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RESUME

Ce travail de thése a pour objectif d’étudier le comportement thermohydraulique du bain
fondu lors du soudage a I’arc ¢lectrique. Cette étude a ét€ menée dans le but de concevoir un
modele mathématique et de développer un programme FORTRAN qui permet de résoudre les
équations gouvernant le bain de fusion pendant le soudage. Les résultats issus de ce
programme peuvent contribuer a la prédiction de la distribution de température pendant le
soudage, 1’¢largissement de la ZAT, le champ de vitesse ainsi que la forme et la taille du bain
de fusion. En modélisation mathématique du soudage, 1’apport d’énergie modélisé par une
source de chaleur surfacique donne de bons résultats lorsque 1’épaisseur des piéces a souder
est faible. Dans la simulation numérique du comportement thermique du bain de fusion par les
méthodes des différences finies et éléments finis, les cycles thermiques calculés par la
méthode des éléments finis sont plus proches de ceux mesurés pendant la période de
refroidissement. Le modele du comportement thermohydraulique du bain de fusion basé sur la
formulation courant-tourbillon des équations de Navier — Stokes nous a permis de les
simplifier par 1'¢limination de I’équation de la conservation de masse et de champ de pression.
Les résultats du calcul montrent que la force de tension superficielle domine les forces
motrices dans le bain de fusion et favorise un bain de fusion mouillant.

Les résultats du calcul concernent le champ de température, les cycles thermiques, le champ
de vitesse et la taille du bain de fusion sont en bon accord avec ceux rapportés dans la

littérature.
ABSTRACT

This thesis work aims to study the thermohydraulic behavior of the weld pool during
electrical arc welding. This study was conducted with the aim of designing a mathematical
model and developing a FORTRAN program that permits to solve the equations governing
the weld pool during welding. The results of this program can contribute to the prediction of
temperature distribution during welding, the widening of the ZAT, the speed field the shape
and the size of the weld pool. In mathematical modeling of welding, the energy input modeled
by a source of surface heat gives good results for thin thicknesses of the welded sheets.
Numerical simulation (using finite differences and finite elements) of the thermal behavior of
the weld pool showed that the thermal cycles calculated by the finite element method are
closer to those measured during the cooling period. The thermohydraulic weld pool behavior
model based on the stream-vorticity formulation of the Navier-Stokes equations allowed us to

simplify them by eliminating the mass conservation and pressure field equation. The results of



the calculation show that the surface tension force dominates the driving forces in the weld
pool and promotes a wetting weld pool.
The results of the calculation concern the temperature field, the thermal cycles, the speed field

and the size of the weld pool and are in good agreement with those reported in the literature.
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INTRODUCTION GENERALE

En général, le soudage peut étre défini comme un processus dans lequel deux ou plusieurs
pieces de métal sont reliées entre eux par l'application de chaleur, de pression, ou une
combinaison des deux. Ces processus peuvent étre regroupés en deux catégories principales :
le soudage par pression, dans lequel la soudure est réalisée par 1’application d’une forte
pression entre les pieces a souder et le soudage par chaleur, dans lequel la soudure est réalisée
généralement grace a un arc électrique.

Le soudage a l'arc est I'un des procédés d’assemblage les plus utilisés pour une large gamme
d'applications, (les chemins de guidage pour les trains, les bateaux, les ponts, la construction,
les automobiles, et les réacteurs nucléaires...etc.). La description physique du bain fondu lors
du soudage a I’arc fait appel aux plusieurs disciplines telles que la mécanique des fluides, les
transferts thermiques et I'électromagnétisme. Les mouvements du métal fondu dans le bain de
fusion sont initiés par des forces d'origines physiques différentes qui conditionnent l'allure
mouillante ou pénétrante du joint soudé. La prise en compte de ces forces d'entrainement
permet d'estimer de maniere plus précise la forme et la morphologie du bain fondu ainsi que
I’étendue de la ZAT. En effet, pendant le soudage TIG, le bain de fusion dans le soudage TIG
est le siege d'un fort gradient thermique dont la variation s'échelonne entre la température de
fusion du métal sur les bords du bain et la température du métal fondu. Cette variation de
température s'étale sur une distance égale a quelques millimetres par rapport au centre du
bain, ce qui engendre des problémes de soudabilité comme la fissuration a la solidification, la
fissuration a froid ainsi qu’a I’effet des contraintes résiduelles.

Par conséquent, notre travail est focalisé sur la connaissance profonde de ces phénomenes afin
de concevoir un modele mathématique adéquat pour réaliser une simulation numérique
prédictive de la distribution du champ de température et du champ de vitesses pendant
I’opération de soudage qui soit la plus proche possible de I’expérience, permettant, ainsi,
I’optimisation du procédé afin d’obtenir une soudure de bonne qualité. Notre travail est
articulé en quatre chapitres organisés comme suite :

- Le premier chapitre est consacré a I’étude bibliographique concernant le soudage a 1’arc
électrique. Apres avoir donné quelques définitions nécessaires liées aux soudages a 1’arc
électrique, nous focalisons notre étude sur le soudage a 1’arc TIG (Tungsten Inert Gas), avec
une description détaillée de 1’arc ¢€lectrique et du bain de fusion en présentant les différents
parametres intervenants dans la formation du bain de fusion et la soudure pendant I’opération

du soudage.
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- Dans le deuxieme chapitre, on présente une modélisation mathématique du probleme du
soudage TIG, cette modélisation comprend une description détaillée des équations du transfert
thermique et du mouvement du liquide fondu gouvernant le probléme du soudage, ainsi que
les différentes conditions aux limites et initiales nécessaires pour la résolution de ce probléme.
D’autre part, nous allons présenter les différentes méthodes numériques utilisées pour
résoudre ce type de probléme.

- Le troisieme chapitre contient trois parties essentielles, dans la premiére partie nous allons
élaborer un code de calcul sous Fortran, pour résoudre le probleme thermique du soudage
TIG par la méthode des différences finies. La deuxieéme partie est dédiée a 1’étude thermique
du soudage TIG par la méthode des éléments finis, en utilisant les mémes propriétés
physiques et les mémes parameétres de soudage utilisés dans la premiére partie. Cette fois-ci
en implantant notre modéle dans le code de calcul COMSOL. Finalement la troisiéme partie
est réservée a la validation expérimentale des résultats obtenus par simulation numérique.

- Le chapitre quatre est consacré a la présentation du modéle mathématique du probléeme
thermo-hydraulique du soudage TIG, en particulier les équations gouvernent le mouvement
du fluide représenté par les équations de Navier-Stokes en formulation courant-tourbillon
ainsi que les conditions aux limites associées a ces équations. Ensuite on présent la méthode
de résolution numérique du probleme, une discrétisation temporelle et spatiale est brievement
présentée, ainsi que la méthode utilisée pour résoudre les systemes algebriques linéaires issus
de cette discrétisation. Enfin nous présentons et discutons les résultats de la simulation
numérique.

Finalement on termine avec une conclusion générale de notre travail de thése, suivie par des

perspectives.
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I Introduction

Le soudage des métaux est une technique d'assemblage permanent qui établit la continuité
métallique entre les piéces soudées. La soudure est le nom donné au joint formé par la fusion
des bords des piéces a souder entre elles, avec ou sans métal d'apport. La soudure peut donc
étre le résultat du seul mélange des métaux de base (les métaux a souder) ou du mélange des
métaux de base et d'un métal d'apport. Dans 1’industrie le soudage a l'arc électrique est le
procédé d’assemblage le plus utilisé, il nécessite soit une alimentation continue, soit une
alimentation alternative de courant électrique, qui crée un arc électrique pour générer
suffisamment de chaleur afin de faire fondre le métal et de former une soudure.

Parmi I’ensemble des procédés de soudage a 1’arc électrique, on s’intéressera au soudage TIG;
le terme TIG est un acronyme qui signifie "Tungsten Inert Gas". Ce procédé est utilisé pour
des réalisations délicates qui requiérent des qualités d’assemblage optimales. Lors du soudage
plusieurs phénoménes physiques interviennent, tels que le transfert de chaleur et
I’hydrodynamique qui ont une grande importance sur la microstructure et la morphologie de
la zone soudée. Par conséquent, la connaissance profonde de ces phénomeénes est primordiale
pour obtenir une soudure de bonne qualité, et pour faire une simulation numérique du soudage
la plus proche possible de la réalité.

Ainsi, D’objectif de ce travail est de mieux appréhender et d’étudier ces phénomeénes
thermiques et dynamiques préalablement cités. Le présent chapitre est structuré comme suit :
Dans la premiere partie, nous rappelons quelques definitions des différents procédes de
soudage a I’arc électrique.

Dans la seconde partie, nous présentons une description détaillée du procéde de soudage TIG;
on s’intéressera alors aux différents phénomenes et parametres physiques intervenants lors de
la formation du I’arc électrique et du bain de fusion.

Il Soudage a I’arc

Dans la littérature sont abordés divers aspects intervenants lors d’opérations de soudage a
I’arc. Le soudage est une opération d'assemblage ou la continuité métallique entre les pieces a
assembler est assurée par la fusion globale ou partielle de leurs bords. On obtient ainsi, apres
solidification, soit un joint homogeéne aux caractéristiques plus au moins proches de celle du
métal de base, soit un joint hétérogene dans le cas de métaux différents. La soudure a 1’arc,

ainsi réalisée se décompose en plusieurs zones (Figure 1.1).
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Zone affectée thermiquent Zone fondue

Métal de base Zone de liaison

Figure 1.1:Cordon de soudure [1].

a) Lazone fondue (ZF)
C’est une zone ou I’état liquide a été atteint et dans laquelle a été élaborée la composition
chimique. La microstructure métallurgique obtenue apres solidification dépend du cycle de

refroidissement.

b) La zone affectée thermiquement (ZAT)

Elle se trouve entre la zone fondue et le métal de base ; cette zone a été soumise a 1’élévation
de température, mais sans atteindre I’état liquide. Le chauffage, la composition chimique et la
vitesse de refroidissement de cette zone générent des modifications plus ou moins importantes

de la microstructure métallurgique.

¢) La zone de liaison
Elle est située entre la zone fondue et la zone affectée thermiquement et correspond a la

surface sur laquelle la solidification du métal fondu a commencé.

d) Le métal de base
Il se trouve au-dela de la zone affectée thermiquement ; I’élévation de température est

insuffisante pour engendrer une quelconque transformation microstructurale.

11.1 Type de joints de soudure

Les soudures sont faites a la jonction des divers morceaux qui composent la construction
soudee. La structure soudee peut avoir plusieurs formes. Il existe cing types de joint de
soudure de base pour les piéces plates, qui sont énumérés dans le tableau 1.1 ci-dessous :
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Tableau 1.1 : Types de joint de soudure [1]

Types d’assemblage Formes

Assemblage bord a bord: joint entre deux
piéces se situées approximativement dans le
méme plan.

Assemblage de coin: Un joint entre deux
piéces situees approximativement
perpendiculairement entre elles a leurs bords.

Assemblage de Bord : joint entre les bords de
deux pieces paralléles.

Assemblage a clin: joint entre deux piéces
superposées parallelement.

Assemblage en T : joint entre deux pieces
plates perpendiculaires entre elles sous forme de
T

NS\ NI

11.2 Différents procédés du soudage a I’arc [2]
Les procédés de soudage a I’arc ¢€lectrique sont caractérisés selon la nature de I’électrode. On
distingue trois types d’électrodes : la baguette, le fil fusible ou la tige réfractaire. Ces procédés

se regroupent en quatre catégories.

1. Le soudage a électrode enrobée (SMAW)
Le SMAW (Shielded metal arc welding), couramment appelé soudage a la baguette. Dans ce
procédé, 1’électrode métallique est enrobée de fondant. Le soudage se fait a la main ; il est
appelé également soudage manuel. Ce procédé de soudage est le plus couramment utilisé sur

les chantiers de construction, car il est peu affecteé par les courants d’air.

b) Le soudage sous flux en poudre
Le soudage a I’arc sous flux en poudre (SAFP) constitue I’automatisation du soudage a

I’électrode enrobée. Il associe en effet un fil électrode fusible, dévidé d’une bobine, avec une
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protection obtenue par des vapeurs provenant d’une poudre composite comparable a
I’enrobage et apportée directement dans la zone d’arc, mais indépendamment de 1’¢lectrode.
Ce procédé est aussi appelé soudage a I’arc submergé SAW (Submerged Arc Welding

Process).

c) Le soudage semi-automatique et automatique sous gaz (GMAW)
L’¢électrode est également un fil fusible ; la protection est réalisée par un gaz inerte dans le

procédé MIG (Metal Inert Gas) ou un gaz actif dans le procédé MAG (Metal Active Gas).

d) Le soudage a électrode de tungsténe non fusible TIG (GTAW)
La protection est réalisée par un gaz nécessairement inerte. L’apport de métal est facultatif

selon I’épaisseur et s’effectue indépendamment.

11 Le soudage TIG

Le soudage TIG définit un procéde de soudage également appelé GTAW « Gas Tungsten Arc
Welding » en langue anglaise, pour lequel la fusion des bords & assembler est obtenue par la
création d’un arc électrique. Cet arc est initié¢ a partir d’une électrode réfractaire en tungstene
qui peut contenir des éléments d’addition comme le thorium ou I’yttrium, qui favorisent
I’émission électronique de 1’¢lectrode. L’arc et le bain fondu sont protégés de 1’atmosphere
par I’utilisation d’un gaz neutre. L’argon est le gaz le plus couramment utilis¢, mais il peut
étre parfois mélangé avec de I’hélium ou de I’hydrogéne pour améliorer la soudabilité.

Le procédé de soudage TIG est le plus élémentaire puisqu’il n’apporte que des calories a la
piéce a souder. Un métal d’apport peut éventuellement étre ajouté, mais son introduction est
totalement indépendante de la source thermique. La simplicité de ce procédé permet d’obtenir
des joints soudés d’excellente qualité pour la plupart des matériaux métalliques.

