients cst 
a été réalisée dépendamment de la nature des fils déposés en appliquant une loi des 
mélanges sur ces coefficients. Enfin, huit optimisations des coefficients AGlobal et cst ont été 
réalisées pour chacune des configurations de dépôt réalisées. 

3.3.2.1 Sur l’ensemble de la série de mesure 

En considérant le coefficient constant dans la relation théorique, une première optimisation 
du coefficient AGlobal  et de cst a été réalisée sur l’ensemble de la série de données, menant 
aux valeurs respectives de 0,811 ± 0,064 et -6,97 ± 0,90. 
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La Figure III-17 présente les résultats de la largeur et de la hauteur des cordons mesurées 
expérimentalement en fonction des valeurs théoriques, ainsi que les coefficients de 
détermination R2 pour chaque modélisation. La section n'est pas présentée de nouveau car 
son calcul est indépendant de celui de la largeur.  

 

Figure III-17 : Graphiques présentant la largeur et la hauteur mesurées expérimentalement en 
fonction de la valeur théorique calculée à partir des paramètres procédé après optimisation des 
coefficients AGlobal et cst sur l’ensemble de la série de mesure dans le cas de dépôts de fil 430 ou 

415, ou de dépôts d’un mélange de fils 304L – 430 ou 304L – 415 sur des tôles 304L. 

Les résultats montrent une nette amélioration du coefficient de détermination R2 de la 
largeur par rapport aux optimisations sans le coefficient cst, passant de 0,80 à 0,94. Le 
coefficient de détermination de la hauteur a également augmenté, mais ce dernier est 
toujours négatif à -0,22. 

Les résidus sont présentés dans la Figure III-18 et montrent une bonne répartition autour de 
zéro sans dépendance linéaire claire, contrairement aux études précédentes sans coefficient 
constant. 

 

Figure III-18 : Graphiques présentant les résidus relatifs à la largeur et sur la hauteur, obtenus en 
calculant la différence entre les valeurs expérimentales et théoriques, en fonction de la valeur 
théorique, après optimisation des coefficients AGlobal et cst sur l’ensemble de la série de mesure 

dans le cas de dépôts de fil 430 ou 415, ou de dépôts d’un mélange de fils 304L – 430 ou 304L – 415 
sur des tôles 304L. 
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La superposition des macrographies avec les portions de disque théoriques et 
expérimentales sont visibles en Figure III-19 pour chacun des dépôts ne présentant pas de 
défaut. 

 

Figure III-19 : Représentation de la construction des portions de disque avec les mesures 
expérimentales (courbes vertes) et les calculs théoriques (courbes rouges) après optimisation des 
coefficients AGlobal et cst sur l’ensemble de la série de mesure dans le cas de dépôts de fil 430 ou 

415, ou du dépôt d’un mélange de fils 304L – 430 ou 304L – 415 sur des tôles 304L. La droite noire 
représente la surface du substrat. Les axes sont en mm, et les titres de chaque figure indiquent le 
courant de soudage, la vitesse de dépôt, la vitesse de dévidement du (des) fil(s) et les proportions 

de fils déposés. 
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Bien que la représentation de la géométrie des dépôts par le modèle ait été améliorée par 
rapport aux études précédentes, elle n'est pas encore suffisamment prédictive, en particulier 
pour les dépôts étroits. L'ajout d'un coefficient constant à la relation de la largeur et 
l’optimisation d’un coefficient AGlobal  et d’un coefficient cst sur l’ensemble de la série de 
donnée permet donc d'améliorer la représentation des dépôts mais n’est pas suffisant. 

3.3.2.2 Pour chaque métal d’apport 

Une autre étude a donc été menée, en optimisant trois coefficients AGlobal et trois 
coefficients cst, et en appliquant une loi des mélanges en fonction des proportions de fils 
utilisées, comme décrit par l'équation III-20. Au total, six coefficients sont donc optimisés avec 
26 conditions expérimentales. 

Wthéo = (p304L × AGlobal304L
2
3 + p430 × AGlobal430

2
3 + p415 × AGlobal415

2
3)                

          × (
4UI√πα

3πk√vs(Tm − T0)
)

2
3

 + p304L × cst304L + p430 × cst430 + p415 × cst415

(III − 20) 

Cette solution semble légèrement améliorer la représentation de la largeur et de la hauteur, 
puisque leur coefficient de détermination passe respectivement de 0,94 à 0,96 et de -0,22 
à -0,18. Cependant, pour deux dépôts (100 % 430 et 50 % 415 à 150 A, 30 cm/min et 2m/min) 
qui sont proches de la limite entre le cas n°1 et le cas n°2 (Figure III-6), les données théoriques 
représentent une portion de disque dont le centre est au-dessus de la surface du substrat, 
tandis qu'expérimentalement ils se trouvent en dessous de la surface du substrat. L'ensemble 
des résultats est présenté dans l'Annexe 7, où la superposition des portions de disques aux 
macrographies ne montre pas d'amélioration nette par rapport à l'étude précédente. 

3.3.2.3 Pour chaque catégorie de mélanges étudiées 

Enfin, une optimisation de huit coefficients AGlobal  et de huit coefficients cst a été réalisée 
pour chacune des configurations de fil(s) déposé(s). Ainsi, trois à quatre mesures 
expérimentales ont été utilisées pour optimiser chaque couple de coefficients AGlobal  et cst.  

La Figure III-20 présente les largeurs et hauteurs expérimentales en fonction des valeurs 
théoriques, ainsi que les coefficients de détermination R2 associés aux modèles. Il est 
constaté qu'avec cette méthode, le coefficient R2 est de 0,98 pour la largeur et cette fois-ci 
positif, avec une valeur de 0,30 pour la hauteur, mettant en avant une nette amélioration de 
la modélisation de la largeur et de la hauteur. 
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Figure III-20 : Graphiques présentant la largeur et la hauteur mesurées expérimentalement en 
fonction de la valeur théorique calculée à partir des paramètres procédé après optimisation des 

coefficients AGlobal et cst pour chaque configuration de dépôt de fil(s) (fil 430 ou 415, ou mélange de 
fils 304L – 430 ou 304L – 415 sur des tôles 304L). 

La Figure III-21 présente les résidus de la largeur et de la hauteur et met en évidence une 
bonne répartition autour de zéro, avec une amplitude plus faible par rapport au cas précédent 
suggérant un écart moins important entre les valeurs théoriques et expérimentales. 

 

Figure III-21 : Graphiques présentant les résidus de la largeur et la hauteur, obtenus en calculant la 
différence entre les valeurs expérimentales et théoriques, en fonction de la valeur théorique, après 

optimisation des coefficients AGlobal et cst pour chaque configuration de dépôt de fil(s) (fil 430 ou 
415, ou mélange de fils 304L – 430 ou 304L – 415 sur des tôles 304L). 

La superposition des macrographies avec les portions de disque théoriques et 
expérimentales est visible dans la Figure III-22 pour chacun des dépôts ne présentant pas de 
défaut. Cette fois-ci, la représentation des dépôts est nettement améliorée, avec à la fois une 
largeur et une hauteur correctement représentées. 
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Figure III-22 : Représentation de la construction des portions de disque avec les mesures 
expérimentales (courbes vertes) et les calculs théoriques (courbes rouges) après optimisation des 

coefficients AGlobal et cst pour chaque configuration de dépôt de fil(s) (fil 430 ou 415, ou mélange de 
fils 304L – 430 ou 304L – 415 sur des tôles 304L). La droite noire représente la surface du substrat. 
Les axes sont en mm, et les titres de chaque figure indiquent le courant de soudage, la vitesse de 

dépôt et la vitesse de dévidement du (des) fil(s) et les proportions de fils déposés. 
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Les valeurs des coefficients AGlobal  et cst optimisés en fonction des proportions de fil 
déposées sont présentées dans la Figure III-23. 

 

Figure III-23 : Variation des paramètres optimisés AGlobal et cst en fonction des proportions de fil a) 
430 et b) 415. 

A la vue des barres d’erreur, il ne serait pas impossible qu’en réalité les valeurs de AGlobal  
et de cst soit indépendantes de la proportion des fils déposés. Le fait de n'avoir que trois ou 
quatre configurations expérimentales par catégorie de mélange pourrait expliquer ces 
grandes incertitudes. Davantage d'essais seraient nécessaires pour confirmer la relation entre 
AGlobal  et cst, et les proportions de fils déposés. Il est aussi nécessaire de préciser que le 
réglage de la position des fils, et plus précisément de la distance entre le fil et l'électrode, 
peut avoir un effet sur la géométrie des dépôts, ce qui a été observé lors des expériences, 
notamment pour les essais à faible énergie linéique. Malgré un réglage le plus précis possible, 
l'installation actuelle du robot cartésien ne permet pas d'être certain de pouvoir maintenir 
une position constante des fils pendant le dépôt, et de le reproduire correctement entre 
chaque essai. Cela peut s’illustrer par la Figure III-24 présentant une allure irrégulière des 
dépôts liée à un léger mouvement du (des) fil(s) pendant le dépôt (ces dépôts n’ont pas été 
pris en compte dans l’étude en raison des défauts qu’ils présentent). En effet, seul un dévidoir 
sur les deux utilisés possède des galets redresseurs, et ce dernier se trouve relativement loin 
de la torche, ce qui implique que la gaine qui maintient le fil, est courbée après que le fil ait 
été redressé. Cette difficulté à maîtriser la position de l'arrivée des fils malgré toutes les 
précautions prises pourrait expliquer la grande incertitude sur les coefficients  AGlobal et cst. 
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Figure III-24 : Exemple de cordons présentant des irrégularités en raison du mouvement du (des) 
fil(s) pendant le dépôt. Ces dépôts n’ont pas été pris en compte dans l’étude en raison des défauts 

qu’ils présentent. 

En supposant qu’aucune relation n’existe entre AGlobal  (et cst) et les proportions de fils 
déposés, et avec une installation permettant de maintenir et reproduire parfaitement la 
position des fils (comme cela a été le cas avec le robot Polycar MP), les coefficients obtenus 
avec les essais 100 % 304L  auraient dû être identiques à ceux obtenus lors des mélanges de 
fils. Cela signifierait qu’une étude des configurations expérimentales n’utilisant qu’un seul fil 
à la fois pourrait permettre de décrire les morphologies des dépôts pour plusieurs types de fil 
utilisés ou pour toutes les proportions de deux fils déposées. Cette hypothèse appuierait 
d’ailleurs le fait que la largeur du bain de fusion ne dépend que de l’énergie linéique et des 
propriétés du substrat comme vue dans la partie 3.1.2.1, et est donc indépendante du fil 
déposé. Cependant, le modèle disque, et particulièrement celui sans la constante dans la 
relation de la largeur, pourrait être valide à partir d’une puissance minimale, fournie par le 
procédé, variable selon les propriétés du (des) fil(s), et particulièrement selon sa (leur) 
température de fusion. 

3.4 Étude dans le cas d’un mur en 304L 

3.4.1 Application du modèle 

Pour conclure ce chapitre, le modèle disque a été appliqué dans le cas de la construction 
d'un mur comportant 11 passes, utilisant la nuance 304L à la fois comme fil d'apport et 
comme substrat. La première passe a été réalisée avec une intensité de 250 A, tandis que les 
10 autres passes ont été effectuées à 220 A. Une vitesse d'avance de 25 cm/min a été choisie, 
ainsi qu'une vitesse de dévidement du fil de 5 m/min pour l'ensemble des passes, permettant 
la construction d’un mur sans défaut. Une coupe transverse du mur construit avec le robot 
cartésien est présentée dans la Figure III-25. 
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Figure III-25 : Vue transverse du mur construit avec le fil 304L après attaque au réactif de Marble. 

Les largeurs, hauteurs et sections expérimentales et théoriques ont été déterminées et 
comparées. Pour le calcul de la largeur théorique, les paramètres du Tableau III-2 ont été 
utilisés, relatifs à l'optimisation du coefficient AGlobal  des essais de dépôt du fil 304L sur un 
substrat 304L (partie 3.2.1 de ce chapitre). En raison de la superposition des couches, seule la 
largeur de chaque dépôt est mesurable. Celle-ci a été mesurée au niveau de la base 
d'accroche de chaque dépôt, comme indiqué par les lignes noires sur la Figure III-25. La 
hauteur et la section expérimentale n'ont pu être déterminées que pour la dernière passe. 
Les résultats des valeurs expérimentales et théoriques en fonction du numéro de la passe 
sont présentés dans la Figure III-26. 

 

Figure III-26 : Largeur, hauteur et section théorique et expérimentale en fonction du numéro de la 
passe dans le cas de la construction d’un mur avec le fil 304L. 
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Il est constaté que l'optimisation du coefficient AGlobal , effectuée dans la partie 3.2.1, 
permet de représenter correctement la largeur du premier dépôt du mur. Ce résultat est 
attendu étant donné que ce dépôt a été réalisé dans les mêmes conditions. Cependant, dès 
la deuxième passe, l'optimisation n'est plus correcte et la largeur des dépôts est surestimée 
par le modèle. Cela peut s'expliquer par la forme de la surface sur laquelle le cordons n°2 et 
les suivants sont déposés, qui est arrondie et étroite, contrairement à la première passe où la 
surface est plane et plus large. Cette différence de forme influence alors l’énergie utile fournie 
par l’arc qui est réellement utilisée pour créer le bain de fusion. Cela est notamment illustré 
par l’étude de Zhou étudiant le comportement de l’arc en fonction de la largeur du mur 
construit avec une intensité constante (ZHOU et al., 2022). En effet, il a été constaté que plus 
la largeur du mur est faible, plus l’énergie de l’arc perdue est importante, ne contribuant pas 
alors à établir le bain de fusion. Cela signifie alors que la valeur de 0,3702 pour le coefficient 
AGlobal  n’est plus correcte lorsqu’un cordon est déposé sur une surface plus étroite. AGlobal  
devrait alors être réduit pour représenter au mieux l’énergie utile servant à établir le bain de 
fusion lors de l’empilement des couches. Il est également observé que la passe n°2 et les 
suivantes ont en moyenne une largeur de 6,30 ± 0,31 mm. L'écart-type est inférieur à 
l'incertitude sur la largeur calculée lors des études de répétabilité, de régularité et de 
reproductibilité (partie 2.1 et 2.2 de ce chapitre). Ce résultat suggère qu'un seul coefficient 
AGlobal , pourrait être optimisé pour l'ensemble des passes déposées sur un précédent dépôt. 
Cela est en accord avec notre hypothèse, puisque les paramètres procédé sont constants de 
la passe 2 à 11. La largeur sur laquelle sont déposées les dépôts est alors censée être 
constante, impliquant en effet un coefficient d’absorption constant. 

En outre, pour la dernière passe, la hauteur et la section ne sont pas correctement 
reproduites. Si la largeur n'est pas correctement représentée, il est naturel que la hauteur ne 
le soit pas non plus. Cependant, il est important de noter que si la section n'est pas 
correctement décrite, c'est parce que, lors de la superposition des couches, une quantité non 
négligeable de la passe du dessous est refondue, contribuant aux dimensions de la nouvelle 
portion de disque. Ainsi, la relation de la section doit prendre en compte, non seulement la 
quantité de matière nouvellement déposée, mais aussi celle refondue dans la passe 
précédente. Ceci est illustré dans la Figure III-27. En conséquence, l'équation III-6 présentée 
dans la partie 3.1.2.2 n'est plus valide dans le cas de la construction d'un mur ou de toute 
autre configuration impliquant un cordon déposé sur une surface non plane, ou celle 
impliquant la refonte d'une couche précédente présente dans la portion de disque. 
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Figure III-27 : Schéma illustrant la section des dépôts représentés par des portions de disque lors de 
la superposition des cordons. 

3.4.2 Adaptation du modèle 

Afin de prédire de manière plus précise la géométrie des dépôts lors de la construction d'un 
mur, le coefficient AGlobal a été de nouveau optimisé, tout en tenant compte de la section 
refondue contribuant à la section totale pour les passes n°2 à 11. 

L'utilisation d'un coefficient AGlobal  de 0,2074  ± 0,0056 pour les passes n°2 à 11 permet 
d'obtenir une largeur qui se rapproche au maximum de la largeur moyenne mesurée 
expérimentalement, comme le montre la Figure III-28-a. En connaissant la largeur W(n) de la 
passe n, il devient possible de calculer la section refondue dans la passe n-1. Cette section 
refondue correspond à toute la portion de disque de la passe n-1 située au-dessus du segment 
horizontal de longueur W(n) interceptant la portion de disque de la passe n-1. Cela est illustré 
sur la Figure III-27 pour les passes 1 et 2. La section totale de la portion de disque peut alors 
être recalculée ainsi que la hauteur telle que décrite dans la partie 3.1.2 de ce chapitre. La 
largeur, la hauteur et la section théorique et expérimentale en fonction du numéro de la passe 
sont présentées dans la Figure III-28. Une nette amélioration du modèle de la hauteur et de 
la section par rapport aux données expérimentales de la dernière passe est observée, comme 
le montre la Figure III-28-b et c. La superposition des portions de disque théoriques et 
expérimentales sur la macrographie du mur est présentée dans la Figure III-29. 
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Figure III-28 : Largeur, hauteur et section théorique et expérimentale en fonction du numéro de la 
passe dans le cas de la construction d’un mur avec le fil 304L après adaptation du modèle. 

 

Figure III-29 : Illustration de la reconstruction d’un mur de 11 passes réalisé avec le fil 304L après 
adaptation du modèle, superposée à la macrographie de la coupe transverse du mur après attaque 

au réactif de Marble. 
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Les écarts observés entre le modèle et l'expérience sont liés à la difficulté de centrer 
précisément les passes les unes par rapport aux autres lors des expériences, ce qui entraîne 
des déviations de celles-ci. De plus, la largeur à la base de chaque portion de disque varie 
légèrement expérimentalement d'une passe à l'autre. Par conséquent, le modèle sous-estime 
ou surestime la largeur en fonction des différentes passes. 

De manière générale, on constate que cette méthode permet de représenter correctement 
l'ensemble du mur et de prédire fidèlement sa largeur, sa hauteur et sa section globale. 
Cependant, il serait nécessaire de réaliser davantage d'essais en faisant varier les paramètres 
de dépôt, tels que l'intensité ou la vitesse de soudage, afin de vérifier si un coefficient AGlobal  
de 0,2074  permettrait toujours de prédire la géométrie de la deuxième passe et des suivantes 
pour un mur construit avec le fil 304L.  
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Conclusion du chapitre 

L'étude menée a permis de vérifier la répétabilité, la régularité et la reproductibilité des 
dépôts TIG, ce qui est essentiel lors de l'étude de la géométrie des cordons en fonction des 
paramètres du procédé. Les résultats obtenus sont conformes à la littérature en ce qui 
concerne l'évolution de la géométrie des dépôts en fonction de l'intensité de soudage, de la 
vitesse de soudage et de la vitesse de dévidement du fil. 

De plus, il a été démontré que le modèle du disque, initialement développé dans le cas de 
la fabrication par laser à jet de poudre, est également adaptable au procédé TIG. Plus 
précisément, la relation analytique de la section, qui dépend du diamètre du fil, de la vitesse 
d'avance et de la vitesse de dévidement du fil, permet de reproduire avec précision la section 
des dépôts, malgré une légère surestimation de la quantité de matière déposée. Cette 
conclusion reste valide, indépendamment de la nature du fil utilisé dans cette étude. 

Concernant la relation analytique développée par El Cheick permettant de calculer la largeur 
théorique, elle permet de représenter correctement la géométrie des dépôts lorsque le 
substrat et le fil sont en acier inoxydable 304L. Dans ce cas-ci, l'ajout d'un coefficient constant, 
prenant en compte le fait que la largeur des dépôts est supérieure à zéro à partir d'une 
puissance de soudage minimale, améliore légèrement la prédiction de la géométrie des 
dépôts par le modèle, mais sans changement majeur par rapport aux résultats sans ce 
coefficient constant. Il a été observé que la hauteur des dépôts est correctement décrite 
lorsque la largeur et la section sont bien reproduites, puisque celle-ci dépend des deux autres 
grandeurs. 

L'étude a également été étendue aux cas où un autre fil est déposé sur une tôle de 304L, ou 
lorsque deux fils sont déposés simultanément. Le coefficient constant a montré encore plus 
d’avantages à être utilisé par rapport à l’étude précédente afin de reproduire au mieux la 
géométrie des dépôts. Une optimisation individuelle des coefficients AGlobal  et cst pour 
chaque mélange a été nécessaire. Cependant, il a été observé que la position du fil a un effet 
non négligeable sur la morphologie des dépôts. Il est alors probable qu'en contrôlant plus 
précisément la position des fils par rapport à l'électrode, il ne soit pas nécessaire d’ajuster de 
nouveaux ces coefficients, puisqu’ils ne dépendraient que des échanges thermiques ayant 
lieu entre la zone fondue et le substrat. 

Le modèle disque a ensuite été appliqué au cas de la construction d’un mur de 11 passes 
réalisé avec le fil 304L. Il est constaté qu’il est nécessaire d’optimiser de nouveau le coefficient 
AGlobal  pour les passes n°2 et plus pour tenir compte des nouvelles conditions d’échanges 
thermiques. Pour prédire fidèlement la géométrie globale du mur, il est également primordial 
de prendre en compte la portion de disque fondue de la passe n-1 interceptant celle de la 
passe n pour calculer correctement la section de chaque passe. 

Bien qu’un travail théorique reste à faire afin de justifier physiquement la nécessité du terme 
constant dans la relation de la largeur, ce travail représente un premier pas vers la prédiction 
de géométries complexes permettant l’automatisation de la construction de pièce 3D ou 
encore sa simulation numérique sans avoir en amont à déterminer expérimentalement la 
taille des dépôts, comme il sera appliqué dans les simulations du chapitre six.  
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Introduction du chapitre 

Ce chapitre porte sur l’étude de l’utilisation de deux fils d’apport de compositions chimiques 
différentes sur l’établissement des déformations et des contraintes résiduelles dans un 
contexte de dépôt(s) sur une tôle fine. Les quatre couples d’alliages sélectionnés dans le 
second chapitre sont étudiés ici. Les pièces réalisées sont comparées à d’autres élaborées 
avec uniquement un fil d’apport (304L, 430 ou 415). 

Tout d’abord, le plan d’essais est présenté détaillant les différentes configurations dans 
lesquelles les cordons ont été déposés. Une seconde partie concerne le contrôle de 
l’homogénéité chimique et de la maîtrise des proportions des fils déposés. Ensuite, la partie 
trois, concerne l’étude des deux premiers couples, à savoir ceux pour lesquels l’acier 
inoxydable austénitique 304L est utilisé en tant que substrat et premier fil d’apport. Les 
nuances ferritique 430 et martensitique 415, de coefficient de dilatation thermique 
significativement plus faible, sont utilisées en tant que second fil d’apport. Dans le cas du 
couple 304L – 415, l’effet de la transformation martensitique lors du refroidissement est 
étudié. Enfin, la dernière partie porte sur l’étude des deux derniers couples, c’est-à-dire ceux 
pour lesquels l’acier inoxydable martensitique 415 est utilisé en tant que substrat et premier 
fil d’apport. Les nuances ferritique 430 et austénitique 304L, de limite d’élasticité plus faible, 
sont utilisées en tant que second fil d’apport. Dans le cas du couple 415 – 430, les coefficients 
de dilatation thermique sont proches, tandis qu’avec le dernier couple 415 – 304L, le 
coefficient de dilatation thermique de la nuance du second fil est plus élevé. 

Pour chaque couple, les proportions des phases en présence ont été déterminées et les 
déformations analysées. De plus, pour les deux premiers couples, les contraintes résiduelles 
ont été étudiées par diffraction des neutrons et/ou la méthode du contour. Cette analyse 
permettra alors de comprendre la contribution de chacune des phases sur l’établissement 
des contraintes et des déformations.  
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1 Présentation du plan d’essais 

Lors de cette étude, les pièces ont été fabriquées selon plusieurs configurations  décrites sur 
la Figure IV-1. Les configurations a) et b) représentent les pièces de référence utilisant un fil 
de la même nature que la tôle. La configuration c) correspond au cas de référence avec 
uniquement le dépôt du second fil d’apport. La pièce d) permet d’évaluer l’effet du dépôt 
successif de deux fils l’un à côté de l’autre. Les pièces b) et d) ont été réalisées selon plusieurs 
stratégies de dépôt : en aller – aller ou en aller – retour, avec deux temps d’attente différents 
entre la fin du premier cordon et le début du second cordon. Enfin, les pièces e), f) et g) 
permettent d’observer l’effet du dépôt simultané de deux fils dans différentes proportions 
(respectivement 75 % fil 1 – 25 % fil 2, 50 % fil 1 – 50 % fil 2, et 25 % fil 1 – 75 % fil 2).  

 

 

Figure IV-1 : Configurations des dépôts réalisés à un ou deux fils d’apport pour les quatre couples 
d’alliage sélectionnés. 

Afin de comparer les déformations et les contraintes résiduelles entre les différentes pièces, 
et ce, indépendamment des paramètres du procédé, toutes les pièces d’un même couple ont 
été réalisées avec des paramètres identiques qui seront spécifiés dans les sections 
concernées. Cela permet alors de maintenir une énergie linéique et une quantité de matière 
déposée constantes. Ainsi, lorsque les deux fils sont déposés simultanément, les ratios des 
deux métaux d'apport, et donc la composition du mélange, sont contrôlés en ajustant la 
vitesse de dévidement de chaque fil, tout en maintenant la vitesse de dévidement globale de 
métal d'apport (somme des vitesses de dévidement des deux fils) constante, permettant 
d’obtenir un débit de matière constant. 

La plupart des pièces ont été réalisées au moins deux fois afin de vérifier la répétabilité des 
déformations. De plus, elles ont été produites sans brider les substrats afin d’étudier les 
déformations et les contraintes s’établissant du fait de l’opération de dépôt et non celles liées 
au bridage des pièces qui est difficilement reproductible. En effet, Guilmois a observé une 
meilleure reproductibilité dans les mesures de déformation des pièces lorsque le substrat 
n'était pas bridé par rapport aux pièces bridées à l'aide d'une clé dynamométrique (GUILMOIS, 
2021). 

Dans ce chapitre, les pièces seront nommées comme suit : un premier chiffre, 1 ou 2, 
indiquera le nombre de cordons déposés sur la tôle. Si deux cordons sont déposés, les deux 
fils utilisés sont spécifiés dans l’ordre de dépôt et séparés par un « & ». De plus, le substrat 
sur lequel les dépôts ont été réalisés est précisé après un « / ». Pour la présentation des 
résultats dans un dépôt spécifique, celui concerné est souligné dans la notation et (1) ou (2) 
permettra de spécifier s’il s’agit du premier ou du second dépôt. Par exemple 
« 2 – 304L & 415 / 304L (2) » signifie que deux cordons ont été réalisés, en déposant d’abord 
le fil 304L puis ensuite le fil 415, et cela sur une tôle en 304L. Le résultat présenté est 
spécifique au second dépôt réalisé avec le fil 415. 
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Si deux fils ont été utilisés pour réaliser un seul dépôt, la proportion du fil de nuance 
différente de celle du substrat au sein du mélange est indiquée, ainsi que le substrat utilisé 
(l’autre métal au sein du mélange étant de nuance identique à celle du substrat). Par exemple 
« 1 – 25 % 430 / 415 » signifie qu’un dépôt a été effectué en mélangeant les fils 430 et 415 
avec une proportion respective de 25 % et 75 %, et cela sur une tôle de 415.  
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2 Contrôle de l’homogénéité chimique des dépôts 

L’homogénéité des dépôts a été contrôlée dans les pièces ayant un seul cordon 
(configurations a), c) et e) à g) de la Figure IV-1) pour les quatre couples d’alliages. Pour cela 
la composition chimique a été mesurée par EDX dans plusieurs zones au sein des dépôts. De 
plus, la moyenne de chaque série de mesures a été comparée à la teneur théorique de nickel 
calculée en considérant la dilution en soudage avec l’équation IV-1 : 

wNithéo = %dil ∗ wNisubstrat + (1 −%dil) ∗ (%fil 304L ∗ wNifil 304L +%fil 430 ∗ wNifil 430) (IV − 1) 

Où : 
• %dil représente la dilution du cordon déposé, mesurée sur une coupe transverse du 

dépôt avec ImageJ en divisant la surface fondue présente dans le métal de base par la 
surface totale du cordon (exemple en Figure IV-2), 

• %fil  est la proportion de fil de la nuance considérée dans le mélange déposé, 
• wNi correspond à la teneur massique en nickel donnée par les certificats matière des 

fournisseurs. 

En effet, nous nous concentrons ici sur l’étude de la teneur en nickel, puisque celle-ci varie 
de 4 à 8 % en fonction des trois nuances étudiées, tandis que le chrome ne varie que de 1 % 
entre les nuances 430 et 304L, et le fer de moins de 1 % entre les nuances 415 et 430. 

 

 

Figure IV-2 : Schéma de la mesure du taux de dilution des cordons déposés. 

 

La Figure IV-3 et la Figure IV-4 présentent les moyennes des séries de mesures ainsi que les 
écarts-types associés pour les couples ayant comme métal de base respectivement le 304L et 
le 415. La teneur massique en nickel varie en fonction de la constitution du mélange de fils 
déposé (fractions des différentes nuances), en suivant une loi linéaire dont les équations sont 
visibles sur la Figure IV-3 et la Figure IV-4. Comme nous le verrons par la suite, les mesures 
ont démontré une bonne répétabilité, et donc une bonne homogénéité, pour les dépôts sur 
l’acier 304L (Figure IV-3). Par conséquent, les mesures ont été répétées sur seulement deux 
échantillons pour le substrat en 415 (Figure IV-4). 

Les résultats mettent en évidence une bonne homogénéité des cordons déposés, avec une 
différence maximale par rapport à la moyenne des mesures sur un même échantillon allant 
de 0 à 1,25 % de proportion massique de nickel. La différence entre les valeurs théoriques 
calculées et celles mesurées par EDX varie de 0,02 à 0,67 % de proportion massique de nickel 
selon les échantillons, confirmant la maîtrise des proportions des fils dans les mélanges 
déposés. 



Chapitre 4 : Étude de la microstructure, des déformations et des contraintes résiduelles dans le cas de 
dépôts réalisés en TIG multi fils 

129 

 

Figure IV-3 : Concentration massique du nickel théorique et mesurée par EDX dans chaque dépôt 
en fonction de la proportion du second fil d’apport pour les couples 304L – 430 et 304L – 415. 

 

 

Figure IV-4 : Concentration massique du nickel théorique et mesurée par EDX dans chaque dépôt 
en fonction de la proportion du second fil d’apport pour les couples 415 – 304L et 415 – 430.  
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3 Étude dans le cas où le 304L est utilisé en tant que substrat 

Pour les deux premiers couples, qui utilisent comme substrat et premier fil d’apport l’acier 
inoxydable austénitique 304L, un courant de 200 A, une vitesse d’avance de 15 cm/min et 
une vitesse de dévidement du fil de 3,7 m/min ont été utilisés pour réaliser les pièces. Ces 
paramètres ont été choisis suite à l’étude du modèle disque présentée dans le chapitre trois. 
Réaliser un dépôt avec ces paramètres permet de déposer un cordon de largeur 10,32 mm et 
de hauteur 2,68 mm, permettant d’obtenir des dimensions confortables de la zone fondue 
pour réaliser sa caractérisation par prélèvement d’échantillon dans celle-ci ou encore 
d’assurer que le volume de jauge utilisé en diffraction des neutrons ne déborde pas dans le 
substrat. Dans le cas où deux fils sont dévidés simultanément, la somme des deux vitesses de 
dévidement est égale à 3,7 m/min. La hauteur d’arc était de 4 mm et l’angle entre les fils et 
la torche d’environ 70°. 