Le matériel nécessaire pour réaliser des soudures TIG est relativement simple ; il se compose
essentiellement :

- d’un génerateur de courant qui délivre un courant continu lisse, continu pulsé ou alternatif.
La plage d’intensités s’étend de quelques ampéres a plus de 400A pour les postes automatisés.
La tension de soudage varie de 8 a 30V,

- d’une torche composée d’une électrode de tungsténe, d’une buse en céramique canalisant le
flux de gaz neutre et d’une gachette utilisable en soudage manuel pour commander I’arc. La
torche peut étre refroidie par un circuit fermé de fluide caloporteur (Figure 1.2).

-d’un systéme de protection gazeuse qui est incorporé a la torche pour protéger ’arc et le

bain.
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Direction de Arrivée de

soudage courant
Arrivée du gaz
Buse de de protection
protection Electrode de

tungsténe non
consommable

e-Gaz de protection

Métal d’apport= "% Arc électriaue

Protection envers

Figure 1.2 : Torche TIG et son procédé de soudage [3].

III.1 L’arc électrique

En général, il est constitué par un flux d’électrons entre une électrode de charge négative
appelée cathode et une électrode de charge positive appelée anode (Figure 1.3). Ce flux est
initié¢ par une différence de potentiel entre la cathode et ’anode, confiné dans un gaz neutre.
La chaleur intense nécessaire pour fondre le métal est produite par 1’arc électrique. On
constate 1’existence d’une couche mince d’électrons en surface du métal ; les électrons sont
accelérés de la cathode vers I’anode. lls entrent en collision avec les atomes du gaz,
provoquant 1’ionisation de ces atomes, qui se décomposent en électrons et en ions positifs.
Cette conduction gazeuse établie entre les deux électrodes est accompagnée d’une élévation
importante de température et d’une lumiere intense.

L’amorgage de I’arc se fait par contact ou par surtension appliquée entre les deux électrodes.
Une surtension doit étre supérieure a une valeur de tension critique appelée tension de
claquage. Cette derniere dépend de la pression de 1’arc, de la hauteur de 1’arc et de la nature
du gaz de protection injecté autour de 1’électrode réfractaire.

Dans le procédé TIG, le soudage de la plupart des métaux et alliages est réalisé en courant
continu a polarité directe ; c'est-a-dire que I’electrode en tungstene est négative (cathode) et
que les électrons sont bombardés vers les piéces a souder (anode).
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L’arc électrique est décomposé en trois zones qui sont la chute anodique, la chute cathodique

et la colonne de I’arc.

1. La colonne de I’arc
Le passage des électrons entre les électrodes ionise partiellement le gaz de protection sur son
chemin, ce qui rend la colonne de 1’arc conductrice et crée un plasma de I’arc. En soudage
TIG la hauteur de I’arc est un parametre trés important, puisqu’il conditionne la chute de
tension entre 1’électrode et la piéce, et donc 1’énergie déposée. A une intensité constante, la

tension peut étre reliée quasi linéairement a la hauteur de 1’arc.

b) La chute cathodique
La chute de tension cathodique est constituée par une couche trés mince del0'm et est
caractérisée par une charge d’espace positive et une chute de tension variant entre 10et 20V.

C’est une zone de transition possédant un fort gradient de température 10°K/cm [4].

¢) La chute anodique
La chute de tension anodique est définie par une couche trés mince de10™m ; cette couche est
le siége d’un champ électrique trés puissant (10’V/m) causé par une charge d’espace négative.

La chute de tension varie entre let 10V.

anode.

colonne d'arc }_____,

- |

.cathode T 1| I,Q: o l
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Figure 1.3 Schéma illustratif de 1’arc électrique [1].
I11.1.1 Rendement de I’arc électrique en soudage TIG
En général, le rendement est exprimé par le rapport entre les énergies de sortie et les énergies
d’entrée. Le rendement (n) du procédé de soudage TIG est défini comme étant le rapport entre

I’énergie totale qui entre dans la plaque ou la section qui est soudée par unité de distance
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parcourue, et I’apport énergétique total de I’arc sur cette méme distance. En simulation
numérique de soudage, le rendement du procédé de soudage est trés important car il est
introduit dans la plupart des modeles des sources de chaleur utilises pour prédire la
distribution des champs de température et les vitesses de refroidissement en soudage. Si le
rendement de I’apport énergétique total n’est pas considéré, I’énergie d’entrée ne représentera
pas I’énergie réelle entrant dans la plaque.

1. Influence du courant sur le rendement de I’arc
L’influence du courant sur le rendement de 1’arc a fait I’objet de plusieurs travaux de
recherche. Niles et al. [5] estiment un rendement baissant avec ’intensité de courant d’une
valeur de 65% jusqu’a 35% lors du soudage TIG des piéces en acier HY-80. Par ailleurs, dans
une étude plus récente Smartt et al. [6] ont trouvé un rendement d’arc entre 70% et 80% lors
d’une opération de soudage TIG de piéces en acier. Giedt et al. [7] ont confirmé les résultats
trouves par Smartt et al ; ils ont conclu que le rendement d’arc ne varie pas beaucoup avec le
courant, et ont estime cette correction a une valeur d’environ 80%. Cependant, 1’évolution du
rendement en fonction du courant est différente pour chacune des études. Cela est di a la
différence des conditions opératoires, des techniques de mesures et de la gamme de courant
utilisée.
b) Influence de la hauteur d’arc sur le rendement de I’arc
L’augmentation de la hauteur d’arc pour une valeur de courant constante, conduit a la
diminution de la densité de courant et de I’intensité de la chaleur recue par 1’anode [8] ; le
rendement diminue donc avec la hauteur d’arc. Smartt et al. [6], ont observé que le rendement
diminue en fonction de la hauteur d’arc de 80% jusqu’a 65%, pour une valeur de courant
égale a 100A. Ceci est confirmé par les travaux de Ghent et al. [9], de Choo et al. [10] et
récemment par M.Brochard [11].

C)Influence de I’angle d’affutage de I’électrode sur le rendement de I’arc

Dans une autre étude menée par Smartt et al. [6] relative au soudage TIG, pour des pieces en
acier 304SS, le rendement d’arc diminue lorsque 1’angle d’afflitage de 1’électrode augmente.
Cette modification du rendement peut étre liée a la modification de la hauteur d’arc, qui a une
forte influence sur le rendement.

111.2 Bain de fusion

Au cours du soudage TIG, un arc électrique se forme entre 1’électrode non fusible de
tungsténe et la piéce a souder. Il crée un bain de métal fondu dont la morphologie (volume

fondu, pénétration et largeur) est conditionnée par plusieurs parameétres. Ces derniers
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dépendent essenticllement de 1’énergie incidente ainsi que des mouvements de convection
dans le bain de fusion. En effet, le bain de fusion est le siége de processus thermo-physiques
tres complexes mettant en jeux des phénomenes thermiques, convectifs, métallurgiques et
électromagnétiques. Ces mouvements de convection du métal en phase liquide influencent de
facon importante les transferts de chaleur et la forme du cordon de soudage.

Les différentes forces auxquelles le bain de fusion est soumis sont représentées sur la Figure
I.4. Elles comprennent des forces surfaciques telles que la pression d’arc, le cisaillement
hydrodynamique et les forces de tension de surface également appelées force de Marangoni.
Des forces volumiques interne au bain sont également présentes telles que les forces
électromagnétiques (Lorentz) et les forces de flottabilité.

En fonction des vitesses de brassage engendrées par les différentes forces d’entrainements
dans le bain de fusion, ces forces peuvent étre classées par ordre d’importance, des plus
importantes au moins importantes comme suit : courants de Marangoni, forces de Lorentz,

pression d’arc, forces de flottabilité [12].
Cathode (-)

Pertes par radiation
du plasma

Cisaillement
aérodynamique

Pertes par radiation et
s »" évaporation du bain

Pression d'arc

» Pertes radiatives

Liquidus / solidus dans le solide

—

A )

+ 4 | Courantde

! 3‘ Marangoni

! Métal de

I

T base

Flottabilité | Lorentz

I

i

|

Anode (+) \ Pertes par

conduction
Figure 1.4 : Les différents courants du bain de fusion [13]
Ces forces ont une influence variable sur la forme du bain de fusion, sur les transferts
thermiques ainsi que sur le brassage des éléments chimiques ; selon le sens et la vitesse des
mouvements des courants induits, elles favorisent la création de courants centrifuges ou

centripétes. Les actions dans le bain peuvent étre considérées comme favorables a la
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formation d’un bain de fusion respectivement mouillant ou pénétrant (Figure 1.5), on
distingue :

Les courants mouillants : courants de Marangoni (S—T7<O) ; cisaillement aérodynamique ; forces
de flottabilité.

Les courants pénétrants : courants de Marangoni (g—;> 0) ; forces de Lorentz ; pression de

Iarc.

Courants mouillants | Courants pénétrants

Marangoni Marangoni
dy/dT<0 dy/dT>0

Ecoulement Force de Lorentz
aérodynamique Electromagnétique

i@i

/7
N's

Flottabilite

Figure 1.5 : Schematisation des mouvements de convection induits par différent forces

d’entrainements [14].

111.2.1 Effets des différents courants de convection sur la morphologie du bain
La morphologie du bain de fusion dépend de plusieurs parameétres tels que la nature du
matériau a souder, les caractéristiques de I’arc ou du plasma et les mouvements de convection

du bain de fusion. Les mouvements de convection du métal liquide influencent de facon
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importante la morphologie du cordon et les transferts de chaleur dans le bain de fusion ; ces

mouvements de convections sont :

1. La pression d’arc
La pression d’arc est causée principalement par le flux du gaz plasmagene, elle dépend
fortement de I’intensité du courant de soudage. Par ailleurs, la dépression d’arc en surface du
bain va favoriser la pénétration [15]. La répartition de la pression d’arc est donnée par une loi
gaussienne dont la valeur maximale est fonction du carré de I’intensité du courant électrique
(équation 1.1) [16].

p. = bI%?exp(—ar) (1.1)

Ou b et a sont fonction de la longueur d’arc, du diamétre et de la géométrie de 1’électrode.

b) Cisaillement aérodynamique

Le cisaillement aérodynamique est le résultat du passage du gaz de protection a la surface du
bain. Il crée en surface du liquide une contrainte de cisaillement qui favorise la mouillabilité
du bain de fusion. Le cisaillement aérodynamique dépend de la nature du gaz, de son débit et
de la géométrie de la buse utilisée.

Cette contrainte de cisaillement est donnée par I’équation (1.2) [17].

Tar = ~Hiig (a_u)“q (1.2)

dz

Ou ;4 est la viscosité dynamique du liquide.

L’étude de I’importance relative de contrainte de cisaillement aérodynamique, exercée par le
jet de plasma d’arc a celle due au cisaillement de tension superficielle dans les opérations de
soudage GTAW a été étudié par Choo et al [18]. IIs ont calculé 1’évolution des vitesses
surfaciques maximales avec ou sans la prise en compte de 1’effet de contrainte de cisaillement
aérodynamique ; les vitesses ainsi calculées varient entre 0,495 et 0,515m/s. lls ont constaté
que la contrainte due au cisaillement aérodynamique sur la surface libre du bain de fusion est
beaucoup plus faible que celle due a la tension de surface, du moins pour I’acier inoxydable.
Cependant, le cisaillement aérodynamique du gaz pourrait jouer un réle important dans les
opérations de soudage en continu et lorsque le courant est élevé, des vitesses de gaz plus
élevées pourraient produire une trainée comparable a celle due aux gradients de tension

superficielle.
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c) Forces de flottabilité

Les forces de flottabilité ou convection naturelle sont issues des gradients thermiques dans les
fluides. En effet, la masse volumique du métal liquide dépend de la température et elle est
variable dans le volume fondu. Les champs de vitesse due a ces forces conduisent a des
vitesses d’écoulement trés réduites, de ’ordre de quelques millimétres par seconde. A partir
de I’approximation de Boussinesq, I’expression des forces de flottabilité est donnée par
I’équation(1.3).

Fro=po(1=B(T~Ty)g (1:3)

ou : p désigne le coefficient de la dilatation thermique, § est I’accélération de pesanteur et p ,

T, sont la masse volumique et la température de référence respectivement.

d) Forces électromagnétiques
Les forces électromagnétiques dans le bain de fusion sont créées par le champ magnétique
induit par I’arc électrique [19] ; ces forces sont appelées également forces de Lorentz. Les
courants résultants par ces forces peuvent étre importants, modifiant fortement la géométrie
du bain fondu obtenu. Les forces électromagnétiques dépendent de 1’intensité du champ
magnétique et donc de ’intensité et de la densité de courant appliqué.
Les forces sont données par 1’équation (I.4). Les courants résultants de ces forces peuvent étre
importants et favorisent la pénétration du bain de fusion.

Fpm = JAB (1.4)
ol J est la distribution de densité de courant électrique et B le champ magnétique.
Tsai [20] dans une étude numérique, de transfert thermique et de géométrie du bain de fusion
avec surface libre déformable a trouvé des vitesses maximales atteintes par les forces
électromagnétiques de 40cm/s avec une intensité de courant de soudage de 150A sur des
piéces d’aluminium. D’autre part, Fautrelle [21] dans une étude des écoulements dans les
bains métalliques en procédé de soudage TIG pour les aciers, détermine des vitesses de

7,6mm/s et de 80mm/s selon I’intensité de soudage respectivement 60A et 100A.

e) Tension de surface

Physiquement, la tension superficielle est associée aux forces de cohésion internes qui
s’exercent entre les molécules d’un fluide. Dans un fluide, les forces exercées par chaque
molécule sont équilibrées par celles exercées par les molecules voisines. Les gradients de
tension superficielle dus a des variations de température ou de concentration de solutés

(tensio-actifs par exemple) peuvent créer des contraintes en surface et induire des
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mouvements dans les fluides. Le cisaillement ;¢ agissant sur un élément de surface

provenant d’un gradient de tension de surface peut étre décrit par I’équation (1.5) [22].

s =5= () G+ G &) (5)
ou y est la tension de surface, ¢ est la concentration en élément tensioactif, r est la distance
radiale.

Lorsque les mouvements de fluide sont dus a des variations de la température T d’un point a
1’autre d’une interface liquide-air ou liquide-liquide, le coefficient de tension superficielle
dépend de la température, selon une loi qui peut s’écrire pour des variations de température,

sous la forme suivante :
yr =vr, —b(T = Tf) (1.6)

N . p \ p . a
ou yr, est la tension de surface du metal pur a la tempeérature de fusion Ty, b = a—; pour le
métal pur.

Ainsi, un gradient de température parallele a la surface d’un liquide fait apparaitre une
contrainte tangentielle sur celle-ci. En effet, sur une bande de largeur dr, les forces de tension

de surface ne sont plus équilibrées ; la résultante est orientée vers les zones ou la température
. . p aT . .
est la plus faible. Au gradient de température - correspond un gradient de tension
superficielle égal a :
CIGEE
ar  \or/ \or/) b aor (1.7)

ce gradient induit une contrainte 7y paralléle a I’axe Or avec :

Tre = —b (Z—T) (1.8)

Il en résulte donc un écoulement paralléle a la surface ; le signe négatif qui apparait dans T

traduit le fait que la traction se fait dans la direction ou la température est la plus faible.
La mise en mouvement du fluide sous I’effet des gradients de tension superficielle constitue
I’effet Marangoni. Pour une surface libre plane d’un liquide en contact avec un gaz, la

contrainte tangentielle globale doit étre nulle [23]. La contrainte de frottement visqueux

av, N Az .
T, = —n (== correspondant al1’écoulement et doit donc compenser trs. On a alors :
0z

s+, ==b(5)—n(35) = 0. (1.9)
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Un soluté dont la tension superficielle propre est inférieure a celle du solvant est dit
tensioactif. S’il migre en surface, il va abaisser la valeur de tension superficielle. Le gradient

de tension de surface peut alors devenir positif, créant des courants de Marangoni centripétes.
Dans le cas du soudage, selon le signe du gradient thermique de tension de surface Z—; positif

ou négatif, les courants induits affectant la géomeétrie du bain de fusion seront respectivement
centripétes ou centrifuges.
L’effet des éléments tensioactifs sur la tension superficielle des solutions a été introduit par

Szyszkowski [24], il a donné la relation empirique suivante :

Yo—¥ _ m
nY = clin 2 +1] (1.10)

ou y, est la tension superficielle du solvant pur, y est la tension superficielle de la solution, m
est la molarité de la solution, c1 et c2 sont des constantes.

Belton [25] a développé un formalisme qui décrit la tension interfaciale d’un métal liquide en
présence d’un élément tensioactif. La relation est donnée par :

Yo —Y = RTd In[1+ Ka;] (1.12)
ou d est I’exces de concentration en soluté une fois la surface saturée, K est le coefficient
d’absorption, et a; est I’activité de I’espéce i dans la solution, R est la constante des gaz.
Quand la tension de surface dépend a la fois de la température et de la concentration en

éléments tensioactifs du métal pur a la température de fusion, la relation suivante est utilisée :
ady —AH
Y=Y —E(T—Tf)+RTFSln[1+KaieRT ] (1.12)

ou AH est la chaleur d’absorption considérée comme indépendante de la température.

La Figure 1.6 montre I’effet tensioactif de certains éléments sur le sens des courants dans le
bain de fusion, cet effet va s’inverser au-dela d’une température critique ; cette derniere
dépend essentiellement de la concentration en éléments tensioactifs. Dans la Figure 1.7, les
concentrations de soluté en soudage sont généralement fixes, I’augmentation de 1’énergie de

soudage conduit a I’apparition rapide de la température critique.
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Figure 1.7 : Gradient de tension superficielle en fonction de la température pour Fe-O [26].
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111.2.2 Effets des paramétres de soudage sur la morphologie du bain de fusion

1. Effet du courant de soudage sur la morphologie du bain
La Figure 1.8 montre 1’évolution de 1’aire de la section du bain de fusion en fonction du
courant lors d’une opération du soudage TIG pour différentes vitesses de soudage (Niles et al.
[5]). On voit que I’aire de la section du bain de fusion augmente en fonction du courant de
soudage. Il faut noter que I’augmentation de 1’aire de la section du bain de fusion en fonction

du courant de soudage est double lorsque 1’hélium est utilisé comme gaz de protection au lieu
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de I’argon. Néanmoins, le rapport de la pénétration sur la largeur du bain de fusion
n’augmente pas forcément en fonction du courant de soudage. En effet ce rapport dépend de
la présence et de la quantité des éléments tensioactifs tels que le soufre pour les aciers (Figure
1.9) [27].

008
Helium Shielding
0.06 |—
LEGEND —1 36
O Sipm(2/ mm/sl
O 10 ipm (42 mm/s)
004i— A 15 ipm (6.3mm/s) — 24
o
=
§ 0.02 — 12
<
5 -
zg'l o] | } } ~— ] gﬁ NE
£
o Argon Shielding -
@
= 0041 — 24
0.02|— —i2
o] ' L 0
o 50 400 150 200 250

Weiding Current (amps)
Figure 1.8 : Evolutions de Iaire de la section du bain de fusion (mm?) en fonction du courant
(A) d’une piece en acier HY-80.
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Figure 1.9 : Rapport de pénétration sur la largeur du bain en fonction du courant pour I’acier
inoxydable type 304 et 304 dopé avec du soufre ou du sélénium

b) Effet de la hauteur d’arc sur la morphologie du bain

L effet d’augmentation de la hauteur de I’arc électrique sur la morphologie du bain de fusion
a été étudié par Burgardt et Heiple [27] et par Ishizaki et al. [28] ; les résultats sont donnés
aux Figures 1.10 et 1.11, respectivement. Le rapport de la pénétration sur la largeur du bain de
fusion diminue en fonction de la hauteur d’arc électrique, sauf dans le cas, ou une légere
augmentation a ét¢ notée pour un acier a faible soufre. En effet I’augmentation de la hauteur
d’arc électrique fait augmenter la force de cisaillement aérodynamique et le champ de vitesse
sur la surface de bain de fusion ; cette force favorise un bain de fusion mouillant, c’est-a-dire
que I’augmentation de la largeur est plus grande que celle de la pénétration. Matsunawa et al.
[29] ont montré que pour des hauteurs d’arc d’environ 8mm, la force de cisaillement
aérodynamique devient prédominante sur les autres forces, cette force vient contrecarrer la
pénétration causée par la force de tension de surface pour les aciers dont la teneur en soufre

est élevée.
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¢) Effet de ’angle d’affutage de l’électrode sur la morphologie du bain

L’effet de 1’angle d’affiitage (voir Figure 1.12) sur la morphologie du bain de fusion a fait
I’objet de différents travaux dans la littérature [27, 30, 31, 32] ; les résultats sont montrés dans
la Figure 1.13 [33]. BURGARDT et al. [27] ont mesuré la pénétration en fonction de 1’angle
d’affiitage pour trois dopages d’aciers différents, et ont constaté que la pénétration restait
constante pour le métal non dopé ; pour les aciers dopés au soufre, la pénétration diminue
quand I’angle d’affitage augmente de 30° jusqu’a 120° ; quant aux aciers dopés au sélénium
la pénétration augmente pour arriver a un maximum lorsque 1’angle d’affiitage est égale a
45° ;cette derniére diminue quand I’angle augmente de 45° jusqu’a 120°. Key [30] a observé
que la penétration du bain de fusion augmente en fonction de I’angle d’affitage de 1’électrode,
jusqu’a arriver a un maximum quand ’angle d’afftitage fait 90° puis elle diminue au-dela de
cet angle. D’autre part, Key a conclu que pour une meilleure stabilité de 1’arc électrique,
I’angle optimal est compris entre 30 et 60°.

Glickstein et al. [31] ont constaté que le rapport profondeur sur largeur du bain augmente en
fonction de I’angle jusqu’a un maximum qui correspond a un angle de 45° ;puis ce dernier,
diminue en fonction de I’angle. L’étude numérique de Goodarzi et al. [32] montre aussi que
le rapport pénétration sur largeur augmente lorsque 1’angle d’affiitage augmente.

A partir de ces résultats, il est difficile d’évaluer précisément la pénétration du bain de fusion
par rapport a la variation de I’angle d’afflitage de 1’électrode du fait de 1’influence couplée de

chacun des phénomenes physiques mis en jeu dans le bain de fusion.
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Figure 1.12 : Géométries d’électrodes [6]
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111.2.3 Synthese des travaux sur la modélisation du bain de fusion

La simulation du transfert de chaleur et de 1’écoulement de fluide dans le bain de fusion a fait
I’objet de nombreux travaux. Atthey [34] a été I’un des premiers a étudier 1’écoulement du
fluide dans un bain de fusion hémisphérique, pour déterminer le transfert de chaleur pendant
le soudage TIG (Tungsten Inert Gas), en considérant la force électromagnétique comme une
force d’entrainement principale dans le bain de fusion. Des simulations numériques du
soudage TIG réalisées pour voir I’effet d’écoulement du fluide sur la pénétration du bain de
fusion, en tenant compte de trois forces d’entrainement, la force de flottabilité, la force
électromagnétique et la force de tension superficielle, ont fait I’objet de diverses études [35-
39]. Tsai et al. [40] ont étudié I’effet Marangoni sur la géométrie de surface libre dans le cas
de gradient de tension superficielle positif et négatif. Zacharia et al. [41] ont introduit dans
une étude numérique de soudage TIG et laser I’utilisation d’un coefficient de tension de
surface qui dépend de la température et la concentration des éléments tensioactifs, comme le
soufre. Leur but était de comprendre I’effet du flux de chaleur et son influence sur le
développement transitoire du bain de fusion ; ils ont, en suite, fait une étude expérimentale
dont les résultats concernent la taille et la forme du bain de fusion sont comparés avec leurs
résultats numeériques [42]. Goodarzi et al. [43] ont étudié I’effet de I’angle de pointe de
I’électrode sur les propriétés de I’arc dans une premiere partie. Dans la seconde partie de leur
étude, Goodarzi et al. [44] ont développé un modéle mathématique décrivant I’écoulement du

fluide et le transport d’énergie thermique pour un écoulement bidimensionnel ; le but était
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d’étudier I’effet de I’angle de pointe de I’électrode sur les propriétés du bain de fusion. Un
mode¢le 3D décrivant le flux de chaleur et 1’écoulement de fluide dans un bain de fusion
mobile avec une surface libre déformable du procédé GMAW (Gas Metal Arc welding) a été
introduit par Ushio et al. [45]. Les résultats de cette étude montrent que la taille et la forme de
bain de fusion sont fortement influencées par le volume du métal d’apport et la chaleur des
gouttelettes. Médale et al. [46] ont réalisé une étude basée sur la méthode des éléments finis,
pour traiter les problémes d’interfaces (liquide-liquide et liquide-solide). L’objectif de leur
travail était de présenter un modeéle qui prend en considération les deux types d’interfaces
intervenant simultanément lors d’une opération de soudage. Aprés détermination de la
position des interfaces fluide-fluide, ils ont effectué une adaptation locale et temporaire du
maillage permettant de préserver la discontinuité matérielle. Le suivi des fronts de
changement de phase est assuré a 1’aide d’une formulation enthalpique, considérant
I’existence d’une zone péateuse. Fan et al. [47] ont développé un modéle numérique pour
décrire le bain de fusion partiellement ou totalement pénétré pendant I’opération de soudage
TIG. La forme irréguliére du bain de fusion et le déplacement de I’interface liquide-solide
sont été traités par boundary-fitted-coordinates technique. Le domaine physique représenté
par ce systeme devrait étre transformé en un domaine rectangulaire avant qu’une méthode des
différences finies standard puisse étre appliquée pour résoudre le systeme d’équations. Le
modele de Tanaka et al. [48] fait référence aux modeles complets couplant la physique de
I’arc et du bain de fusion pour modéliser le processus de soudage TIG axisymétrique
bidimensionnel. Zhang et al. [49] ont développé un modeéle tridimensionnel de transfert de
chaleur et d’écoulement de fluide pour calculer les champs de température et de vitesses, la
taille du bain de fusion et la forme de la surface libre solidifiée lors du soudage par fillet
GMAW, les résultats de ce modele ont été validés ensuite par une étude expérimentale [50].
Wau et al. [51] ont réalisé un modele numérique 3D en utilisant le code SIMPLER (développé
par Patankar [52]) afin de calculer les champs de vitesses et de température dans une
opération de soudage TIG avec une source de chaleur mobile, sans tenir compte des
phénomeénes de rayonnement. Wang et al. [53] ont utilisé un champ magnétique externe pour
controler le débit et le transfert de chaleur dans la masse fondue afin d’éliminer la formation
de bosses pendant le soudage GMAW. Kempf [54] a proposé une solution analytique
approximative en utilisant une approche de la fonction de Green pour calculer le champ de
température pour un procédé de soudage a I’arc pulsé. Il a comparé ces résultats analytiques
avec ceux calculés par la méthode des éléments finis a I’aide du code de calcul FeniCS, il a

trouvé une bonne concordance entre les deux résultats. Récemment, Zitouni et al. [55] ont
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développé un modéle mathématique du comportement thermohydraulique du bain de fusion,
et un programme FORTRAN qui permet la résolution des équations gouvernantes pendant le

soudage TIG.