Pour les pièces où deux dépôts ont été réalisés l’un à côté de l’autre, des temps de pause de 
1,5 ou 3,5 min ont été appliqués entre les deux dépôts permettant de descendre, entre les 
deux dépôts, à environ 300°C et 200°C respectivement, à la fois en configurations aller – aller 
et aller – retour. Dans cette partie, du fait qu’aucune transformation de phase à l’état solide 
n’est attendue entre la première et la deuxième passe, les deux temps d’attente permettent 
d’étudier l’effet de la thermique uniquement. Les dépôts ont été réalisés entre 1 et 5 fois 
selon les pièces afin d’étudier la répétabilité des déformations. Les dépôts de 180 mm de long 
ont été réalisés centrés sur une tôle de 200 mm de longueur, 50 mm de largeur et 4 mm 
d’épaisseur. 

3.1 Identification des phases en présence 

Les phases en présence ont été identifiées dans les cordons des pièces à mono-dépôt (Figure 
IV-1), en utilisant des échantillons découpés dans une des pièces réalisées avec chaque 
condition de dépôt. La microstructure des pièces à deux dépôts n’a pas été étudiée 
puisqu’elles ont été réalisées en juxtaposant deux mono-dépôts. Hormis dans une petite 
section où il peut y avoir de la dilution des deux dépôts, ces derniers présentent la même 
microstructure que les pièces avec un seul dépôt réalisé avec un seul fil d’apport. Des 
cartographies EBSD et des mesures DRX ont été utilisées pour quantifier la proportion des 
phases CFC (austénite γ) et des phases CC (ferrite α et martensite α') tandis que la dilatométrie 
libre a été utilisée pour identifier les dépôts contenant de la martensite. Enfin, des essais de 
dureté Vickers ont également été réalisés pour compléter l’analyse. 

3.1.1 Cartographies EBSD 

Lors de l’acquisition des cartographies EBSD, des pas de 80 nm à 2,5 µm ont été utilisés pour 
balayer des surfaces allant de 0,014 à 3,37 mm² selon l’échantillon analysé. Le protocole de 
préparation et les informations nécessaires à la réalisation de ces mesures sont disponibles 
dans la partie 2.5.3 du chapitre deux. Le Tableau IV-1 et le Tableau IV-2 présentent des 
exemples de cartographies EBSD pour les échantillons mono-dépôt, ainsi que les proportions 
des phases indexées. 
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Tableau IV-1 : Exemple de cartographies EBSD pour chacun des échantillons mono-dépôt du couple 
304L – 430. 

 

Tableau IV-2 : Exemple de cartographies EBSD pour chacun des échantillons mono-dépôt du couple 
304L – 415. 

Les cartographies EBSD réalisées sur l’échantillon à 100 % 304L ont mis en évidence la 
présence majoritairement d’austénite (94 %) avec une petite fraction de phases CC (6 %). Les 
cordons des échantillons contenant 25 % de 430 ou de 415 sont constitués d’environ 60 % de 
phases CC et de 40 % de phase CFC. Pour les échantillons contenant 50 % ou plus de 430 ou 
de 415, la (les) phase(s) CC a (ont) été principalement observée(s), avec moins de 3 % 
d’austénite résiduelle. 

La Figure IV-5 présente une cartographie EBSD réalisée au niveau d’un joint de grains dans 
un dépôt 100 % 430 ainsi que le contraste de bandes associé à la cartographie. Celle-ci met 
en évidence la non indexation des joints de grains associée à un contraste de bandes sombre, 
caractéristique de la martensite. La morphologie de ces zones sombres est elle aussi 
caractéristique de martensite au joint de grains (LIPPOLD et al., 2005c). Le refroidissement 
rapide après le dépôt a alors probablement permis de former de la martensite aux joints de 
grains (LACOMBE et al., 1990d; LU et al., 2019). 
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Figure IV-5 : Cartographie EBSD et contraste de bande associé, localisée autour d’un joint de grain 
d’un dépôt 1 - 100 % 430 / 304L. 

La Figure IV-6 présente les proportions moyennes de phase CFC, de phases CC et de surface 
non indexée pour l’ensemble des mesures réalisées. Comme attendu, il est constaté que, 
moins il y a de 304L dans le mélange, moins il y a d’austénite et plus il y a de phases CC. 
Cependant, ces proportions ne varient pas linéairement en fonction de la proportion de fil 
430 ou 415 dans le mélange. 

Il est important de noter que, selon les échantillons, un pourcentage non négligeable de la 
microstructure n’a pas été indexé, allant de 4 à 56 %. Cela peut être dû à la présence de 
dislocations, de joints de grains et/ou à des zones de microstructures trop fines pour être 
identifiées. La quantification précise des phases en EBSD peut donc être incertaine. 

 

 

Figure IV-6 : Proportion de phase CFC (austénite), de phases CC (ferrite et/ou martensite) et de 
surfaces non indexées dans chaque dépôt des pièces mono-cordon a) du couple 304L – 430 et b) du 

couple 304L – 415. 
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3.1.2 Diffraction des rayons X 

En complément des cartographies EBSD, des analyses par DRX ont été menées sur chaque 
échantillon. Les détails du protocole de mesure sont disponibles dans la partie 2.5.4 du 
chapitre deux. Les diffractogrammes obtenus pour chaque échantillon sont présentés dans la 
Figure IV-7 pour le couple 304L – 430 et dans la Figure IV-8 pour le couple 304L – 415. La 
position attendue de chaque pic de diffraction des deux phases est indiquée par une ligne 
verticale en bleue pour l’austénite et en rouge pour la ferrite/martensite. 

 

Figure IV-7 : Diffractogrammes obtenus dans les dépôts des pièces du couple 304L – 430. 

 

Figure IV-8 : Diffractogrammes obtenus dans les dépôts des pièces du couple 304L – 415. 
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Pour les échantillons contenant au moins 75 % de fil 304L, les pics les plus intenses de 
l’austénite sont clairement visibles, confirmant la présence de cette phase comme l’ont mis 
en évidence les cartographies EBSD. Les échantillons contenant 50 % de 304L présentent un 
pic {111} de l’austénite nettement moins intense que son pic voisin {110} correspondant à la 
structure CC. En EBSD, seuls 3 % d’austénite résiduelle avaient été indexées pour ces 
échantillons. Pour les échantillons contenant 25 % ou moins de fil 304L, les pics de l’austénite 
n’ont pas été identifiés, à l’exception du pic {111} pour l’échantillon 100 % 430 de faible 
intensité dans le pied du pic {110} de(s) phase(s) CC. 

La proportion d’austénite a ainsi pu être évaluée selon la méthode des intensités intégrées 
(voir partie 2.5.4 du chapitre deux). La Figure IV-9 présente les proportions de structures CC 
et CFC obtenues par DRX pour chaque échantillon juxtaposées avec celles obtenues par EBSD. 
Il a été constaté que, là encore, comme attendu, moins il y a de fil 304L dans le mélange, 
moins il y a d’austénite. 

 

Figure IV-9 : Proportions de phases évaluées par EBSD et DRX pour a) le couple 304L – 430 et b) le 
couple 304L – 415. 

Cependant, cette méthode présente certaines limites puisque l'analyse actuelle ne prend 
pas en compte l'effet de la texture cristallographique, qui peut modifier les intensités relatives 
des pics, et donc le calcul de la proportion des phases. Les barres d’erreur sont d’ailleurs 
relativement importantes, témoignant d’une dispersion des résultats et d’un possible effet 
de texture, comme cela a été mis en évidence par les cartographies EBSD qui indique un MUD 
(Multiples of Uniform Distribution) allant de 1,8 à 5,7 selon les échantillons. 

La comparaison des deux méthodes suggère que la plupart des zones non indexées en EBSD 
pourraient correspondre à de l'austénite dans les échantillons dans lesquels les pics de 
l’austénite ont été identifiés en DRX, comme constaté pour la plupart des échantillons. Il est 
également possible que certaines zones soient préférentiellement indexées comme de la 
ferrite et/ou de la martensite alors qu'il y aurait également de l'austénite, mais sous forme 
de grains plus petits que la taille du volume d'interaction des électrons rétrodiffusés. Afin de 
confirmer ces hypothèses, une analyse TEM a été réalisée dans l'échantillon 50 % 430 et est 
présentée dans la partie suivante (3.1.3). Dans le dépôt contenant 75 % de fil 430, ou dans 
ceux contenant 75 % ou plus de fil 415, il est probable que la surface non indexée corresponde 
à de la martensite contenant trop de dislocations pour être indexée. 
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3.1.3 Analyse TEM par la méthode ACOM 

Une analyse TEM a été effectuée sur l'échantillon 50 % 430 en utilisant la méthode 
Automated Crystal Orientation Mapping for Transmission Electron Microscopy (ACOM-TEM) 
(RAUCH et al., 2014), avec un microscope TEM Themis Z G3, corrigé par sonde Cs (Thermo 
Fisher Scientific) (GAILLOT et al., 2020). Une aiguille d'austénite de 17 nm a été observée 
(Figure IV-10), qui est inférieure à la taille du volume d'interaction des électrons rétrodiffusés 
estimée à plusieurs dizaines de nanomètres (POUCHOU, 2004). La combinaison des deux 
techniques (EBSD et DRX) nous permet alors d'obtenir une estimation moyenne pertinente 
de la fraction volumique d'austénite dans chaque échantillon. 

 

Figure IV-10 : Analyse ACOM-TEM dans le dépôt de la pièce 50 % 430 indiquant la distribution des 
phases. Le rouge correspond aux phases CC et le bleu à la phase austénitique CFC. 

3.1.4 Dilatométrie libre 

Comme mentionné précédemment, il n’est pas possible de différencier par DRX ou EBSD la 
phase ferritique de la phase martensitique. Des analyses EDX pourraient permettre de 
différencier la ferrite de la martensite en identifiant des zones enrichies respectivement en 
chrome et en nickel, comme l’a fait Yu (YU et al., 2022). Cette méthode a été testée dans le 
cadre de cette étude, mais aucune différence de composition chimique notable n’a été 
observée. Cependant, là encore, il est possible que la taille du volume analysé par la sonde 
EDX soit trop grande par rapport à la taille de la microstructure. Par conséquent, des études 
de dilatométrie libre ont été réalisées sur chaque dépôt, pour identifier les cordons contenant 
de la martensite. Les échantillons ont été soumis à une montée en température jusqu’à 950 °C 
à 20 °C/min, suivie d’un maintien à 950 °C pendant 10 minutes, puis d’un refroidissement 
jusqu’à température ambiante à 20 °C/min. Les courbes de dilatométrie libre, qui 
représentent la déformation en fonction de la température, sont présentées dans la Figure 
IV-11 pour les échantillons étudiés. 

Dans certains cas, on observe des écarts de déformation entre le premier point de mesure 
et le dernier. En plus d’une potentielle différence de proportion de phases avant et après 
application du cycle thermique, cela peut s’expliquer par des défauts de glissement de 
l’échantillon dans le support. En effet, les échantillons étant très fins, ils ne sont pas 
parfaitement stables. Cela n’empêche toutefois pas l’identification des transformations de 
phases, mais ne permet pas de faire des mesures précises de quantification de phases.  
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Figure IV-11 : Courbes de dilatométrie libre obtenues pour chaque échantillon prélevé dans les dépôts des couples 304L – 430 et 304L – 415. 
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Lors du chauffage, les déformations mesurées témoignant du changement volumétrique 
relatif à une austénitisation démontrent de la présence initiale d’une phase CC dans les 
échantillons contenant 50 %, ou moins, de fil 304L. Lors du refroidissement, une autre 
transformation de phase a été observée, très légèrement dans le cas de l'échantillon à 50 % 
de 430 et de manière plus prononcée pour l’échantillon à 50 % de 415 ainsi que les 
échantillons contenant 25 % ou moins de fil 304L. La température de début de transformation 
étant entre 45 et 235°C indique qu’il y a au moins de la martensite à température ambiante 
dans ces dépôts. Cependant, il n’est pas exclu que de la ferrite initialement présente se soit 
austénitisée à haute température pour se transformer de nouveau en ferrite lors du 
refroidissement à plus haute température et de façon plus progressive que la martensite. Il 
est intéressant de noter que la température de début de la transformation martensitique (Ms) 
diminue avec l’augmentation de la quantité de 304L dans le mélange, de même que l'intensité 
de la transformation, ce qui suggère qu'une diminution de la teneur en 304L entraîne une 
augmentation de la quantité de martensite. 

Il est également intéressant de noter que dans les échantillons du couple 304L – 430, la 
déformation reste pratiquement constante après le début de la transformation austénitique, 
contrairement au cas des échantillons du couple 304L – 415, qui eux présentent une pente 
de l’évolution de la déformation avec la température proche du coefficient de dilatation 
thermique de l’austénite (20 × 10-6 K-1). Comme mentionné dans la partie 1.2.2.3 du chapitre 
deux, cela est dû au fait qu’une partie de la ferrite se transforme en austénite à haute 
température (austénitisation partielle) dans le cas des nuances d’acier inoxydable de type 430 
(LACOMBE et al., 1990d). Il est donc possible que le même phénomène se produise dans les 
mélanges réalisés. Une courbe de dilatométrie libre présentant une évolution quasiment 
constante de la déformation avec la température lors de l’austénitisation permettrait 
d’identifier les échantillons contenant de la ferrite métastable. 

3.1.5 Essais de dureté Vickers 

Deux filiations de dureté sous 0,3 kgf ont été réalisées par échantillon, avec des points de 
mesure tous les 150 µm, conduisant à un total d’environ 40 points de mesure par dépôt, 
répartis dans la ZF et dans la ZAT, comme schématisé sur la Figure IV-12. 

 

Figure IV-12 : Illustration de la position des essais de dureté sur la pièce 1 – 100 % 304L. 
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La dureté de chaque dépôt a ainsi été évaluée en faisant la moyenne des points de mesures 
de la ZF. Pour les pièces à deux dépôts, les duretés ont été mesurées sur les pièces réalisées 
en configuration aller – aller avec un temps d’attente de 1,5 min entre les deux dépôts. En 
complément, la dureté a été évaluée dans la ZAT du substrat en faisant la moyenne des points 
des filiations de dureté sous les dépôts. Pour comparaison, des points de dureté ont 
également été réalisés sur une tôle brute de réception, correspondant à la dureté du MB non 
affecté thermiquement. L’ensemble des résultats obtenus pour les pièces à un dépôt est 
présenté dans la Figure IV-13. 

 

 

Figure IV-13 : Dureté moyenne sous 0,3 kgf dans chaque dépôt, dans la tôle sous les dépôts (ZAT) 
et dans la tôle brute de réception (MB) pour les couples a) 304L – 430 et b) 304L – 415. 
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Lorsqu’un cordon est déposé, la dureté du substrat 304L dans la ZAT diminue d’environ 
100 HV0,3 par rapport à celle de la tôle brute de réception (MB), passant d’environ 300 à 
200 HV0,3. Cela peut s’expliquer par une restauration de la microstructure et/ou un 
grossissement des grains dans la ZAT (OYETUNJI et al., 2013). La dureté du dépôt de 304L est 
similaire à celle de la ZAT. Lorsque deux fils sont utilisés, il a été constaté que la dureté 
augmente avec la proportion de 415 et de 430 dans le mélange. Les écarts-types sur les séries 
de mesures sont plus importants pour les mélanges contenant 50 %, ou plus, de fil 430, 
témoignant d’une microstructure hétérogène. Cela confirme nos observations concernant la 
présence à la fois de ferrite, de martensite et d’austénite. 

La Figure IV-14 présente les duretés moyennes obtenues dans les cordons des pièces à un 
ou deux dépôts réalisées avec un seul fil d’apport. 

 

Figure IV-14 : Dureté moyenne sous 0,3 kgf dans chaque dépôt réalisé avec un seul fil d’apport 
(pièce avec un seul ou deux dépôts). (1) et (2) correspondant au cordon déposé qui est souligné, 

respectivement le premier et le deuxième. 

Il est constaté que la dureté des dépôts 304L reste similaire, peu importe si un second 
cordon a été déposé par la suite ou non. La dureté dans les cordons en 415 n’est pas non plus 
sensible au pré-dépôt d’un cordon en acier 304L. En revanche les dépôts 430 présentent une 
dureté plus faible si un premier dépôt a été réalisé auparavant. Cela peut s’expliquer par un 
temps de refroidissement plus lent dans le cas où un second dépôt est réalisé. En effet, le 
premier dépôt agissant comme un traitement de préchauffage, défavorise la formation de 
martensite, comme cela a été mentionné dans la partie 1.2.2.3 du chapitre deux, et donc 
diminue ainsi la dureté. Ce phénomène n’est pas observé dans le dépôt 415 puisque celui-ci 
est autotrempant. En effet, peu importe la vitesse de refroidissement, celui-ci sera constitué 
de martensite en grande majorité. 
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3.1.6 Discussion 

Après l’étude de la microstructure par EBSD, DRX, dilatométrie libre et essais de dureté, un 
intervalle des proportions d’austénite, et de ferrite/martensite est proposé ci-dessous pour 
le couple 304L – 430. Les intervalles de proportions sont obtenus en sommant la proportion 
de surface indexée avec celle non indexée en EBSD : 

 1 - 100 % 304L : 90 à 94 % d’austénite + 6 à 10 % de ferrite, 

 1 - 25 %  430 : 27 à 56 % d’austénite + 44 à 73 % de ferrite, 

 1 - 50 % 430 : 2 à 25 % d’austénite + 75 à 98 % de martensite/ferrite, 

 1 - 75 % 430 :        100 % de martensite/ferrite, 

 1 - 100 % 430 : 0 à 9 % d’austénite + 91 à 100 % de martensite/ferrite, 

De même, pour le couple 304L – 415 : 

 1 - 100 % 304L : 90 à 94 % d’austénite + 6 à 10 % de ferrite, 

 1 - 25 % 415 : 28 à 52 % d’austénite + 48 à 72 % de ferrite, 

 1 - 50 % 415 : 2 à 21 % d’austénite + 79 à 98 % de martensite/ferrite, 

 1 - 75 % 415 :    100 % de martensite/ferrite, 

 1 - 100 % 415 :    100 % de martensite/ferrite. 

A partir des mesures obtenues par EDX,  la composition moyenne de chaque dépôt a été 
positionnée sur le diagramme de Schaeffler présenté en Figure IV-15. Le carbone et l’azote 
étant des éléments légers, ils sont difficiles à quantifier en EDX. Pourtant, ils ont une 
importance significative sur la formation de la phase austénitique (caractère gammagène 
fort). De ce fait, afin de calculer un nickel équivalent le plus pertinent en prenant en compte 
ces deux éléments, une loi des mélanges est appliquée, seulement sur le carbone et l’azote, 
en utilisant les compositions chimiques données par les fournisseurs pour les fils d’apport 
mais aussi pour le métal de base, en tenant compte du taux de dilution déterminé sur des 
macrographies en coupes transverses par microscopie numérique après attaque 
électrolytique à l’acide nitrique. Les autres éléments ont été quantifiés par mesures EDX. 

 

Figure IV-15 : Position sur le diagramme de Schaeffler de chaque dépôt des couples 304L – 430 et 
304L – 415. K = 30 pour N < 0,20 % ; K = 22 si 0,21 % ≤ N ≤ 0,25 %. K = 20 si 0,26 % ≤ N ≤ 0,35 %. 
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Les différentes compositions des cordons se trouvent dans la région triphasée du 
diagramme de Schaeffler (A + M + F). Cependant, aucune martensite n'a été identifiée dans 
l'échantillon 25 % 430 à l’aide de la courbe de dilatométrie, et aucune austénite n'a été 
trouvée dans les échantillons 75 % 430 et 75 % 415, que ce soit par EBSD ou par DRX. 
Toutefois, étant donné que ces échantillons sont respectivement proches des limites (A + F) 
et (M + F), il est possible qu'il y ait un peu de martensite/austénite non identifiable avec ces 
méthodes de caractérisation. De plus, certains éléments, tel que le cobalt par exemple, ne 
sont pas pris en compte dans le calcul des équivalents chrome et nickel et peuvent influencer 
le positionnement sur le diagramme de Schaeffler. Enfin, la vitesse de refroidissement peut 
différer de celle utilisée pour le calcul du diagramme, ce qui déplace les limites des différents 
domaines. De manière générale, nos conclusions sont cohérentes avec le diagramme de 
Schaeffler, puisque les trois phases ont été identifiées dans nos échantillons, et qu’il a été 
constaté que moins il y a de 304L dans les mélanges, moins il y a d'austénite et plus il y a de 
ferrite/martensite. 

3.2 Étude des déformations 

Les déformations des différentes tôles, après la réalisation des dépôts et refroidissement, 
ont été mesurées par profilométrie laser, comme présenté dans la partie 2.4.3.2 du chapitre 
deux. L’amplitude des déformations a été évaluée selon la direction longitudinale, c’est-à-dire 
la direction de dépôt au milieu de la direction transverse, puisque c’est selon cette direction 
que les déformations sont les plus importantes, comme représentée par la ligne bleue en 
pointillé sur la Figure IV-16-a et la courbe bleue sur la Figure IV-16-d. 

 

Figure IV-16 : a) Position de la ligne de mesure et méthode de caractérisation des déformations 
pour une tôle b) concave et c) convexe (illustration pour la pièce 1 - 100 % 304L / 304L). 



Chapitre 4 : Étude de la microstructure, des déformations et des contraintes résiduelles dans le cas de 
dépôts réalisés en TIG multi fils 

142 

Les données ainsi obtenues sont par la suite traitées à l’aide du logiciel Matlab®. Tout 
d’abord, puisque la tôle a été mesurée à l’envers, un signe négatif a été appliqué aux 
coordonnées z des points de mesure afin d’orienter les tôles à l’endroit. On obtient alors la 
courbe magenta sur la Figure IV-16-d. Ensuite, une correction a été appliquée pour aligner les 
deux extrémités de la ligne de mesure sur l’origine de l’axe des ordonnées, comme illustré 
avec la courbe verte sur la Figure IV-16-d. Ensuite, les données ont été modélisées par un 
polynôme de degré trois à cinq à l’aide de la fonction « polyfit », comme présenté avec la 
courbe rouge sur la Figure IV-16-d.  

Afin de comparer les différents essais avec un paramètre synthétique, la flèche a été 
déterminée. Celle-ci est calculée en faisant la différence entre le point le plus bas et l’origine 
de l’axe des ordonnées dans le cas d’une tôle concave (Figure IV-16-b) et en faisant la 
différence entre le point le plus haut et l’origine dans le cas d’une tôle convexe (Figure IV-16-
c). La flèche est alors négative lorsque la tôle est concave et positive lorsque la tôle est 
convexe. 

La Figure IV-17 et la Figure IV-18 présentent les résultats concernant les dépôts réalisés 
respectivement avec le couple 304L – 430 et le couple 304L – 415. Les barres d’erreur 
correspondent à l’écart-type associé à la série de mesures dans le cas où au moins deux pièces 
ont été répétées. 

 

Figure IV-17 : Moyenne des flèches obtenues concernant le couple 304L – 430 après dépôt de 1 ou 
2 cordons et après refroidissement. 

Sur les tôles à un dépôt, les résultats montrent que plus la proportion de fil 430 dans le 
mélange est importante, plus les déformations diminuent. Ainsi, les échantillons ayant 75 % 
de fil 430 sont particulièrement intéressants car ils présentent, en moyenne, une flèche quasi-
nulle, certains d'entre eux allant même jusqu’à présenter une forme légèrement convexe.  
Lorsque le fil 430 est déposé seul, une réduction des déformations d’en moyenne 62 % a été 
observée, par rapport au fil 304L seul. Le même constat a été fait lorsque l’acier 430 est 
déposé à côté d’un premier cordon de 304L avec une réduction moyenne de 32 % par rapport 
à une pièce ayant deux dépôts de 304L. 
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Figure IV-18 : Moyenne des flèches obtenues concernant le couple 304L – 415 après dépôt de 1 ou 
2 cordons et après refroidissement. 

Concernant le couple 304L – 415, les conclusions sont similaires, avec un caractère convexe 
encore plus prononcé pour ce couple. Sur les tôles à un dépôt, une réduction des 
déformations d’en moyenne 49 % a été observée lorsque le fil 415 est utilisé seul par rapport 
au fil 304L seul. Lorsqu’un cordon de 415 est déposé après un premier de 304L, les 
déformations ont été réduites en moyenne de 58 %. 

Plusieurs pièces présentent une forme convexe après refroidissement (100 % 415, 75 % 415 
et certaines pour la configuration 75 % 430). Il a été constaté par prises d’images in situ (par 
caméra rapide et caméra thermique synchronisées), que, juste après le dépôt, les tôles ont 
une allure concave, puis prennent un caractère convexe lors du refroidissement, quelques 
minutes après la fin du dépôt, une fois la température du cordon passée en-dessous de Ms, 
comme illustré dans la Figure IV-19. Il a alors été conclu que la transformation martensitique 
était responsable du phénomène de la tôle convexe. Le phénomène est alors plus marqué 
dans le cas du couple 304L – 415 par rapport au couple 304L – 430, lié à la présence de plus 
de martensite. 
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Figure IV-19 : Déformée surlignée en vert et champ de température de la tôle 1 – 75 % 430 / 304L 
juste après dépôt montrant une allure concave et après retour à température ambiante montrant 

une allure convexe. 

La Figure IV-20 concerne le détail des résultats des pièces à deux dépôts pour les deux 
couples dans les différentes configurations testées, qui sont pour rappel, en aller – aller ou 
en aller – retour, avec 1,5 ou 3,5 min de temps de pause entre les deux dépôts. 
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Figure IV-20 : Moyenne des flèches obtenues après dépôts de 2 cordons des couples 304L – 430 et 
304L – 415, et après refroidissement. 

 Lorsque deux cordons de 304L sont déposés l’un à côté de l’autre, le fait de faire un 
aller – retour tend à accentuer la valeur des déformations par rapport à deux allers. De plus, 
un temps d’attente de 3,5 min semble accroître le phénomène par rapport à 1,5 min d’attente 
entre les deux dépôts. Cela peut s’expliquer par le fait que les gradients thermiques sont plus 
importants lorsque le temps d’attente est important ou lorsque des aller-retours sont 
réalisés. En revanche, lorsqu’un cordon de 430 est déposé à côté d’un premier cordon de 
304L, aucune différence notable n’a été observée dans les 4 configurations testées. Il 
semblerait que le couple 304L – 430 donne des résultats plus robustes par rapport à ces 
conditions de dépôts.  

Lorsque le fil 415 est déposé après un premier cordon de 304L, les résultats montrent que 
les allers-retours minimisent les déformations. En revanche, une augmentation du temps 
d'attente aggrave les déformations lorsque le 415 est déposé après un premier cordon de 
304L. 

Il est important de noter qu’une seule pièce a été réalisée dans la plupart des conditions 
testées, ce qui ne permet pas d'étudier la répétabilité des essais. Les conclusions concernant 
les différentes configurations testées une seule fois doivent donc être traitées avec 
précaution et mériteraient d'être confirmées en répétant des dépôts dans ces conditions 
d’essais au moins une seconde fois. 

En effet, une grande dispersion des résultats a été constatée, même dans le cas des dépôts 
de 100 % 304L, où la pièce a été répétée cinq fois. Cela peut s'expliquer par le fait que ces 
pièces ont été réalisées au début de la mise en service du robot, alors qu'il n'y avait pas encore 
d'AVC (asservissement en tension pour maintenir constante la distance pièce-électrode). 

De plus, il a été observé, lors de certains amorçages, que l’électrode restait collée à la tôle, 
créant des arcs entre la tôle et la table de soudage en aluminium. Cela entraînait le collage de 
la tôle à l'endroit où les arcs se formaient, modifiant ainsi le pompage thermique entre chaque 
pièce, comme illustré dans la Figure IV-21 où la tôle est restée collée. 
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Figure IV-21 : Position de la tôle juste après un dépôt 100 % 304L / 304L. 

Ce phénomène est dû à l’utilisation d’un générateur relativement ancien et à des réglages 
non optimaux d'amorçage par contact. En effet, dans le programme, il est indiqué que le 
courant est activé une fois que la mise en contact de l'électrode avec la tôle est détectée. 
15 ms plus tard, l'axe z se soulève jusqu'à atteindre la hauteur d'arc souhaitée. Si ce temps 
est trop long, il y a la possibilité que l’électrode reste collée à la tôle, la soulevant pendant 
que l’axe z remonte, et ainsi créant un arc entre la tôle et la table, infligeant alors une soudure 
par résistance entre le substrat et la table, ce qui s’est produit ici pour plusieurs essais. Il est 
nécessaire de préciser que ces phénomènes de collage ne se seraient pas produit dans des 
configurations standard de dépôt. En effet, ils ont eu lieu du fait que les tôles n’étaient pas 
bridées. 

Pour confirmer ces hypothèses, des essais de mono-dépôt 304L ont été répétés six fois sur 
le robot cartésien avec un générateur plus récent (Miller Dynasty® 700) et en utilisant un 
système AVC. De plus, le paramètre de temps d'amorçage a été réduit à 11 ms. Les résultats 
montrent une dispersion bien moins importante des mesures de la flèche, comme illustré 
dans la Figure IV-22. Ces résultats mettent en évidence la nécessité de réaliser un amorçage 
sans collage de l’électrode sur la tôle, permettant de reproduire un pompage thermique 
similaire, et de maintenir une hauteur d'arc constante, afin de minimiser les dispersions sur 
les déformations. 

 

Figure IV-22 : Comparaison de la répétabilité de la déformation entre l’ancienne et la nouvelle 
installation qui inclut un générateur plus récent ainsi qu’un système AVC lors de dépôt 

1 – 100 % 304L / 304L. 
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Il a été constaté que la moyenne des déformations est réduite de 25 % par rapport à 
l'ancienne installation. Cela peut être dû à une différence de thermique, étant donné que la 
hauteur d'arc reste constante avec la nouvelle installation et que le pompage thermique est 
plus reproductible. De plus, les anciens et les nouveaux essais n’ont pas été réalisés à la même 
période de l’année induisant une augmentation de la température ambiante d’environ 10°C 
pour les anciens essais. Ces différences dans les cinétiques de refroidissement peuvent alors 
aussi expliquer les variations de déformation observées. 

3.3 Étude des contraintes résiduelles 

Les contraintes résiduelles de l’ensemble des pièces ont été principalement déterminées 
par diffraction des neutrons, à l’exception de la pièce à 25 % de 415 pour laquelle elles ont 
été déterminées uniquement par la méthode du contour. Afin de comparer les deux 
méthodes, la pièce à 100 % de 304L a été caractérisée à la fois par diffraction des neutrons et 
par la méthode du contour. 

Les contraintes résiduelles ont été déterminées par diffraction des neutrons sur les lignes 
SALSA de l’Institut Laue Langevin et POLDI de l’Institut Paul Scherrer. Les méthodes de 
mesure, d’analyse et de calcul des contraintes sont présentées dans la partie 2.4.4 du chapitre 
deux. Les contraintes résiduelles longitudinales (σxx), transversales (σyy) et normales (σzz) ont 
été déterminées dans les cordons et dans le substrat, dans le plan transverse situé au milieu 
des tôles, c'est-à-dire en régime stationnaire. Les cubes permettant la mesure des d0 ont été 
découpés par électroérosion. La liste des échantillons mesurés sur chaque instrument et les 
emplacements des jauges de mesure sont présentés dans la Figure IV-23-a (carrés blancs) 
pour les mesures faites sur SALSA et la Figure IV-23-b pour les mesures faites sur POLDI. Pour 
les pièces à un dépôt, les mesures ont été effectuées sur un seul côté de chaque pièce, en 
raison de leur symétrie. Un point de mesure de la pièce 100 % 430 a été mesurée sur POLDI 
dans les trois directions de mesure afin de comparer les deux instruments. La mesure dans le 
dépôt de la pièce à 50 % de 415 n'a pas pu être exploitée en raison d'une mauvaise localisation 
du cube associé, ce qui a empêché la détermination du d0 associé. 