111.3 Gaz de protection dans le soudage TIG
Dans le soudage a I’arc électrique TIG, les gaz de protection sont nécessaires pour protéger la
zone de soudage des gaz atmosphériques tels que I’azote, 1’hydrogéne et I’oxygéne, qui
peuvent provoquer des défauts dans les soudures, la porosité et la fragilisation des métaux de
soudage s’ils entrent en contact avec I’électrode, I’arc ou la piéce a souder. Le gaz transmet
également la chaleur de I’électrode de tungsténe a la picce, et il aide a I’amorgage et au
maintien d’un arc stable.
Le choix d’un gaz de protection dépend de plusieurs facteurs, y compris le type de matériau a
souder, la morphologie des joints et I’aspect final souhaité de la soudure. Les principaux gaz
de protection utilisé en soudage TIG sont [3] :

- L’argon
L’argon est le gaz de protection le plus couramment utilisé pour le procédé de soudage TIG,
car il aide a éviter les défauts dus a une longueur d’arc variable ; totalement inerte et
relativement lourd, il assure une excellente protection du bain et de 1’électrode. Lorsqu’il est
utilisé avec un courant alternatif, la protection se traduit par une haute qualité de soudage et
une bonne apparence. Par contre, la présence d’un film d’oxydes ou de dépdts de surface
réduit son efficacité. Enfin, son faible potentiel d’ionisation facilite ’amor¢age de 1’arc et se
traduit par une colonne d’arc plut6t conique.

- L’hélium
Un autre gaz de protection utilisé en soudage TIG est I’hélium, souvent utilisé pour augmenter
la pénétration de la soudure dans un joint, ainsi que pour souder des métaux a haute
conductivité thermique, comme le cuivre et I’aluminium. L’hélium est un gaz inerte
chimiquement, mais a une densité trés faible. Il faut donc augmenter le débit d’hélium pour
obtenir une protection équivalente a celle de 1’argon. Le cotit d’utiliser I’hélium est quatre fois
supérieur qu’une soudure sous argon, ce qui explique sa faible utilisation en soudage TIG.
L’amorgage d’arc est difficile & cause de son potentiel d’ionisation élevé ; mais les énergies
incidentes sont plus importantes comparativement a 1’argon et permettent d’éviter les défauts
de fusion. Par conséquent, les vitesses de soudage associées sont plus élevées et peuvent

compenser le surcott d’utilisation de 1’hélium.
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- Lesgaz actifs
Les gaz de protection actifs comme le dioxyde de carbone, I’oxygéne, I’azote et I’hydrogene,
sont parfois utilisés, en faible proportion, en combinaison avec 1’argon ou 1’hélium. La plupart
de ces gaz endommageraient la soudure lorsqu’ils sont utilisés en grandes quantités ; mais
lorsqu’ils sont utilisés en petites quantités contrdlées, ils peuvent améliorer les
caractéristiques de la soudure.
L oxygene est utilisé en petite quantité comme ajout de 2-5 % a d’autres gaz tels que 1’argon
et ’hélium. Il améliore la stabilité de 1’arc et réduit la tension superficielle du métal fondu,
augmente le mouillage du métal liquide et inverse le gradient de tension superficielle en
surface du bain de fusion. L’oxygene provoque I’oxydation de la soudure ; il n’est donc pas
approprié pour le soudage de I’aluminium et du cuivre. Un exces d’oxygene, peut conduire a
la fragilité dans la zone affectée par la chaleur. Des mélanges argon-oxygéene avec 1 a 2%
d’oxygéne sont utilisés pour les aciers inoxydables ; la soudure a un revétement d’oxyde dur
et peut nécessiter un nettoyage.
L’hydrogene est utilisé pour le soudage du nickel et de certains aciers inoxydables, en
particulier des piéces plus épaisses. Il améliore la fluidité du métal fondu et améliore la
propreté de la surface. Grace a sa conductivité thermique élevée 1’hydrogéne réduit I’arc et
augmente la pénétration du bain de fusion permettant, ainsi, d’obtenir une section fondue plus
importante. Néanmoins, le rapport pénétration sur largeur du bain diminue considérablement
par cet ajout [11]. Il peut toutefois provoquer la fragilisation de nombreux alliages et en
particulier de I’acier au carbone, de sorte que son application est habituellement limitée
seulement a certains aciers inoxydables. Il est ajouté a I’argon en quantités généralement
inférieures a 10%. Il peut étre ajouté a des mélanges argon-dioxyde de carbone pour
contrecarrer les effets oxydants du dioxyde de carbone. En concentration plus élevée (jusqu’a
25% d’hydrogéne), il peut étre utilisé pour le soudage de matériaux conducteurs tels que le
cuivre. Cependant, il ne doit pas étre utilisé sur I’acier, I’aluminium ou le magnésium car il
peut causer la porosité et la fragilisation de la structure.
L’ajout d’azote favorise la présence de ferrite dans le cas de soudure d’aciers duplex austéno-
ferritiques. Le taux d’azote permet également d’affiner la taille des grains austénitiques des
aciers austénitiques a haute limite élastique [56].
Néanmoins, ’utilisation de gaz de protection actif nécessite une étude compléte sur la
sensibilité du matériau soudé ; car I’utilisation de ces gaz peut endommager la structure

soudée.
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IV Conclusion

Dans ce chapitre on a présenté une étude bibliographique sur le soudage a 1’arc électrique.
Aprés avoir défini les différents procédés de soudage a 1’arc électrique, une orientation bien
particulicre a ét¢ donnée au procédé de soudage TIG. Un état de I’art de la modélisation des
phénomeénes physiques mis en jeu dans 1’arc et dans le bain de fusion a été présente.
L’influence de certains parameétres de soudage sur le rendement de I’arc €lectrique et sur la
morphologie du bain de fusion, le choix des gaz de protections pour le soudage TIG ont été
exposés dans ce chapitre. Le rendement de 1’arc est influencé par plusieurs paramétres tels
que le courant, la hauteur d’arc et I’angle d’affitage de 1’¢électrode. Les résultats rapportés
dans la littérature concernant les effets de chacun de ces parameétres sur le rendement sont
parfois contradictoires. L’effet de D’intensité et de 1’angle d’affitage de [’¢lectrode ne
concordaient pas selon les différentes études expérimentales. Cependant dans une étude
récente de sensibilité numérique de ces parametres sur le rendement [11], il est confirmé que
le rendement diminue avec 1’augmentation de la hauteur d’arc.

La morphologie du bain de fusion est conditionnée par les mouvements de convection dans ce
dernier, ainsi que par les parameétres de soudage tels que I’intensité, la hauteur d’arc et I’angle
d’affiitage. La tension de surface a un effet majeur sur les forces d’entrainement dans le bain
de fusion, tels que la force électromagnétique, la pression d’arc et la force de convection
naturelle. Selon le signe positif ou négatif du gradient de tension de surface, on obtient
respectivement un bain de fusion pénétrant ou mouillant. Pour les parameétres de soudage,
I’intensité joue un réle important sur la morphologie du bain de fusion, I’augmentation de
I’intensité cause 1’augmentation de volume du liquide fondu et modifie la morphologie du
bain de fusion. La hauteur d’arc est aussi un facteur important qui influence fortement les
dimensions du bain, puisque le rapport P/L diminue lorsque la hauteur d’arc augmente.
L’effet de 1’angle d’affiitage sur la morphologie du bain de fusion dépend de chaque étude ;
les auteurs arrivent a des conclusions différentes concernant 1’évolution du rapport P/L en

fonction de 1’angle d’afftitage de 1’électrode.
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MODELISATION MATHEMATIQUE
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I Introduction

Ce chapitre est consacré a la modélisation mathématique du transfert thermique, du
mouvement du métal fondu et des sources de chaleur utilisées en soudage TIG. Au début de
ce chapitre, nous allons développer le modéle thermique a travers une description de
I’équation de la chaleur en différents systémes de coordonnées ; puis on va détailler les
conditions aux limites et initiale qui completent cette équation. Apres les conditions aux
limites, nous décrivons I’apport d’énergie en simulation numérique de soudage TIG en
rappelant les différents modéles de sources de chaleurs utilisés. Ces derniéres peuvent étre
introduites comme condition a la limite externe ou comme source de chaleur volumique dans
I’équation de la chaleur. Vu I’'importance du mouvement du métal fondu dans la soudure,
nous allons développer ensuite le modele hydraulique, en décrivant 1’équation du mouvement
du fluide en différent systemes de coordonnées. A la fin de ce chapitre, nous présentons dans
une partie le calcul numérique et les différentes méthodes utilisées pour résoudre les équations
aux dérivées partielles, telles que la méthode des différences finies et la méthode des éléments
finis ; comme nous allons présenter le code de calcul COMSOL Multiphysiques, qui est dédié

a la modélisation et la simulation numérique dans différents domaines physiques.

Il Modélisation thermique

11.1 Equation de la chaleur

Considerons le transfert de chaleur par conduction dans un volume Q d’une piéce a souder ; Si
on suppose que les propriétés du matériau ne dépendent pas de la température, et on a une
source de chaleur volumique dans la piéce. Le bilan énergétique dans le domaine Q est traduit

par 1’équation de la chaleur suivante [57]:

aT ,
pC, (E) —div(k.gradT) =S (1.1)

Ou encore, en faisant intervenir I’enthalpie du matériau, définie par H(T) = f;) pC, (T)dT

‘Z—i] —div(k.gradT) = S (11.2)

Ou Test la température, k la conductivité thermique du matériau, p la masse volumique, C, la

capacité calorifique et S une éventuelle source de chaleur volumique interne.
L'équation (I1.1) est la forme générale de I'équation de diffusion de la chaleur. Cette équation,

souvent appelée équation de la chaleur, fournit lI'outil de base pour analyser la conduction de
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la chaleur. La résolution de 1I’équation de la chaleur nous permet d’obtenir la répartition de la
température T en fonction du temps.
L’équation de la chaleur (II.1) peut s’écrire dans différents systéemes de coordonnées comme

suite :

a)En coordonnés cartésiennes

p6 (50) =5 (k50 =55 (k5) =5 (k) = S (13

b) En coordonnés cylindriques

oo (5) = 7or (e 57) =723 (k55) — 5 (k5) = (14)

I1.2 Condition initiale et conditions aux limites

La relation (11.1) est une équation aux dérivées partielles, elle posséde en théorie une infinité
de solutions si on ne fixe pas de condition initiale en temps et de conditions aux limites aux
frontieres du domaine etudie. Par conséquent, la solution de I’équation de la chaleur dépend
des conditions physiques existant a la frontiere du domaine Q, ou est défini le processus
thermique, ainsi que d’une condition initiale. On remarque que I’équation de la chaleur est
une équation aux dérivées partielles du second ordre en espace et du premier ordre en temps.
Les conditions aux limites peuvent étre de type température imposée, ou bien flux imposé, ou
encore elles sont déterminées par des échanges par rayonnement et convection avec lair
extérieur ; ces conditions peuvent s'exprimer simplement sous formes mathématique comme
suit:

-conditions aux limites

On distingue plusieurs types de conditions aux limites thermiques.

-condition de température imposée de type Dirichlet

Tlry = Timp, t>0pourly €T (11.5)

Timp €st la température imposeée a la frontiere Iy.

-condition de flux imposé de type Neumann

aT

—k
on Tq

= Qimp » t>0pourly €T (11.6)

qimp €St le flux imposeé a la frontiére Iy, n est la norme extérieur.
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-condition de symeétrie (surface isolée)

—k5-| =0, t>0pourFy €T (11.7)

S

-condition mixte de type convection et rayonnement

—k S =T = To) +o0e(T* —T4) t>0 pourT, €T (11.8)
r

h est le coefficient d’échange convectif, T,,.est la température du milieu extérieur,a, est la

constante de Stefan-Boltzmann, € I’émissivité du matériau.

Il est a noté que la source de chaleur provenant du soudage peut étre aussi introduite dans les

conditions aux limites, c’est a dire comme condition limite externe.

Quand aux conditions initiales elles sont classiqguement définies comme suit :

-condition initiale

Si on considere un domaine Q, et lorsqu’on veut modéliser le transfert thermique en régime

transitoire, on doit connaitre 1’état thermique initial en tout point M du domaine. Cette

condition peut se mettre sous la forme suivante :

T(M,t) =Ty, at=0pour M € (QUT) (1.9)

ou T, est la température initiale.

IIT Apport d’énergie dans une opération du soudage

La modélisation thermique du soudage requiert une connaissance profonde de 1’apport
d’énergie résultant des phénomenes trés complexes dans 1’arc électrique ; la modélisation de
I’arc électrique a été 1’objet de plusieurs travaux [58-60]. L’apport d’énergie dans une
opération de soudage provient de 1’arc électrique ; ce dernier provoque, grace a la collision
des porteurs de charges (électrons, ions, molécules), une augmentation de la température de la
piece a souder. L’énergie est déposée essentiellement en surface de la piece a souder, elle
dépend fortement du procédé de soudage utilisé. Par ailleurs, ’apport de chaleur dépendra
également de I’utilisation ou non du métal d’apport.

En simulation numérique de soudage, la modélisation de la source de chaleur est tres
importante ; les difficultés consistent alors a choisir le phénoméne physique responsable de

I’apport de chaleur et les remplacer par une source de chaleur appropriée dans 1’équation de la
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chaleur [61]. La modélisation de 1’apport d’énergie a été effectuée en supposant différentes
formes des sources de chaleur. Depuis les années quatre-vingt, plusieurs articles ont été
publiés sur la modélisation des sources de chaleur dans le cas de soudage. Nous citerons ci-
apreés les différents modéles de source de chaleur utilisés dans la simulation numérique du

soudage a I’arc électrique.