Sur SALSA, deux volumes de jauge différents de 0,6 × 0,6 × 2 mm3 et de 2 × 2 × 4 mm3 ont 
été utilisés. Cela a permis d’obtenir un temps de mesure acceptable et un volume sondé le 
plus adapté à la microstructure de l'échantillon (notamment au regard de la taille des grains 
d'environ 0,15 × 0,15 × 0,5 mm3 dans les dépôts), mais aussi à l’épaisseur de la tôle et à la 
hauteur du dépôt. Le volume de jauge de 0,6 × 0,6 × 2 mm3 a été utilisé pour la détermination 
des d0, pour les mesures dans les trois directions des échantillons à deux dépôts ainsi que 
dans la direction longitudinale des autres pièces. Le volume de jauge de 2 × 2 × 4 mm3 a été 
utilisé pour les deux dernières directions des autres échantillons afin d'obtenir des mesures 
avec un rapport signal / bruit important. Cependant, ce volume de jauge n'a pas pu être utilisé 
pour la direction longitudinale en raison de la hauteur insuffisante des dépôts. 

Sur POLDI, un volume de jauge de 1,5 × 1,5 × 8 mm3 a été utilisé pour les directions 
transversale et normale de chaque point de mesure, tandis qu'un volume de jauge de 
1,5 × 1,5 × 1,5 mm3 a été utilisé pour la direction longitudinale et pour les cubes 
(détermination des d0). 



Chapitre 4 : Étude de la microstructure, des déformations et des contraintes résiduelles dans le cas de 
dépôts réalisés en TIG multi fils 

148 

 

Figure IV-23 : Positionnement des volumes sondés (carrés blancs) pour la détermination des 
contraintes résiduelles et la liste des pièces mesurées a) sur l’instrument SALSA et b) sur 

l’instrument POLDI. 

La méthode du contour a été utilisée pour déterminer les contraintes longitudinales dans la 
pièce 100 % 304L dans le but de comparer cette méthode avec celle de la diffraction des 
neutrons et dans la pièce à 25 % de 415 afin de compléter l’étude. Cette méthode a ainsi 
permis de déterminer le champ des contraintes longitudinales sur toute la section des pièces, 
au milieu de celles-ci. Le protocole de mise en œuvre de cette méthode est présenté dans la 
partie 2.4.4.2 du chapitre deux. 

3.3.1 Comparaison des instruments SALSA et POLDI 

Un point de mesure a été effectué à la fois sur l'instrument SALSA et sur POLDI dans la pièce 
100 % 430 afin de comparer les deux instruments. Le point de mesure choisi est celui où la 
contrainte longitudinale est la plus en traction. Les résultats sont présentés dans la Figure 
IV-24. 
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Figure IV-24 : Contraintes obtenues après les mesures sur SALSA et POLDI de la même zone de la 
tôle de la pièce 1 – 100 % 430 / 304L. 

Il s'avère que la valeur calculée des contraintes diffère de moins de 60 MPa entre les deux 
instruments. Cependant, il y a en vérité un recouvrement des valeurs aux incertitudes de 
mesure près, ce qui nous permet de comparer les différentes pièces entre elles, peu importe 
si elles ont été mesurées sur SALSA ou POLDI. 

Il est intéressant de noter que les incertitudes calculées sur l’instrument SALSA sont plus 
faibles que celles calculées sur l’instrument POLDI. En effet, l’incertitude sur SALSA 
correspond à l’incertitude de la position du seul pic de diffraction analysé tandis que 
l’incertitude des mesures réalisées sur POLDI correspond à l’incertitude calculée en prenant 
en compte l’ensemble des pics de diffraction. L’incertitude sur la contrainte liée à la position 
d’un pic de diffraction est donc moins significative que celle calculée grâce à plusieurs pics de 
diffraction, tant que le temps de mesure est suffisant pour obtenir une intensité des pics 
suffisante. L’incertitude sur la contrainte calculée grâce à l’analyse de plusieurs pics de 
diffraction est alors certainement plus réaliste.  

3.3.2 Prise en compte de la texture morphologique et cristallographique 

Comme expliqué dans la partie 2.4.4.1 du chapitre deux, les contraintes ont été calculées en 
supposant que les grains avaient une morphologie équiaxe et une texture cristallographique 
isotrope. Cependant, dans le cas des dépôts WAAM, des grains colonnaires et une texture 
cristallographique marquée sont généralement obtenus. De plus, les tôles laminées peuvent 
également présenter une texture cristallographique prononcée ainsi qu'une morphologie de 
grains qui n'est pas tout à fait équiaxe. La forte anisotropie élastique de l’austénite (HOUNKPATI, 
2015), couplée à une prise en compte de la texture cristallographique et morphologique 
marquée, pourrait modifier considérablement les CER, et de ce fait les contraintes résiduelles 
calculées. Par conséquent, les contraintes résiduelles ont été recalculées en prenant en 
compte la morphologie des grains austénitiques et leur texture cristallographique, 
déterminées à l'aide des cartographies EBSD réalisées dans la tôle et dans le dépôt. Les valeurs 
des CER calculées avec les différentes hypothèses sont présentées dans le Tableau IV-3. Ainsi, 
les contraintes résiduelles ont pu être déterminées pour l'échantillon 1 – 100 % 304L / 304L 
dans différentes configurations, comme illustré dans la Figure IV-25. 
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 S1{311} (x10-6 MPa-1) 𝟏

𝟐
S2{311} (x10-6 MPa-1) 

 Dépôt Tôle Dépôt Tôle 

Cristallographie et morphologie isotrope -1,61 -1,61 7,03 7,03 

Cristallographie texturée morphologie isotrope -1,73 -1,71 7,26 7,25 

Morphologie et cristallographie texturées -1,78 -1,74 7,24 7,22 

Tableau IV-3 : Valeurs des CER calculées pour chaque configuration associée à la famille de plan 
{311} de l’austénite. 

Il a été constaté que la prise en compte de la texture cristallographique a très peu d'effet 
sur les contraintes, avec un écart par rapport aux résultats obtenus en supposant une texture 
et une morphologie isotropes d’environ 7 MPa dans la ZF et de moins de 4 MPa dans le 
substrat. En revanche, la prise en compte supplémentaire de la morphologie des grains 
semble avoir un effet plus prononcé, qui reste cependant inférieur à 23 MPa dans la ZF et à 
15 MPa dans le substrat. L’effet est alors légèrement plus marqué dans la ZF, qui possède 
certainement une texture cristallographique et une morphologie des grains plus marquées 
que dans la tôle laminée. 

Ces différences restent inférieures à l'incertitude sur la contrainte, qui varie de 15 à 40 MPa, 
témoignant que les textures cristallographiques et morphologiques des grains restent 
négligeables pour le calcul des contraintes. Par conséquent, le choix a été fait de calculer les 
contraintes en utilisant les valeurs associées à une texture et une morphologie isotrope pour 
la suite de l'étude. 

  

Figure IV-25 : Contraintes longitudinales dans le substrat et le dépôt de la pièce 1 – 100 % 304L / 
304L déterminées par diffraction des neutrons a) en fonction de y et b) en fonction de z pour 

différentes valeurs des CER prenant en compte ou non la texture cristallographique et la 
morphologie des grains. 



Chapitre 4 : Étude de la microstructure, des déformations et des contraintes résiduelles dans le cas de 
dépôts réalisés en TIG multi fils 

151 

3.3.3 Comparaison de la diffraction des neutrons avec la méthode du contour 

La méthode du contour a été utilisée pour déterminer les contraintes longitudinales dans la 
pièce 1 – 100 % 304L / 304L afin de la comparer à la diffraction des neutrons. La Figure IV-26 
présente les contraintes longitudinales au milieu de la pièce. Des contraintes résiduelles de 
traction sont observées dans le dépôt et à proximité de celui-ci, avec une valeur maximale 
atteinte dans la partie inférieure de la tôle, entre 800 et 1000 MPa. Des contraintes résiduelles 
de compression sont également présentes près des bords de la tôle, avec une valeur 
maximale en valeur absolue dans la partie supérieure de la tôle, entre – 800 et – 1000 MPa. 
La plupart des régions de la section présente des contraintes résiduelles comprises entre -600 
et 600 MPa. 

 

Figure IV-26 : Cartographie des contraintes résiduelles longitudinales obtenue par la méthode du 
contour, au milieu de la pièce 1 – 100 % 304L / 304L, dans la direction transversale. 

Les résultats ont été comparés aux mesures réalisées par diffraction des neutrons. Pour cela, 
une contrainte moyenne a été calculée sur une surface correspondante à celle du volume de 
jauge utilisé en diffraction des neutrons, soit 2 × 2 mm², dans le plan transverse (plan de 
mesure de la méthode du contour). Les résultats sont présentés dans la Figure IV-27. 

 

Figure IV-27 : Comparaison de la diffraction des neutrons et de la méthode du contour concernant 
les contraintes résiduelles longitudinales le long a) de l'axe y et b) de l'axe z sur la pièce 

1 – 100 % 304L / 304L. La surface grise correspond à l'incertitude-type combinée tenant compte de 
la dispersion des résultats sur la surface sur laquelle la contrainte moyenne a été calculée, et de 

l'incertitude liée à la méthode du contour, estimée à 50 MPa. 
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Dans l’ensemble, une bonne concordance des résultats a été obtenue entre la diffraction 
des neutrons et la méthode du contour, avec des différences allant de 5 à 100 MPa selon les 
zones de mesure. Jacob a également comparé les deux méthodes dans une soudure épaisse 
d'acier et leurs résultats montrent une différence maximale de 50 MPa (JACOB et al., 2018), en 
accord avec les mesures présentées ici. Il est constaté un abaissement de la contrainte 
longitudinale sous le dépôt du cordon qui peut s’expliquer par une restauration d’écrouissage 
au-dessus d’environ 800 °C (DENG et al., 2014; ODNOBOKOVA et al., 2017). 

3.3.4 Analyse des différentes pièces 

La Figure IV-28-a présente les contraintes longitudinales, transversales et normales, 
déterminées par diffraction des neutrons, dans la tôle de la pièce 1 – 100 % 304L / 304L. Il a 
été constaté que les contraintes longitudinales sont plus importantes que les contraintes 
transversales et normales, qui sont toutes les deux du même ordre de grandeur. En effet, 
c’est selon la direction longitudinale que la pièce est la plus massive et qu’alors les gradients 
thermiques et l’auto-bridage sont les plus importants. 

 

 

Figure IV-28 : Contraintes obtenues par diffraction des neutrons a) longitudinales, transversales et 
normales dans le substrat de la pièce 1 – 100 % 304L / 304L et b) longitudinales dans le substrat 
des pièces à un dépôt réalisés avec un seul fil d’apport et à deux dépôts. (1) et (2) précise l’ordre 

dans lequel ont été déposés les cordons. 
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De plus, des contraintes de traction sont obtenues près du cordon. Celles-ci se sont établies 
pendant le refroidissement proche de la ZF et sont compensées par des contraintes de 
compression dans le reste de la pièce. Les mêmes observations ont été faites pour les autres 
pièces et sont en accord avec la littérature (KOU, 2002b; PARADOWSKA et al., 2005; KIM et al., 
2009; ALIPOORAMIRABAD et al., 2015). Les contraintes longitudinales, transversales et normales 
de l’ensemble des pièces sont présentées dans l’Annexe 8. 

La Figure IV-28-b présente les contraintes longitudinales (σxx) déterminées par diffraction 
des neutrons dans les tôles des pièces ayant un ou deux dépôts, chacun d’eux ayant été réalisé 
avec un seul fil d’apport. Le schéma reste le même que celui observé dans la pièce 
1 – 100 % 304L / 304L avec des contraintes de traction sous les cordons et de compression au 
bord du substrat. Les pièces à deux cordons présentent des contraintes longitudinales plus 
faibles en valeur absolue que les pièces à un seul cordon, particulièrement du côté où le 
premier cordon a été déposé. Cela peut être lié à un refroidissement plus lent, dû au dépôt 
du premier cordon qui agit comme un préchauffage pour le dépôt du second cordon, 
entraînant une relaxation des contraintes. De plus, le dépôt du second cordon apporte une 
restauration d’écrouissage supplémentaire dans les zones chauffées suffisamment pouvant 
abaisser davantage les contraintes.  

Il est constaté une asymétrie des contraintes longitudinales lorsque le second dépôt est de 
nature différence du premier. En effet, comme nous le verrons par la suite (Figure IV-31), les 
contraintes de compression présentes dans les seconds dépôts 415 et 430 sont compensées 
par des contraintes de traction plus importantes dans la tôle proche de ce dépôt. Ce 
phénomène n’est pas observé proche du premier dépôt 304L qui lui est en traction, 
permettant d’obtenir des contraintes moins importantes dans la tôle. Par ailleurs ce 
phénomène est également visible dans les pièces à un dépôt (1 – 100 % 430 et 1 – 100 % 415), 
avec des contraintes plus importantes proche du dépôt que dans la pièce 1 – 100 % 304L. 

La Figure IV-29 présente les contraintes longitudinales déterminées par diffraction des 
neutrons dans les tôles des pièces mono-dépôt pour le couple 304L – 430. Il est observé que, 
lorsque les fils 304L et 430 sont déposés simultanément, les contraintes obtenues dans le 
substrat près du cordon (y = – 4,80 mm et 0 mm) sont plus faibles que celles des pièces 
réalisées avec un seul fil alors que loin du cordon elles peuvent au contraire devenir plus 
importantes. La pièce 50 % 430 est intéressante puisque les contraintes sont réduites près du 
dépôt et ne sont pas amplifiées près des bords, ni en y = – 10,60 mm, ni en y = – 20,40 mm.  

De même, la Figure IV-30 présente les contraintes longitudinales dans les tôles des pièces 
n’ayant qu’un seul dépôt du couple 304L – 415. Celles-ci ont été déterminées par diffraction 
des neutrons pour l’ensemble des pièces, exceptée pour la 1 – 25 % 415 / 304L où elle a été 
déterminée par la méthode du contour. La cartographie entière des contraintes 
longitudinales obtenue pour cette pièce est disponible en Annexe 9. 

Les contraintes de traction sont légèrement plus importantes dans le substrat lorsque le fil 
415 est utilisé par rapport au 430 ou au 304L. Lorsque deux fils sont déposés simultanément, 
les contraintes dans le substrat restent généralement similaires ou plus importantes que dans 
le cas de la pièce 1 – 100 % 415 / 304L. En raison d’un manque de temps disponible lors de la 
campagne de mesures sur grands instruments, les mesures aux points y = – 20,40 mm et 
y = – 4,80 mm n’ont pas pu être réalisées pour certaines pièces. Cependant, pour la pièce 
1 – 25 % 415 / 304L, la contrainte est augmentée en valeur absolue par rapport à la référence 
1 – 100 % 304L / 304L. Il est alors probable que ce soit également le cas pour les autres pièces 
du couple 304L – 415. 
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Figure IV-29 : Contraintes longitudinales obtenues par diffraction des neutrons dans la tôle de 
chaque pièce mono-dépôt du couple 304L – 430. 

 

Figure IV-30 : Contraintes longitudinales obtenues par diffraction des neutrons (par la méthode du 
contour pour la pièce 1 – 25 % 415) dans la tôle de chaque pièce mono-dépôt du couple 304L – 415. 

La Figure IV-31 présente les contraintes déterminées dans les dépôts des différentes pièces, 
exceptée celle de la pièce 1 – 50 % 415 / 304L qui, pour rappel, n’a pas pu être déterminée 
du fait du mauvais positionnement du cube découpé pour la détermination du d0. Les 
contraintes ont été déterminées par diffraction des neutrons pour l’ensemble des pièces, 
exceptée pour la 1 – 25 % 415 / 304L où elle a été déterminée par la méthode du contour. 
Pour les autres dépôts, les contraintes associées à la phase austénitique et aux phases 
ferritique et martensitique sont indiquées. Dans le cas où le dépôt est biphasé, la contrainte 
macroscopique est calculée en utilisant la loi des mélanges. Étant donné que les contraintes 
dans le dépôt 1 – 25 % 415 / 304L ont été déterminées par la méthode du contour, c’est la 
contrainte macroscopique qui a été calculée, sans pouvoir déterminer la contribution de 
chacune des phases  
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Figure IV-31 : Contraintes longitudinales déterminées dans les dépôts du couple 304L – 430 et 304L – 415. (1) et (2) correspondant au cordon déposé qui est 
souligné, respectivement le premier et le deuxième. 
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Il est intéressant de noter que les barres d’erreur sont plus importantes dans les zones de 
mesure réalisées dans les dépôts, par rapport à celles réalisées dans les tôles. Cela peut 
s’expliquer par une taille de grains plus importante dans les cordons, surtout dans le dépôt 
1 – 100 % 430 et 2 – 304L & 415 (2) où des incertitudes de 118 et 240 MPa sont obtenues 
respectivement. La taille de volume irradié est alors certainement insuffisante pour sonder 
un nombre représentatif de grains. Dans le cas des dépôts constitués de phase(s) CC et CFC 
(1 – 25 % 430 et 1 – 50 % 430) il est probable qu’il n’y ait pas assez de grains diffractant pour 
les phases CC particulièrement. Ces résultats permettent tout de même de conclure quant au 
caractère en compression ou en traction des contraintes dans le dépôt. 

En approchant les résultats des contraintes résiduelles avec ceux correspondant aux 
fractions volumiques de phase, on peut observer que des contraintes de traction sont 
obtenues dans les dépôts CFC (304L) et des contraintes de compression ou proches de zéro 
dans les dépôts CC (430, 75 % 430, 415, 75 % 415) et dans le dépôt triphasé 50 % 430. En 
effet, lors d'une transformation martensitique, l'austénite CFC se transforme en une structure 
CC moins compacte. L'expansion de la structure lors de la transformation conduit donc à 
l'établissement de contraintes résiduelles de compression au sein de la phase formée 
(martensite). Comme l'ont observé Katemi et ses coauteurs (KATEMI et al., 2014), plus la 
fraction de martensite est importante, plus les contraintes de compression sont élevées. De 
ce fait, les mélanges ayant des contraintes proches de zéro, ont certainement une quantité 
de martensite trop faible pour obtenir des contraintes de compression. Une autre raison 
pourrait être la valeur de Ms. En effet, plus la température à laquelle la transformation 
martensitique a lieu est basse, moins des contraintes de traction supplémentaires s'établiront 
lors du reste du processus de refroidissement, permettant ainsi de maintenir ces zones en 
compression. En effet, si la transformation martensitique a lieu à une température plus 
élevée, après la transformation, la pièce se contracte encore pendant le reste du 
refroidissement, induisant des contraintes de traction supplémentaires qui vont, au mieux, 
réduire les contraintes de compression établies lors de la transformation, et dans le pire des 
cas, ramener un état de traction dans les zones de refroidissement (PAYARES-ASPRINO, 2008). 
Les essais de dilatométrie libre montrant au plus un Ms à 210°C, la raison ici est alors que la 
proportion de martensite est trop faible dans certains dépôts pour obtenir une contrainte 
macroscopique en compression. D'après nos résultats, une fraction de martensite trop élevée 
semble augmenter l'ampleur des contraintes de traction dans la tôle pour compenser les 
contraintes de compression dans le dépôt (Figure IV-28-b, Figure IV-29 et Figure IV-30). Dans 
le dépôt 25 % 415 la contrainte longitudinale est en traction à moins de 100 MPa, dû à la 
présence majoritaire d’austénite ne permettant pas au dépôt d’être en compression. Pour le 
dépôt 25 % 430, il est délicat de savoir si la contrainte macroscopique est en tension ou 
compression du fait de la barre d’erreur importante de la contrainte associée aux phases CC. 
Cependant, il est probable que la contrainte macroscopique soit en traction du fait de la 
présence de l’austénite en proportion similaire au dépôt 25 % 415 qui lui est en traction. 
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A la vue de l’ensemble des résultats, la pièce avec un dépôt contenant 50 % de 430 et 50 % 
de 304L est intéressante, car elle permet d'obtenir un bon compromis entre la réduction des 
déformations et la limitation des contraintes grâce à une microstructure triphasée avec un 
peu de martensite, de ferrite et d'austénite. La ferrite, ayant un coefficient de dilatation 
thermique plus faible que l'austénite, permettrait au substrat de moins se déformer par 
rapport à un cordon complètement austénitique. La transformation martensitique dans le 
dépôt permettrait de provoquer le phénomène de tôle convexe, réduisant ainsi les 
déformations. Des contraintes plus faibles seraient alors introduites, comme dans le cas de la 
pièce 50 % 430. De plus, des contraintes de compression sont introduites dans la zone fondue, 
ayant des effets bénéfiques sur la durée de vie de la pièce et sa tenue en fatigue. Enfin, 
l'austénite permettrait d'introduire moins de contraintes en permettant de se déformer un 
peu plus et en ayant une limite d'élasticité plus faible.  
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4 Étude dans le cas où le 415 est utilisé en tant que substrat 

Pour les deux derniers couples, qui ont pour substrat et premier fil d’apport l’acier 
inoxydable martensitique 415, un courant de 225 A, une vitesse d’avance de 15 cm/min et 
une vitesse de dévidement du fil de 3,2 m/min ont été utilisés pour réaliser les pièces. Par 
rapport aux essais réalisés sur le substrat 304L, une énergie linéique un peu plus importante 
a été nécessaire. En effet, la température de fusion des nuances martensitiques sont un peu 
plus élevées que les nuances austénitiques, estimée entre 1450 et 1530 °C et entre 1375 et 
1450 °C respectivement (DAVIS, 1998). De plus, les dépôts de 180 mm de long ont été déposés 
sur une tôle de 200 mm de longueur, 50 mm de largeur et 5,5 mm d’épaisseur. Le pompage 
thermique est alors plus important ici avec une tôle plus épaisse, puisque les tôles avaient 
une épaisseur de 4 mm lors des essais précédents. Enfin, comme il a été vu dans le chapitre 
deux, la conductivité thermique de la nuance 415 est plus élevée que celle de la nuance 304L, 
entraînant une dissipation de la chaleur fournie plus rapide dans le substrat (Figure II-4). Pour 
ces essais, l’AVC a été utilisé ainsi que le générateur Miller Dynasty® 700 permettant une 
meilleure reproductibilité de l’établissement des déformations. 

Pour les pièces ayant deux cordons déposés l’un à côté de l’autre, des temps de pause de 
3,5 ou 20 min ont été appliqués entre les deux dépôts, en configuration aller – aller. Dans 
cette partie, le choix des temps d’attente permet soit que la température du dépôt reste au-
dessus de Ms, soit qu’elle descende en dessous de la température de fin de la transformation 
martensitique, appelé Martensite finish, notée Mf. Dans le premier cas, la transformation 
martensitique ne se produira alors qu’une seule fois au cours du refroidissement final (après 
les deux dépôts), et dans le second cas elle se produira deux fois (une fois après chaque 
dépôt). Ces transformations martensitiques auront lieu à la fois dans les dépôts, mais 
également dans la ZAT austénitisée au chauffage. 

Les dépôts ont été réalisés entre une et trois fois selon les pièces afin d’étudier la 
répétabilité des déformations. Dans cette partie, la configuration aller – retour n’a pas été 
étudiée en raison du désalignement du fil 415 lors de la rotation de la torche de 180° pour 
réaliser les aller – retour. C’est une problématique qui n’avait pas été rencontrée avec le fil 
304L dans l’étude précédente. En effet, les mouvements des gaines provoquées par la 
rotation de la torche désaxent l’arrivée du fil. Ces fils étant plus rigides et moins bien 
soudables que le 304L, un faible désaxement par rapport au centre du bain complique leur 
dépôt. Il serait alors nécessaire d’améliorer l’arrivée du fil en proposant un système 
davantage rigide qui minimiserait le mouvement des fils dans la gaine. Un système de galets 
redresseurs au plus proche de la torche pourrait également permettre de réduire le 
problème. 

Pour rappel, l’étude présentée ici est similaire à celle de la partie 3 de ce chapitre, à 
l’exception des contraintes résiduelles qui n’ont pas été déterminées dans ce cas. 

4.1 Identification des phases en présence 

Comme dans la partie 3, plusieurs méthodes ont été utilisées pour identifier les phases 
présentes dans les cordons des pièces à mono-dépôt (Figure IV-1-a, c et e à g), par EBSD, DRX, 
dilatométrie libre et essais de dureté Vickers. 
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4.1.1 Cartographies EBSD 

Lors de l’acquisition des cartographies EBSD, des pas de 0,8 à 5,8 µm ont été utilisés pour 
balayer des surfaces de 0,09 à 3,04 mm² en fonction de l’échantillon. Dans le Tableau IV-4, 
des exemples de cartographies EBSD pour 4 échantillons mono-dépôt ainsi que les 
proportions de phases indexées sont présentées. 

 

Tableau IV-4 : Exemple de cartographies EBSD pour quelques échantillons mono-dépôt des couples 
415 – 304L et 415 – 430. 

Il a été constaté que dans le dépôt 1 – 100 % 304L / 415, seulement 3 % de la surface indexée 
serait austénitique. Alors, comme attendu, les autres dépôts ayant une proportion plus faible 
de fil 304L dans le mélange ne possèdent pas d’austénite. L’étude n’a donc pas été réalisée 
pour le dépôt 50 % 304L + 50 % 415 où il n’y a pas de raison pour que la phase austénitique 
soit indexée. De même, le dépôt 100 % 430 ne montrant que des phases CC, les cartographies 
sur les échantillons ayant moins de 430 dans le mélange n’ont pas été réalisées. 

4.1.2 Diffraction des rayons X 

En complément des cartographies EBSD, des analyses par DRX ont été menées sur chaque 
échantillon. Les diffractogrammes obtenus sont présentés dans la Figure IV-32 et la Figure 
IV-33. La position attendue de chaque pic de diffraction des deux phases est indiquée par une 
ligne verticale, en bleue pour l’austénite et en rouge pour la ferrite/martensite. 

Pour les échantillons contenant 75 % et plus de 304L, les pics de l’austénite sont visibles, 
indiquant ainsi la présence de cette phase alors que celle-ci n’avait pas ou peu été indexée en 
EBSD. Dans l’échantillon 50 % 304L / 415, seul le premier pic de l’austénite est visible, 
estimant à environ 15 % la proportion d’austénite dans ce dépôt. Les pics de l’austénite ne 
sont pas visibles pour les échantillons contenant 25 %, ou moins, de fil 304L. De même, les 
échantillons du couples 415 – 430 présentent uniquement les pics des phases CC. 

La méthode des intensités intégrées a donc été appliquée aux trois échantillons présentant 
des pics de l’austénite en DRX. Les résultats sont présentés en Figure IV-34 et sont comparés 
aux analyses EBSD. 

Tout comme les résultats de la partie 3, la comparaison des deux méthodes tend à montrer 
qu'au moins une grande partie des zones non indexées en EBSD pourrait correspondre à de 
l'austénite dans ces échantillons. 
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Figure IV-32 : Diffractogrammes obtenus dans les dépôts des pièces du couple 415 –  304L. 

 

 

Figure IV-33 : Diffractogrammes obtenus dans les dépôts des pièces du couple 415 – 430. 
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Figure IV-34 : Proportions de phases évaluées par EBSD et/ou DRX sur les échantillons 
1 – 50 % 304L / 415, 1 – 75 % 304L / 415 et 1 – 100 % 304L / 415. 

4.1.3 Dilatométrie libre 

Des études de dilatométrie libre ont été réalisées sur chaque dépôt, pour identifier les 
cordons contenant de la martensite. Les échantillons ont été soumis au même cycle 
thermique que précédemment (partie 3.1.4). Les courbes de dilatométrie libre sont 
présentées dans la Figure IV-35 pour les échantillons étudiés. 

La transformation austénitique au cours du chauffage ainsi que la transformation 
martensitique au refroidissement sont observées dans tous les échantillons, à l’exception du 
1 – 100 % 304L / 304L. Il semblerait alors que la proportion de phase(s) CC évaluée dans ce 
dépôt à 49 % par DRX soit en grande partie ferritique. On peut noter que la température du 
début de transformation martensitique (Ms) semble augmenter avec la quantité de 304L dans 
le mélange, comme il a été également constaté lors de l’étude du couple 304L – 415, mais 
elle semble être stable avec la quantité de 430.  
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Figure IV-35 : Courbes de dilatométrie libre obtenues pour chaque échantillon prélevé dans les dépôts des couples 415 – 304L et 415 – 430. 
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4.1.4 Essais de dureté Vickers 

Deux filiations de dureté sous 0,3 kgf ont été réalisées par échantillon, avec des points de 
mesure tous les 150 µm, conduisant à un total d’environ 40 points de mesure par dépôt. Pour 
les pièces à deux dépôts, les duretés ont été mesurées sur les pièces réalisées en 
configuration aller – aller avec un temps d’attente de 3,5 min entre les deux dépôts. Les pièces 
avec un temps d’attente de 20 min ne sont pas étudiées. En effet, au vu de la proximité des 
deux dépôts, il est estimé qu’avec un temps d’attente de 20 min, le premier dépôt sera 
austénitisé lors du dépôt du second, permettant d’obtenir une dureté similaire entre les deux 
dépôts, typique d’une martensite issue d’une trempe. L’effet du temps d’attente sur les 
dépôts 430 et 304L a déjà été étudié dans la partie 0. 

La dureté de chaque dépôt, de la ZAT et du MB a été évaluée comme précédemment (partie 
0). L’ensemble des résultats obtenus pour les pièces à un dépôt est présenté dans la Figure 
IV-36-a pour le couple 415 – 304L et dans la Figure IV-36-b pour le couple 415 – 430. 

 

 

 

Figure IV-36 : Dureté moyenne sous 0,3 kgf dans chaque dépôt, dans la tôle sous les dépôts (ZAT) 
et dans la tôle brute de réception (MB) pour les couples a) 415 – 304L et b) 415 – 430. 
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La dureté du MB en acier inoxydable 415 est d’environ 300 HV0,3, correspondant à l’état 
trempé-revenu, tandis que celles de la ZAT et de la ZF sont plus élevées (environ 400 HV0,3), 
correspondant à une martensite de trempe non revenue (THIBAULT et al., 2009). Il est observé 
que la dureté moyenne dans la ZF reste globalement stable avec la proportion de fil 304L dans 
le mélange. Le dépôt 100 % 304L a cependant une dureté plus faible due à une plus grande 
proportion d’austénite qui a été évaluée par DRX et une absence de martensite dans ce dépôt, 
d’après les essais de dilatométrie libre. 

En ce qui concerne le couple 415 – 430, une dureté autour de 400 HV0,3 est obtenue pour 
les échantillons ayant au moins 50 % d’acier 430, et d’environ 150 HV0,3 plus faible pour les 
échantillons avec 75 % et plus d’acier 430, due à la présence en grande proportion de ferrite. 
Cela peut notamment se confirmer grâce aux macrographies réalisées et présentées en Figure 
IV-37 avec la présence de gros grains caractéristiques de la ferrite dans ces deux échantillons. 
L’ensemble des macrographies de tous les échantillons est présenté en Annexe 10. 

 

Figure IV-37 : Macrographie des échantillons 1 – 75 % 430 / 415 et 1 – 100 % 430 / 415 après 
attaque électrolytique à l’acide nitrique fumant. 

La Figure IV-38 présente les duretés moyennes obtenues dans les cordons des pièces à un 
dépôt et deux dépôts réalisés avec un seul fil d’apport. Il est constaté que la dureté des dépôts 
415 reste similaire, peu importe si un second cordon est déposé ensuite ou non. De même, la 
dureté des dépôts 304L et des dépôts 430 reste proche, peu importe si un premier cordon de 
415 a été déposé avant ou non. La dureté du dépôt 1 – 100 % 304L / 415 est supérieure à 
celui déposé sur un substrat 304L, confirmant le fait qu’il n’y a pas que de l’austénite. Enfin, 
les dépôts de 430 présentent une dispersion de la dureté plus importante que les dépôts de 
415 ou de 304L, témoignant de la présence à la fois de ferrite et de martensite. 

 

Figure IV-38 : Dureté moyenne sous 0,3 kgf dans chaque dépôt réalisé avec un seul fil d’apport. (1) 
et (2) correspondant au cordon déposé qui est souligné, respectivement le premier et le deuxième. 
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4.1.5 Discussion 

Après l'étude de la microstructure, il est conclu que les cordons du couple 415 – 430 sont 
totalement CC, c'est-à-dire constitués de ferrite et/ou martensite, étant donné que 
l'austénite n'a pas été indexée en EBSD et qu’aucun pic d'austénite n'a été détecté en DRX. 

Les dépôts contenant 25 % ou moins de 304L sont également totalement constitués de 
phases CC, avec au moins de la martensite, puisque la transformation martensitique a été 
identifiée lors des essais de dilatométrie libre. Il est possible qu'il y ait également de la ferrite, 
mais celle-ci est certainement en minorité si elle est présente, à la vue des duretés similaire 
à une martensite brute de trempe d’acier à bas carbone. Le cordon contenant 50 % de 304L 
aurait environ 15 % d’austénite d’après les mesures DRX et le reste serait constitué de phases 
CC avec au moins de la martensite, puisque la transformation martensitique a été observée 
sur les courbes de dilatométrie libre. Le cordon contenant 75 % de 304L aurait environ 40 % 
d'austénite selon les analyses par DRX, et environ 60 % de phases CC avec là encore au moins 
de la martensite. Enfin, le cordon contenant 100 % de 304L contiendrait environ 60 % 
d'austénite et 40 % de ferrite. Étant donné que la transformation martensitique n'a pas été 
identifiée, il n'y aurait pas ou très peu de martensite. 

La composition moyenne de chaque dépôt, mesurée par EDX a été positionnée sur le 
diagramme de Schaeffler présenté en Figure IV-39. La méthode de calcul du chrome et du 
nickel équivalent est la même que dans la partie 3.1.6. 

 

 

Figure IV-39 : Position de chaque dépôt sur le diagramme de Schaeffler après mesure de la 
composition chimique par EDX des couples 415 – 304L et 415 – 430. 
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Les échantillons du couple 415 – 430 se trouvent dans la zone (M + F), conformément aux 
résultats expérimentaux obtenus. Les échantillons du couple 415 – 304L contenant au moins 
75 % de 304L se situent dans la zone triphasée (A + M + F). Dans ces échantillons, un mélange 
d'austénite et de phase(s) CC a été observé en DRX. La martensite a bien été détectée par 
dilatométrie libre dans l'échantillon contenant 75 % de 304L mais pas dans celui avec 100 % 
de 304L. Les deux autres échantillons du couple 415 – 304L avec 25 % et 50 % de 304L se 
trouvent dans la zone biphasée (M + F), en accord avec les résultats expérimentaux pour 
l’échantillon à 25 % 304L. 15 % d’austénite a été obtenue par DRX dans l’échantillon 50 % 
304L. Ce dernier se trouvant proche de la limite (A + M + F) sur le diagramme de Schaeffler, il 
est probable que les mêmes hypothèses formulées précédemment dans la partie 3.1.6 
puissent expliquer cela. 

4.2 Étude des déformations 

La déformation de chaque pièce a été déterminée de la même manière que dans la partie 
3.2. Les résultats sont présentés de la Figure IV-40 à la Figure IV-42. La Figure IV-40 et la Figure 
IV-41 présentent les résultats concernant les dépôts réalisés respectivement avec le couple 
415 – 304L et le couple 415 – 430. La Figure IV-42 concerne le détail des résultats des pièces 
à deux dépôts pour les deux couples dans les différentes configurations testées, qui sont, pour 
rappel, en aller – aller avec des temps de pause de 3,5 et 20 minutes entre les deux dépôts. 
Les barres d’erreur correspondent à l’écart-type associé à la série de mesures dans le cas où 
au moins deux pièces ont été réalisées. 

La Figure IV-40 permet de conclure que lorsque le fil 415 est déposé seul, il y a peu de 
déformation puisque la flèche est proche de zéro. L’utilisation du fil 304L aggrave les 
déformations à mesure que sa proportion augmente lorsqu’il est mélangé au fil 415, par 
rapport au fil 415 déposé seul, lié à la diminution de la proportion de martensite comme il a 
été vu précédemment (Figure IV-39). Lorsque le 304L est déposé après un premier cordon de 
415, les déformations sont également augmentées, lié de nouveau à la présence d’austénite 
dans le second dépôt. 

 

 

Figure IV-40 : Moyenne des flèches obtenues après dépôt de 1 ou 2 cordons avec les fils 415 et/ou 
304L et après refroidissement. 
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Figure IV-41 : Moyenne des flèches obtenues après dépôt de 1 ou 2 cordons avec les fils 415 et/ou 
430, et après refroidissement. 

La Figure IV-41 permet d’apporter les mêmes conclusions pour le couple 415 – 430 que pour 
le couple précédent. Il est intéressant de noter que les déformations ne sont pas 
particulièrement plus importantes avec le couple 415 – 304L qu’avec le couple 415 – 430, et 
ce malgré le fait qu’il y ait une forte différence de CTE entre le 304L et le 430, qui sont 
respectivement de 20 et 11 x 10-6 K-1 environ. Le substrat est cependant constitué de la 
nuance 415 et possède donc une forte limite d’élasticité qui parait être limitante dans 
l’établissement des déformations. De plus, une section de la tôle est affectée thermiquement 
et s’austénitise pendant le chauffage pour se transformer de nouveau en martensite au 
refroidissement, favorisant le phénomène de réduction des déformations pendant le 
refroidissement malgré un dépôt avec peu de martensite. 

De plus, il est constaté que la nature du substrat est prédominante sur les déformations 
puisque la flèche est 75 % moins importante entre la pièce la plus déformée des couples 
utilisant comme substrat la nuance 415 et celles utilisant le 304L. L’austénite ayant en effet 
un CTE plus élevé et une limite d’élasticité plus faible que la nuance 415, celle-ci se déforme 
davantage. C’est également pour cette raison que dans le cas d’un dépôt riche en fil 430 le 
phénomène de tôle convexe n’est plus observé sur le substrat 415 contrairement au cas où 
le substrat 304L est utilisé. Il est important de préciser que les tôles de 304L ne mesurent que 
4 mm d’épaisseur contre 5,5 mm pour les tôles de 415, pouvant également jouer en ce sens. 
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Figure IV-42 : Moyenne des flèches obtenues après dépôts de 2 cordons avec les fils 304L, 430 et 
415, et après refroidissement. 

D’après la Figure IV-42, lorsqu'un cordon de 415 est déposé après un premier cordon de 415 
et qu'il y a un temps d'attente permettant de produire à deux reprises la transformation 
martensitique dans les cordons, une allure de tôle convexe est obtenue. En revanche, lorsque 
la transformation martensitique n'a lieu qu'une seule fois, les tôles sont concaves. En valeur 
absolue, les déformations sont cependant similaires. Dans les travaux de Guilmois, lors de la 
construction d’un mur de 415, il avait été observé une diminution de la déformation lorsque 
le temps d’attente entre chaque passe permettait de rester au-dessus de Ms, par rapport à 
un mur construit avec un temps d’attente permettant de descendre en dessous de Mf 

(GUILMOIS, 2021) entre chaque dépôt.  

Ensuite, il a été constaté que lorsqu’un cordon de 304L est déposé après un premier cordon 
de 415, un temps d’attente permettant de produire deux fois la transformation 
martensitique, permettrait de réduire de moitié la déformation par rapport à un temps 
d’attente plus court. Enfin, dans le cas d’un dépôt de fil 430 après un premier cordon de 415, 
le temps d’attente ne semble pas avoir d’influence. Cependant, là encore, il est important de 
noter que seule une pièce a été réalisée dans la plupart des conditions testées pour les pièces 
à deux dépôts, ce qui ne permet pas d'étudier la répétabilité. 

Enfin, il est constaté que les déformations sont mieux reproduites dans le cas de cette étude 
utilisant le substrat 415, par rapport à celle utilisant le substrat 304L (partie 3.2) puisque 
l’incertitude maximale est de 0,5 mm ici contre 1,6 mm précédemment. Cette observation 
confirme que l’utilisation de l’AVC et que le fait d’effectuer un amorçage évitant le collage de 
la tôle sur la table de soudage, permet de mieux reproduire le pompage thermique et ainsi 
les déformations.  
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Conclusion du chapitre 

L'établissement des contraintes et des déformations résiduelles a été étudié dans le cas des 
deux premiers couples (304L – 430 et 304L – 415) lors de dépôts sur tôles fines. Les résultats 
ont montré que lorsque le second fil possède un coefficient de dilatation thermique 
significativement plus faible que le premier et qu’il est capable de provoquer une 
transformation martensitique à basse température, une réduction des déformations est 
observée, que ce soit en le mélangeant au premier ou en le déposant après le premier. Il a 
été constaté que, plus il y a de martensite dans le mélange, moins les tôles sont déformées 
de façon concave. Les contraintes ont pu être diminuées à proximité du cordon lorsque des 
mélanges sont réalisés. Cependant, loin du cordon, elles sont au moins égales au cas de 
référence (304L sur 304L). La pièce avec un dépôt contenant 50 % de 430 et 50 % de 304L est 
intéressante, car elle permet d'obtenir un bon compromis entre la réduction des 
déformations et la limitation des contraintes. En effet, il a été constaté que déposer un cordon 
triphasé, avec un peu de martensite, de ferrite et d'austénite, permettrait d'obtenir un 
compromis entre les déformations et les contraintes. Par la même occasion, cette étude a 
permis d’observer que les contraintes résiduelles, déterminées par diffraction des neutrons 
et la méthode du contour, ont montré une différence de moins de 100 MPa entre les deux 
techniques. 

Les études des deux derniers couples en configuration de dépôts simples (415 – 430 et 
415 – 304L) ont cependant montré une augmentation des déformations lorsque le second fil 
est constitué de moins (ou ne contient pas) de martensite, a une limite d'élasticité plus faible 
et/ou un coefficient de dilatation thermique plus élevé que le premier. Une étude des 
contraintes résiduelles, permettant de contrôler la possible réduction de celles-ci, n'a pas pu 
être réalisée dans le cas de ces deux couples. Il serait cependant intéressant de vérifier si 
malgré une faible augmentation des déformations, il est possible de réduire tout de même 
les contraintes. 

Ce chapitre nous aura également permis de mettre en avant la complexité d'indexer 
l'austénite par EBSD dans le cas d’un acier inoxydable biphasé, voire triphasé, avec une 
microstructure certainement trop fine pour les méthodes mises en œuvre. La méthode des 
intensités intégrées en DRX, en considérant plusieurs paires de pics identifiables, est un bon 
moyen d’évaluer la proportion d'austénite, malgré la non prise en compte de la texture. 
Quant à la martensite, elle a pu être identifiée grâce à des essais de dilatométrie libre. 
Cependant, cette technique ne permet pas de quantifier la proportion de martensite, car les 
cinétiques de transformation de phase dans certaines nuances dépendent de la vitesse de 
chauffage (et de refroidissement) et du temps de maintien à haute température. Il serait donc 
difficile d'obtenir les mêmes proportions de phases à la fin du cycle thermique qu’au début.  

Grâce à cette étude, il a été constaté que l’utilisation de deux fils d’apport présentant des 
différences de propriétés thermiques et mécaniques peut présenter un intérêt pour la 
réduction des contraintes et des déformations résiduelles, tant dans le contexte de la 
fabrication additive que dans celui du soudage. L'étude du prochain chapitre portera alors sur 
la détermination des contraintes et des déformations résiduelles dans le cas du soudage 
multipasse de tôles épaisses en acier inoxydable 304L, chanfreinées en V, soudées avec deux 
fils différents, pour les deux premiers couples d'alliage (304L – 430 et 304L – 415). Enfin, les 
configurations expérimentales de ce quatrième chapitre, utilisant uniquement le fil 304L ou 
415, serviront de base de comparaison pour les simulations numériques du chapitre six.  
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Introduction du chapitre 

Ce chapitre porte sur l'étude de l'utilisation de deux fils d'apport de compositions chimiques 
différentes sur l'établissement des déformations et des contraintes résiduelles dans le 
contexte de soudage de tôles de 20 mm d'épaisseur chanfreinées en V à 60°. Les deux 
premiers couples d'alliages sélectionnés dans le second chapitre sont étudiés ici, à savoir le 
couple 304L – 430 et le couple 304L – 415. Les pièces réalisées sont comparées à des soudures 
réalisées avec un seul fil d’apport (304L, 430 ou 415). 

Tout d'abord, le plan d'essais est présenté, exposant les différentes configurations dans 
lesquelles les tôles ont été soudées. Une seconde partie concerne l'identification des phases 
présentes dans les soudures selon le(s) fil(s) utilisé(s). Ensuite, l'étude des déformations est 
présentée suivie de celle concernant les contraintes résiduelles. Enfin, une dernière partie 
aborde la caractérisation mécanique des assemblages dans le but de contrôler leur 
conformité.  
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1 Présentation du plan d’essais 

Dans ce chapitre, deux tôles de 304L faisant 200 mm de longueur, 50 mm de largeur et 
20 mm d’épaisseur ont été soudées avec un ou deux fils d’apport, selon plusieurs 
configurations de remplissage. Cette première partie présente la préparation des tôles, les 
configurations étudiées ainsi que les paramètres procédé employés. 

1.1 Préparation des pièces 

Avant le soudage, les pièces ont d'abord été chanfreinées en V par fraisage de sorte à obtenir 
une ouverture totale à 60° lors du soudage des pièces, en laissant un talon d’environ 1 mm 
permettant d’éviter un effondrement de la première passe, comme schématisé en haut de la 
Figure V-1. Afin de limiter les déformations de la pièce pendant le soudage, des cavaliers de 
bridage en acier en forme de U ont été soudés aux deux extrémités de l’assemblage, comme 
présenté sur la photo de la Figure V-1. Ils ont été soudés en TIG manuel avec une intensité de 
soudage de 120 A et en utilisant du 316L sous forme de baguette comme métal d'apport. Un 
espacement de 1 mm a été laissé entre les deux tôles dans le but d’éviter un manque de 
pénétration lors de la première passe. Des clinquants en acier inoxydable austénitique ont 
été soudés sur les tôles afin de permettre une prise d'images pendant le soudage sans être 
ébloui par l'arc. 

 

Figure V-1 : Schéma des tôles chanfreinées et photo d’une pièce préparée avant soudage. 
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1.2 Configurations étudiées 

Les pièces ont été fabriquées selon plusieurs configurations, décrites par la Figure V-2, 
utilisant soit un seul fil d'apport, soit deux fils d'apport conduisant à un remplissage gradué 
ou alterné. Dans ce chapitre, les pièces seront désignées par les termes « 100 % », « G » ou 
« A » selon que les soudures aient été réalisées avec un seul fil d'apport, par remplissage 
gradué ou par alternance des dépôts des deux fils, respectivement. Cette désignation sera 
suivie de « 304L » et/ou « 430 » ou « 415 » pour spécifier le(s) fil(s) utilisé(s). 

 

 

Figure V-2 : Configurations de soudage étudiées à un ou deux fils d’apport. 

 

1.3 Paramètres procédé 

Afin de comparer les déformations et les contraintes résiduelles entre les différentes pièces, 
indépendamment des paramètres du procédé, toutes les pièces ont été réalisées avec des 
paramètres de soudage identiques, permettant de maintenir une énergie linéique et une 
quantité de matière déposée constante entre chaque pièce, comme cela a été fait dans 
l’étude des dépôts sur tôles minces. Ainsi, lorsque les deux fils sont déposés simultanément, 
la vitesse de dévidement de chaque fil est ajustée, tout en maintenant la vitesse de 
dévidement globale des métaux d'apport (somme des vitesses d'avance des deux fils) 
constante. 

De premiers essais préliminaires ont permis de tester différents paramètres de soudage et 
de sélectionner ceux permettant de remplir un chanfrein sans présenter de défaut lors du 
contrôle métallographique sur une coupe transverse. Le pas minimal du dévidoir permettant 
de régler la vitesse de dévidement du fil étant de 0,1 m/min, les paramètres de soudage 
sélectionnés permettent de choisir des vitesses de dévidement des fils suffisantes pour faire 
varier ces vitesses de façon significative au fur et à mesure des passes dans le cas des pièces 
graduées. 
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La première passe a été réalisée sous une intensité de 160 A avec une vitesse d'avance de 
la torche de 8 cm/min et une vitesse de dévidement du fil de 0,4 m/min. Les 21 passes 
suivantes ont été réalisées sous 300 A, à une vitesse de soudage de 20 cm/min et une vitesse 
de dévidement du fil de 2 m/min. La première passe est réalisée avec un débit de matière et 
une énergie linéique plus faibles par rapport aux autres passes dans le but de fondre le talon 
des MB tout en évitant un effondrement de la matière fondue. Les autres passes ont un débit 
de matière plus important afin de remplir le chanfrein et ont une énergie linéique plus élevée 
pour fondre une partie des MB en plus du (des) fils déposé(s), dans le but de former une 
continuité mécanique et métallurgique de l’ensemble. 

La hauteur d'arc était de 4 mm et l'angle entre les fils et la torche était d'environ 50°. Au 
total, 22 passes ont été nécessaires pour remplir les chanfreins. Le détail des paramètres 
utilisés pour chaque passe dans le cas des assemblages gradués et alternés est présenté dans 
le Tableau V-1. 

 

Passe n° I (A) Vs (cm/min) 
Remplissage gradué Remplissage alterné 

Vf1 (m/min) Vf2 (m/min) Vf1 (m/min) Vf2 (m/min) 

1 160 8 0,4 0 0,4 0 

2 300 20 1,7 0,3 0 2,0 

3 300 20 1,7 0,3 0 2,0 

4 300 20 1,4 0,6 2,0 0 

5 300 20 1,4 0,6 2,0 0 

6 300 20 1,1 0,9 0 2,0 

7 300 20 1,1 0,9 0 2,0 

8 300 20 0,9 1,1 2,0 0 

9 300 20 0,9 1,1 2,0 0 

10 300 20 0,9 1,1 2,0 0 

11 300 20 0,9 1,1 2,0 0 

12 300 20 0,6 1,4 0 2,0 

13 300 20 0,6 1,4 0 2,0 

14 300 20 0,6 1,4 0 2,0 

15 300 20 0,6 1,4 0 2,0 

16 300 20 0,3 1,7 2,0 0 

17 300 20 0,3 1,7 2,0 0 

18 300 20 0,3 1,7 2,0 0 

19 300 20 0,3 1,7 2,0 0 

20 300 20 0 2,0 0 2,0 

21 300 20 0 2,0 0 2,0 

22 300 20 0 2,0 0 2,0 

Tableau V-1 : Paramètres procédé utilisés pour chacune des passes en fonction de la méthode de 
remplissage des chanfreins. 
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Comme mentionné dans le Tableau V-1, plusieurs passes ont été réalisées dans les mêmes 
conditions avant de changer de fil ou de modifier les vitesses des fils pour les passes suivantes. 
Cela a été effectué dans le but de maîtriser la chimie globale de la soudure, malgré la dilution 
de la passe déposée sur la précédente, et ainsi contrôler les phases présentes. Les passes 1 à 7 
ont été déposées les unes sur les autres, tandis que les passes 8 à 19 ont été déposées 
alternativement du côté gauche puis du côté droit de la soudure. Les trois dernières passes 
ont été déposées les unes à côté des autres, comme illustré sur la Figure V-3. Pour chaque 
configuration, deux pièces jumelles ont été réalisées afin d'étudier la répétabilité des 
déformations et de permettre la découpe des cubes afin de mesurer les d0 pour la 
détermination des contraintes résiduelles par diffraction des neutrons. 

 

Figure V-3 : Illustration de la méthode de remplissage des chanfreins, indiquant l’ordre et la 
position des passes de soudage. Les passes vertes ont été déposées les unes sur les autres, les 

passes bleues ont été déposées les unes à côté des autres deux à deux, et les trois passes oranges 
ont été déposées les unes à côté des autres. Les numéros indiquent l’ordre dans lesquelles les 

passes ont été réalisées. 

1.4 Maîtrise des cycles thermiques 

Dans le but de pouvoir comparer les déformations et les contraintes résiduelles entre les 
différentes pièces indépendamment de la thermique, toutes les pièces ont été réalisées avec 
un cycle thermique identique. Pour cela, une température interpasse a été choisie et 
contrôlée par cinq thermocouples disposés à la surface de l'une des deux tôles de 
l’assemblage, comme représenté sur la Figure V-4, permettant de déclencher au moment 
voulu la passe suivante. 
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Figure V-4 : Position des thermocouples sur la surface des tôles pour chacune des pièces soudées. 

Le thermocouple TC2 (orange) du milieu est situé à 100 mm des bords gauche et droit de la 
tôle dans la longueur, et à 10 mm du bord extérieur de la tôle dans la largeur. Les trois 
thermocouples du milieu, TC2 à TC4, sont espacés chacun de 10 mm. Enfin, les thermocouples 
TC1 et TC5 sont situés à 50 mm du bord gauche et du bord droit dans la longueur 
respectivement. Un exemple de cycle thermique appliqué pendant le soudage est illustré sur 
la Figure V-5. Cette dernière affiche également les températures interpasses visées au niveau 
des trois thermocouples du milieu, TC2, TC3 et TC4. 

 

 

Figure V-5 : Exemple de cycle thermique appliqué par une pièce avec indication des températures 
interpasses choisies. 
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2 Identification des phases en présence 

Les phases en présence ont été identifiées dans les soudures par EBSD sur des échantillons 
découpés dans les pièces, transversalement à la direction de soudage. Les cartographies ont 
été acquises avec un pas de 3 µm pour balayer des surfaces allant de 14 à 45 mm² en fonction 
de l’échantillon. Durant les mesures par EBSD, des analyses de la composition chimique par 
EDX ont été réalisées pour compléter l’étude. Le protocole de préparation et les informations 
nécessaires à la réalisation de ces mesures sont disponibles dans la partie 2.5.3 du 
chapitre deux. De même, des cartographies de dureté Vickers sous 0,3 kgf ont été réalisées 
sur une surface d’environ 400 mm2 avec un pas d’1 mm, conduisant à un total d’environ 500 
points de mesure par pièce. La confrontation des résultats d'EBSD, d'EDX et de dureté 
permettra une identification des phases plus confiante, notamment dans les cas où coexistent 
plusieurs phases (ferrite, martensite et/ou austénite). 

2.1 Soudures réalisées avec un seul fil d’apport 

La Figure V-6 présente les cartographies EBSD superposées aux essais de dureté et aux 
macrographies obtenues après attaque chimique au réactif de Marble pour les soudures 
réalisées avec un seul fil d'apport (100 % 304L en partie haute de la figure, 100 % 430 au 
milieu et 100 % 415 en partie basse). Une synthèse des phases majoritairement présentes 
dans chaque zone de la soudure est proposée sur la droite de la figure. La pièce 100 % 304L 
n'a pas été analysée par EBSD en raison de la présence attendue à plus de 90 % d'austénite, 
d’après les résultats du chapitre quatre concernant le dépôt 100 % 304L. 

La soudure 100 % 304L constituée d’austénite présente une dureté variable entre 250 et 
350 HV0,3 dans les premières passes dans la moitié basse des tôles et entre 150 et 250 HV0,3 
dans les dernières passes et dans la moitié haute des tôles. Cela peut s’expliquer par le fait 
que les passes du dessus agissent sur celles du dessous entraînant un écrouissage lié au 
phénomène de retrait lors de la solidification mais aussi dû aux déformations de la pièce 
pendant le soudage. 

Il est constaté la présence d'austénite dans le bas des soudures, et ce, même lorsque les fils 
430 ou 415 ont été déposés seuls. Cela peut s'expliquer par le fait que le talon des métaux de 
base (304L) a été fondu et contribue fortement à la chimie de la première passe (fort taux de 
dilution), étant donné que la vitesse de dévidement du fil est seulement de 0,4 m/min pour 
cette passe. La composition chimique de cette dernière est donc proche de celle du métal de 
base (nuance 304L), qui est majoritairement constituée d'austénite. En raison de la dilution 
avec la première passe lors du dépôt de la seconde, de l'austénite est également présente 
dans la deuxième passe de la soudure 100 % 415. Hormis la première ou les deux premières 
passes, seules les phases CC ont été identifiées par EBSD dans le reste de ces deux joints 
soudés. 
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Figure V-6 : Cartographies EBSD réalisées dans les soudures 100 % 304L (partie haute de la figure), 
100 % 304L (partie du milieu) et 100 % 415 (partie basse de la figure), superposées aux essais de 

dureté et aux macrographies obtenues après attaque au réactif de Marble et synthèse des phases 
majoritairement présentes (partie droite). 
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Les soudures 100 % 430 et 100 % 415 présentent un taux d'indexation moyen d'environ 
70 %. Contrairement à la soudure 100 % 415, ce taux est très variable dans la soudure 
100 % 430 selon les zones de la pièce. En effet, le bas de la soudure 100 % 430, constituée 
principalement d'austénite, affiche un taux d'indexation d'environ 87 % et une dureté 
d’environ 250 HV0,3. Au milieu du joint soudé, le taux d'indexation est plus bas, pouvant 
descendre jusqu'à 50 % selon les endroits. Ces importantes variations de qualité d'indexation 
témoignent d'une microstructure hétérogène le long du joint soudé. Comme nous l’avons 
déjà vu dans le chapitre quatre dans le cas de dépôts, les zones moins bien indexées 
pourraient correspondre à de la martensite, ou à des zones biphasées voire triphasées, 
contenant au moins de l'austénite. La zone la moins bien indexée de la soudure 100 % 430 se 
trouve juste au-dessus de la partie austénitique et présente une dureté entre 250 et 350 
HV0,3, indiquant une possible présence d'austénite en plus de la (des) phase(s) CC indexée(s). 
Le milieu de la soudure 100 % 430 présente un taux d’indexation d’environ 60 % et une dureté 
élevée, aux alentours de 400 HV0,3, ce qui est caractéristique de la martensite issue d’une 
trempe dans les aciers inoxydables à bas carbone (THIBAULT et al., 2009). La zone juste au-
dessus présente une dureté un peu plus faible, avec une microstructure montrant des grains 
bien dessinés et des joints de grains ou des aiguilles non indexées au milieu de ces grains, 
caractéristiques de grains de ferrite avec des aiguilles de martensite, comme cela a été 
observé dans le dépôt 1 – 75 % 430 / 304L du chapitre quatre par exemple. Enfin, le haut de 
la soudure présente un taux d'indexation allant de 95 % à 98 %. Au vu de la microstructure 
constituée de gros grains colonnaires sur la macrographie, cette zone est majoritairement 
constituée de ferrite. De la martensite pourrait potentiellement être présente aux joints de 
grains, comme observée dans le dépôt 1 – 100 % 430 / 304L du chapitre quatre. Cependant, 
au vu du refroidissement très lent après la dernière passe (d’après les mesures 
thermocouples, 3h ont été nécessaires pour passer de 300°C à 50°C), il est probable qu’il n’y 
ait pas de martensite dans les dernières passes. De plus la dureté n’est que de 200 HV0,3 dans 
ces passes, ce qui est caractéristique de la ferrite δ dans la nuance 430 (GHASEMI et al., 2018). 

Les mesures EDX réalisées conjointement aux mesures EBSD appuient le fait que la 
microstructure de la soudure varie selon les zones, en présentant une variation graduelle de 
la proportion massique de nickel. Cela est illustré par la cartographie colorée en vert de la 
Figure V-7-a, représentant la variation de la proportion massique de nickel au sein du joint 
soudé 100 % 430. Cette dernière varie de 7 %wt à 1 %wt environ, depuis le bas jusqu’au haut 
du joint soudé, la tôle de 304L en ayant 8,042 %wt et le fil en 430 0,35 %wt. 
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Figure V-7 : Cartographies représentant a) la proportion de nickel, b) l’orientation cristalline par 
l’IPF X et c) les phases en présence de la soudure 100 % 430 où le bleu correspond à l’austénite et le 

rouge aux phases CC (ferrite et/ou martensite). 

Il s'avère que, même lorsque le fil 430 est déposé seul, l'effet de la dilution avec la passe 
précédente, ainsi qu'avec le métal de base, entraîne une gradation de composition le long du 
joint soudé. Le même phénomène a été constaté dans la soudure 100 % 415. Cependant, la 
dureté dans cette soudure est plus homogène, aux alentours de 400 HV0,3, témoignant d'une 
microstructure homogène et martensitique issue d’une trempe (THIBAULT et al., 2009). 
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Il est important de noter la présence de gros grains colonnaires, en particulier pour les 
soudures utilisant du fil 430, comme le montre la cartographie IPF X de la Figure V-7-b ou celle 
d'indexation des phases de la Figure V-7-c, illustrant les reprises d'épitaxie sur plusieurs 
passes. Ces dernières pourraient être responsables d'une fragilité importante des soudures, 
comme illustré dans les travaux de Adhithan par exemple (ADHITHAN et al., 2021). La résistance 
mécanique des pièces sera alors évaluée à l'aide d'essais de traction transversale aux 
soudures (éprouvettes prélevées dans le sens travers long), qui seront présentés dans la 
partie 5 de ce chapitre. 

2.2 Soudures graduées 

Concernant les soudures graduées (G 304L 415 et G 304L 430), les cartographies EBSD 
superposées aux essais de dureté et aux macrographies obtenues, après attaque chimique au 
réactif de Marble, sont présentées dans la Figure V-8. 

 

Figure V-8 : Cartographies EBSD réalisées dans les soudures G 304L 430 (partie haute de la figure) 
et G 304L 415 (partie basse de la figure), superposées aux essais de dureté et aux macrographies 
obtenues après attaque au réactif de Marble et synthèse des phases majoritairement présentes 

(partie droite). 
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Il est constaté que la plage d'indexation de l'austénite en EBSD s'étend jusqu'à au moins la 
cinquième passe, contre uniquement la première ou la deuxième dans les soudures 100 % 430 
et 100 % 415 respectivement. Dans la soudure G 304L 415, les phases CFC et CC coexistent 
sur une hauteur d'environ 5 mm, tandis que dans la soudure G 304L 430, elles coexistent sur 
une hauteur d'environ 3 mm. Au-delà de cette hauteur, seules les phases CC sont indexées. 
Cependant, au vu des duretés obtenues, l'austénite semble s'étendre au-delà de l’endroit où 
elle a été indexée en EBSD, au moins sur la moitié basse de la soudure, où des duretés 
inférieures à 300 HV0,3 sont obtenues. 

Tout comme dans la soudure 100 % 430, la soudure G 304L 430 présente une zone plus dure 
au-dessus de la zone austénitique, avec une dureté autour de 400 HV0,3, constituée alors de 
martensite. De même, le haut de la soudure constitué de gros grains colonnaires et possédant 
une dureté autour des 200 HV0,3 est alors constitué de ferrite. Une zone avec une dureté 
intermédiaire est présente entre les deux, constituée alors de ferrite et de martensite. 

Dans la soudure G 304L 415, le haut de la soudure possède une dureté autour de 400 HV0,3, 
témoignant de la présence majoritaire de martensite. 

2.3 Soudures alternées 

Les cartographies EBSD des soudures alternées (A 304L 415 et A 304L 430) superposées aux 
essais de dureté et aux macrographies obtenues, après attaque chimique au réactif de 
Marble, sont présentées dans la Figure V-9. 

 

Figure V-9 : Cartographies EBSD réalisées dans les soudures A 304L 430 (partie haute de la figure) 
et A 304L 415 (partie basse de la figure), superposées aux essais de dureté et aux macrographies 
obtenues après attaque au réactif de Marble et synthèse des phases majoritairement présentes 

(partie droite). Les zones non identifiées dans la soudure A 304L 430 pourraient être un mélange de 
martensite et de ferrite ou bien une zone biphasé ou triphasé avec au moins de l’austénite. 
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Les cartographies EBSD montrent l'alternance de zones CC et de zones CFC + CC, ces 
dernières s'étendant sur une hauteur d'environ 10 mm. Dans la soudure A 304L 415, deux 
zones CFC + CC sont observables, tandis qu'une seule a été obtenue pour la soudure 
A 304L 430. Les essais de dureté suggèrent que les zones biphasées ou triphasées avec la 
présence au moins d'austénite sont en réalité plus étendues, et que les deux pièces en 
contiennent au moins deux. Les autres zones de la soudure A 304L 430 présentent une dureté 
bien plus hétérogène allant de 250 à 380 HV0,3 témoignant certainement d'un mélange de 
martensite et de ferrite et/ou d’austénite. Quant à la soudure A 304L 415, les autres zones 
ont une dureté supérieure à 350 HV0,3 témoignant de la présence majoritaire de martensite. 