I11.1 Source de chaleur point

Rosental vers la fin des années trente a réussi a trouver la solution analytique exacte de
I’équation de la chaleur dans le cas de soudage [62, 63]. Il a résolu I’équation aux dérivées
partielles de conduction de chaleur en utilisant une source de chaleur point qui se déplace
avec une vitesse constante. La source de chaleur point de Rosental est donnée par 1’équation
11.10. L'analyse de Rosenthal qui suppose une source de chaleur ponctuelle, linéaire ou plane
est soumise a de graves erreurs pour les températures calculées prés de la zone de fusion et de

la zone affectée par la chaleur [64] :

Q=n.1U (11.10)

Q est la chaleur, n est le rendement d’arc, | le courant de soudage, U est le potentielle de

soudage.

I11.2 Source de chaleur surfacique

L’apport d’énergie en surface d’une piece a souder est donné par une condition a la limite de
I’équation aux dérivées partielles de la chaleur. La source de chaleur surfacique est modélisée
comme une densité de flux de chaleur, appliquée sur une surface S; on a alors, dans un repére

lié a la source :

(0, y) = 5-f(x,y) (11.12)

f(x,y) étant la fonction de répartition surfacique, qui est maximale en (x =0, y = 0), c’est a

dire pour un point situé juste sous la source, A est la surface.
a) Source de chaleur surfacique répartie sur un disque de rayon r

Pavelic et al [65] ont proposé un modéle d’une source de chaleur répartie sur un disque de

rayon r, le flux thermique a une distribution gaussienne.

q(r) = q(0).e R (11.12)
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q(r) est le flux de chaleur surfacique en W/m?, q(0) est le flux maximal au centre de la
source de chaleur W/m?, Ry est le paramétre de distribution du flux, r est la distance radiale du
centre de la source de chaleur en m.

Krutz et al [66] ont suggéré une autre forme pour la source de chaleur surfacique repartie sur
un disque de Pavelic. Exprimé dans un systeme de coordonnées qui se déplace avec la source

de chaleur, I'équation 11.12 prend la forme suivante:

3 _ _
qa(€,y) =%.e 3y /R§ o =3¢ RS (11.13)

La transformation liant le systeme de coordonnées fixe au systeme de coordonnées mobile
est:

E=x+v(r—1t)

v vitesse de déplacement de la source de chaleur en m/s, t le temps en s, 7 facteur de décalage

nécessaire pour définir la position de la source de chaleur a l'instant t = 0.

111.3 Source de chaleur volumique

Pour les situations de soudage, ou la profondeur de pénétration est faible, le modele de source
de chaleur de surface donne de bons résultats. Cependant, pour les sources de densité de forte
puissance tels que le laser ou le faisceau d'électrons, elle ignore I'action de creusement de l'arc
qui transporte la chaleur en dessous de la surface. Dans ce cas, on modélise 1’apport de
chaleur en faisant intervenir un terme source interne dans 1’équation de la chaleur, c’est a dire
une densité volumique de flux de chaleur appliquée au sein du volume du matériau. Ce
dernier type de modélisation est plus adapté lorsqu’on veut englober dans la formulation de
I’apport de chaleur la contribution énergétique des phénomenes qui ont lieu dans le bain

fondu.

a) Source de chaleur gaussienne de forme hémisphérique
Bien que la source de chaleur hémisphérique puisse modeliser une soudure a lI'arc mieux
qu’une source de disque, celle-ci a aussi ses limitations. La distribution de densité de

puissance pour une source de volume hémisphérique peut s’écrire :

44



_ 6V3Q0 3622 3422 _3;2/c2
9§, y,2) = =€ e e (11.14)

b) Source de chaleur gaussienne de forme ellipsoidale
Le bain fondu dans de nombreuses soudures est souvent loin d'étre sphérique. De méme, une
source hémisphérique n'est pas appropriée pour des soudures qui ne sont pas sphériques
symétriques, telles qu'un faisceau d'électrons a pénétration profonde ou des soudures a
faisceau laser. Dans ce cas, on considére un volume fini de forme ellipsoidale, de rayon a, b,

et ¢ (Figure 11.1). La densité de flux volumique s’écrit alors [66] :

_ 6V3Q _3£2/42 ,—3y2/b2 ,—372/c?
q¢.y,2) =——=.€ e e (11.15)

Les rayons a, b et ¢ correspondent aux rayons pour lesquels 1’énergie est égale a 5% du pic.

Par rapport au systéme de coordonnées fixes, 1’équation II.15 peut se mettre sous la forme.

q(x,y,2,t) = Q,,. e —3lxtv(E—0)]?/a® ;—3y? [b? 5 =327 /c* (11.16)
avec
_ 6v3Q
™ mabeVm
Z
A

Fes

Figure 11.2 : Gaussienne 3D a répartition finie sur ellipsoide de rayons a, b, ¢
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¢) Source de chaleur gaussienne de forme double ellipsoidale
L'expérience a montré que le champ de températures calculé avec le modele de source de
chaleur ellipsoidale révéle que le gradient de température avant la source de chaleur est plus
faible que prévu et que le gradient au bord arriére de la zone fondue était plus élevé que les
résultats expérimentaux obtenus. Pour tenir compte du mouvement de la source, et donc de la
dissymetrie de la source de chaleur, Goldak [67] a proposé deux sources ellipsoidales
combinées. La moitié avant de la source est le quadrant d'une source ellipsoidale, et la moitié
arriére est le quadrant d'un autre ellipsoide. La distribution de densité de puissance le long de
I'axe € est montrée sur la Figure I1.2. La répartition de densité de puissance a l'intérieur du

quadrant avant est donnée par 1’équation I1.17 :

6v3
q(x,y,20) = HZ;TQ%.e—3[x+v<f—t>12/a2e—3y2/b2e—322/cz (1117)

avec
Zaf
fr= ar + a,
De méme, pour le quadrant arriere de la source, la distribution de densité de puissance a

I'intérieur de I'ellipsoide est donnée par I’équation I1.18 :

_ 6V3Qfr —3ix+v(r-t)]2/a? ,—3y?/b% ,~322 /c?
q(x,y,z,t) = ——=L.e e e (11.18)
avec
2a
f = "
ar +a,

Dans ce modele, les fractions f; et f, de la chaleur déposée dans les quadrants avant et arriere

sont nécessaires, avec f; + f, = 2.

m

A 1

ar

Figure 11.2 : Gaussienne 3D a répartition finie sur double ellipsoide de rayons as, ar, b, ¢
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IV Modélisation hydraulique

V.1 Equation générale du mouvement d’un fluide

Si on considéere un volume de fluide V en mouvement, par application de la relation
fondamentale de la dynamique, en écrivant 1’égalité entre la variation temporelle de sa
quantité de mouvement et I’ensemble des forces surfaciques et volumiques exercées sur ce

volume, on obtient 1I’équation de mouvement suivante [68]:

& LI, pv de] = [If, pF dv + ff[0).n dz (11.19)

dt représente un élément matériel de fluide, dX est un élément de surface fermée S limitant le
volume V de fluide, Vest le champ de vitesse, o est I’ensembles des forces surfaciques
s’exer¢ant sur 1’¢lément de surface dX, F est ’ensemble des forces de volume, n est la

normale a la surface.
En partant de 1’équation II.19, on obtient aprés un calcul I’équation de mouvement de Navier-

Stokes usuelle pour un écoulement de fluide Newtonien incompressible :

pz—lt/z—gradp+A V+F (11.20)
Ou encore

pSi+p(V.grad)V = —gradp + BAV + F (11.21)

Pour un fluide incompressible, c'est-a-dire pas de variation de la masse volumique en fonction
du temps au cours du mouvement du fluide, 1’équation de conservation de la masse prend la

formule suivante:

divV =0 (11.22)
Cette formule est appelée équation de continuité

a) Equation de Navier-Stokes en coordonnées cartésiennes (X, Y, z)

du ou du

du 0w 0w owy_ _dp (az_u u @)
p(6t+uax+vay+waz>_ 6x+Fx+‘u 6x2+6y2+622 (”23)
v, v, v o\ ap (L4, 2
p(at+uax+vay+waz)— ay+Fy+u 6x2+6y2+622 (11.24)

47



dw e ow o ow) __dp (L 2w | 2ow)
p(6t+uﬁx+vay+waz>_ 6Z+FZ+'u + +

ox? dy? 62_2 (“25)

Equation de continuiteé :

Ju Jdv  ow
£+5+¥—0 (11.26)

b) Equation de Navier-Stokes en coordonnées cylindriques (r, 6, z)

ou, ou, upou, uj ou,
(at ror T a0 1 Yoz

Y2562 7299 2T o2

L, (1127

B 6p+F+ 10(6ur> 10%u, 20duy u, 0J%u,
~ T TR G U ar

d ug Jdug UugOuy U Ug au9>
p(@t urar+r69+r+u262

10 ( 6u5)+16ur+ 1 0%uy N 2 0u, U +62u9
# "or r dz 12902 r2d0 r2 0z

L, (1.28)

r or

<6uz ou, upou, 6uz)_ ap 5 1 6( auz) 10%u, 0%u,
P T T PTG\ ar ) T2 02 T 922

L—» (11.29)

Equation de continuiteé :

Ur + our + 10up  Ou,

st T T =0 (11.30)
IVV.2 Conditions aux limites

La résolution des équations de mouvement d’un fluide nécessite la connaissance de sa vitesse
sur les frontiéres du domaine du calcul. Bien souvent, ces limites sont des parois solides ou
des interfaces avec d'autres fluides (liquides ou gaz).

Les principales conditions limites portant sur le champ de vitesse d'un écoulement limité par
une paroi immobile sont :

- cas des fluides visqueux : adhérence a la paroi

V=0 (11.31)
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- cas des fluides parfaits : glissement imperméable
V.i=0 (11.32)

A Tinterface entre deux fluides, la condition sur les contraintes normales (pression) est
donnée par :

p-p=v(3+7) (11.33)
y est le coefficient de tension superficielle entre le fluide 1 et le fluide 2, et R et R' sont les
rayons de courbure principaux de 1'interface.
A la surface libre d’un fluide, la contrainte tangentielle dans le liquide a I’interface est donnée
par :

[cl.n.t=0 (11.34)

o est le tenseur des contraintes, n la normale a ’interface, t est le vecteur unitaire tangente a

I’interface.

V Méthodes numérique

Les phénomeénes physiques produits pendant une opération de soudage, tels que le transfert
thermique et I’écoulement du métal fondu, sont traduits en mathématiques par des équations
aux derivés partielles. Généralement ces équations sont tres complexes et fortement non
linéaires; pour les résoudre on fait toujours recours aux méthodes numériques pour trouver
une solution approchée du probleme. Le principe de calcul est basé sur la transformation des
¢quations aux dérivées partielles a un systeme d’équations algébriques; ce systéme est résolu
par I’une des méthodes de la résolution telle que la méthode de résolution itérative de Gauss-
Seidel.

Parmi les méthodes de discrétisation des équations aux dérivées partielles nous citons la

méthode des différences finies et la méthode des éléments finis.

V.1 Méthode des différences finies

La méthode des différences finies est une technique pour trouver une solution approchée des
équations aux dérivées partielles (EDP), dont le principe est de discrétiser le domaine de
calcul en un nombre fini de points sur lesquels on approche les opérateurs de dérivation dans
les EDP par des développements en séries de Taylor tronquées a 1’ordre de précision choisie ;
en remplagant les opérateurs dérivés par différences finies on obtient un systéme d’équations
algébriques pour les valeurs de I’inconnue @ dans chaque point du maillage.

Discrétisation par différences finies spatiales

Considerons un maillage régulier a une dimension :
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AX AX

&> &> -
- o

i-1 i i+1
Figure 11.3 : Maillage
ol AX = X; — Xi_1 = Xi+1 — Xi

Si on a une variable inconnue @, le développement en série de Taylor, autour du point i du

maillage est donné par les relations :

iy = & —1ax(52) +5 (4w (‘f—f) - 1w (‘13—?) +0((A%)Y) (11.35)
Pir = @y + 8% (52) + 5 (ax)? (f—f) + 13 (‘f—f) +0((A%)Y (11.36)

Si I’on tient compte des deux premiers termes de la relation (11.35) on obtient la dérivée

approchée régressives par différence finies d’ordre 1.

dx Ax
Si on fait la méme chose avec 1’équation (I1.36) on obtient la dérivée approchée progressive

(“‘il’)i = 2P (11.37)

par différence finies d’ordre 1

(), == (11.38)

En faisant la soustraction de la relation (11.35) de la relation (11.36), on obtient

I’approximation par différences finies centrales d’ordre 2.

dey _ i —Pig
(dx )i - 2Ax (“39)

En additionnant les relations (I1.35) et (I1.36) on obtient I’approximation par différences finies

centrales d’ordre 2

A2\ | @i 20;4+d;
(de)i - (Ax)2 (11.40)

V.2 Méthode des éléments finis

Le principe de la méthode des éléments finis est basé sur le découpage du domaine d’étude en
domaines élémentaires de dimensions finies. Sur chacun des eléments finis, I'équation aux
dérivées partielles est remplacée par un systéme d'équations algébriques, la fonction inconnue

® est approchée par un polynéme dont le degré peut varier d’une application a I’autre, mais

reste en général faible. Ces éléments peuvent prendre plusieurs formes rectilignes ou
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curvilignes, telles qu’elles sont mentionnées sur le tableau II.1 ; ’ensemble de ces ¢léments
disjoints forme le domaine de calcul entier. Le systeme d'équations algébriques obtenu est
décrit par une matrice ; il y a donc une matrice par élément fini. La résolution de ce systeme
d’équations nécessite la connaissance des conditions aux limites, qui sont définies sur les
frontieres du systeme global et pas sur les frontieres de chaque élément fini; il est donc
impossible de résoudre indépendamment chaque systéme. Les matrices sont donc réunies au
sein d'une matrice globale. L'EDP est résolue aux nceuds du maillage, c'est-a-dire que la
solution est calculée en des points donnés et non en chaque point du domaine Q. La Figure
1.4 représente le principe de la méthode des éléments finis. Les détails du calcul de cette

méthode sont cités dans la référence [69].
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Phénomeéne
physique
Modele Mathématique
Systéme d’EDP non linéaires sur
\U”domaine contify