La superposition des essais de dureté aux macrographies et aux cartographies EBSD permet 
de conclure quant à la nature des phases majoritairement présentes dans les différentes 
zones des soudures. Les zones constituées exclusivement d’austénite d’après l’EBSD ne sont 
pas sujettes au doute au vu de la bonne indexation de cette phase. Les gros grains colonnaires 
ayant une dureté proche des 200 HV0,3 témoignent de la présence majoritaire de ferrite. Les 
zones ayant un taux d'indexation de 50 à 70 % avec une dureté allant de 250 à 300 HV0,3 
pourraient correspondre à des zones constituées à la fois de phases CFC et CC. Les zones ayant 
un taux d'indexation autour de 70 % avec une dureté plus élevée, d’environ 400 HV0,3, 
témoignent de la présence majoritaire de martensite. Ces analyses fournissent donc une 
estimation globale des phases présentes sans pouvoir estimer précisément les proportions 
de chacune d’elles. Une analyse plus fine pourrait être réalisée en utilisant un pas plus petit 
pour les cartographies de dureté (et sous une charge plus faible), mais cela serait également 
plus coûteux en temps.  
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3 Étude des déformations 

3.1 Suivi d’images in situ 

Afin d’observer l’évolution des déformations pendant le soudage des pièces et lors du 
refroidissement, du suivi de points a été réalisé sur les photos prises à une fréquence de 1 
image toutes les 120 secondes, tel que mentionné dans la partie 2.4.3.1 du chapitre deux. 

Le suivi de quatre points a été effectué selon la vue transversale des pièces, tel qu’illustré 
sur la Figure V-10, puisque c’est selon cette direction que les déformations sont les plus 
prononcées. 

 

Figure V-10 : Positions des quatre points suivies sur la première photo prise avant soudage et la 
dernière photo prise après refroidissement. Illustration pour une pièce 100 % 304L. 

Les déplacements selon y et z des quatre points pour une pièce 100 % 304L et une pièce 
100 % 415 sont présentés dans la Figure V-11. Ils sont superposés à la température mesurée 
par le thermocouple TC1 (Figure V-4) et aux temps auxquels sont amorcées chaque passe afin 
de visualiser l’évolution des déplacements au fur et à mesure du remplissage du chanfrein et 
du refroidissement. Il est constaté que les déplacements évoluent de manière logarithmique 
avec le temps, avec une évolution de plus en plus lente au fur et à mesure des passes. Il 
semblerait alors que les premières passes soient décisives dans l’établissement des 
déformations finales de la pièce. Au vu des températures interpasses choisies, il semblerait 
que la transformation martensitique n’ait lieu qu’une seule fois lors du refroidissement dans 
les pièces concernées. Cependant, aucun déplacement lié à la transformation martensitique 
n’a été détecté pendant le refroidissement des pièces 100 % 415 contrairement à celles 
étudiées dans le chapitre quatre. Il semblerait cependant que lors du refroidissement les 
pièces 100 % 304L se déforment davantage comparées aux pièces 100 % 415, où les 
déplacements sont plus faibles voir quasiment nuls. 
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Figure V-11 : Température mesurée par un thermocouple, début de chacune des passes et 
déplacements selon y et z des quatre points suivis pour une pièce 100 % 304L et une pièce 

100 % 415. 
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3.2 Profilométrie laser 

Les déformées des différentes pièces après leur soudage et leur refroidissement ont été 
évaluées par profilométrie laser, comme présenté dans la partie 2.4.3.2 du chapitre deux. 
L'amplitude des déformées a été évaluée selon la direction transverse, c'est-à-dire 
perpendiculairement à la direction de dépôt, puisque c'est dans cette direction que les 
déplacements sont les plus importants. Ils ont été déterminés au milieu de la direction 
longitudinale, comme illustré sur la Figure V-12-a avec la ligne bleue discontinue. 

 

 

Figure V-12 : a) Position de la ligne de mesure et b) représentation de la méthode de 
caractérisation des déformées pour les soudures forte épaisseur (illustration pour la pièce 

G 304L 415). 

À la suite des mesures, les données ont été traitées avec Matlab. Tout d'abord, une 
correction a été appliquée pour aligner les deux extrémités de la ligne de mesure sur l'origine 
de l'axe des ordonnées, comme illustré par la courbe verte sur la Figure V-12-b. Ensuite, les 
données relatives aux surfaces des tôles soudées ont été modélisées par une loi linéaire à 
l'aide de la fonction « polyfit », comme présenté par les droites rouges sur la Figure V-12-b. 
Afin de comparer les différents essais avec un paramètre synthétique, la moyenne θ des deux 
angles θ1 et θ2 (Figure V-12-b) entre l'horizontale et les deux côtés de la pièce a été calculée. 

La Figure V-13 présente la moyenne des angles mesurés dus à la déformation des pièces 
après le soudage. Les barres d'erreur représentent l'écart-type calculé sur les quatre angles 
mesurés, soit deux mesures d’angles pour chacune des deux pièces de chaque configuration 
de soudage (chaque configuration étant réalisée deux fois). 
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Figure V-13 : Moyennes des angles mesurés dus à la déformation des pièces. 

Il est constaté que les pièces 100 % 304L et G 304L 430 sont celles qui présentent le plus de 
déformation, avec un angle d'environ 6°. Les pièces A 304L 430 et 100 % 430 permettent de 
réduire l’angle moyen associé à la déformation respectivement de 6 % et 10 % par rapport à 
la pièce 100 % 304L. 

Le fait d'utiliser le fil 415 permet de réduire davantage l’angle moyen, puisqu'une réduction 
de 10 %, 18 % et 20 % par rapport à la pièce 100 % 304L est obtenue pour respectivement les 
pièces G 304L 415, A 304L 415 et 100 % 415. 

Les soudures présentant alors le plus de martensite permettent de réduire de façon plus 
importante l’angle moyen. 

Que ce soit avec le fil 430 ou le fil 415, la stratégie de remplissage alternée permet de réduire 
davantage les déformations que la stratégie graduée. Les premières passes étant décisives 
dans l’établissement des déformations de la pièce, les proportions de phases présentes dans 
les premiers cordons gouvernent en partie la déformation finale de la tôle. Les pièces 
graduées ayant été réalisées en déposant d’abord le fil 304L à 100 % et en terminant par les 
fils 430 ou 415, ces pièces ont alors plus d’austénite dans les premières passes que dans les 
pièces alternées. Cela peut expliquer pourquoi les pièces alternées présentent des déformées 
plus faibles que les pièces graduées. Il est alors probable qu’une stratégie de remplissage 
graduée inversée, c’est-à-dire en commençant par le fil 415 ou 430, permettrait de réduire 
davantage les déformations et de s’approcher des déformations des pièces 100 % 415 ou 100 
% 430. 

Pour chacun des deux couples étudiés (304L – 430 et 304L – 415) ce sont les configurations 
à un seul fil d’apport (100 % 430 ou 100 % 415) qui permettent d'obtenir le moins de 
déformation, puisque ce sont celles qui ont le moins d’austénite. Enfin, sur l’ensemble des 
essais, c’est la pièce 100 % 415 qui présente la déformation la plus faible, puisque celle-ci est 
constituée en grande majorité de martensite. 
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3.3 Effet du débridage des pièces sur les déformations 

Les cavaliers de bridage de la pièce G 304L 415 ont été enlevés par découpe avec une scie à 
métaux. La déformée de la pièce après libération des cavaliers a de nouveau été évaluée par 
profilométrie laser afin d’étudier l’effet du débridage de la pièce sur les déformations. Les 
résultats de la profilométrie sont présentés dans la Figure V-14, selon la ligne transverse à la 
direction de soudage, située au milieu de la pièce. 

 

Figure V-14 : Comparaison de la déformée de la pièce G 304L 415 avant et après avoir enlevé les 
cavaliers de bridage selon la ligne transverse à la direction de soudage au milieu de la pièce. 

 

Il n'a pas été constaté de différence notable du profil de la déformée avant et après le 
débridage de la pièce. La déformée a également été comparée aux extrémités de la pièce, au 
plus proche de l’endroit où les cavaliers de bridage étaient placés, mais la même observation 
a été constatée. L'effet du débridage des pièces par l'enlèvement des cavaliers de bridage sur 
les contraintes résiduelles sera également étudié et présenté dans la partie 4 ci-après.  
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4 Étude des contraintes résiduelles 

Les contraintes résiduelles de l'ensemble des pièces ont été déterminées soit par diffraction 
des neutrons, soit par la méthode du contour et pour deux d’entre elles avec les deux 
méthodes. L'emplacement du plan de mesure se trouve dans le plan transverse, situé au 
milieu de la pièce, comme présenté dans la Figure V-15-a. La liste des échantillons mesurés 
par chaque méthode est présentée dans la Figure V-15-b pour la diffraction des neutrons et 
dans la Figure V-15-c pour la méthode du contour. Les positions des jauges de mesure utilisées 
en diffraction des neutrons sont présentées dans la Figure V-15-b (carrés blancs). Afin de 
comparer la méthode de la diffraction des neutrons avec la méthode du contour, les pièces 
100 % 304L et G 304L 415 ont été caractérisées par les deux techniques. Les méthodes de 
mesure, d'analyse et de calcul des contraintes sont présentées dans la partie 2.4.4 du chapitre 
deux pour les deux méthodes. 

Les dénominations côté début et côté fin (Figure V-15-a) correspondent aux deux moitiés 
des pièces de part et d’autres de la zone de mesure, côté début correspondant au côté où ont 
été amorcées chaque passe de soudage et côté fin là où elles se sont finies. 

 

 

Figure V-15 : a) Emplacement du plan de mesure pour la détermination des contraintes résiduelles, 
b) positions des jauges de mesure utilisées en diffraction des neutrons (carrés blancs) et liste des 
pièces dont les contraintes résiduelles ont été déterminées par cette méthode et c) exemple de 

cartographie de contrainte longitudinale obtenue par la méthode du contour (100 % 304L) et liste 
des pièces dont les contraintes résiduelles longitudinales ont été déterminées par cette méthode. 
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4.1 Diffraction des neutrons 

L'instrument POLDI de l'Institut Paul Scherrer a été utilisé pour déterminer les contraintes 
résiduelles dans trois pièces (100 % 304L, G 304L 415 et A 304L 415). Les contraintes 
résiduelles longitudinales (σxx), transversales (σyy) et normales (σzz) ont été déterminées au 
milieu de chaque pièce (Figure V-15-a), à la fois dans les soudures et dans les tôles (Figure 
V-15-b). Des cubes, permettant la mesure des d0, ont été découpés par jet d'eau dans des 
pièces jumelles, aux mêmes emplacements où les mesures ont été réalisées dans les pièces 
massives. Un volume de jauge de 1,5 × 1,5 × 1,5 mm³ a été utilisé pour effectuer les mesures 
selon les trois directions des cubes. Pour les mesures dans les pièces massives, un volume de 
3,8 × 3,8 × 3,8 mm³ a été utilisé, à l'exception de la direction transverse et normale dans 
l'échantillon A 304L 415, où un volume de jauge de 3,8 × 3,8 × 8,0 mm³ a été utilisé dans un 
objectif d’optimisation d’utilisation du temps de faisceau, sans perte de qualité de mesure.  

Après l'étude des contraintes des deux premières pièces 100 % 304L et G 304L 415, il s'est 
avéré que les contraintes normales présentaient le même type de profil que les contraintes 
transversales dans la tôle. Cela est illustré sur la Figure V-16-a et b indiquant les contraintes 
longitudinales, transversales et normales dans le métal de base des pièces 100 % 304L et 
G 304L 415. Par conséquent, afin d’exploiter au mieux le temps de faisceau disponible, la 
direction normale n'a pas été déterminée pour deux points de mesure dans la pièce 
A 304L 415 du métal de base, et il a été estimé que les résultats obtenus pour la direction 
transverse pourraient être considérés comme représentatifs des valeurs relatives à la 
direction normale pour ces deux points (y = – 29,5 mm y = – 19,5 mm). Les contraintes 
longitudinales, transversales et normales dans le métal de base de la pièce A 304L 415 sont 
présentées dans la Figure V-16-c. 

 

Figure V-16 : Contrainte longitudinale (σxx), transversale (σyy) et normale (σzz) dans le métal de 
base des pièces a) 100 % 304L, b) G 304L 415 et c) A 304L 415. 

Dans les trois pièces, il est constaté que les contraintes longitudinales sont en compression 
près des bords et en traction près des joints soudés. Les contraintes longitudinales sont plus 
importantes en valeur absolue que les contraintes transversales et normales qui sont toutes 
deux du même ordre de grandeur. 
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Du fait de l'utilisation du fil 415 dans deux des trois pièces mesurées par diffraction des 
neutrons, et en s’appuyant sur les résultats obtenus en EBSD, certaines portions des joints 
soudés sont biphasées. Cependant, lors des mesures, la plupart des diffractogrammes soit ne 
présentaient les pics que d'une seule phase, soit les pics de la seconde phase étaient trop peu 
intenses pour pouvoir être exploités. De ce fait, il a été estimé que les contraintes de la phase 
dominante étaient représentatives des contraintes du volume sondé. Seul le cube du milieu 
de la soudure A 304L 415 présentait les pics des deux phases assez clairement pour pouvoir 
appliquer une loi des mélanges. La proportion d'austénite a ainsi été évaluée par DRX, avec la 
méthode des intensités intégrées, telle que présentée dans la partie 2.5.4 du chapitre deux. 
Afin de maîtriser la position de la zone mesurée par DRX, du scotch au plomb a été positionné 
sur les zones de l'échantillon que l’on ne souhaitait pas sonder. La proportion d'austénite est 
alors estimée à 26 %. 

La Figure V-17 présente les contraintes longitudinales, transversales et normales dans le joint 
soudé des trois pièces mesurées par diffraction des neutrons. 

 

Figure V-17 : Contrainte longitudinale (σxx), transversale (σyy) et normale (σzz) dans les soudures des 
pièces a) 100 % 304L, b) G 304L 415 et c) A 304L 415. 

Il est constaté que des contraintes longitudinales de traction sont obtenues dans les zones 
austénitiques, c’est-à-dire dans l’ensemble de la soudure de la pièce 100 % 304L et en bas des 
soudures G 304L 415 et A 304L 415. Des contraintes de compression sont obtenues en haut 
des soudures G 304L 415 et A 304L 415, correspondant aux zones constituées 
majoritairement de martensite. 

4.2 Méthode du contour 

Lors de la détermination des contraintes par la méthode du contour, il s'est avéré que les 
demi-pièces d'une même pièce pouvaient présenter de fortes différences de profils de 
déformée à l’endroit de la découpe par électroérosion, soit au milieu de la pièce, comme 
illustré sur la Figure V-18 avec la pièce 100 % 415. 
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Figure V-18 : Déformées mesurées par MMT sur les deux demi-pièces de la pièce 100 % 415 selon 
une ligne transverse. 

En effet, un écart de déformée allant jusqu'à un facteur quatre est constaté entre les deux 
demi-pièces. Ces différences induisent également de forts écarts dans le calcul des 
contraintes entre les deux côtés, comme présenté dans la Figure V-19. 

 

 

Figure V-19 : Contraintes longitudinales obtenues sur le plan de mesure des deux demi-pièces de la 
pièce 100 % 415. 

Cela a été constaté sur l'ensemble des pièces mesurées dans l’étude présentée dans ce 
chapitre, avec un écart du même ordre de grandeur. Ces fortes différences n'ont cependant 
pas été observées sur les deux pièces du chapitre quatre, probablement du fait qu'elles 
étaient largement moins volumineuses puisqu'elles n'étaient épaisses que de 4 mm et larges 
de 50 mm, contre 20 mm et 100 mm respectivement ici. 



Chapitre 5 : Étude de la microstructure, des déformations et des contraintes résiduelles dans le cas de 
soudages de tôles épaisses réalisés en TIG multi fils 

195 

Une première hypothèse est que cela pourrait être due à l'asymétrie des pièces. En effet, le 
début de la première passe a été réalisé à 10 mm du bord de la tôle, afin d'éviter de 
s'approcher trop près du clinquant métallique qui protège les appareils photo de l'arc, tandis 
que les passes s'arrêtent au bord de l'autre extrémité des métaux de base. Au fur et à mesure 
des passes, le début de celles-ci se décale un peu plus du bord afin de pouvoir effectuer un 
amorçage par contact sans que les arrivées de fil ne touchent le cordon précédent. De ce fait, 
les pièces présentent une asymétrie, alors que le plan de découpe se trouve au milieu de la 
pièce complète. Cela est visible sur la Figure V-12-a. 

Les travaux de Mahmoudi concernent l'étude de la méthode du contour dans le cas où elle 
est appliquée à des pièces non symétriques (MAHMOUDI et al., 2015), sur des blocs d'acier 
inoxydable 316L ayant subi divers traitements thermiques de revenu. Dans ces travaux, des 
écarts de déformées importants entre les deux demi-pièces sont alors observés, pouvant 
atteindre un facteur quatre. Les contraintes les plus importantes sont obtenues sur le côté le 
plus petit parmi les deux demi-pièces. Il a été démontré que le calcul de la moyenne des 
déformations des surfaces coupées n'aboutit pas à un calcul des contraintes correct. Il serait 
alors nécessaire de calculer les contraintes de chaque demi-pièce et d'en faire la moyenne 
par la suite. 

Or, au vu de toutes nos mesures, ce n’est pas systématiquement le même côté (début ou 
fin) qui présente le plus de déformation. Il semblerait qu’une autre raison soit alors 
responsable de cette différence de déformation entre les deux demi-pièces. 

A priori, le seul point commun entre chacune des demi-pièces présentant une plus faible 
déformation (ou celles présentant une plus forte déformation) est la disposition des pièces 
par rapport au sens de découpe et la manière dont elles ont été bridées (illustré sur la Figure 
V-20). 

 

 

Figure V-20 : Illustration de la disposition des deux demi-pièces après la découpe par 
électroérosion fil de la pièce G 304L 415, et de la façon dont elle a été bridée. 
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Il est constaté que les demi-pièces étant bridées sur la partie orange, à gauche de l'image, 
présentent systématiquement la plus faible déformation, tandis que celles bridées sur la 
partie bleue, à droite de l'image, présentent la plus grande déformation. Les surfaces sur 
lesquelles reposent les deux demi-pièces ne sont pas identiques, tout comme le type de bride 
utilisée. Il est alors probable que les écarts observés proviennent de la façon dont les deux 
demi-pièces ont été bridées lors de l’opération de découpe par électroérosion. 

Des écarts de déformation ont également été constatés dans l'étude de Wang, concernant 
une pièce en alliage d'aluminium 2219-T8 soudée en TIG, avec un facteur deux entre la 
déformation des deux demi-pièces (WANG et al., 2021). Cependant, aucun commentaire n'est 
apporté à ce sujet et il n'y a pas de photo de l'installation qui a permis la découpe des pièces 
pour comparer à celle utilisée lors de notre étude. Les auteurs ont alors calculé la moyenne 
des déformations des deux demi-pièces pour ensuite calculer les contraintes comme il est 
recommandé par Prime afin d’éliminer les effets des contraintes de cisaillement (PRIME et al., 
2013). 

4.3 Comparaison de la méthode du contour avec celle de la diffraction des 
neutrons 

Dans le but de comparer les deux méthodes, les contraintes des pièces 100 % 304L et 
G 304L 415 ont été déterminées à la fois par diffraction des neutrons et par la méthode du 
contour. Les résultats sont présentés dans la Figure V-21-a et b pour la pièce 100 % 304L et 
dans la Figure V-21-c et d pour la pièce G 304L 415. 

Pour les deux pièces, il est constaté une bonne concordance entre les résultats obtenus par 
diffraction des neutrons et ceux obtenus par la méthode du contour, avec un écart de moins 
de 100 MPa. 

Concernant la zone soudée de la pièce 100 % 304L (Figure V-21-b), par diffraction des 
neutrons, un des points (z = 5 mm) présente une barre d'erreur plus importante que les autres 
points, à près de ± 200 MPa, témoignant d'un temps de comptage certainement insuffisant 
pour cette zone de mesure par rapport au nombre de grains sondés. 
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Figure V-21 : Comparaison des contraintes longitudinales déterminées par diffraction des neutrons 
et par la méthode du contour sur la pièce 100 % 304L a) dans le métal de base et b) dans le joint 
soudé, sur la pièce G 304L 415 c) dans le métal de base et d) dans le joint soudé. La surface grise 

correspond à l'incertitude-type combinée tenant compte de la dispersion des résultats sur la 
surface sur laquelle la contrainte moyenne a été calculée, et de l'incertitude liée à la méthode du 

contour, estimée à 50 MPa. 
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4.4 Effet du débridage des pièces sur les contraintes résiduelles 

Comme mentionné précédemment, les cavaliers de bridage de la pièce G 304L 415 ont été 
enlevés. La pièce a été mesurée de nouveau par diffraction des neutrons sur trois des sept 
zones de mesure précédentes afin d'étudier l'effet du débridage de la pièce sur les contraintes 
résiduelles. Les résultats sont présentés dans la Figure V-21 avec les points marron foncé. 

Il n'est constaté aucun écart pour le point dans le joint soudé, ni pour le point dans le métal 
de base le plus proche du joint. Cependant, concernant le point le plus éloigné du joint, mais 
au plus proche d'un des cavaliers de bridage retirés, un relâchement de contrainte de 110 
MPa est constaté par rapport à la première mesure réalisée par diffraction des neutrons. 

4.5 Étude du profil des contraintes longitudinales dans les différentes pièces 

Nous nous intéressons ici aux contraintes longitudinales puisque c’est selon cette direction 
que les contraintes sont les plus importantes et donc que nous avons le plus de données. 
L’Annexe 11 présente les cartographies complètes de la contrainte longitudinale de 
l’ensemble des pièces mesurées par la méthode du contour. La Figure V-22 et la Figure V-23 
présentent les contraintes longitudinales respectivement dans le métal de base et dans les 
joints soudés de toutes les pièces réalisées. Les résultats sont issus de la méthode du contour, 
à l'exception de la pièce A 304L 415 où ils proviennent de la diffraction des neutrons. 

 

Figure V-22 : Contraintes longitudinales dans le métal de base des différentes pièces réalisées. 
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Figure V-23 : Contraintes longitudinales dans la zone fondue des différentes pièces réalisées. 

Comme énoncé précédemment, il est constaté que les contraintes sont en compression près 
des bords et en traction près des joints soudés. La pièce 100 % 304L est celle qui présente les 
contraintes les plus faibles, que ce soit pour la partie en traction ou en compression. La pièce 
G 304L 415 possède quant à elle les contraintes les plus élevées. Les autres pièces présentent 
des contraintes intermédiaires entre ces deux pièces. 

Les contraintes obtenues dans les joints soudés dépendent des phases présentes. En effet, 
dans les zones austénitiques des contraintes de traction sont observées, soit dans la totalité 
de la zone fondue de la pièce 100 % 304L et dans la zone basse des joints soudés des autres 
pièces. Les contraintes les plus en compression sont obtenues dans la pièce 100 % 415, qui 
contient le plus de martensite. Dans la pièce 100 % 430, les contraintes les plus en 
compression sont obtenues dans le milieu de l’épaisseur de la zone fondue. Cela concorde 
avec nos hypothèses formulées dans la section 2.1 de ce chapitre, indiquant la présence de 
martensite dans la zone fondue au niveau du milieu de l’épaisseur, suite aux essais de dureté 
montrant des valeurs élevées dans cette zone de la pièce. Les contraintes ont tout de même 
des valeurs inférieures, en valeur absolue, à celles de la soudure 100 % 415, validant le fait 
qu’il y a moins de martensite dans la soudure 100 % 430 que dans la soudure 100 % 415. Dans 
les pièces graduées, la zone du joint soudé en traction est plus étendue que dans les pièces 
100 % 430 ou 100 % 415, en accord avec nos observations indiquant que la plage de présence 
de l'austénite est plus étendue dans les soudures graduées. Enfin, les soudures alternées 
présentent des contraintes plus proches de zéro et plus homogènes sur l'ensemble de la 
soudure. Cela peut s’expliquer par des microstructures qui varient de façon plus abrupte et 
qui sont étendues sur une surface plus petite par rapport aux autres pièces. 

La maîtrise de la chimie du métal déposé permet alors d’obtenir des contraintes résiduelles 
de compression dans la soudure, améliorant la durée de vie en fatigue, sans changer 
fondamentalement les contraintes obtenues dans les tôles, tout en réduisant les 
déformations, comme observé lors de la partie 3.2 de ce chapitre.  
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5 Caractérisation mécanique par essais de traction 

Malgré la maîtrise des déformations et des contraintes résiduelles par le choix des fils 
utilisés, leur stratégie de dépôt et leur proportion, de gros grains colonnaires sont présents 
dans les soudures, notamment dans celles ayant été réalisées avec le fil 430. De plus, 
d'importants écarts de dureté ont été constatés entre les métaux de base et les soudures, en 
particulier dans celles réalisées avec du fil 415. Il est donc important de contrôler la tenue 
mécanique des assemblages pour vérifier si les microstructures obtenues dans les zones 
fondues n'engendrent pas une mauvaise résistance de celles-ci. 

5.1 Prélèvement des éprouvettes 

Des essais de traction ont ainsi été réalisés sur l'ensemble des pièces. Le principe de l'essai 
de traction et le matériel utilisé sont présentés dans la partie 2.4.2 du chapitre deux. Les essais 
ont été réalisés selon la norme ISO 15614-1:2017 (AFNOR, 2017) relative aux essais de 
traction transversale, tels que décrits dans l'ISO 4136 (AFNOR, 2022). Il est spécifié que les 
éprouvettes doivent représenter toute l'épaisseur de la soudure, sauf celle nécessaire pour 
obtenir deux faces parallèles. En effet, à cause de la déformation transverse induite par le 
soudage, un usinage est nécessaire pour former un prisme à base rectangulaire. Ainsi, un petit 
volume du bas de la soudure ne peut pas être testé. Enfin, dans la norme, il est spécifié que 
le recouvrement des éprouvettes n’est pas indispensable. 

De ce fait, trois éprouvettes ont été prélevées par fraisage et découpe jet d'eau, 
perpendiculairement au sens de soudage dans chacune des configurations de soudage 
étudiées, comme illustré sur la Figure V-24. Les zones utiles des éprouvettes ont en moyenne 
une longueur de 37,5 mm, une largeur de 5,4 mm et une épaisseur de 4,6 mm. 

 

Figure V-24 : Schéma représentant le sens de prélèvement des éprouvettes par rapport à la 
soudure. 

Il est nécessaire de préciser que, selon la norme ISO 15614-1:2017 (AFNOR, 2017), pour 
qualifier des assemblages bout à bout à pleine pénétration de niveau 1 (niveau moins restrictif 
que le niveau 2), des essais de pliage transversal devraient également être réalisés. Pour 
qualifier les soudures au niveau 2, un contrôle par radiographie ou ultrasons doit être réalisé, 
en plus d'un contrôle de surface, d'essais de pliage transversal, d'essais de flexion par choc, 
d'essais de dureté et d'un examen macroscopique. 
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5.2 Étude de la répétabilité des propriétés mécaniques déterminées par essai 
de traction 

Afin d'étudier la répétabilité des propriétés mécaniques, trois blocs de trois éprouvettes ont 
été prélevées dans chacune des pièces 100 % 304L et A 304L 415. Un quatrième bloc de trois 
éprouvettes a également été prélevé dans une seconde pièce 100 % 304L et dans une seconde 
pièce A 304L 415. 

Ainsi, la limite d'élasticité, la résistance à la traction et l'allongement à la rupture ont été 
évalués pour chacune des éprouvettes ne présentant pas de défaut de manque de fusion sur 
le faciès de rupture. Les moyennes et les écarts-types des caractéristiques mécaniques ont 
été calculés pour les deux pièces étudiées, en fonction du positionnement des éprouvettes 
dans la soudure (Haut, Milieu ou Bas). Les résultats sont présentés dans la Figure V-25 et sont 
superposés aux caractéristiques du MB indiquées sur le certificat matière. 

Les écarts-types calculés dans cette section aideront à interpréter les résultats présentés 
dans la section suivante 5.3. L'écart-type maximal calculé pour chacune des trois 
caractéristiques servira à tracer les barres d'erreur de la Figure V-28 à la Figure V-30. 

   

Figure V-25 : a) Moyenne de la limite d’élasticité, b) de la résistance à la traction et c) de 
l’allongement à la rupture des éprouvettes prélevées dans les pièces 100 % 304L et A 304L 415, en 
fonction de la position de prélèvement des éprouvettes par rapport à la soudure. H signifie le haut, 
M le milieu et B le bas de la soudure. Pour comparaison les données du MB sont indiquées et issues 

du certificat matière. 

Il est constaté que les barres d'erreur correspondant à la limite d’élasticité sont plus 
importantes dans les éprouvettes des pièces alternées A 304L 415 que dans le cas des pièces 
100 % 304L. Cela peut s'expliquer par le fait que les épaisseurs et la position exacte ne sont 
pas parfaitement identiques d'une série d'échantillon à une autre. En effet, pour les 
éprouvettes issues des pièces A 304L 415, l’épaisseur minimale et maximale des éprouvettes 
sont respectivement de 3,80 mm et de 5,35 mm, ce qui rend délicat d’assurer que toutes les 
éprouvettes H, M ou B soient constituées des mêmes proportions de phases, entraînant une 
variation de la limite d’élasticité. La résistance à la traction et l’allongement à la rupture 
semblent cependant être moins sensibles à ce phénomène puisqu’ils présentent des barres 
d’erreur similaire à celles des éprouvettes des pièces 100 % 304L qui présentent une 
microstructure plus homogène dans leur joint soudé. Les variations de ces grandeurs en 
fonction de la zone de prélèvement des éprouvettes seront analysées plus en détail dans le 
point suivant (partie 5.3). 
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5.3 Étude des caractéristiques mécaniques des pièces soudées 

L'ensemble des caractéristiques mécaniques mesurées sur les courbes de traction de 
l’ensemble des pièces est présenté dans l'Annexe 12. Lors de ces essais, trois types de courbes 
de traction ont été constatés et sont présentés dans la Figure V-26. 

 

Figure V-26 : Exemple de courbes de traction obtenues après essai de traction sur trois éprouvettes 
prélevées dans une soudure 100 % 430. 

La première (1) est une courbe de traction conforme, avec dans ce cas-ci un allongement à 
la rupture de plus de 30 %, présentant à l'issue de l'essai un faciès de rupture ductile avec une 
rupture ayant lieu dans la ZAT. Ce type de courbe de traction a été obtenu pour 32 des 39 
éprouvettes testées. La deuxième (2) présente un essai non conforme avec une rupture fragile 
dans la ZF due à une microstructure constituée de gros grains colonnaires. Ce type de courbe 
a été obtenu avec une seule éprouvette prélevée dans le haut de la pièce 100 % 430.  Enfin, 
la dernière courbe (3), également non conforme, est due à la présence d'un manque de fusion 
entraînant une rupture précoce de l'éprouvette également dans la ZF, au niveau du défaut. 
Ce type de courbe a été obtenu pour 6 éprouvettes menant à un allongement à la rupture 
allant de 1 à 17 %. À savoir que ces défauts de manque de fusion pourraient être évités en 
utilisant d'autres paramètres de soudage. 

Les éprouvettes prélevées sur les pièces 100 % 304L ne présentant pas de défaut de manque 
de fusion, mettent en avant une variation de la valeur moyenne des caractéristiques 
mécaniques en fonction du positionnement des éprouvettes dans la soudure (Figure V-25 ou 
Annexe 12), comme illustré sur la Figure V-27. En effet, la limite d'élasticité et la résistance à 
la traction augmentent à mesure que l'éprouvette est prélevée vers le bas de la soudure, 
entraînant ainsi une diminution de l'allongement à la rupture. Comme observé lors des essais 
de dureté (Figure V-6), cela peut s’expliquer par un phénomène de durcissement par 
déformation, comme cela a d’ailleurs été également observé dans les travaux de Pavan 
concernant le soudage de tôles épaisses en 316L par procédé hybride laser et MIG/MAG 
(PAVAN et al., 2023). 
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Figure V-27 : Courbes de traction obtenues lors des essais de traction des éprouvettes prélevées 
dans les pièces 100 % 304L à plusieurs positions dans le joint soudé 

Ce phénomène n’a pas été observé sur les autres pièces du fait d’une microstructure 
différente et plus variable pouvant entraîner une variation différente des caractéristiques 
mesurées en fonction du positionnement des éprouvettes. De plus, la plupart des pièces 
présentaient une déformation après soudage plus faible que la pièce 100 % 304L, induisant 
certainement moins d’écrouissage par déformation dans la zone austénitique en bas des 
soudures. 

Pour que la soudure soit conforme, il est nécessaire que la résistance à la traction des 
éprouvettes testées ne soient pas inférieures à la valeur minimale spécifiée pour le métal de 
base. Dans notre cas, le métal de base est de l'acier austénitique 304L. La norme 
NF EN ISO 10088-3 spécifie, dans le cas d'une tôle de 20 mm d'épaisseur, que la résistance à 
la traction doit être d'au moins 600 ou 500 MPa pour les nuances 1.4301 et 1.4307 
respectivement, ces deux nuances européennes correspondant à la nuance américaine 304L 
(AFNOR, 2014c). Bien que la norme permettant de qualifier un mode opératoire de soudage 
(ISO 15614-1:2017) ne nécessite pas d’atteindre une valeur minimale concernant la limite 
d'élasticité et l’allongement à la rupture, nous pouvons néanmoins étudier leurs valeurs. La 
limite d’élasticité minimale pour une tôle de 20 mm est de 190 ou 175 MPa pour les nuances 
1.4301 et 1.4307 respectivement. Dans les deux cas, l'allongement à la rupture doit être d'au 
moins 30 %. D'après le certificat matière du fournisseur, les métaux de base ont une limite 
d’élasticité à 0,2 % de déformation de 565 MPa, une résistance à la traction de 717 MPa et un 
allongement à la rupture de 35,9 %. 

Après analyse de l'ensemble des résultats, il est constaté que toutes les éprouvettes ont une 
limite d'élasticité à 0,2 % de déformation allant de 201 à 590 MPa. L’ensemble des résultats 
sont présentés dans la Figure V-28. La ligne verte verticale représente la valeur minimale à 
atteindre, spécifiée par la norme NF EN ISO 10088-3 (AFNOR, 2014c). 
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Figure V-28 : Limite d’élasticité des éprouvettes de traction testées. La ligne verte verticale 
représente la valeur minimale à atteindre spécifiée par la norme. 

Concernant la résistance à la traction, les résultats sont présentés dans la  Figure V-29. Deux 
éprouvettes n'ont pas atteint la valeur spécifiée par la norme. La première est une éprouvette 
issue d'une soudure 100 % 430, prélevée au milieu de celle-ci, où se trouvait un défaut de 
manque de fusion. La résistance à la traction est ainsi de 260 MPa. La seconde est une 
éprouvette issue d'une soudure G 304L 430, en haut de la soudure, présentant une résistance 
à la traction de 480 MPa, cependant proche des 500 MPa visés. Les autres éprouvettes sont 
alors conformes pour être qualifiées comme décrit dans la norme ISO 15614-1:2017. 

 

Figure V-29 : Résistance à la traction des éprouvettes de traction testées. La ligne verte verticale 
représente la valeur minimale à atteindre spécifiée par la norme. 
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Concernant l'allongement à la rupture, les résultats sont présentés dans la Figure V-30. Un 
nombre relativement important d’éprouvettes n'ont pas atteint la valeur visée de 30 % par la 
norme 10088-3. Pour certaines éprouvettes, cela est dû à des défauts de manque de fusion, 
comme dans trois des douze éprouvettes prélevées dans les soudures 100 % 304L, où des 
allongements à la rupture de 8 à 17 % sont atteints. Dans les éprouvettes prélevées dans les 
soudures 100 % 304L ne présentant pas de défaut de manque de fusion, des allongements à 
la rupture allant de 21 à 48 % sont constatés, proches de la valeur minimale fixée par la norme. 

On peut également citer le cas de l'éprouvette du milieu de la soudure 100 % 430, celle du 
haut de la soudure G 304L 430 et celle du haut de la soudure 100 % 415, qui elles aussi, 
possèdent un défaut de manque de fusion, entraînant un allongement à la rupture allant de 
1 % à 6 %. 

Dans un autre cas, la morphologie et la taille des grains en haut de la soudure 100 % 430 
entraînent un allongement à la rupture de 4 %. Cette éprouvette présente en effet, un faciès 
de rupture brillant témoignant d’une rupture fragile. 

 

Figure V-30 : Allongement à la rupture des éprouvettes de traction testées. La ligne verte verticale 
représente la valeur minimale à atteindre spécifiée par la norme. 

Les autres éprouvettes n’ayant pas de défaut de manque de fusion, présentent des 
allongements à la rupture allant de 15 à 35 %, plus proches de la limite spécifiée par la norme. 
Ces allongements sont très variables du fait de l’hétérogénéité de la microstructure, et donc 
de la dureté, au sein des soudures. Les zones ayant des duretés plus élevées ont en effet un 
allongement à la rupture plus faible. 

De manière générale, il est constaté qu’utiliser le fil 304L en plus du fil 430 ou 415 pour 
remplir la soudure permet de s'approcher davantage des objectifs fixés par la norme, et donc 
d'obtenir de meilleures caractéristiques mécaniques par rapport à une pièce soudée 
uniquement avec le fil 430 ou 415. 
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A la vue des différents résultats, les pièces réalisées avec les fils 304L et 415 permettent 
d'obtenir le meilleur compromis entre déformation, contrainte et résistance à la traction, par 
rapport aux autres pièces. En effet, une réduction des déformations de 10 à 18 % a été 
obtenue par rapport à la pièce de référence réalisée uniquement avec le fil 304L. Des 
contraintes de compression ont été obtenues dans la soudure, ayant un effet bénéfique sur 
la tenue mécanique des pièces en fatigue. La stratégie graduée implique cependant des 
contraintes plus importantes dans le métal de base que dans la pièce de référence. Un 
remplissage alterné permet lui de maintenir des contraintes proches de la pièce de référence, 
tout en apportant une réduction des déformations en moyenne de 18 %. Cependant, les 
éprouvettes du haut de la soudure montrent un allongement à la rupture plus faible par 
rapport aux deux autres éprouvettes. 

Alors, une stratégie de remplissage similaire, mais en terminant par déposer du fil 304L au 
lieu du 415, pourrait permettre d'apporter une meilleure résistance à la soudure. Une 
stratégie de remplissage graduée miroir pourrait également être expérimentée, c’est-à-dire 
en commençant par déposer le fil 304L, puis en augmentant la proportion de fil 415 jusqu’à 
atteindre 100 % au milieu de l’épaisseur de la soudure, et en ajoutant de nouveau du fil 304L 
pour terminer avec ce dernier à 100 %. D’autres paramètres de soudage moins énergétiques 
pourraient également être utilisés pour tenter de réduire davantage la taille des grains, et 
ainsi améliorer les caractéristiques mécaniques des assemblages. Enfin, réaliser un traitement 
thermique de revenu ou appliquer une température interpasse plus faible, permettant de 
réaliser un revenu de la martensite des précédentes passes, pourrait permettre de réduire la 
dureté de la martensite et ainsi peut être améliorer les caractéristiques mécaniques des 
soudures.  
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Conclusion du chapitre 

L'établissement des contraintes et des déformations résiduelles a été étudié dans le cas des 
deux premiers couples (304L – 430 et 304L – 415) lors du soudage de tôles épaisses 
chanfreinées en V. Les résultats ont mis en avant la possibilité de réduire les déformations en 
utilisant différentes stratégies de dépôt de fils, par rapport à une pièce réalisée uniquement 
avec le fil 304L, et cela sans modifier considérablement les contraintes établies dans le métal 
de base. Les pièces possédant le plus de martensite présentent les déformations les plus 
faibles. La stratégie alternée utilisant les fils 304L et 415 est particulièrement intéressante 
puisqu'elle permet de réduire les déformations de 18 % et présente des contraintes similaires 
à la pièce 100 % 304L, voire inférieures dans la soudure. De plus, les essais de traction 
transversale mettent en avant que cette configuration de soudage permet de mieux 
s'approcher des objectifs fixés par la norme. Réaliser les dernières passes avec le fil 304L à la 
place du fil 415 pourrait permettre d'atteindre l'allongement à la rupture de 30 % pour 
l'éprouvette du haut, mais peut-être au détriment d'une déformation plus importante. 
Cependant, à la vue de l’évolution des déformations pendant le soudage, il semblerait que la 
plupart des déformations s’établissent lors des premières passes. Ainsi, une stratégie graduée 
mais inversée pourrait permettre de réduire les déformations, d’obtenir une soudure en 
partie en compression, permettant d’améliorer la durée de vie en fatigue de la pièce, tout en 
conservant des caractéristiques mécaniques conformes. 
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Introduction du chapitre 

Ce dernier chapitre présente les simulations réalisées sur COMSOL avec la méthode des 
éléments finis, dans le but de prédire les champs de température, les déformations et les 
contraintes résiduelles dans le cas de dépôt(s) 304L ou 415 sur une tôle 304L. Ces simulations 
visent à reproduire certains essais expérimentaux présentés dans le chapitre quatre et à 
comparer les résultats des simulations à ces résultats expérimentaux. 

Dans un premier temps, différentes sources équivalentes sont sélectionnées et optimisées 
à l’aide de calculs stationnaires afin de reproduire au mieux la forme de la zone fondue 
observée expérimentalement. Ensuite, des études temporelles sont analysées. Les 
températures mesurées par les thermocouples placés sur le substrat sont ainsi comparées 
aux températures obtenues lors de calculs thermiques. Puis, des calculs thermomécaniques 
dans le cas de dépôt(s) 304L, et thermo-mécano-métallurgiques, dans le cas de dépôt 415, 
permettent de comparer les contraintes et les déformations résiduelles simulées avec celles 
obtenues expérimentalement.  
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1 Simulations thermiques de dépôt(s) 304L sur substrat 304L 

Cette première partie présente les simulations thermiques, d'abord stationnaires puis 
temporelles, d'un ou de deux dépôts de fil 304L sur une tôle de 304L, dans le but de pouvoir 
prédire la forme de la zone fondue et les champs de température obtenus avec le procédé 
TIG. 

Pour tous les modèles présentés dans ce chapitre, les équations sont résolues avec une 
discrétisation linéaire avec comme solveur direct PARDISO (SCHENK et al., 2001), qui est le 
solveur par défaut proposé par COMSOL d’après le nombre de degrés de liberté et des 
paramètres de l'interface physique. Ce solveur est connu pour être robuste et rapide. Le 
solveur temporel utilise la méthode BDF (Backward Differentiation Formula) avec un pas de 
temps de calcul au plus égal à 0,1 s pendant le dépôt du cordon, et de 1 s lors du 
refroidissement. 

1.1 Propriétés thermiques et physiques du 304L 

La dépendance des propriétés thermiques et physiques de l’alliage 304L avec la température 
est prise en compte concernant la conductivité thermique, la capacité thermique et la masse 
volumique. Ces dernières sont présentées dans la Figure VI-1. 

 

Figure VI-1 : Conductivité thermique (k), capacité thermique (Cp) et masse volumique (ρ) du 304L 
en fonction de la température. 

La capacité thermique et la masse volumique sont issues de la librairie matériaux de 
COMSOL « 304L [solid, polished] » (COMSOL, 2021a). Cependant, ces données s’arrêtent 
respectivement à 1311 et 1700 K. Au-delà, les données issues de l’étude de Kim ont été 
utilisées (KIM, 1975). Concernant la conductivité thermique, les données de la librairie 
COMSOL s’arrêtent à 1160 K. De plus, comme mentionné dans le premier chapitre, il est 
préférable d’augmenter artificiellement la conductivité thermique au-dessus de la 
température de fusion afin de prendre en compte les effets de convection dans le bain et 
d’homogénéiser la température de celui-ci. De ce fait, la dépendance temporelle de la 
conductivité thermique présentée dans les travaux de Guilmois a été choisie (GUILMOIS, 2021). 
Celle-ci s'appuie sur les données de Kim (KIM, 1975), mais a été modifiée au-dessus de la 
température de fusion en utilisant un facteur multiplicatif de quatre. 
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Les effets de la chaleur latente dus à la fusion et à la solidification du métal ne sont pas pris 
en compte. En effet, comme vu dans l’étude de Fournier Dit Chabert, aucune différence 
significative n’a été constatée sur les champs de température simulés avec ou sans prise en 
compte de la chaleur latente, avec un écart de moins de 40 °C sur les températures maximales 
atteintes par rapport aux données expérimentales mesurées par thermocouples (FOURNIER DIT 

CHABERT, 2007). L’adaptation des paramètres de la source sur des observations 
expérimentales permet vraisemblablement de corriger ce biais de modèle. 

L’émissivité ε a été fixée à 0,8 telle que déterminée dans les travaux de Guilmois sur du 304L 
(GUILMOIS, 2021). Le coefficient d’échange thermique par convection h a été fixée à 
20 W.m-2.K-1 suite à une étude paramétrique temporelle qui sera présentée dans la partie 
1.4.1 de ce chapitre. 

1.2 Géométrie et conditions aux limites de la modélisation thermique 

Les simulations présentées dans cette première partie concernent le dépôt d’un cordon de 
304L au centre d’un substrat également en 304L, ou de deux cordons l’un à côté de l’autre, 
en utilisant le procédé TIG. La géométrie des pièces et les conditions aux limites appliquées à 
la pièce sont présentées dans la Figure VI-2-a pour la pièce avec un dépôt et dans la Figure 
VI-2-b pour la pièce avec deux dépôts. 

 

Figure VI-2 : Vue de haut, longitudinale et transversale du maillage pour les simulations 
stationnaires et temporelles dans le cas d’une pièce à a) un dépôt et b) deux dépôts. Les zones en 
bleu représentent le plan de symétrie et celles en vert les surfaces sur lesquelles sont considérées 

les pertes de chaleur par convection et rayonnement. 
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La géométrie de la tôle correspond à la taille des tôles utilisées expérimentalement, soit 
200 mm de longueur, 50 mm de largeur et 4 mm d’épaisseur. La géométrie du dépôt a été 
construite en utilisant la relation de la largeur théorique Wthéo développée dans le chapitre 
trois, dépendante des paramètres du procédé. Dans ces simulations, les dépôts sont réalisés 
avec une intensité de 200 A, une vitesse d’avance de 15 cm/min, et une vitesse de dévidement 
du fil de 3,7 m/min, conduisant à un dépôt représenté par une portion de disque de largeur 
Wthéo  10,32 mm et de hauteur Hthéo 2,68 mm. 

Une valeur initiale de 20 °C est appliquée à l’ensemble de la pièce. Les échanges de chaleur 
par convection et radiation sont considérés sur les surfaces indiquées en vert. Pour les 
simulations concernant un dépôt, seule la moitié de la pièce est modélisée, en raison de la 
symétrie de cette dernière. Par conséquent, une condition de symétrie est appliquée sur le 
plan selon la direction longitudinale de la demi-pièce, et est indiquée par les zones en bleues 
sur la Figure VI-2-a. 

Lorsqu'un calcul est réalisé avec une source équivalente volumique, celle-ci est appliquée 
dans tous les domaines de la pièce, comme illustré avec la Figure VI-3-a en orange. En ce qui 
concerne les sources surfaciques, elles ont été appliquées soit à la surface du cordon, soit à 
la surface du substrat, comme illustré avec la courbe orange sur la Figure VI-3-b et la Figure 
VI-3-c, respectivement. 

 

Figure VI-3 : Application de la source a) volumique, b) surfacique à la surface du dépôt ou c) 
surfacique à la surface du substrat. 

1.3 Calculs stationnaires 

Lorsque les calculs temporels ne sont pas nécessaires, comme dans le cas de l’étude de 
sensibilité au maillage ou bien lors de l’optimisation d’une source équivalente, des calculs 
stationnaires sont réalisés, permettant un gain de temps de calcul considérable. Pour cela, la 
source de chaleur est appliquée au centre de la plaque, tout en ajoutant un mouvement de 
translation de la plaque dans la direction opposée à l'avancée de la source, avec une vitesse 
correspondant à la vitesse de soudage. 

1.3.1 Étude de sensibilité au maillage 

Un maillage à quadrangles réguliers a été construit dans la tôle et à quadrangles libres dans 
le dépôt, comme il est recommandé par certains auteurs dans le cas de calcul thermo-
mécanique par rapport à un maillage à tétraèdres (OWEN, 1998; LINDGREN, 2001). Une étude 
de la sensibilité au maillage a été réalisée sur une portion de la pièce, d’une longueur de 5 cm, 
en faisant varier la taille des éléments de 3,07 à 0,25 mm comme présenté dans la Figure VI-4, 
avec les 5 maillages étudiés. Pour ce faire, un calcul stationnaire est réalisé en appliquant une 
source de chaleur surfacique gaussienne à la surface du dépôt, au centre de la pièce, comme 
cela sera davantage détaillé dans la partie 1.3.2 de ce chapitre. 
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Figure VI-4 : Maillage le plus grossier et le plus fin étudiés. Les lignes rouges correspondent aux 
lignes où les températures maximales ont été déterminées, correspondant aux distances par 

rapport à l’axe du dépôt, auxquelles ont été positionnés les thermocouples lors des expériences. 
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La dimension du bain en fusion ainsi que les températures maximales atteintes le long des 
lignes rouges longitudinales en surface du substrat de la Figure VI-4 sont calculées en fonction 
de la taille des éléments. En effet, les lignes rouges représentent les distances par rapport à 
l’axe du dépôt, sur lesquelles les thermocouples ont été positionnés lors des expériences. Le 
contrôle précis des températures le long de ces lignes, en fonction de la taille des éléments 
du maillage, est essentiel pour pouvoir ensuite comparer les résultats de la simulation avec 
les données obtenues lors des expériences. 

La Figure VI-5 présente la taille des éléments du maillage, la taille de la zone fondue et les 
températures maximales atteintes sur chaque ligne rouge de la Figure VI-4, en fonction du 
numéro du maillage. 

 

 

Figure VI-5 : Dimensions minimale et maximale des éléments du maillage, caractéristiques 
géométriques du bain en fusion et températures maximales atteintes, en fonction du numéro du 

maillage. 

 

Il est constaté une variation importante des dimensions du bain en fusion, surtout 
concernant la longueur, pour les maillages ayant une taille d’élément de 1 à 3 mm. Pour les 
maillages plus fins, les dimensions du bain en fusion se stabilisent. Concernant les 
températures maximales atteintes, elles varient de moins en moins à mesure que la taille du 
maillage diminue, mais également que le point mesuré est éloigné de la source. Un maillage 
relativement fin allant de 0,25 à 1,00 mm est cependant nécessaire pour garantir une 
différence de moins de 10 °C. C’est donc ces dimensions de maillage qui ont été retenues, 
avec un raffinement dans la zone proche de la source, comme présenté dans la Figure VI-6-a 
et b respectivement pour la pièce à un dépôt et à deux dépôts. 
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Figure VI-6 : Maillage construit pour la pièce a) à un dépôt et b) à deux dépôts 

1.3.2 Étude de plusieurs sources équivalentes 

Différentes sources équivalentes, volumiques et surfaciques, ont été testées pour choisir 
celle qui reproduira au mieux la forme de la zone fondue et les champs de température 
obtenus lors d'un dépôt réalisé avec le procédé TIG. 

1.3.2.1 Définition de la fonction objectif 

Afin de reproduire le plus fidèlement possible la forme du bain en fusion, et par la suite le 
champ de température, plusieurs types de sources ont été optimisées. Des calculs 
stationnaires d'optimisation ont été conduits en définissant une fonction objectif calculée par 
l'équation VI-1 de sorte à obtenir les critères suivants : 

 une pénétration de 0,5 mm, comme constatée par microscopie numérique, 

 une longueur de bain en fusion de 8 mm, comme observée par caméra rapide, et 

 une largeur de bain en fusion égale à Wthéo comme calculée d’après les paramètres 
procédé. 

Obj = (
pénétration − 0,0005

0,0005
)

2

+ (
largeur −Wthéo

Wthéo
)
2

+ (
longueur − 0,008

0,008
)
2

(VI − 1) 
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La méthode de Nelder-Mead a été appliqué, utilisant des opérations de réflexion, 
d'expansion, de contraction et de réduction (SINGER et al., 2009). Cette méthode permet 
d'optimiser les paramètres dans le but d’atteindre la valeur cible de la fonction objectif, ici 
zéro, tout en obtenant des temps de calcul intéressants. Il faut cependant savoir que cette 
méthode peut parfois proposer une solution qui se trouve dans un minimum local de la 
fonction objectif, sans explorer d'autres solutions potentiellement plus intéressantes. Si ce 
cas s’était présenté, il aurait fallu utiliser la méthode de Monte Carlo, qui, bien que plus 
coûteuse en temps de calcul, impose la définition de bornes supérieures et inférieures pour 
chaque paramètre, permettant ainsi d'explorer l'ensemble de la plage de variation des 
paramètres. 

Pour calculer la fonction objectif, il est nécessaire de quantifier la pénétration, la longueur 
et la largeur du bain en fusion obtenues lors des calculs. Sur COMSOL, ces paramètres ont été 
définis par l'équation VI-2 où int1(T) représente la proportion de phase liquide, qui est égale 
à 0 lorsque T < 1399°C, et 1 lorsque T > 1401°C. La proportion de phase liquide varie 
linéairement entre ces deux températures. x, y et z représentent les variables d'espace 
définies dans le repère de la pièce. Le terme e représente l'épaisseur de la tôle et x0 le centre 
de la source. maxop1( ) est une fonction qui renvoie la valeur maximale du paramètre défini 
entre parenthèses, sur tous les domaines de la pièce. 

{
 
 

 
 pénétration =  −Hthéo +maxop1((e + Hthéo − z) × (int1(T) > 0))

largeur = 2 × (0,025− (0,05 −maxop1(y × (int1(T) > 0))))

longueur = maxop1(x × (int1(T) > 0)) − x0 +maxop1((x0 − x) × (int1(T) > 0))

(VI − 2) 

Le temps de calcul varie entre 3 min et 25 min s’il y a respectivement un paramètre à adapter 
ou six. 

1.3.2.2 Source volumique à double ellipsoïde 

La première source équivalente optimisée est la source volumique à double ellipsoïde 
(GOLDAK et al., 1984). Son expression est présentée dans l'équation I-22 du premier chapitre. 
Il y a six paramètres à optimiser qui sont a, b, cf, cr, η et ff. Afin de réduire le nombre de 
paramètres à ajuster et d'assurer une continuité de la fonction entre l'avant et l'arrière de la 
source, plusieurs auteurs recommandent de fixer ff comme défini dans l'équation VI-3 
(LUNDBÄCK et al., 2005; FACHINOTTI et al., 2011), ce qui a été effectué ici. 

ff =
2

1 −
cr
cf

 (VI − 3) 

Tout d'abord, la source a été optimisée en fixant les paramètres a, b, cf et cr égaux aux 
paramètres géométriques de la zone fondue expérimentalement observée, comme l'ont fait 
certains auteurs (DING, 2012; BIELIK, 2020; TAMIL PRABAKARAN et al., 2021). Les valeurs de a et b 
correspondent respectivement à la largeur et à la pénétration du dépôt, tandis que cf et cr 
correspondent à la longueur du bain à l’avant et à l’arrière de l’électrode, respectivement. 
Dans ces cas, la coordonnée z0 du centre de la source se situe à la surface du dépôt. Ainsi, 
seul le coefficient de rendement η  est optimisé. La forme du bain en fusion obtenue à l'issue 
de l'optimisation est représentée par l'isotherme à 1400 °C en noir sur la Figure VI-7-a, où la 
largeur de la zone fondue est sous-estimée tandis que la longueur est surestimée. Une valeur 
de 0,15 est obtenue pour la fonction objectif.  
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Figure VI-7 : Vues transverses et longitudinales où les courbes noires représentent les isothermes à 
1400 °C, soit la température de fusion, après optimisation a) du coefficient de rendement 

uniquement, b) et de toutes les constantes de la source volumique à double ellipsoïde. 

Ensuite, la source a été de nouveau optimisée, mais cette fois-ci en laissant libres les 
paramètres a, b, cf, cr et z0, comme l’ont fait d'autres auteurs (FARIAS et al., 2021; GUILMOIS, 
2021). Les valeurs initiales des paramètres a, b, cf, cr et z0 ont été prises égales à celles 
précédemment utilisées et le coefficient de rendement η égal à la solution trouvée lors de 
l'optimisation précédente. La forme de la zone fondue obtenue à l'issue de cette optimisation 
est représentée dans la Figure VI-7-b.  

Avec cette solution, la longueur ainsi que la largeur de la zone fondue sont sous-estimées. 
La largeur est cependant un peu plus importante que précédemment, permettant d’obtenir 
une valeur plus faible de la fonction objectif à 0,09. Il semblerait donc que laisser libres tous 
les paramètres géométriques de la source volumique à double ellipsoïde permette de mieux 
représenter la forme de la zone fondue. 

Les paramètres obtenus à l'issue des deux optimisations sont présentés dans le Tableau VI-1. 
Il est constaté qu'un coefficient de rendement supérieur à 1 a été obtenu à l'issue des deux 
optimisations. Cependant, l'ajout d'une contrainte sur le coefficient de rendement pour qu'il 
reste inférieur à 1 donne des résultats simulés plus éloignés des expériences. 

 

 Selon la géométrie des dépôts Optimisation libre 

𝛈 1,59 1,27 

𝐚 (mm) 5,16 6,29 

𝐛 (mm) 0,50 0,70 

𝐜𝐫 (mm) 6,00 1,92 

𝐜𝐟 (mm) 2,00 1,73 

𝐳𝟎 (mm) 6,68 6,68 

Objectif 0,15 0,09 

Tableau VI-1 : Valeurs des paramètres de la source volumique à double ellipsoïde et de la fonction 
objectif après optimisations. 
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1.3.2.3 Source surfacique à double ellipsoïde 

La formule de la source volumique à double ellipsoïde a été adaptée pour en faire une source 
surfacique. En effet, les dépôts TIG étant peu pénétrants, une source surfacique pourrait 
permettre de mieux reproduire la forme de la zone fondue, en augmentant la largeur de 
celle-ci, tout en conservant une faible pénétration. La source est alors décrite par 
l'équation VI-4. 

{
 
 

 
 f1(x, y, t) =

6√3ffqa

acfπ√π
e
−3[

(x−x0)
2

cf
2 +

(y−y0)
2

a2
]
 

f2(x, y, t) =
6√3frqa

acrπ√π
e
−3[

(x−x0)
2

cr
2 +

(y−y0)
2

a2
]

(VI − 4) 

Dans un premier temps la source a été appliquée à la surface du dépôt. Comme 
précédemment, la source a été optimisée en fixant les paramètres a, cf et cr égaux aux 
paramètres géométriques de la zone fondue expérimentalement observée. Alors, seul le 
coefficient de rendement η a été optimisé. La forme de la zone fondue obtenue à l'issue de 
l'optimisation est représentée dans la Figure VI-8-a, où la largeur de la zone fondue est 
toujours sous-estimée, mais plus élevée que dans le cas de la source volumique. La longueur 
et la pénétration sont correctement représentées avec une valeur de l'objectif de 0,04 
obtenue. 

 

 

Figure VI-8 : Vues transverses et longitudinales où les courbes noires représentent les isothermes à 
1400 °C, soit la température de fusion, après optimisation de la source surfacique à double 

ellipsoïde. a) La source est appliquée à la surface du cordon et seul le coefficient de rendement est 
optimisé. b) La source est appliquée à la surface du cordon et toutes les constantes de la source 

sont optimisés. c) La source est appliquée à la surface du substrat et seul le coefficient de 
rendement est optimisé. 
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Ensuite, la source a été de nouveau optimisée, mais cette fois-ci en laissant libres les 
paramètres a, cf et cr. Les valeurs initiales sont égales au jeu de paramètres de la solution 
trouvée dans l'optimisation précédente. La forme de la zone fondue obtenue à l'issue de 
l'optimisation est représentée dans la Figure VI-8-b. La solution proposée renvoie une valeur 
de la fonction objectif de 0,03, légèrement plus faible que la solution précédente, avec une 
pénétration et une longueur du bain en fusion identiques, mais une largeur un peu plus 
grande. 

Enfin, la source a été appliquée à la surface du substrat, en fixant les paramètres a, cf et cr 
égaux à la forme du bain observée expérimentalement. La forme du bain en fusion obtenue 
après l'optimisation est représentée dans la Figure VI-8-c. Il est constaté que les bords du 
dépôt ne dépassent pas la température de fusion, ne reproduisant pas une géométrie de zone 
fondue représentative de la réalité, avec une fonction objectif égale à 0,47. Ainsi, pour mieux 
représenter la forme de la zone fondue, il est nécessaire d'appliquer les sources surfaciques 
à la surface du dépôt plutôt qu'à la surface du substrat. 

Les paramètres obtenus à l'issue des trois optimisations sont présentés dans le Tableau VI-2. 
Il est constaté que la source à double ellipsoïde surfacique permet de mieux représenter la 
forme de la zone fondue par rapport à la source à double ellipsoïde volumique, puisque la 
fonction objectif atteint une valeur de 0,03 contre 0,09 précédemment. De plus le rendement 
obtenu est physiquement plus réaliste puisqu’il est inférieur à 1, bien qu’il reste encore 
relativement éloigné de la valeur réelle du procédé. En effet, dans les travaux de Mróz, il est 
constaté qu’il varie entre 0,6 et 0,8 selon l’intensité utilisée, allant de 100 A à 300 A (MROZ et 
al., 2022).  

 

 
Selon la géométrie des 

dépôts 
Sur cordon 

Optimisation libre 
Sur cordon 

Selon la géométrie des 
dépôts 

Sur substrat 

𝛈 0,28 0,29 0,26 

𝐚 (mm) 5,16 6,52 5,16 

𝐜𝐫 (mm) 6,00 4,33 6,00 

𝐜𝐟 (mm) 2,00 1,20 2,00 

Objectif 0,04 0,03 0,47 

Tableau VI-2 : Valeurs des constantes de la source surfacique à double ellipsoïde et de la fonction 
objectif après optimisations. 

 

1.3.2.4 Source surfacique gaussienne 

La source surfacique gaussienne a également été étudiée en l'appliquant à la surface du 
cordon (PAVELIC, 1969). La source s'exprime par l'équation I-21 présentée dans la partie 4.3.2.2 
du premier chapitre. Il y a deux constantes à optimiser : le rayon de la source et le coefficient 
de rendement. 
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La forme du bain en fusion obtenue à l'issue de l'optimisation est représentée dans la Figure 
VI-9, où la largeur de la zone fondue est égale à celle obtenue avec la source surfacique à 
double ellipsoïde lorsque toutes les constantes ont été optimisées. La pénétration est 
correctement reproduite et la longueur est surestimée. Les paramètres obtenus à l'issue de 
l'optimisation sont présentés dans le Tableau VI-3, montrant une valeur de 0,28 pour la 
fonction objectif qui est alors plus élevée que les deux autres sources, montrant une moins 
bonne reproduction du bain en fusion. Cependant un rendement de 0,67 est obtenu, plus 
réaliste des données expérimentales (MROZ et al., 2022). 