Discrétisation du domaine
en éléments finisQ,

Systéme d’équations algébriques

lineaires sur un élément fini Q,

Assemblage des matrices et
vecteurs élémentaires

Systeme d’équations algébriques

&sur un domaine discret

l Résolution du systeme AX=B

Solution sur le domaine discret/

Figure 11.4 : Principe de la méthode des éléments finis
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Tableau I1.1 : Principaux types d’éléments finis utilisé en 2D et 3D

Triangle Quadrilatere Tétraédre Prisme Hexaédrique
Linéaire v ! {
P1
. .
Quadratique v '
’ '
Cubique «v
P3

V.3 Présentation de code COMSOL

COMSOL est un logiciel Multiphyques de simulation numérique des phénomeénes physiques,
basé sur la méthode éléments finis. 1l a une interface utilisateur classique qui permet le
couplage des phénomeénes physiques a travers la résolution des systéemes couplés d'équations
aux dérivées partielles (Figure 11.5). COMSOL Multiphyques comprend plus de 30 modules
complémentaires spécialisés en génie électrique,
chimie....etc. De plus, COMSOL permet de faire des liaisons avec d’autres logiciels, tels que
I’AUTOCADE et MATLAB, et posséde aussi un environnement graphique intégré, congu

pour développer et afficher les résultats de la simulation numérique facilement et

efficacement.
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Figure 11.5 : Interface de logiciel COMSOL, fenétres et menus de commande (input, output)

V.3.1 Simulation numérique en utilisant COMSOL Multiphysique

Avant de faire une simulation numérique avec un logiciel de calcul numerique, il faut passer
par certaines étapes pour lancer la simulation. Pour travailler avec le logiciel COMSOL, ces
étapes sont :

- Espace de travail : la premiére chose a faire est de choisir I’espace de travail dans le
quel on veut étudier le probléme (3D, 2D axisymétrique, 2D,.....etc.)

- Domaines physiques : sélectionner les domaines physiques a partir des phénomenes
physiques entrants dans le probléme. S’il s’agit d’un couplage, on additionne de deux
modules ou plus selon les phénomeénes qu’on veut étudier. Par exemple transfert de
chaleur, écoulement des fluides, les courants €lectriques...etc.

- Type d’étude : sclon 1’évolution temporelle des variables dans les phénomenes a
étudier, on doit choisir une étude stationnaire ou temporelle.

- Parametres de simulation : les parameétres de la simulation numérique sont introduits
dans un tableau. Ces parametres peuvent étre constantes ou variables ; comme on peut
ajouter aussi des paramétres a tout moment dans la modélisation.

- Geéométrie : dessiner la géométrie de 1’objet sur lequel on veut étudier le phénoméne a
’aide des commandes graphiques, comme on a la possibilité d’importer la géometrie

sous forme d’un fichier CAD.
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- Matériaux : choisir les matériaux a l’aide de bibliothéque des matériaux dans
COMSOL, comme on a la possibilité d’insérer les propriétés des matériaux si elles ne
se trouvent pas dans la bibliothéque.

- Conditions aux limites et initiale : Pour imposer une condition a la limite, il faut
d’abord sélectionner la limite, et aprés choisir dans la liste des conditions aux limites
le type de condition qu’on veut I’imposer.

- Maillage : COMSOL Multiphysiques propose des outils de maillage automatique et
semi-automatique, l'algorithme par défaut geénere automatiquement un maillage
tétraédrique. Nous avons le choix entre un maillage triangle ou quadrilatere en 2D, un
maillage tétraédrique ou hexaédrique en 3D. On peut faire aussi un raffinement du
maillage dans une zone par rapport a une autre.

- Etude : COMSOL Multiphysiques fait le calcul & l'aide des solveurs numériques
directs ou itératifs, celui-ci est exécuté sur la base d’un contrle d’erreurs. La
configuration par défaut du solveur dépend des couplages physiques. L'utilisateur peut
consulter cette configuration et définir manuellement les réglages de base.

- Visualisation des résultats : Les résultats du calcul sont affichés a I’aide des outils de
visualisation intégrés, qui comprennent des graphiques en 3D, d'iso surface, de plan de
coupe, de fleche et de ligne de courant, ainsi que les graphes. De plus, COMSOL est
doté d’outils qui permettent de calculer la valeur maximale, minimale, moyenne ou
intégrée de toute quantité dans un volume, sur une surface, le long d'une aréte incurvée

et au niveau d'un point.

VI Conclusion

Dans ce chapitre nous avons développé les modeles mathématiques thermique et hydraulique
du soudage TIG, ainsi une partie sur le calcul et les méthodes numériques utilisées pour
résoudre ces types de problémes. Dans la modélisation thermique on a décrit I’équation de la
chaleur et les conditions aux limites et initiale nécessaire pour résoudre ce type d’équations.
Pour I’apport d’énergie en soudage on a présenté les différents modeles de sources de chaleur
utilisés dans le cadre de la simulation numérique du soudage TIG. Le modele de source de
chaleur de surface donne de bons résultats lorsque la profondeur de pénétration est faible.
Cependant, pour les fortes puissances ou il y a une forte pénétration le modéle de source de
chaleur volumique est le plus adapté pour avoir des bons résultats. Afin d’étudier le
mouvement du liquide fondu sur la forme et la morphologie de la soudure, nous avons

développé le modele hydraulique en décrivant I’équation du mouvement du fluide et les
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conditions aux limites utilisées dans ce type d’équations. Finalement, on a présenté une partie
sur le calcul numérique a travers une bréve description de la méthode des différences finies et
la méthode des éléments finis, ainsi que les différentes étapes a suivre pour la simulation
numeérique en utilisant le code de calcul COMSOL Multiphysique.

Ce chapitre sera la base de nous travaux de simulation numériques thermique en chapitre 111 et

thermohydraulique en chapitre V.
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I Introduction

Pour une analyse précise du comportement des matériaux soudeés, le calcul du champ de
température transitoire pendant le soudage est tres important. Pour un matériau soudé, le
champ de température nous permet de déterminer la taille des différentes zones aprés le
soudage, tels que la zone affectée par la chaleur et la zone fondue ainsi que la variation de la
microstructure et les contraintes résiduelles. Le processus de soudage est tellement complexe
qu'a ce jour, la modélisation mathématique et la simulation numérique n'a pas pu suivre la
technologie moderne de soudage. Cependant, le transfert de chaleur dans des situations
matérielles réelles peut étre simulé avec précision. La mesure directe des données thermiques
des soudures est trés problématique, en raison des limites techniques des équipements de
mesure, ce qui rend la simulation numérique un outil efficace pour calculer le champ
thermique pendant le soudage.

L’objectif de la premicre partie de ce chapitre est d’élaborer un code de calcul sous Fortran,
pour résoudre les équations issues de la discrétisation par différence finie de 1’équation de la
chaleur avec les conditions aux limites associées au probléme du soudage TIG. Dans ce code
on tient compte de I’effet du changement de phase solide-liquide, avec le déplacement de la
source de chaleur. Les résultats de la simulation numérique concernant le champ et les cycles
thermiques, les isothermes, la taille de différentes zones (ZAT, ZF) sont affichés a I’aide du
logiciel MATLAB. Dans la deuxieme partie nous allons réaliser une étude thermique du
soudage TIG, a travers une simulation numérique en 2D par la méthode des éléments finis, en
utilisant les mémes propriétés physiques et les mémes parameétres du soudage utilisés dans la
premiére partie. Cette fois-ci, nous allons implanter notre modéle dans le code de calcul
COMSOL. La troisieme partie de ce chapitre est consacrée a la comparaison des différents
résultats de calcul par différences finies et par éléments finis. Pour valider les résultats issues
de la modélisation et de la simulation par les méthodes numériques (eléments finis et
différences finies), nous allons comparer les cycles thermiques mesurés en utilisant des
thermocouples de type "K", a différents positions, avec les cycles thermiques calculés aux

mémes positions par les méthodes numériques.

Il Modélisation numérique par la méthode des différences finiesen 2 D

11.1 Hypothéses
L'apport d'énergie de l'arc électrique est modélisé par une source de chaleur ayant une
distribution surfacique Gaussienne [67, 70]; cette derniere se déplace avec une vitesse V selon

I’axe Z en coordonnées cylindriques. Les hypotheses de base sont récapitulées comme suit :
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-le régime est transitoire

-les effets convectifs dans le bain sont négligeés.

-le calcul est bidimensionnel et symétrique, avec OZ axe de symeétrie.

-les propriétés physiques du matériau sont considérées constantes.

-le changement de phase est pris en considération.

La Figure I11.1 représente de facon schématique le probleme thermique les conditions aux
limites ; le symbole w#fait référence a un phénomene de convection alors que 1’autre symbole\

traduit une condition de rayonnement.

h(T —Ty) + 6pe(T* — Ty)

\V 4

Bain de fusion

arT
r

v &

’ N

Figure 111.1 : Schéma descriptif du probléeme et conditions aux limites

11.2 Mise en équations :
En tenant compte de la présence d'un changement de phase solide-liquide, le bilan d'énergie

s’écrit sous la forme de I'équation de la chaleur suivante (II1.1) [71].

aT 2T 9°T  koT _ ag;
pCy (5) — 5 — kS z =15 = —pAH L+ (1)

59



1 T>T,
T-Tg

g =1, s=T=sT (11.2)
0 T < T
—3(r2+(Z+V(t—t0))2)
-1 RZ
S = ZreR? e 0 (1n.3)

ou S est la source de chaleur interne et e est 1’épaisseur de la piéce a souder, g, représente la
fraction du liquide au point considéré du domaine de calcul, AH est la chaleur latente, Ts est la

température du solidus et TL est la température du liquidus.

11.3 Principe de la résolution numérique par la méthode des différences finies

Pour trouver une solution approchée du probléeme thermique de soudage, nous allons
construire une approximation par différences finies des équations gouvernantes obtenues
précedemment.

Pour cette résolution numérique du probléme, on considére une discrétisation spatiale en
utilisant la méthode classique des différences finies (Voir annexe B); les points sont
numérotés dans Q de bas en haut, puis de gauche a droite en fonction des abscisses

croissantes. Par conséquent, le domaine de calcul est divisé en NZ + 1 intervalles le long de

I'axe OZ, chaque longueur d'intervalle est h, = et en NR + 1 selon l'axe OR, de

L
NZ+1'

longueur h, = ﬁ (Figure 111. 2).

La dérivée seconde d’une quantité ® par rapport a r est approximée par

2 1 —20:40:
98 O 2001y o(p,?) (111.4)

a2 h,?

et pareillement pour la dérivée seconde par rapport a z.
En outre, pour la dérivée premicre de ® par rapport a r on considére un schéma décentré
défini par :
0, —0,_ .
a——"—+0,)if a; >0
20 hy
— = (111.5)

7|24 0hy) if @ < 0

la dérivée premiere par rapport a z est, donc aussi, approximée de maniere identique. Un tel
schéma décentré permet d'obtenir des matrices de discrétisation spatiales a diagonale

dominante et méme a diagonale strictement dominante.
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Pour la discrétisation temporelle, nous considérons, de préférence, un schéma temporel
implicite qui est inconditionnellement stable, alors qu'un schéma explicite en temps est
conditionnellement stable ce qui impliquerait de choisir un pas de temps At petit. La
combinaison des deux discrétisations spatiale et temporelle conduit & résoudre a chaque étape
du temps, un systéeme algébrique non linéaire compte tenu du phénoméne de rayonnement sur
la frontiere (OA U AB U BC) décrite par I’application ® — @ (®) ; donc a chaque pas de

temps, on doit resoudre le systeme algébrique suivant :
(Id + At A).O™! + @ (™) = At. "1+ O" (111.6)

ol Id est la matrice d'identité, A est la matrice de discrétisation spatiale, S™™ est le terme
source calculé & I'étape (n + 1) et @ (O™ représente I'état de la radiation donnée par
I’équation (IL.8) en chapitre II.
Pour la résolution numérique de (I11.6), il faut considérer un couplage, d'une part, de la
méthode de Newton pour les points de discrétisation ou se produisent les phénomeénes de
convection et de rayonnement et d'autre part, puisque la matrice A est trés creuse, une
méthode itérative, comme la méthode de Gauss-Seidel pour les autres points de discrétisation.
En effet, les méthodes directes, comme la méthode de Gauss ne sont pas tres appropriées, en
raison de la propagation d'erreurs d'arrondies qui peuvent dénaturer les résultats. Dans un tel
couplage de la méthode de Newton avec la méthode de Gauss-Seidel, les équations non
linéaires et les équations linéaires sont résolues séparément. A noter que pour les points de
discrétisation intérieurs a Q, la méthode Gauss-Seidel est bien adaptée a notre cas car la
matrice A n'est pas symétrique en raison du terme de convection. En outre, la méthode de
Gauss-Seidel converge puisque la matrice est strictement diagonale dominante.
Pour les points de discrétisation appartenant, par exemple a OA, nous devons résoudre des NZ
équations algébriques du type

@ (6)=0 j=1,.... , NZ (11.7)
La méthode de Newton correspond en fait & une linéarisation locale de I’application 6;—

®; (6;) autour d'un point note 9]."; Il est donc nécessaire de mettre en ceuvre pour chaque

composant g; la méthode itérative suivante (Voir annexe B) :

D (9}‘?)
®; (67)

97t =9 - i=1,......NZ (111.8)
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ou g indique le numéro d'itérations de la méthode de Newton et I'approximation initiale 9j° est
donnée, par exemple, par la valeur obtenue a I'étape de temps précédente.