 

  

Figure VI-9 : Vues transverses et longitudinales où les courbes noires représentent les isothermes à 
1400 °C, soit la température de fusion après optimisation de la source surfacique gaussienne 

appliquée à la surface du cordon. 

 

𝛈 0,67 

𝐚 (mm) 9,00 

Objectif 0,28 

Tableau VI-3 : Valeurs des constantes de la source surfacique gaussienne et de la fonction objectif 
après optimisation. 

1.3.2.5 Source surfacique annulaire gaussienne 

Pour finir, la source surfacique annulaire gaussienne, qui s'exprime par l'équation I-23 
présentée dans la partie 4.3.2.2 du premier chapitre, a été étudiée et appliquée à la surface 
du cordon (KERROUAULT, 2000). Il y a alors cinq constantes à optimiser correspondant au 
coefficient de rendement η , aux deux rayons des deux gaussiennes ra et rb, à la distance 
entre leurs deux centres b et au facteur de distribution du flux de chaleur fa entre les deux. 
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La forme du bain en fusion obtenue à l'issue de l'optimisation est représentée dans la Figure 
VI-10, où la largeur de la zone fondue est moins bien représentée qu'avec la source 
gaussienne ou la source volumique à double ellipsoïde. La pénétration est correctement 
reproduite et la longueur est surestimée. Les paramètres obtenus à l'issue de l'optimisation 
sont présentés dans le Tableau VI-4, montrant une valeur de 0,11 pour la fonction objectif, 
valeur intermédiaire entre la source gaussienne et les sources à double ellipsoïde. De nouveau 
un coefficient de rendement proche de mesures expérimentales de Mróz est obtenu (MROZ 
et al., 2022). 

 

 

Figure VI-10 : Vues transverses et longitudinales où les courbes noires représentent les isothermes 
à 1400 °C, soit la température de fusion après optimisation de la source surfacique gaussienne 

annulaire appliquée à la surface du cordon. 

 

𝛈 0,69 

d (mm) 9,00 

𝐫𝐚 (mm) 7,00 

𝐫𝐛 (mm) 68,75 

𝐟𝐚 (mm) 0,83 

Objectif 0,11 

Tableau VI-4 : Valeurs des constantes de la source surfacique gaussienne annulaire et de la 
fonction objectif après optimisation. 

1.4 Études temporelles 

Chacune des sources optimisées a ensuite été étudiée lors de calculs temporels, afin de 
comparer les températures simulées à celles mesurées par les thermocouples lors des 
expériences. Dans le cas où plusieurs optimisations ont été réalisées pour une même source, 
la solution permettant d’obtenir la plus petite valeur de la fonction objectif est retenue. 
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Afin d’éviter les problèmes de convergence, les sources sont appliquées de manière 
progressive sous forme exponentielle, comme décrit dans la Figure VI-11 pour un seul dépôt. 
Sur COMSOL, cela peut par exemple être décrit par l’équation VI-5 : 

if (t < t∆, Q × e
2×(t−t∆), if ((t ≥ t∆) × (t ≤ ts + t∆), Q, Q × e

2×(ts+t∆−t)))  (VI − 5) 

Où Q représente la source, t∆ la durée pendant laquelle la source est respectivement 
appliquée ou retirée de manière progressive au début et à la fin du dépôt, ici 4 s, et ts le 
temps de dépôt, égal à la durée pendant laquelle la source complète est appliquée avec une 
valeur constante, ici 72 s. 

 

Figure VI-11 : Puissance surfacique de la source en fonction du temps lors d’un dépôt. 

 

1.4.1 Étude paramétrique sur le coefficient d’échange par convection 

Le coefficient d’échange thermique par convection h a été ajusté de sorte à ce que les pentes 
de refroidissement obtenues en simulation coïncident avec celles obtenues 
expérimentalement. En effet, comme vu dans les travaux de (BIELIK, 2020), ce paramètre a 
une grande influence sur les cinétiques de refroidissement des pièces, contrairement à 
l’émissivité. Pour cela, une étude temporelle paramétrique sur le coefficient h a été menée 
pour des valeurs de 5,7, 7, 15, 20, 25, 30 et 35 W.m-2.K-1. La source de chaleur utilisée est la 
source gaussienne surfacique avec les paramètres optimisés. 

L’évolution de la température, sur différents points de la surface du substrat présenté en 
Figure VI-12, a été étudiée. Ces points correspondent à la position où la température a été 
mesurée expérimentalement à l'aide de thermocouples. 
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Figure VI-12 : Points où la température simulée a été étudiée, correspondant aux positions où a été 
mesurée la température expérimentalement par thermocouples. 

Comme illustré en Figure VI-13, il s’avère que la valeur de 20 W.m-2.K-1 permet de reproduire 
correctement les courbes de refroidissement obtenues expérimentalement avec les 
différents thermocouples, lors de plusieurs dépôts réalisés avec les mêmes paramètres 
procédé, énoncés en partie 1.2 de ce chapitre.  

 

 

Figure VI-13 : Températures mesurées expérimentalement par les thermocouples lors du 
refroidissement des tôles, et températures obtenues par simulation pour différentes valeurs du 

coefficient d’échange thermique par convection h. 0 s correspond au début du dépôt. 
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1.4.2 Effet de l’activation des éléments sur la modélisation thermique 

Le dépôt de la matière est simulé par la méthode « quiet element », qui permet une 
activation progressive des éléments du volume déposé. Avant l'activation, les éléments ont 
les propriétés thermiques de l'air concernant la conductivité thermique, la capacité 
thermique et la masse volumique, données issues de la librairie matériaux de COMSOL « Air 
» (COMSOL, 2021a). Après activation, ils possèdent les propriétés du 304L, telles que 
présentées dans la partie 1.1 de ce chapitre. L'activation est disponible dans la physique de la 
"Mécanique du solide", et est décrite ici par l'équation VI-6 où e représente l'épaisseur de la 
tôle et Hthéo la hauteur du dépôt. 

((z ≤ (−
H

Δ1
× (x − x00 + Δ2) + e + Hthéo)) + solid.wasactive) > 0 (VI − 6) 

La condition > 0 permet d'activer les éléments qui satisfont la condition décrite entre 
parenthèses, et la fonction solid.wasactive permet de maintenir actifs tous les éléments qui 
ont été activés précédemment. Ici, il s'agit de tous les éléments dont les coordonnées z sont 
inférieures ou égales à une droite dépendante de x et du temps, plus précisément de la 
coordonnée x00 du centre de la source de chaleur mobile, telle qu'illustrée dans la Figure 
VI-14. 

 

Figure VI-14 : Illustration de l’activation progressive du dépôt par la méthode « quiet element ». La 
zone non activée est blanche, tandis que celle active est colorée, les couleurs représentant le 

champ de température. 

Dans notre étude, les distances Δ1 et Δ2 ont été fixées à 10 et 8 mm respectivement, 
permettant de représenter une activation avec une pente linéaire, proche de celle avec 
laquelle la matière est déposée expérimentalement. Il est nécessaire que cette activation se 
fasse en amont de la source, à une distance Δ1 du centre de la source pour éviter des 
problèmes de convergence des calculs. 

Le dépôt d’un cordon a été simulé en utilisant la source gaussienne, avec et sans activation 
progressive des éléments du dépôt, ce qui a entraîné un temps de calcul de 1 h et 6,5 h 
respectivement. Dans les deux cas, l’évolution de la température sur les différents points de 
la surface du substrat a été étudiée (Figure VI-12). Les résultats sont présentés dans la Figure 
VI-15. 
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Figure VI-15 : Comparaison de l’évolution de la température lors d’un dépôt, en prenant en compte 
ou non l’activation progressive des éléments du dépôt. 

Dans les deux cas, il s'avère que les températures maximales atteintes sont identiques, ainsi 
que les cinétiques de chauffage et de refroidissement. De plus, l'évolution des dimensions du 
bain en fusion a été étudiée dans les deux cas. Les résultats pour la pénétration, la largeur et 
la longueur du bain en fonction du temps sont présentés dans la Figure VI-16. De nouveau, 
les deux calculs, avec et sans activation, présentent des résultats identiques. 

 

Figure VI-16 : Evolution de la pénétration, de la largeur et de la longueur du bain en fusion lors 
d’un dépôt en fonction du temps, avec ou sans activation progressive des éléments du dépôt. 

Il semblerait alors que simuler le dépôt progressif de la matière n'ait aucune influence sur 
le champ de température, et donc sur la forme du bain en fusion. Le refroidissement étant 
plus lent que l’échauffement dû à la lenteur de la diffusion de la chaleur par conduction dans 
la pièce, les isothermes sont nettement plus resserrées à l’avant de la source qu’à l’arrière 
comme il a été constaté dans la Figure I-5 du premier chapitre. De ce fait, la différence de 
matière conduisant la chaleur à l’avant de la source entre les deux calculs ne semble pas avoir 
d’effet sur le calcul thermique. 
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Afin d'économiser du temps de calcul, d’un facteur 6,5, les calculs thermiques à un dépôt 
présentés dans la partie 1.4.3 de ce chapitre ont été réalisés sans activation, supposant alors 
que le cordon est déjà entièrement présent avant le début de son dépôt. 

Dans le cas où deux cordons sont déposés successivement, il a été constaté que le fait de 
garder la géométrie entièrement active dès le début du calcul, et donc de maintenir actif le 
second cordon lors du dépôt du premier, modifie considérablement les températures 
maximales atteintes ainsi que la forme de la zone fondue, comme illustré dans la Figure VI-17 
et la Figure VI-18, respectivement.  

 

Figure VI-17 : Comparaison de l’évolution de la température lors de deux dépôts, en prenant en 
compte ou non l’activation brutale du second dépôt. 

 

Figure VI-18 : Evolution de la pénétration, de la largeur et de la longueur du bain en fusion lors de 
deux dépôts en fonction du temps, en prenant en compte ou non l’activation brutale du second 

dépôt. 
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Cela peut s’expliquer par le fait que la quantité de matière conduisant la chaleur proche du 
centre de la source est significativement différente entre les deux cas. Sans activation du 
second dépôt, il y a davantage de métal conduisant la chaleur lors du premier dépôt, induisant 
des températures maximales atteintes plus basses. Lors du second dépôt, la quantité de 
matière conduisant la chaleur proche du centre de la source est similaire, n’induisant pas de 
différence significative. 

Ainsi, lors les calculs temporels à deux dépôts présentés dans la partie 1.4.3, le second 
cordon sera activé entièrement 6 s seulement avant le début de son dépôt, soit deux 
secondes avant que la source de chaleur ne commence à chauffer la tôle (Figure VI-11). Des 
temps de calcul allant de 10 h à 11 h sont alors nécessaires, soit deux fois plus que si le calcul 
avait lieu sans l’activation initiale des éléments du second cordon, c’est-à-dire si le modèle 
résolvait uniquement les équations de la chaleur. 

1.4.3 Confrontations expérimentales 

Des calculs temporels ont été effectués pour les quatre sources optimisées dans le but de 
valider les modèles développés en régime stationnaire. Pour cela, les températures mesurées 
expérimentalement par thermocouples ont été comparées aux températures simulées dans 
deux configurations expérimentales. La Figure VI-19 présente les températures calculées pour 
les quatre sources, superposées aux mesures expérimentales dans le cas d'un seul dépôt. La 
Figure VI-20 présente les résultats dans le cas de deux dépôts en configuration aller – aller 
avec un temps d’attente de 94 s. 1h et 10 à 11h de calcul ont été nécessaires respectivement 
pour les modèles à un dépôt et deux dépôts, indépendamment de la source de chaleur 
utilisée. 

Dans le cas d'un seul dépôt (Figure VI-19), deux pièces ont été réalisées expérimentalement 
permettant de confronter deux mesures expérimentales aux simulations pour chaque 
position de thermocouples. Seul le TC10 (le thermocouple à 10 mm du centre du dépôt) 
possède une seule condition expérimentale puisque le thermocouple n’a pas tenu lors de la 
réalisation de la seconde pièce. Pour les autres thermocouples, il s’avère que la différence de 
températures maximales atteintes entre les deux conditions expérimentales est de 2 à 31 °C 
selon la position des thermocouples, montrant une bonne répétabilité des essais sur les 
températures atteintes. Il est cependant constaté une différence de cinétique de 
refroidissement significativement différente entre les deux conditions expérimentales, 
expliquée par une différence de pompage thermique entre les deux pièces. Ce point est 
expliqué plus en détail dans la partie 3.2 du chapitre quatre. La pièce présentant une cinétique 
de refroidissement plus lente lié à un défaut d’amorçage n’a pas été prise en compte pour le 
choix du coefficient h réalisée dans la partie 1.4.1 de ce chapitre. 
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Figure VI-19 : Evolution de la température en fonction du temps, expérimentalement mesurée et 
calculée par simulation avec les quatre sources équivalentes étudiées dans le cas d’un seul dépôt. 
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Figure VI-20 : Evolution de la température en fonction du temps, expérimentalement mesurée et 
calculée par simulation avec les quatre sources équivalentes étudiées dans le cas de deux dépôts 

en configuration aller – aller avec un temps de pause de 94 secondes 
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Dans le cas des calculs à un dépôt (Figure VI-19), il apparaît que la source à double ellipsoïde 
volumique présente la plus grande différence, avec près de 200°C d'écart, par rapport aux 
mesures expérimentales. Quant à la source surfacique à double ellipsoïde, les températures 
sont sous-estimées de plus de 100°C. La source annulaire sous-estime les températures à 
proximité du centre de la source, mais à partir de 14 mm du centre de la source (TC14 et plus), 
les températures sont similaires aux mesures expérimentales. De plus, il est constaté que 
cette dernière permet de mieux reproduire la montée progressive en température lors de la 
phase de chauffage, contrairement aux trois autres sources qui montrent une croissance plus 
abrupte. Enfin, bien que la source gaussienne ait présenté la plus haute valeur de la fonction 
objectif parmi les quatre étudiées, elle permet d'atteindre des températures maximales plus 
proches de celles mesurées par les thermocouples. 

Les mêmes observations sont constatées dans le cas des calculs à deux dépôts (Figure VI-20), 
mais uniquement pour le premier dépôt. Lors du second dépôt, ce sont les sources à double 
ellipsoïde qui reproduisent le mieux les températures maximales atteintes. Sur le second 
cordon, les écarts entre la source gaussienne ou la source gaussienne annulaire et les données 
expérimentales vont de 60°C à 100°C. Des écarts du même ordre de grandeur ont été obtenus 
dans les travaux de Hanna, permettant tout de même de reproduire correctement les 
cinétiques de transformations de phase ainsi que le comportement mécanique par rapport 
aux résultats expérimentaux (HANNA, 2016). Les paramètres des sources ont été optimisés à 
partir des observations expérimentales avec un seul dépôt. Lors du deuxième dépôt les 
conditions sont un peu différentes et cela peut expliquer la moins bonne adéquation entre 
les températures mesurées et simulées lors du deuxième dépôt pour les sources gaussiennes. 
Les autres sources sous-évaluant les températures lors du premier dépôt se trouvent dès lors 
plus justes lors du second. 

La méthode de la température imposée aurait pu permettre d’obtenir un meilleur 
compromis entre la forme du bain et le champs de température par rapport à une source de 
chaleur mobile, comme cela a été le cas dans les travaux de Guilmois lors de mono-dépôt 
(GUILMOIS, 2021). Cependant, cette méthode n’a pas été testée ici puisqu’elle est moins facile 
à mettre en œuvre et surtout qu’elle n’a pas montré de meilleurs résultats dans le cas où sont 
déposés plusieurs cordons. De plus, comme il sera vu par la suite, une source de chaleur 
équivalente permet de reproduire correctement les déformations et contraintes résiduelles 
établies. 

Pour les calculs thermo-mécaniques, la source surfacique gaussienne a alors été utilisée, 
puisqu’elle permet de mieux reproduire les températures obtenues expérimentalement pour 
la plupart des dépôts.  
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2 Simulations thermo-mécaniques de dépôt(s) 304L 

Cette seconde partie présente les simulations thermo-mécaniques temporelles, pour un ou 
deux dépôts de fil 304L sur une tôle en 304L réalisés avec le procédé TIG, dans le but de 
prédire les déformations et les contraintes résiduelles établies. La source gaussienne 
optimisée dans la partie 1 de ce chapitre a été utilisée pour la modélisation thermique. Lors 
des deux premiers calculs thermo-mécaniques, aucune différence sur les déformations et les 
contraintes n'a été constatée, que l'activation progressive des éléments soit présente ou non. 
Par conséquent, celle-ci n'a pas été mise en œuvre ici. Pour les calculs thermo-mécaniques, 
le pas de temps pendant le dépôt est au plus de 0,5 s et au plus de 1 s pendant le 
refroidissement. 

2.1 Loi de comportement et propriétés mécaniques du 304L 

Le couplage entre la thermique et la mécanique, permettant de prendre en compte la 
dilatation thermique, a été ajouté. Une loi de comportement à élasticité et plasticité linéaires 
a été choisie, avec un écrouissage isotrope non cinématique, similaire à celle utilisée dans 
l'étude de Deng (DENG et al., 2014). Une plasticité linéaire implique que la limite d'élasticité 
du matériau (σys) évolue de manière linéaire avec la déformation (ϵpe) une fois que la limite 

d'élasticité initiale (σys0) est dépassée. Elle est décrite par l'équation VI-7 avec ETiso 

représentant le module tangent isotrope et E le module d'Young. 

{

σys = σys0 + Eisoϵpe
1

Eiso
=

1

ETiso
−
1

E

(VI − 7) 

La dépendance en température du coefficient de dilatation thermique CTE, du module 
d'Young E, du coefficient de Poisson ν, de la limite d'élasticité σys0  et du coefficient tangent 

isotrope ETiso est présentée dans la Figure VI-21. 

 

Figure VI-21 : Module d’Young, coefficient de Poisson, limite d’élasticité, module tangent isotrope 
et coefficient de dilatation thermique du 304L en fonction de la température. 
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Le module d’Young et le coefficient de Poisson sont issus de la bibliothèque de matériaux 
de COMSOL « 304L [solid, polished] » (COMSOL, 2021a). Le coefficient tangent isotrope est 
issu de l'étude de Brickstad portant sur la nuance 316L, proche du 304L (BRICKSTAD et al., 1998). 
Concernant la limite d'élasticité, pour réaliser les simulations thermo-mécaniques 
d'opérations de soudage ou de fabrication additive sur des aciers inoxydables austénitiques, 
les auteurs utilisent une limite d'élasticité d'environ 250 MPa à température ambiante, qui 
diminue avec la température (BRICKSTAD et al., 1998; GUILMOIS, 2021; CAMBON, 2021). 
Cependant, le certificat matière de notre alliage indique une limite d'élasticité de 510 MPa à 
température ambiante. Étant donné que les contraintes résiduelles établies sont de même 
ordre de grandeur que la limite d'élasticité, il est nécessaire d'être aussi précis que possible. 
La limite d'élasticité a ainsi été modifiée afin de respecter les données du certificat de 
matériau et de reproduire au mieux les contraintes résiduelles. Dans l'étude de Brickstad, il 
est indiqué une limite d'élasticité à température ambiante de plus de 400 MPa pour la 
soudure (BRICKSTAD et al., 1998). Ainsi, la limite d'élasticité définie ici a été utilisée pour 
l'ensemble de la pièce, que ce soit pour le substrat ou le cordon déposé. 

2.2 Géométrie et conditions aux limites de la modélisation mécanique 

La géométrie et le maillage utilisés sont les mêmes que dans les modélisations thermiques 
précédentes (partie 1.2). Lors des expériences, les tôles sont posées sur la table de soudage 
et ne sont pas bridées. La condition limite « libre » est alors appliquée sur toutes les frontières 
vertes de la Figure VI-2. De même, une condition de symétrie est appliquée sur la face bleue 
de la Figure VI-2-a dans le cas des pièces avec un seul dépôt. Une durée de calcul de 30 h et 
de 140 h a été nécessaire pour la configuration à un seul dépôt et à deux dépôts, 
respectivement. 

2.3 Confrontations expérimentales 

Les simulations ont été confrontées à deux cas expérimentaux. Le premier consiste en un 
dépôt au centre de la pièce, et le second concerne deux dépôts successifs dans la 
configuration « aller – aller » avec un temps d’attente de 94 s entre les deux dépôts. Les 
déformations et les contraintes résiduelles calculées après refroidissement sont présentées 
dans la Figure VI-22 et la Figure VI-23 respectivement, et sont comparées aux mesures 
expérimentales. 

Il est constaté des déformations expérimentales relativement dispersées et des 
déformations simulées se trouvant dans la moyenne de celles obtenues expérimentalement, 
mettant en avant une bonne prédiction des déformations par les modèles. Les contraintes 
simulées présentent des contraintes de traction au centre de la tôle et de compression près 
des bords, tout comme dans les résultats expérimentaux. Les résultats sont du même ordre 
de grandeur. Cependant, les contraintes sont surestimées sous les dépôts, en raison de la 
non-prise en compte de la restauration d'écrouissage à haute température, qui fait l'objet du 
point suivant. 
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Figure VI-22 : Comparaison des déformations obtenues par simulation avec celles obtenues 
expérimentalement après un ou deux dépôts 304L. 

 

Figure VI-23 : Comparaison des contraintes longitudinales expérimentale et simulée en fonction de 
y, obtenues au milieu de la tôle après a) un dépôt de 304L et b) après deux dépôts 304L avec un 

temps d’attente de 94 s. 
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2.4 Prise en compte du phénomène de restauration d’écrouissage 

Lorsqu'un alliage est maintenu à haute température, des phénomènes de restauration et de 
recristallisation de la microstructure ont lieu, induisant l'effondrement des contraintes 
thermiques (MICHEL, 2018). Sur COMSOL, cela peut être pris en compte dans la physique 
"Mécanique du solide", par l'ajout de la fonctionnalité "Réglages des variables" dans 
"Plasticité". Une expression booléenne doit être indiquée pour initialiser la déformation 
plastique équivalente εpe. 

Plusieurs températures de restauration d'écrouissage ont ainsi été étudiées pour la pièce à 
un dépôt, qui sont 800 °C, 1000 °C et 1400 °C, au-dessus desquelles la déformation plastique 
équivalente εpe est initialisée à zéro. De 39 à 55h de calcul ont été nécessaires. Les contraintes 

et les déformations obtenues après refroidissement sont présentées respectivement dans la 
Figure VI-24 et la Figure VI-25. 

Avec une température de restauration à 1400 °C, il s'avère que les contraintes et les 
déformations sont similaires au calcul qui ne prend pas en compte la restauration 
d'écrouissage. En effet, au-delà de cette température, l'alliage étant à l'état liquide, il n'y a 
pas de plastification puisque les propriétés mécaniques sont nulles. Les contraintes de 
traction se développant lors du refroidissement sont alors similaires à celles observées 
lorsque la restauration d'écrouissage n'est pas considérée. 

 

Figure VI-24 : Comparaison des contraintes longitudinales expérimentales et simulées en fonction 
de y, obtenues au milieu de la tôle après refroidissement avec ou non prise en compte de la 

restauration d’écrouissage. 
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Figure VI-25 : Comparaison des déformations  expérimentales et simulées, obtenues au milieu de la 
tôle après refroidissement avec ou non prise en compte de la restauration d’écrouissage. 

Lorsque la restauration d'écrouissage a lieu à des températures supérieures à 1000 °C et 
800 °C, une réduction des contraintes longitudinales sous le dépôt est constatée, avec des 
résultats similaires dans les deux cas, s'approchant des résultats expérimentaux. Ces 
observations concordent avec l'étude de Deng et ses coauteurs, qui préconise pour la nuance 
304L d'utiliser une température de 1000 °C (DENG et al., 2014). Li et ses coauteurs préconisent 
également une température d'environ 1000 °C pour l'alliage 316L (LI et al., 2021). Cependant, 
à l’issue de nos calculs, avec une température de restauration d'écrouissage à 1000 °C ou 
800 °C, les déformations sont surestimées. Les études de Deng et Li et leurs coauteurs 
respectifs portent en effet sur les contraintes résiduelles, montrant une bonne concordance 
entre les simulations et les expériences, cependant, sans mention des déformations 
résiduelles. 

D'autres auteurs ont proposé un modèle de restauration dynamique, comme par exemple 
Mouelle et al., qui ont identifié une diminution progressive de la déformation plastique 
équivalente à partir de 400 °C sur le 316L, suite à des essais expérimentaux de compression 
et de traitements thermiques (MOUELLE et al., 2020). Cambon a également utilisé un modèle 
de restauration dynamique linéaire entre 400 °C et 1000 °C pour la simulation de la fabrication 
additive de la nuance 316L, montrant une bonne correspondance avec un cas expérimental, 
tant pour les déformations que pour les contraintes résiduelles (CAMBON, 2021). 

Un autre calcul a donc été réalisé en appliquant une restauration dynamique linéaire entre 
400 °C et 1000 °C. Les contraintes et les déformations obtenues après refroidissement sont 
présentées respectivement dans la Figure VI-26 et dans la Figure VI-27. 
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Figure VI-26 : Comparaison des contraintes longitudinales expérimentales et simulées en fonction 
de y, obtenues au milieu de la tôle après refroidissement avec prise en compte de la restauration 

d’écrouissage dynamique linéaire entre 400 °C et 1000 °C. 

 

Figure VI-27 : Comparaison des déformations  expérimentales et simulées, obtenues au milieu de la 
tôle après refroidissement avec prise en compte de la restauration d’écrouissage dynamique 

linéaire entre 400 °C et 1000 °C. 

Une meilleure reproduction des contraintes à la fois dans la partie en compression que dans 
la partie en traction est constatée. La contrainte maximale simulée est sous-estimée de moins 
de 100 MPa par rapport à celle déterminée expérimentalement. Dans le dépôt, une 
contrainte longitudinale moyenne de 283 +/- 9 MPa est obtenue, conforme à celle 
déterminée par diffraction des neutrons de 265 +/- 17 MPa. Il est cependant constaté une 
asymétrie des déformations par simulation qui n’a pas été constatée expérimentalement. La 
valeur de la flèche obtenue en simulation reste cependant similaire à celle mesurée 
expérimentalement. 

Une prise en compte de la restauration dynamique linéaire entre 400 °C et 1000 °C permet 
alors de mieux prédire à la fois les déformations et les contraintes, que cela soit dans le dépôt 
mais aussi dans la tôle, avec une erreur de moins de 100 MPa.  
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3 Simulations thermo-mécano-métallurgiques 

Cette dernière partie présente les simulations thermo-mécano-métallurgiques temporelles 
d'un dépôt de fil 415 sur une tôle de 304L réalisé avec le procédé TIG, dans le but de prédire 
les déformations et les contraintes résiduelles établies, en prenant en compte la présence 
d'une transformation de phases à l'état solide pendant le refroidissement. La géométrie et le 
maillage utilisés sont les mêmes que dans les modélisations thermiques et 
thermomécaniques présentées précédemment. 

Le module « Metal Processing » de COMSOL permet de prendre en compte les 
transformations de phase telles que l'austénitisation et la transformation martensitique. Une 
loi des mélanges est appliquée sur les propriétés thermiques et mécaniques pour déterminer 
les propriétés d’un matériau constitué de plusieurs phases. Il est ainsi possible de prendre en 
compte les différents couplages entre la métallurgie, la mécanique et la thermique, les plus 
importants étant la déformation et la plasticité liée à la transformation. 

Cependant, à ce jour, dans le cas d'une étude avec une source équivalente mobile, ce 
module ne permet pas de résoudre des calculs temporels avec un couplage thermo-mécano-
métallurgique. Il est possible de l'utiliser pour prédire les phases en présence en fonction du 
champ de température, mais avec une source de chaleur mobile, le calcul devient très lent, 
et des problèmes de convergence apparaissent au bout de quelques secondes de calcul. 

Deux méthodes sont alors proposées ici, sans utiliser le module « Metal Processing », 
permettant de prendre en compte la déformation liée aux transformations de phase à l'état 
solide. 

3.1 Définition des cinétiques de transformations de phase 

Sans le module « Metal Processing », il est nécessaire de définir des fonctions analytiques 
représentant les cinétiques de transformations de phase. 

Généralement, la proportion de la phase transformée lors de la transformation 
martensitique se définit avec la loi de Koistinen et Marburger présentée par l'équation I-33 
dans le premier chapitre (KOISTINEN et al., 1959). Ms et β ont été fixés à 210 °C et 0,04 suite à 
l'essai de dilatométrie libre réalisé sur un échantillon d'un dépôt 100 % 415, présenté dans la 
partie 3.1.4 du chapitre quatre. 

Concernant l'austénitisation, la proportion d'austénite a été définie comme étant égale à 0 
en dessous de 700 °C et égale à 1 au-dessus de 850 °C. La proportion varie linéairement entre 
les deux. 

En première approximation, les propriétés matériaux utilisées sont celles de la nuance 304L 
précédemment présentées, hormis pour le coefficient de dilatation thermique qui a été fixé 
à 20 × 10-6 K-1 pour l'austénite et à 11 × 10-6 K-1 pour la martensite. 
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3.2 Présentation de la méthode de la température de référence 

Afin de reproduire la dilatation lors de la transformation martensitique, la première 
méthode est celle proposée dans la documentation de COMSOL et consiste à définir deux 
"températures de référence pour le volume" pour l'austénite et la martensite (COMSOL, 
2021b). Cette température de référence correspond à la température pour laquelle la 
dilatation thermique est nulle. À cette température, la pièce possède donc les dimensions 
définies initialement lors de la construction de la géométrie. Une loi des mélanges 
dépendante des proportions de phases est alors appliquée sur la température de référence 
globale, ainsi que sur les propriétés matériaux, ici le coefficient de dilatation thermique 
uniquement. La déformation thermique est alors calculée par l'équation VI-8 : 

εth = (pγ × CTEγ + pα′ × CTEα′) × (T − (pγ × Trefγ + pα′ × Trefα′)) 
(VI − 8) 

Cette méthode est illustrée par la Figure VI-28, correspondant à un essai de dilatométrie 
libre, avec une température de référence pour le volume égale à la température ambiante 
pour l'austénite et égale à -750 °C pour la martensite. Celle-ci a été déterminée suite à l'essai 
de dilatométrie libre réalisé expérimentalement sur un dépôt 100 % 415 sur 304L. Lors du 
refroidissement, il est constaté que la dilatation lors de la transformation martensitique est 
correctement reproduite. Cependant, lors du chauffage, il s'avère que la contraction lors de 
l'austénitisation n'est pas reproduite, et au contraire, une dilatation se produit. 

 

Figure VI-28 : Illustration de la méthode de la température de référence lors d’un essai de 
dilatométrie libre. La courbe rouge correspond au chauffage et la bleue au refroidissement. Les 

droites jaunes sont le prolongement des portions linéaires du chauffage et du refroidissement où 
leurs intersections avec l’axe des abscisses correspondent aux températures de référence pour le 

volume pour la martensite et l’austénite respectivement. 

Ainsi, dans le cas où plusieurs passes seraient déposées avec un temps d'attente permettant 
de descendre en dessous de Ms entre chaque passe, cette méthode ne permettrait pas de 
reproduire correctement la déformation et les contraintes. Une autre méthode est ainsi 
proposée ci-dessous, consistant à redéfinir la déformation thermique. 
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3.3 Présentation de la méthode de la définition de la déformation thermique 

Afin de pouvoir reproduire la contraction lors de l'austénitisation et la dilatation lors de la 
transformation martensitique, il est nécessaire de redéfinir la déformation thermique en 
ajoutant un terme dépendant de la proportion de phases, comme cela a été effectué dans les 
travaux de Ramard, telle que définie par l'équation VI-9 (RAMARD, 2018) : 

εth = (pγ × CTEγ + pα′ × CTEα′) × (T − Tref) + ∆ε × pα′  (VI − 9) 

Le terme ∆ε doit être ajusté en fonction des expériences de dilatométrie libre, et a été fixé 
à 0,009 ici. Cette fois-ci, la température de référence ne dépend pas des proportions de 
phases et est fixée à 20 °C. 