Dans le présent travail, on utilise une répartition réguliére des nceuds dans la direction radiale
ainsi qu’avec une répartition uniforme dans la direction OZ. Le domaine est maillé avec
150*360 cellules. Le critere de convergence a été fixé par une erreur relative maximale entre
deux itérations successifs pour la variable T inférieur & un seuil & égal & 10 et correspond &

la satisfaction de I'inégalité suivante (111.9):

%2 %2
-1 j-1

new old
Oi,j —Oij )

&
O e (111.9)
ou @™ est la valeur actualisée de © et ©% est la valeur précédente de ©.
z L
NZ+2
C B
NZ+1
i
) hr ;
119 A oL
1 i NR+1 NR+2 i
S

Figure 111.2 : Schéma illustratif du maillage pour la méthode des différences finies
Dans la suite, la valeur des coefficients physiques du matériau utilisé, en 1’occurrence I’acier
inoxydable 304L, et les parametres de la simulation numérique sont présentés dans le tableau
I11.1 ci-dessous [17] :
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Tableau I11.1 : Paramétres de la simulation numérique thermique

Parameters physiques Symbole Valeur Unité
Capacité thermique spécifique Co 602 JI(kg.K)
Gravité g 9.81 m/s’
Chaleur latente de fusion AH 272 kJ/kg
Coefficient de délation thermique B 10™ 1/K
Température du liquidus Ti 1723 K
Température du Solidus Ts 1673 K
Conductivité thermique du métal fondu ki 20 W/(m.K)
Conductivité thermique du métal solide Ks 24 W/(m.K)
Densité du métal fondu P 6350 Kg/m®
Densité du métal solide Ds 7500 Kg/m®
Coefficient d’échange convectif h 15 W/(m°K)
Constante de Stephan-Boltzman o 5.6710° wm=K™*
Emissivité e 0.82 -
quantité de chaleur maximale Omax 200 W
Longueur de la piéce L 0.12 m
Largeur de la piece I 0.05 m
Epaisseur de la piece e 0.0015 m
Température du milieu extérieur Text 306 K

On compléte a présent I’équation (II1.11) en spécifiant les conditions aux limites suivantes :

- conditions aux limites

Sur les bords OA, AB et BC, on a un échange par convection et par rayonnement modélisés

par :
—k—aT —‘h(]—] )+O’€(]4—14)
3z 0A.BC ext 0 ext
—k—aT _—h(1—1 )+O’€(74—14)
arlup ext 0 ext

Sur le bord OC, nous avons la condition de symeétrie suivante :

63

(111.10)

(11.11)

(11.12)




11.4 Résultats et discussions

Le code de calcul élaboré (Voir annexe D) est utilisé pour déterminer la distribution du champ
de température au cours du soudage TIG, suivre le déplacement de la source de chaleur et
calculer les isothermes et la fraction du liquide a différents instants afin de pouvoir déterminer
les dimensions de la zone fondue et de la zone affectée thermiquement.

Les résultats du calcul concernant la distribution du champ de température en fonction du
temps lors du soudage sont illustrés a travers les Figures 111.3-111.5. Dans la Figure 111.3 la
température maximale calculée a I’instant t = 10s atteint les 1800 K environ. Cette valeur est
Iégerement supérieure a la température de fusion de 1’acier inoxydable qui est de ’ordre de
1673 K. La température continue son accroissement en fonction du temps pour atteindre une
valeur de 1’ordre de 1958 K a la vingtiéme seconde. Cette valeur est largement supérieure a la
température de fusion de 1’acier ; cela entraine 1’élargissement de la zone fondue. A partir de
la vingtiéme seconde on constate que les températures maximales ne varient pas beaucoup en
fonction du temps, elles sont de ’ordre de 2030 K Figure I11.5. On peut dire que le régime
quasi-stationnaire est atteint. Ces résultats révelent un bon accord avec les travaux précédents
[72, 73].

:
D000 e
1400
{1200

11000

Temperature (k)

500
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400

Figure 111.3 : Distribution de champ de température a t=10s.
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Figure I11.4 : Distribution de champ de température a t=20s.
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Figure 111.5 : Distribution de champ de température a t=40s.
Les isothermes calculées a 1’instant t = 10s, t = 20s et t= 40s sont représentées aux Figures
[11.6-111.8. La zone liquide est délimitée par les isothermes qui donnent la température
maximale et la température de fusion de 1673 K ; par contre la zone affectée thermiquement
est déterminé par les isothermes qui donnent la température de fusion et la température fixée a
996 K [73] (voir annexe C). Les Figures I111.9-111.11 montrent la fraction volumique du
liquide ; on constate que cette fonction délimite bien I’interface solide-liquide de la zone
fondue. La taille de cette zone augmente en fonction du temps, & partir de la vingtieme

seconde cette zone devient plus ou moins uniforme et demeure stable apres cet instant.
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Une fois le régime devenu quasi-stationnaire, on peut évaluer les dimensions de la zone

fondue et de la zone affectée thermiquement ;

la largeur de la zone fondue est déterminée a

partir de la Figure III.11, cette largeur est de I’ordre de ZF/2 = 2 mm. La largeur de la zone

affectée thermiquement est déterminée a partir de la Figure 1IL.8, elle est de ’ordre de ZAT=

4mm. Ces résultats sont proches de ceux trouvés dans la littérature [73, 74].
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0013 0.013 0.8
0.012 0.012 07
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001 0.01 05
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0.007 ooy 0.2
0.006 0.006 0.1
0'0{}5[} 0.002 0.004 0.006 0.008 0.01 0'005 0.002 0.004 0.006 0.008 . 0
Figure 1116: Isothermes a t=10s Figure 111.9 : Fraction du liquide a t=10s.
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Figure 1117: Isothermes a t=20s
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Figure 1118: Isothermes a t=40s

Figure 111.11 : Fraction du liquide & t=40s.

111 Modélisation numérique par la méthode des éléments finis

Dans cette modélisation, nous travaillons avec les mémes hypotheses et les mémes équations

et conditions aux limites utilisées dans la modélisation par différences finies avec les mémes

parameétres de soudage, seul le maillage sera différent.

111.1 Maillage

On a utilisé dans nos calculs un maillage tétraédrique libre qui est constitué de 1456 éléments.

Le maillage est représenté par la Figure 111.12. La région du bain liquide est maillée beaucoup

plus finement que les autres régions, en raison des forts gradients de température [46].

Figure 111.12 : Maillage opté du domaine de calcul.
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111.2 Résultats et discussions

Le modele de simulation numérique par éléments finis du transfert thermique pendant le
soudage TIG est utilisé pour calculer le champ de température, la taille de la zone fondue et la
zone affectée thermiquement, poursuivre le déplacement de la source de chaleur ainsi que la
fraction du liquide a différents instants.

Les Figures 11.13-111.15 illustrent la distribution du champ de température calculée a
différents instants. A la dixiéme seconde, la température maximale au atteint les 1880 K
environ. Cette valeur est supérieure a la température de fusion de 1’acier inoxydable ; la
température continue son accroissement en fonction du temps pour atteindre une valeur de
I’ordre de 1962 K a la vingtieme seconde. Cette valeur est largement supérieure a la
température de fusion de 1’acier, ce qui entraine 1’élargissement de la zone fondue. A partir de
la vingtiéme seconde, les températures maximales ne varient pas beaucoup en fonction du
temps ; elles sont de I’ordre de 1996 K ; et on peut dire que le régime quasi-stationnaire est

atteint.
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Figure 111.13 : Distribution de champ de température a t=10s
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Surface: Temperature t=20s (K)
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Figure 111.14 : Distribution de champ de température a t=20s
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Figure 111.15 : Distribution de champ de température a t=40s
Les isothermes et la fraction volumique du liquide calculées a différents instants sont
représentées dans les Figures 111.16-111.18 et les Figure 111.19-11121 respectivement. Quand le

régime devient quasi stationnaire on procede de la méme maniére utilisée précédemment pour
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calculer les dimensions de la zone fondue et la zone affectée thermiquement. A partir de la
Figure 111.21, qui représente la fraction volumique de liquide a I’instant t = 40s, on peut
calculer la demi largeur de la zone fondue, cette derniére est égale a ZF/2 = 1.7mm.
L’étendue de la zone affectée thermiquement est déterminée a partir de la Figure I11.18, elle a

une valeur de ZAT = 3.7mm.
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Figure 11116: Isothermes a t= 10s Figure 111.19 : Fraction du liquide a t=10s.
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Figure I11117: Isothermes a t=20s Figure 111.20 : Fraction du liquide a t=20s.
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Figure 11118: Isothermes a t=40s Figure 111.21 : Fraction du liquide a t=40s.

IV Comparaison des cycles thermiques calculés par les méthodes numériques et mesurés
Pour mesurer les cycles thermiques nous présentons dans la Figure 111.22, le dispositif
expérimental utilisé dans cette étude. Pour tous les essais de soudage TIG un poste de soudage
de type Dynasty 350 a été employé. Le matériau utilisé dans cette étude est un acier
inoxydable austénitique 304L. La protection de la soudure contre le milieu extérieur pendant
le soudage est assuré par I’utilisation de 1’argon comme gaz de protection. Pour mesurer la
température et les cycles thermiques pendant le soudage on a implanté cing thermocouples de
type K a différentes positions dans la face supérieure des pi¢ces qu’on a voulu souder, ces
thermocouples sont relier a un enregistreur thermique de type Fluke Hydra 2638A, qui nous
permet de lire directement et instantanément la mesure de température, comme on peut
récupérer un fichier data contenant les différents enregistrements programmeés au début de

I’expérience.
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Figure 111.22 : Dispositif expérimental

1 : Fluke Hydra 2638A Parameétres du soudage

2 : Torche de soudage - Tension de soudage : 11 V

3 : Gaz de protection - Courant de soudage : 45 A (en continue)

4 - Téles - Débit de gaz de protection : 8.5 L/min

5 - Bridage - Dimension de la piéce a soudé : 125 x 151 mm
6 : Pate de protection

7 : Thermocouple

Pour valider les résultats issus de la modélisation numérique par les méthodes des éléments
finis et différences finies, nous allons comparer les cycles thermiques mesurés en utilisant des
thermocouples de type "K", a différentes positions selon le schéma représenté par la Figure
Figure 111.23, avec les cycles thermiques calculés aux mémes positions par les méthodes
numériques. Ce schéma est congu de telle sorte qu’on puisse avoir des informations sur la

distribution de la température radiale et axiale.
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Figure 111.23 : Schéma de différentes positions des thermocouples.

Pendant la période de chauffage, on voit que les résultats de calcul des cycles thermiques par
les deux méthodes numériques coincident parfaitement (Figures 11124-11128). Pour les trois
premiers points paralleles a 1’axe de soudage P1, P2, P3 (Figures 111.24,25,26), la température
maximale calculée atteint 1010K environ. En position P3 il y a une lIégere augmentation de la
température maximale calculée par la méthode des différences finies. Durant le
refroidissement, les résultats de calcul pour les deux premiers points sont les mémes pour les
deux méthodes, par contre il y a une faible différence entre les températures calculées en P3 ;
celles calculées par la méthode des différences finies sont plus élevées que celles calculées
par éléments finis.

La Figure 111.24 représente les cycles thermiques calculés comparés avec le cycle thermique
mesuré expérimentalement par le thermocouple a la position P1. Les cycles présentent des
formes tout a fait classiques avec une augmentation brusque de température puis un
refroidissement rapide qui tend a devenir de plus en plus lent au cours du temps.
L’augmentation brusque de la température est due au passage de la source de chaleur au
voisinage de ces positions; le refroidissement devient de plus en plus lent au cours du temps a
cause de 1’éloignement de la source. Durant la période de chauffage il y a coincidence entre
les résultats calculées par les méthodes numériques et celui mesuré expérimentalement, la

température maximale  mesurée est légerement faible par rapport a celle calculee
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numériquement, cela est da a ’erreur sur le positionnement de thermocouple sur la piéce a
souder. Durant le refroidissement 1’écart entre les températures mesurés et celles calculées
numeriquement a augmenté.

Les Figures 111.25 et 111.26 représentes les comparaisons des cycles thermiques calculés et
mesurés parallelement a la ligne de soudage aux positions P2 et P3 respectivement. Durant le
chauffage, chauffage on remarque qu’il y a une concordance entre les résultats issus du calcul
numérique et ceux mesurés expérimentalement, les températures maximales calculées sont
tres proche de celles mesurées dans les trois points, cela signifie que le régime quasi
stationnaire est atteint. Durant le refroidissement, les températures calculées au point P1, P2,

P3 sont l1égérement décalées par rapport a celles mesurées.

1200 ————————r——F—"—"T"TT—"T—T—T—TTT
1100 I —-—- Expérimentales
i —— Elements finis ]
1000 L Differences finies | |
L P1:(x,y)=(6,40)mm
900
< L
o 800 |-
3 L
o 700 |
R
g_ -
S 600
[ L T
500 |- T
400 | 5 Sans source
- de chaleur ]
300 |mem===== | A
[ NUR PR (RN NRNPUN NUN RN S SRR S PR S SENU R S S R

0 10 20 30 40 50 60 70 80 90 100 110 120 130 140 150 160
temps (s)

Figure 111.24 : Cycles thermiques évalués a la position P1
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Figure 111.25 : Cycles thermiques évalués a la position P2
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Figure 111.26 : Cycles thermiques évalués a la position P3
La Figure 111.27 représente le cycle thermique calculé a la position P4 ; pendant le chauffage,
on remarque que les températures calculées par les deux méthodes coincident, la température
maximale est de 1’ordre de 790 K, cette valeur est un peu faible par rapport a celle mesurée en
P4. La température maximale calculée dans les trois premiers points est plus grande que celle

calculée en P4, cela est di a I’éloignement de la source de chaleur par rapport au point P4.
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Durant la phase de refroidissement, il y a un certain décalage entres les températures calculées
par les deux méthodes, celles calculées par la méthode des éléments finis sont un peu faibles.
Le cycle thermique calculé en position P5 est représenté par la Figure 111.28, cette fois le
décalage entre les températures calculées par les deux méthodes commence en phase de
chauffage, cela est di a I’absence de la source de chaleur pendant le chauffage ; la
température maximale calculée par la méthode des différences finies est un peu plus grande
que celle calculée par les éléments finis, elle est de 'ordre de 640 K. Pendant le
refroidissement, 1’écart entre les températures calculées par les deux méthodes est un peu plus
grand.