La Figure VI-29 illustre cette méthode, qui, cette fois-ci, reproduit bien à la fois la contraction 
lors de l'austénitisation au chauffage et la dilatation lors de la transformation martensitique 
au refroidissement. Cette méthode pourrait ainsi être appliquée lors de simulations 
impliquant plusieurs dépôts avec une température interpasse descendant en dessous de Ms. 

 

 

Figure VI-29 : Illustration de la méthode de la définition de la déformation thermique lors d’un 
essai de dilatométrie libre. La courbe rouge correspond au chauffage et la bleue au 

refroidissement. 

3.4 Confrontations expérimentales 

Dans le cas d'un dépôt de la nuance 415 sur un substrat en 304L, la transformation 
martensitique n'a lieu qu'une seule fois lors du refroidissement, sans austénitisation. De ce 
fait, les deux méthodes ont été appliquées et comparées. 

Pour les deux solutions proposées, il est constaté que les tôles présentent une déformation 
de type concave juste après le dépôt, et de type convexe après la transformation 
martensitique. Ceci est illustré dans la Figure VI-30. Les deux méthodes reproduisent bien le 
phénomène observé expérimentalement lors du dépôt du fil 415 sur une tôle en 304L. La 
déformation finale est comparée aux mesures expérimentales dans la Figure VI-31. 
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Figure VI-30 : Déformation de la tôle obtenue après simulation thermo-mécano-métallurgique a) 
juste après le dépôt et b) après transformation martensitique. 

 

Figure VI-31 : Comparaison des déformations obtenues par simulations avec celles obtenues 
expérimentalement après un dépôt 415 sur substrat 304L. 

La flèche obtenue montre une différence inférieure à 0,5 mm entre les deux méthodes, 
toute deux proches d’un des résultats expérimentaux.  

De même, la contrainte longitudinale obtenue après le refroidissement au milieu de la pièce 
pour les deux méthodes est similaire et est illustrée dans la Figure VI-32. 

 

 

Figure VI-32 : Vue transverse de la contrainte longitudinale au milieu de la tôle. 
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Comme attendu, des contraintes de compression sont obtenues près des bords et dans le 
dépôt, tandis que des contraintes de traction sont obtenues près du dépôt. Elles sont 
cependant largement supérieures à celles obtenues expérimentalement. En effet, le point le 
plus en traction présente une contrainte longitudinale de 500 MPa par diffraction des 
neutrons, contre près de 1500 MPa par simulation. 

Cet écart peut s'expliquer par le fait que le phénomène de plasticité de transformation n'est 
pas pris en compte, ce qui permettrait d'obtenir des contraintes moins élevées. De plus, la 
restauration d'écrouissage n'a pas été considérée ici, ce qui, comme nous l'avons vu 
précédemment, permettrait d'abaisser davantage la contrainte sous le dépôt. Enfin, les 
propriétés matériaux utilisées sont celles du 304L. Il serait alors nécessaire de caractériser le 
dépôt de 415 afin de déterminer ses propriétés et leur dépendance avec la température pour 
prédire les déformations et les contraintes le plus précisément possible. 

Néanmoins, il a été constaté que, tant qu'il n'y a qu'une seule transformation martensitique 
lors du refroidissement, il semble que les deux méthodes permettent d'obtenir des résultats 
similaires, avec un temps de calcul de 53 h pour la méthode de la température de référence, 
contre 59 h pour la méthode de la déformation thermique. Un gain de temps de 10 % est 
constaté avec la méthode de la température de référence, qui pourra être privilégiée dans 
des calculs où l'austénitisation n'intervient pas.  
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Conclusion du chapitre 

Les simulations numériques reproduisant des dépôts TIG permettent de prédire les 
déformations et les contraintes résiduelles en plus du champ de température dans toute la 
pièce, lors des dépôts mais aussi pendant le refroidissement, résultat difficilement accessible 
lors des expériences. Ces données peuvent permettent de mieux comprendre les résultats 
expérimentaux, en interprétant les cycles de température comme par exemple les vitesses de 
refroidissement et les températures maximales atteintes au regard du comportement 
mécanique et des propriétés du matériau. 

Lors de ce chapitre, plusieurs sources équivalentes ont été optimisées, à savoir la source 
volumique à double ellipsoïde, la source surfacique à double ellipsoïde, la source surfacique 
gaussienne, et la source surfacique gaussienne annulaire. Il a été constaté que la source 
surfacique gaussienne à double ellipsoïde reproduit le mieux la forme du bain de fusion, 
tandis que la source gaussienne surfacique permet de mieux reproduire les champs de 
température de la pièce lors du dépôt. C'est donc cette dernière qui a été sélectionnée pour 
réaliser les calculs thermo-mécaniques temporels.  

Une loi de comportement à plasticité linéaire isotrope, avec prise en compte de la 
restauration d’écrouissage linéaire entre 400 °C et 1000 °C permet de prédire les 
déformations et les contraintes résiduelles avec une erreur de moins de 100 MPa. 

Enfin, deux méthodes ont été étudiées pour prendre en compte les déformations liées aux 
transformations de phase. La méthode de la température de référence permet de reproduire 
correctement la dilatation lors de la transformation martensitique, mais pas la contraction 
lors de l’austénitisation, contrairement à la méthode de la définition de la déformation 
thermique qui reproduit correctement les deux phénomènes. Cette dernière nécessite 
cependant un temps de calcul de 10 % plus long. La première méthode pourrait alors être 
privilégiée dans le cas où il n’y a pas d’austénitisation lors du calcul. Pour reproduire 
correctement les déformations et les contraintes, les phénomènes de restauration 
d'écrouissage et de plasticité de transformation restent à être considérés.  
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VII Conclusion générale et perspectives 

Conclusion générale 

Ces travaux de thèse portent sur la réduction des déformations et des contraintes 
résiduelles dans des pièces en acier inoxydable réalisées ou soudées avec le procédé TIG par 
l’introduction d’une variabilité de la composition du métal d’apport. Il a été proposé dans ce 
but d’utiliser deux fils d’apport de compositions chimiques différentes présentant des 
différences de propriétés thermo-physiques, mécaniques et/ou métallurgiques. Quatre 
couples d’aciers inoxydables ont ainsi été sélectionnés : 

 austénitique 304L + ferritique 430, 

 austénitique 304L + martensitique 415, 

 martensitique 415 + austénitique 304L, 

 martensitique 415 + ferritique 430. 

Pour chaque couple, le premier alliage cité a été utilisé en tant que métal de base et premier 
fil d’apport, alors que le second alliage a servi de deuxième fil d’apport uniquement. 

L’ajout du second alliage s’est fait soit par l’alternance de dépôts de deux fils (l’un de même 
nature que le métal de base et l’autre correspondant au second alliage) pour amener à une 
architecturation de la pièce ou de la soudure, soit par le mélange in situ des deux fils. Dans le 
cas des soudures, le mélange in situ s’est effectué en faisant varier graduellement la 
proportion de l’un par rapport à l’autre selon l’épaisseur du joint soudé, pour amener à une 
soudure à gradient de composition.  

Tout d’abord, une première étude a permis de vérifier la répétabilité, la régularité et la 
reproductibilité des dépôts TIG, mais aussi l’évolution de la géométrie des dépôts en fonction 
de l’intensité de soudage, de la vitesse de soudage et de la vitesse de dévidement du fil, 
montrant des résultats conformes à la littérature. La méthode du disque, consistant à 
assimiler le profil du dépôt à une portion de disque et à relier ses caractéristiques 
géométriques aux paramètres procédé et aux propriétés matériau, a été adaptée dans le cas 
de dépôts TIG de 304L sur substrat 304L. Cette étude a alors permis de prédire la géométrie 
de mono-dépôt de 304L ne présentant pas de défaut et a mis en avant que l’ajout d’un terme 
constant dans la relation analytique de la largeur permet d’améliorer la prédiction du modèle. 
Il est à noter toutefois qu’un travail théorique reste à faire afin de justifier physiquement la 
nécessité du terme constant dans la relation de la largeur. L’étude a été étendue avec succès 
non seulement au cas où deux fils sont mélangés mais aussi au cas de la construction d’un 
mur de 304L. Dans ce dernier cas, il a été constaté qu’il était nécessaire de prendre en compte 
la portion refondue de la passe précédente pour décrire fidèlement la portion des disques 
lorsqu’ils sont empilés. Les relations développées dans le troisième chapitre ont ainsi été 
utilisées dans les simulations numériques du sixième chapitre, permettant une meilleure 
adaptabilité des modèles en réalisant une construction automatique de la géométrie, évitant 
ainsi de déterminer expérimentalement la taille de chaque cordon déposé ou encore de 
lourds calculs de mécanique des fluides dans le bain en fusion. Cette étude représente alors 
un premier pas vers la prédiction des géométries de pièces complexes réalisées par 
fabrication additive, que cela soit pour la simulation des phénomènes thermo-mécaniques 
mais aussi pour l’automatisation de la construction de pièces 3D. 
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Sur la base des résultats obtenus avec le modèle du disque, il a alors été possible de choisir 
les paramètres optimaux afin de déposer des cordons présentant la géométrie souhaitée, 
avec une bonne santé matière, et ce, avec les trois fils étudiés pour réaliser l’étude du 
quatrième chapitre. Cette dernière porte sur la microstructure, les déformations et les 
contraintes résiduelles obtenues avec un ou deux fils d’apport. L'établissement des 
contraintes et des déformations résiduelles a été étudié dans le cas des deux premiers couples 
(304L – 430 et 304L – 415) lors de dépôts sur tôles fines. Les résultats ont montré que lorsque 
le second fil possède un coefficient de dilatation thermique significativement plus faible que 
le premier et qu’il est capable de provoquer une transformation martensitique à basse 
température, une réduction des déformations est observée, que ce soit en le mélangeant au 
premier ou en le déposant après le premier. Il a également été constaté que, plus il y a de 
martensite dans le mélange, moins les tôles sont déformées de façon concave. Les contraintes 
ont été diminuées à proximité du cordon lorsque des mélanges sont réalisés. Cependant, loin 
du cordon, elles sont au moins égales au cas de référence (304L sur 304L). La pièce avec un 
dépôt contenant 50 % de 430 et 50 % de 304L est intéressante, car elle permet d'obtenir un 
bon compromis entre la réduction des déformations et la limitation des contraintes. En effet, 
il a été constaté que déposer un cordon triphasé, avec un peu de martensite, de ferrite et 
d'austénite, permettait d'obtenir un compromis entre les déformations et les contraintes. Les 
études des deux derniers couples en configuration de dépôts simples (415 – 430 et 
415 – 304L) ont cependant montré une augmentation des déformations lorsque le second fil 
est moins susceptible de créer de la martensite dans le dépôt ou dans la soudure, lorsqu’il a 
une limite d'élasticité plus faible et/ou un coefficient de dilatation thermique plus élevé que 
le premier. 

L’étude du chapitre quatre aura permis de comprendre la contribution de chacune des 
phases sur les contraintes et les déformations, et a ainsi aidé à mieux appréhender le soudage 
multipasse de tôles épaisses (20 mm) à double-fils qui a fait l’objet de l’étude du chapitre 
cinq. En effet, l’établissement des contraintes et des déformations résiduelles a été étudié 
dans le cas des deux premiers couples (304L – 430 et 304L – 415) lors du soudage de tôles 
épaisses chanfreinées en V. Les résultats ont mis en avant la possibilité de réduire les 
déformations en utilisant différentes stratégies de dépôt de fils, par rapport à une pièce 
réalisée uniquement avec le fil 304L, et cela sans modifier considérablement les contraintes 
établies dans le métal de base. Les joints soudés contenant le plus de martensite présentent 
une déformation de l’assemblage la plus faible. La stratégie alternée utilisant les fils 304L et 
415 est particulièrement intéressante puisqu’elle a permis de réduire les déformations de 
18 % tout en présentant des contraintes similaires à celles de la pièce 100 % 304L, et même 
inférieures au sein du joint soudé. De plus, les essais de traction sur des éprouvettes prélevées 
transversalement au joint soudé ont mis en avant que cette configuration de soudage a 
permis de mieux s’approcher des caractéristiques mécaniques minimales fixées par la norme 
ISO 10088-3 par rapport à une pièce soudée uniquement avec le fil 415. 
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Ces études expérimentales nous auront également permis de mettre en avant la complexité 
d'indexer l'austénite par EBSD dans le cas d’un acier inoxydable biphasé, voire triphasé, avec 
une microstructure certainement trop fine ou trop écrouie pour les méthodes mises en 
œuvre. Les analyses EBSD couplées aux mesures EDX, aux macrographies et aux essais de 
dureté auront tout de même permis d’estimer les phases majoritairement présentes dans les 
différentes portions des soudures. De plus, la méthode des intensités intégrées en DRX, en 
considérant plusieurs paires de pics identifiables, est un bon moyen d’évaluer la proportion 
d'austénite, malgré la non prise en compte de la texture. Quant à la martensite, sa présence 
a pu être établie grâce à des essais de dilatométrie libre. Cependant, cette technique ne 
permet pas de quantifier la proportion de martensite, car les cinétiques de transformation de 
phase dans certaines nuances dépendent de la vitesse de chauffage (et de refroidissement) 
et du temps de maintien à haute température. Il serait donc difficile d'obtenir les mêmes 
proportions de phase à la fin du cycle thermique qu’au début. Par la même occasion, ces 
études expérimentales auront permis d’observer la cohérence des résultats obtenus par 
diffraction des neutrons et par la méthode du contour sur la détermination des contraintes 
résiduelles, avec des différences inférieures à 100 MPa et des profils similaires.  

Pour finir, le chapitre six présente les simulations par éléments finis réalisées à l’échelle de 
la pièce, prédisant les champs de température, les déformations et les contraintes lors de 
dépôts TIG. Plusieurs modèles ont été réalisés avec une complexité croissante en partant de 
simulations thermiques stationnaires puis temporelles, puis thermo-mécaniques pour 
terminer avec des simulations thermo-mécano-métallurgiques. Plusieurs sources 
équivalentes ont été optimisées, à savoir la source volumique à double ellipsoïde, la source 
surfacique à double ellipsoïde, la source surfacique gaussienne, et la source surfacique 
gaussienne annulaire. Il a été constaté que la source surfacique gaussienne à double ellipsoïde 
reproduit le mieux la forme du bain de fusion, tandis que la source gaussienne surfacique 
permet de mieux reproduire les champs de température de la pièce lors du dépôt. C'est donc 
cette dernière qui a été sélectionnée pour réaliser les calculs thermo-mécaniques temporels. 
Une loi de comportement à plasticité linéaire isotrope, avec prise en compte de la 
restauration d’écrouissage dynamique linéaire de 400 à 1000 °C, a permis de prédire à la fois 
la flèche finale, qui est conforme aux résultats expérimentaux, et les contraintes résiduelles 
avec une erreur de moins de 100 MPa par rapport aux mesures expérimentales. Enfin, deux 
méthodes ont été étudiées pour prendre en compte les déformations liées aux 
transformations de phase. La méthode de la température de référence a permis de reproduire 
correctement la dilatation lors de la transformation martensitique, mais pas la contraction 
lors de l’austénitisation, contrairement à la méthode de la définition de la déformation 
thermique qui a reproduit correctement les deux phénomènes. Cette dernière nécessite 
toutefois un temps de calcul 10 % plus long. La première méthode pourrait alors être 
privilégiée dans le cas où il n’y a pas d’austénitisation lors du calcul. 

Perspectives 

Il a été mis en avant la possibilité de prédire la géométrie des dépôts réalisés par fabrication 
additive dans le cas de dépôts réalisés avec un ou deux fils d’apport ou encore dans le cas de 
la construction d’un mur. Il semblerait qu’il existe une dépendance linéaire entre les 
coefficients optimisés dans la relation analytique de la largeur et les proportions de fils 
déposées. Davantage d’essais seraient nécessaires pour valider cette hypothèse, qui, si 
confirmée, réduirait considérablement le nombre d’essais expérimentaux à réaliser pour 
prédire les géométries des dépôts selon les proportions de fil déposés. 
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Il a été mis en avant que l’utilisation de deux fils d’apport présentant des différences de 
propriétés thermiques, mécaniques et/ou métallurgique présentait un intérêt pour la 
réduction des contraintes et des déformations résiduelles, tant dans le contexte de la 
fabrication additive que dans celui du soudage. Il semblerait que la survenue de la 
transformation martensitique soit alors un paramètre prédominant dans la réduction des 
déformations dans le cas des aciers inoxydables. Il serait intéressant d’utiliser comme second 
fil une nuance complètement ferritique et présentant un coefficient de dilatation thermique 
plus faible que la nuance 304L afin d’étudier l’effet seul de cette propriété. De plus, il serait 
intéressant de déterminer les contraintes résiduelles dans le cas des deux derniers couples 
dans la configuration de dépôt (415 – 430L et 415 – 430), permettant de contrôler la possible 
réduction de celles-ci. Dans le cas du soudage de tôles épaisses, réaliser les dernières passes 
avec le fil 304L à la place du fil 415 pourrait permettre d’atteindre l’allongement à la rupture 
spécifiée par la norme. Cela pourrait être au détriment d’une déformation plus importante, 
bien qu’à la vue de l’évolution des déformations pendant le soudage il semblerait que la 
plupart des déformations s’établissent lors des premières passes. Ainsi, une stratégie graduée 
mais inversée pourrait permettre de réduire les déformations, d’obtenir une soudure en 
partie en compression, permettant d’améliorer la durée de vie en fatigue de la pièce, tout en 
conservant des caractéristiques mécaniques conformes. Utiliser deux fils d’apport représente 
alors une solution prometteuse et facilement industrialisable permettant une meilleure 
maîtrise des déformations et des contraintes. Cette solution a été appliquée au cas des aciers 
inoxydables, mais pourrait être appliquée à plusieurs autres couples d’alliages comme énoncé 
dans le chapitre deux. 

Enfin, les simulations thermo-mécaniques de dépôt(s) de 304L ont permis de prédire 
fidèlement les champs de température, les déformations et les contraintes dans toute la 
pièce, lors des dépôts mais aussi pendant le refroidissement. L’accès à ces résultats 
représente un réel enjeu du fait de la difficulté d’accès à certaines mesures expérimentales 
comme les champs de températures et les contraintes résiduelles. Ces données permettent 
alors de mieux comprendre les résultats expérimentaux, en interprétant les cycles de 
température comme par exemple les vitesses de refroidissement et les températures 
maximales atteintes au regard du comportement mécanique et des propriétés du matériau, 
sans avoir à les mesurer. Dans les calculs réalisés, un ou deux dépôts ont été simulés. Dans le 
cas où plusieurs autres passes seraient réalisées, comme dans le cas du soudage multipasses 
ou de la construction d’un mur, une loi de comportement cinématique pourrait être 
nécessaire pour reproduire plus fidèlement les contraintes, permettant notamment la prise 
en compte de l’effet Bauschinger. Dans le cas des simulations thermo-mécano-métallurgiques 
de dépôt de l’acier 415, il serait nécessaire de caractériser les propriétés de cette nuance ainsi 
que leur dépendance avec la température puisqu’elles restent encore mal connues. De plus, 
la plasticité de transformation qui n’a pas été prise en compte ici, est à considérer en plus de 
la déformation de transformation, ce qui permettrait de mieux prédire l’état de contrainte et 
les déformations simulées. 
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IX Annexes 

Annexe 1 : Exemples de diagrammes prédictifs de la microstructure 
des aciers inoxydables après soudage 

 

Diagramme de Schaeffler et positionnement des alliages utilisés selon la composition 
chimique fournie par les certificats matière (SCHAEFFLER, 1949). 

 

 

Diagramme de DeLong et positionnement des nuances 304L selon la composition chimique 
fournie par les certificats matière (DELONG, 1974). 
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Diagramme WRC-1992 prédisant la proportion de ferrite dans les soudures austénitiques 
ainsi que le mode de solidification. Chaque ligne indique le pourcentage de ferrite de 2 % en 

2 % jusqu’à 30 %, puis de 5 % en 5 % jusqu’à 100 % (KOTECKI et al., 1992). 

  

Diagramme de Balmforth et Lippold prédisant la proportion de ferrite dans les soudures 
ferrito-martensitiques (BALMFORTH et al., 2000).  
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Annexe 2 : Coupes transverses des dépôts 304L sur des tôles 304L 
faisant varier le courant, la vitesse d’avance et la vitesse de 
dévidement du fil 

Légende : 

   

 

Pour une intensité de soudage de 150 A : 

  

Cordon présentant des 
défauts 

Cordon ne présentant 
pas de défaut 
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Pour une intensité de soudage de 200 A : 

 

Pour une intensité de soudage de 250 A : 
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Annexe 3 : Influence du courant, de la vitesse de dévidement du fil 
et de la vitesse d’avance sur la hauteur et la largeur des dépôts 
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Annexe 4 : Application du modèle disque sur les dépôts 304L avec 
ajout d’un coefficient constant cst dans la relation de Wthéo 

La courbe verte représente la construction de la portion de disque avec les mesures 
expérimentales, et la rouge avec les calculs théoriques. La droite noire représente la surface 
du substrat. Les axes sont gradués en mm, et le titre de chaque figure indique l’intensité de 
soudage, la vitesse de dépôt et la vitesse de dévidement du fil utilisée pour le dépôt. Les 4 
dernières macrographies correspondent aux essais reproduits sur le robot cartésien. 
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Annexe 5 : Application du modèle disque lorsque deux fils sont 
mélangés en optimisant un AGlobal pour chaque nuance de fil 

L'optimisation conduit à des coefficients AGlobal de 0,397 ± 0,049, 0,354 ± 0,045 et 
0,375 ± 0,044 respectivement pour les fils de 304L, 430 et 415. 

 

Graphiques présentant la largeur et la hauteur mesurées expérimentalement en fonction 
de la valeur théorique calculée à partir des paramètres procédé après optimisation des 

coefficients AGlobal pour chaque nuance de fil, dans le cas de dépôts de fil 430 ou 415, ou du 
dépôt d’un mélange de fils 304L – 430 ou 304L – 415 sur des tôles 304L. 

 

 

Graphiques présentant les résidus de la largeur, la hauteur et la section, obtenus en 
calculant la différence entre les valeurs expérimentales et théoriques, en fonction de la 

valeur théorique, après optimisation des coefficients AGlobal pour chaque nuance de fil, dans 
le cas de dépôts de fil 430 ou 415, ou du dépôt d’un mélange de fils 304L – 430 ou 304L – 

415 sur des tôles 304L. 
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Représentation de la construction des portions de disque. La courbe verte représente la 
construction de la portion de disque avec les mesures expérimentales, et la rouge avec les 
calculs théoriques. La droite noire représente la surface du substrat. Les axes sont gradués 

en mm, et le titre de chaque figure indique l’intensité de soudage, la vitesse de dépôt, la 
vitesse de dévidement du (des) fil(s) et les proportions de fils déposés. 
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Annexe 6 : Application du modèle disque lorsque deux fils sont 
mélangés en optimisant un AGlobal pour chaque configuration de 
dépôt de fil(s) 

 25 % 430 50 % 430 75 % 430 100 % 430 25 % 415 50 % 415 75 % 415 100 % 415 

AGlobal 
0,341 

± 0,064 

0,39 

± 0,15 

0,37 

± 0,16 

0,35 

± 0,11 

0,423 

± 0,074 

0,393 

± 0,077 

0,39 

± 0,15 

0,36 

± 0,17 

Valeurs des coefficients AGlobal optimisés pour chaque configuration de dépôt de fil(s). 

 

Graphiques présentant la largeur et la hauteur mesurées expérimentalement en fonction 
de la valeur théorique calculée à partir des paramètres procédé après optimisation des 

coefficients AGlobal pour chaque configuration de dépôt de fil(s) (fil 430 ou 415, ou mélange 
de fils 304L – 430 ou 304L – 415 sur des tôles 304L). 

 

Graphiques présentant les résidus de la largeur, la hauteur et la section, obtenus en 
calculant la différence entre les valeurs expérimentales et théoriques, en fonction de la 

valeur théorique, après optimisation des coefficients AGlobal pour chaque configuration de 
dépôt de fil(s) (fil 430 ou 415, ou mélange de fils 304L – 430 ou 304L – 415 sur des tôles 

304L). 
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Représentation de la construction des portions de disque. La courbe verte représente la 
construction de la portion de disque avec les mesures expérimentales, et la rouge avec les 

calculs théoriques. Les axes sont gradués en mm, et le titre de chaque figure indique 
l’intensité de soudage, la vitesse de dépôt, la vitesse de dévidement du (des) fil(s) et les 

proportions de fils déposés.  



Annexes 

279 

Annexe 7 : Application du modèle disque lorsque deux fils sont 
mélangés en considérant les propriétés matériaux du 304L et en 
optimisant un AGlobal et le coefficient cst pour chaque nuance de fil 

 304L 430 415 

AGlobal 0,69 ± 0,14 0,81 ± 0,13 1,03 ± 0,17 

cst (mm) -4,7 ± 2,0 -7,5 ± 1,9 -10,2 ± 2,3 

Valeurs des coefficients AGlobal et cst optimisées pour chaque nuance de fil. 

 

 

Graphiques présentant la largeur et la hauteur mesurées expérimentalement en fonction 
de la valeur théorique calculée à partir des paramètres procédé après optimisation des 

coefficients AGlobal et cst pour chaque nuance de fil, dans le cas de dépôts de fil 430 ou 415, 
ou du dépôt d’un mélange de fils 304L – 430 ou 304L – 415 sur des tôles 304L. 

 

Graphiques présentant les résidus de la largeur, la hauteur et la section, obtenus en 
calculant la différence entre les valeurs expérimentales et théoriques, en fonction de la 

valeur théorique, après optimisation des coefficients AGlobal et cst pour chaque nuance de fil, 
dans le cas de dépôts de fil 430 ou 415, ou du dépôt d’un mélange de fils 304L – 430 ou 

304L – 415 sur des tôles 304L. 
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Représentation de la construction des portions de disque. La courbe verte représente la 
construction de la portion de disque avec les mesures expérimentales, et la rouge avec les 

calculs théoriques. Les axes sont gradués en mm, et le titre de chaque figure indique 
l’intensité de soudage, la vitesse de dépôt, la vitesse de dévidement du (des) fil(s) et les 

proportions de fils déposés. 
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Annexe 8 : Contraintes longitudinales, transversales et normales déterminées par diffraction des neutrons 
ou la méthode du contour dans le substrat de chaque pièce 
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Annexe 9 : Cartographie des contraintes longitudinales dans la pièce 
1 – 25 % 415 / 304L obtenue par la méthode du contour 
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Annexe 10 : Macrographies de chaque dépôt des quatre couples 

Les échantillons ont été préparés par découpe, polissage et attaque électrolytique à l’acide nitrique fumant tel que présenté dans la partie 2.5.2 
du chapitre deux. 
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Annexe 11 : Cartographies des contraintes longitudinales obtenues par la méthode du contour dans les 
pièces soudées 
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Annexe 12 : Limites d’élasticité à 0,2 % de déformation, résistance à 
la traction et allongement à la rupture de chacun des éprouvettes 
testées 

 

Nom 
Position 

éprouvette 
Rp0,2 (MPa) Rm (MPa) A% (%) 

100 % 304L 

Haut 376 649 42 

Milieu 469 682 34 

Bas 524 683 23 

100% 430 

Haut 438 576 4 

Milieu 201 262 1 

Bas 587 755 33 

G 304L 430 

Haut 379 480 6 

Milieu 543 741 24 

Bas 488 742 34 

A 304L 430 

Haut 530 722 15 

Milieu 539 743 34 

Bas 591 733 26 

100 % 415 

Haut 561 694 6 

Milieu 536 693 22 

Bas 566 704 23 

G 304L 415 

Haut 532 736 17 

Milieu 521 747 27 

Bas 471 723 28 

A 304L 415 

Haut 500 722 19 

Milieu 522 723 33 

Bas 551 728 29 

 

 
 



 

 
 

 
 

 
 

Accommodation des contraintes et déformations résiduelles dans les 
soudures multipasses sur fortes épaisseurs par introduction d’une 
variabilité de la composition du métal d’apport 

Mots clés : Soudage, Aciers inoxydables, Contraintes, Déformations, Microstructures, Simulations 

Résumé : L’assemblage de tôles de forte 
épaisseur nécessite de chanfreiner les pièces et 
de réaliser l’opération de soudage en multipliant 
les passes. Des phénomènes physiques 
complexes sont alors mis en jeu (thermiques, 
mécaniques et métallurgiques) donnant lieu à 
l’établissement de contraintes et déformations. 
Les contraintes résiduelles ainsi créées sont 
problématiques, puisqu’ajoutées aux 
contraintes extérieures imposées aux pièces en 
service, celles-ci peuvent diminuer la tenue 
mécanique des pièces et augmenter les risques 
de défaillance. Quant aux déformations, celles-
ci sont à exclure, ou pour le moins à minimiser, 
notamment pour éviter les défauts 
d’alignement lors d’une séquence de soudage. 
Généralement, en soudage, un seul fil d’apport 
est utilisé et ce dernier est similaire à au moins 
un des métaux de base. Il est proposé ici 
d’utiliser le procédé TIG pour diminuer les 
déformations et les contraintes, dans le cas de 
dépôt et de soudures réalisées en acier 
inoxydable,  en  ajoutant  un  second  fil  d’apport 

ayant des propriétés significativement différentes 
du premier. L’ajout d’un second alliage peut se 
faire soit par alternance de dépôts des deux fils, 
pour amener à une architecturation de la pièce ou 
de la soudure, soit par mélange in situ des deux 
fils. Dans le cas des soudures, le mélange in situ 
permet de faire varier graduellement la 
proportion d’un fil par rapport à l’autre selon 
l’épaisseur du joint soudé. 
Une modélisation de la géométrie des dépôts TIG 
est proposée en utilisant la méthode disque 
permettant de prédire la forme des dépôts. Les 
phases en présence, les déformations et les 
contraintes résiduelles des pièces sont 
déterminées et sont comparées à celles des 
pièces réalisées avec un seul fil d’apport. Enfin, 
des simulations numériques par éléments finis de 
dépôt(s) TIG sont effectuées sur le logiciel 
COMSOL Multiphysics conjointement aux 
expérimentations permettant la simulation des 
champs de température, des contraintes et des 
déformations résiduelles.

 

Accommodation of residual stresses and strains in thick multi-pass 
welds by introducing variability in filler metal composition 

Keywords:  Welding, Stainless steels, Stresses, Strains, Microstructures, Simulations 

Abstract: In the field of welding, assembling of 
thick plates requires the chamfering of the base 
metal and the use of a multipass welding 
sequence. The process generates thermal, 
mechanical, and metallurgical phenomena 
resulting in the formation of residual strains and 
stresses. Residual stresses are especially 
problematic in structural assemblies, as they 
add to the external applied stresses during 
service, often reducing the in-service lifetime 
and increasing the risk of failure. Strains must be 
avoided or at the very least limited, as they can 
cause misalignments during welding sequence 
and lead to geometrical defects. Generally, 
during welding operations, the filler metal 
composition used is close or identical to at least 
one of that of the base metals of the parts to be 
joined. In addition, a single chemical 
composition of filler metal is used. The objective 
of this  study is to use the TIG  process  to  reduce 

strains and stresses in the case of stainless steel 
deposits and welds, by adding a second filler wire 
with significantly different properties to the first 
wire. The second alloy can be added to the weld 
either by using alternatively the two-filler metals, 
cord after cord, or by mixing them in situ. In the 
case of welds, in situ mixing allows the proportion 
of one wire to the other to be varied gradually 
according to the thickness of the welded joint. A 
model of the geometry of TIG deposits is 
proposed using the disc method to predict the 
shape of the deposits. The microstructures, 
strains and stresses of the parts are evaluated and 
compared with those of parts made with a single 
filler wire. Finally, finite-element numerical 
simulations of TIG deposits were carried out using 
COMSOL Multiphysics software, simulating 
stresses, strains and temperature fields in order 
to compare them with the experimental results. 