Les cycles thermiques calculés pendant le chauffage dans la direction radiale aux points P4 et
P5 coincident bien a ceux mesurés, les températures maximales calculées sont Iégerement
faibles que celles mesurées. Pendant le refroidissement, les cycles thermiques mesurés en P4
et P5 sont beaucoup plus proches de ceux calculés par la méthode des éléments finis.
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|| —-— Expérimentale 4
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Figure 111.27 : Cycles thermiques évalués a la position P4
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Figure 111.28 : Cycles thermiques évalués a la position P5
La Figure 111.29 représente une comparaison de la température maximale calculée tout le long
de la ligne de soudage par les deux méthodes, la méthode des différences finies et la méthode
des éléments finis, en fonction du temps. La température maximale calculée évolue selon trois
parties, la premiere partie de t=0s jusqu'a t=2s ou la température maximale augmente trés
rapidement pour atteindre la valeur de 1400 K environ, dans cette partie les résultats de calcul
des deux méthodes coincident parfaitement. Dans, la deuxiéme partie de t=3s jusqu’a t=20s,
la température maximale augmente lentement pour atteindre une valeur de 1950K a la
vingtieme seconde, dans cette partie il y a une petite différence entre les résultats de calcul par
les deux méthodes, les valeurs de la température maximale calculée par la méthode des
éléments finis sont un peu plus grandes que celles calculées par la méthode des différences
finies. On note que le changement de phase prend effet dans cette partie. En ce qui concerne
la troisiéme partie de t=20s jusqu’a t=90s, la température maximale calculée est pratiquement
constante pour les deux methodes, la température calculée atteint une valeur de 2000K
environ pour les deux méthodes, avec une légere différence entre elles. Dans cette partie on

peut dire que le régime quasi stationnaire est atteint.
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Figure 111.29 : Température maximale calculée sur la ligne du soudage.

V.1 Effet du maillage sur les calculs

Pour réaliser 1’étude de convergence, nous avons repris les mémes calculs dont la géométrie
est maillée en utilisant des éléments quadratiques de tailles différentes, toute la piece est
maillée de la méme facon pour les deux méthodes numériques utilisées (Différences finies,
Eléments finis). Afin de déterminer la méthode la plus proche des mesures thermiques
experimentales, nous avons comparé les cycles thermiques calculés en position 3 (Figure
[11.23) avec le cycle thermique mesuré expérimentalement & la méme position. La Figure
111.30 représente le calcul par la méthode des différences finies de la température des cycles
thermiques, comparé avec le cas expérimental. Le Tableau 111.2 récapitule les différentes
données concernant le maillage et les temps des calculs pour chaque cas. En comparant avec
les données expérimentales on remarque que pour un maillage trés fin (53491) éléments (taille
d’¢élément 0.33mm), on obtient un bon résultat avec un temps de calcul t=230s. Lorsqu’on
augmente la taille des éléments a 0.5mm, les températures calculées pendant la période de
refroidissement commence a diverger. A partir de cette derniére taille des éléments de

maillages, les résultats des calculs divergent compléetement.

78



1100

Expérimentale

53491 élements, Taille 0,33mm
— 24000 élements, Taille 0,5mm

6000 élements, Taille 1Tmm
1500 élements, Taille 2mm
P3:(x,y)=(6,100)mm

1000
900
800 -

&< 700

&) -

=

© 600 -

D

g L

5

@ 500 -
400 -
300
200

80

100 120

temps (s)
Figure 111.30 : Convergence du calcul de température par différences finies.
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Tableau I11.2 : Récapitulatifs des données du calcul par différences finies

Nombres d’éléments Taille d’¢éléments (mm) Temps du calcul(s) Observations
53491 0.33 230s Bon résultats
24000 0.5 65s Bon résultats en
chauffage
6000 1 9s Mauvais résultats
1500 2 3s Mauvais résultats

La comparaison des données expérimentales avec les résultats des calculs de la température
des cycles thermiques par la méthode des éléments finis est illustrée dans la Figure 111.31. Le
Tableau 111.3 récapitule les différentes données concernant le maillage et les temps de calculs
pour les différents cas. Pour un maillage de 53491 éléments avec une taille de 0.33mm
contrairement a la méthode des différences finies le calcul n’a pas abouti (défaut de mémoire
du PC). Pour un maillage de 24000 éléments jusqu’a 1500 éléments les calculs donnent de
bons résultats comparativement aux données expérimentales, que ce soit pour la période de
chauffage et de refroidissement, avec un temps du calcul de 78s pour le nombre d’¢léments

1500. Ce qui montre le point fort de la méthode des éléments finis. A partir d’un nombre

d’éléments de 240 les résultats commencent a diverger.
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Figure 111.31 : Convergence du calcul de température par éléments finis.
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Tableau 111.3 : Récapitulatifs des données du calcul par éléments finis

Nombres d’éléments Taille d’éléments (mm) Temps du calcul (s) Observations
53491 0.33 - Probléme de
mémoire du PC
24000 0.5 482 Bon résultats
6000 1 180 Bon résultats
1500 2 78 Bon résultats
240 5 18 Début de divergence
105 8 25 Mauvais résultats
V Conclusion

Dans ce chapitre nous avons présenté une etude thermique du soudage TIG. Dans la partie du

calcul numérique, on a développé et présenté les résultats des deux méthodes de calcul

différentes : la méthode des différences finies et la méthode des éléments finis. Dans la

derniere partie, les résultats des cycles thermiques issus de la modélisation numérique sont

comparés avec des cycles thermiques mesurés expérimentalement. La taille de la demi-largeur

de la zone fondue calculée par les différences finies est de I’ordre de ZF/2 = 2 mm, elle est de

I’ordre de 1.7mm lorsqu’elle est calculée par éléments finis. La taille de la zone affectée

thermiquement calculée par éléments finis (ZAT = 3.7mm) est inférieur a celle calculée par

différences finies (ZAT = 4mm). Les cycles thermiques calculés par les deux méthodes

présentent des formes tout a fait classiques avec une augmentation brusque de température

puis un refroidissement rapide qui tend a devenir de plus en plus lent au cours du temps.
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Pendant le chauffage les résultats de calcul des cycles thermiques par les deux méthodes
numériques coincident avec ceux mesures experimentalement. Dans la direction axiale le
régime quasi stationnaire est atteint aprés 20s, la température maximale est de I’ordre de
1010K dans les positions P1, P2, P3.

Les cycles thermiques calculés pendant le chauffage dans la direction radial aux points P4 et
P5 coincident bien avec ceux mesurés expérimentalement, les températures maximales
calculées sont légerement faible que celles mesurées. Durant le refroidissement, les
températures calculées en positions axiales P1, P2, P3 sont légérement décalées par rapport a
celles mesurées. Les cycles thermiques mesurés en P4 et P5 sont beaucoup plus proche de
ceux calculés par la méthode des éléments finis. La température maximale calculée le long de
la ligne du soudage évolue de la méme facon pour les deux méthodes numériques, la
température calculée atteint une valeur de 2000K a partir de la vingtieme seconde, la ou le
régime quasi-stationnaire est établi.

La modélisation thermique du soudage TIG va nous servir comme une base de données dans
notre prochain chapitre de simulation du comportement thermohydraulique du bain de fusion

au chapitre 1V.
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I Introduction

Le soudage TIG (Tungsten Inert Gas) est un procédé d'assemblage par un arc électrique. Au
cours du soudage, plusieurs phénomeénes physiques se produisent, tels que le transfert de
chaleur, lI'hydrodynamique, 1’¢lectromagnétisme et la transformation métallurgique des
phases; ces phénomenes ont une grande influence sur la microstructure et la morphologie de
la zone de soudure. En effet, pendant le soudage TIG, le bain de fusion est le siege d'un fort
gradient thermique; cette variation varie entre la température de fusion du métal sur les bords
du bain de fusion et sa température de vaporisation au centre. Cela crée des problémes de
soudabilité en raison de lI'apparition de zones de risque, notées par FZ pour la zone de fusion
et par HAZ pour la zone affectée par la chaleur ; ces problemes de soudabilité correspondent a
un phénomene de fissuration a la solidification et la fissuration a froid, qui sont provoquées
par l'effet des contraintes résiduelles et de distorsion [75,76]. Par conséquent, afin de résoudre
les problemes de soudabilités, grace au développement et a I'amélioration des technologies,
plusieurs voies d’investigations ont été suivies; parmi elles, citons la prédiction par la
modélisation et la simulation numérique. Etant donné que, le modele mathématique décrivant
les phénomenes physiques en soudage conduit a des équations couplées tres difficile a
résoudre par voie analytique; alors la méthode efficace adoptée pour résoudre ces problemes
est la simulation numérique. De nombreux auteurs, comme Varghese et al. [77], ont montré
I'intérét croissant d’utilisation du calcul numérique permettant plus de connaissance et de
compréhension des processus de soudage et des phénomenes physiques associés.

Dans ce chapitre nous allons décrire un modele mathématique qui prend en compte et
combine I'effet des différentes forces motrices sur la morphologie et la taille du bain de
fusion, a savoir : la force de tension superficielle, la force électromagnétique et la force de
convection naturelle; cela nous permettra de prédire la température et la vitesse du métal
fondu dans le bain de fusion et dans les régions adjacentes. Un tel modéle est obtenu en
couplant I'équation de chaleur, prenant en compte de rayonnement avec les équations de
Navier-Stokes. En raison de la formulation non linéaire de ces dernieres équations, nous
considérons, dans le présent chapitre la formulation courant tourbillon pour les équations
régissant le fluide dans le bain de fusion. Ceci nous conduit & résoudre une équation de
diffusion couplée a celle de convection-diffusion associées a des conditions aux limites
appropriées décrivant le processus physique. Pour réaliser les simulations numériques, nous
avons écrit un programme Fortran et le logiciel Matlab a été utilisé pour afficher les sorties

graphiques.
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Le présent chapitre est organisé en quatre sections, comme suit : La deuxiéme section est
consacrée a la présentation des modeles mathématiques couplés (thermo-hydraulique) du
soudage TIG, en particulier I'équation de la chaleur et les équations de Navier-Stokes. Dans la
section suivante, on présente la formulation courant tourbillon des équations de Navier-
Stokes; les conditions aux limites associées pour toutes ces équations différentielles partielles
sont alors spécifiées. La section trois est consacrée a la résolution numérique du probleme
modélisé; en particulier, les discrétisations temporelles et spatiales sont brievement rappelées
ainsi que la méthode utilisée pour résoudre les systémes algébriques linéaires. Etant donné
que ces systemes algébriques sont de grande taille, compte tenu de la propagation des erreurs
d’arrondi et des instabilités qui peuvent ce propager au cours des calculs, les méthodes
itératives comme les méthodes de relaxation sont préférées aux meéthodes directes. A noter
que la discrétisation appropriée du terme de convection implique une propriété de diagonal
strictement dominante pour les matrices de discrétisations, des matrices strictement
dominantes en diagonale, propriété qui assure la convergence de la solution itérative quel que
soit la condition initiale. Dans la derniére section, nous présentons les résultats et la

discussion des simulations numériques. Enfin, une conclusion compléte le présent chapitre.

Il Formulation mathématique

Le schéma d'une coupe transversale du processus de soudage TIG est représenté sur la Figure
IV.1. Le modele mathématique décrivant le soudage de piéces en acier inoxydable 304L est
bien décrit par les équations a dérivées partielles couplées. La premiére équation décrit
I'équation de la chaleur; la deuxiéme équation est I'équation de continuité et le comportement
du fluide est décrit par les équations de Navier-Stokes. Plus précisément, les équations du
transfert de chaleur et d’écoulement du fluide sont couplées a I'équation de continuité en
tenant compte des hypotheses décrites ci-dessous:

-le probléeme de transfert de chaleur est symétrique bidimensionnel avec Oz étant l'axe de
symeétrie,

- les coefficients physiques sont choisis constants, a I'exception de la tension superficielle qui
est dépendante en permanence de la température,

- la surface de la piece est non déformable,

- le métal liquide est un fluide newtonien incompressible,

- I’écoulement de fluide est laminaire,

-les flux de chaleur et de courant sont spatialement réepartis dans la surface libre et ont des

caractéristiques gaussiennes,
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-I'approximation de Boussinesq est utilisée dans notre cas afin de tenir compte de la variation
de densite,
- dans I’équation de la chaleur on prend en compte le changement de phase solide liquide.

Les modeles mathématiques sont donnés au paragraphe suivant.

Heat input
from arc
oY Top surface A
Zero fluxes E (Liquid pool) &>
.

r— VD Marangoni shear

i — Ts stress

- (Mushy zone)

l

]

I

[}

]

]

i

' Solid

i (Solid) .

I [—)

]

Cr
: Bottom surface B y

Figure IV.1: Schéma de la section transversale de soudure

I1.1 Equation de la chaleur
En tenant compte de la présence d'un changement de phase solide-liquide, I'équation de la

chaleur en coordonnées cylindriques (r, z) est exprimée comme suit [47]:

aT

aT aT d°T 2T  kaT
c( uZ W—)—k T _kor
Plp at t or + oz

—— 8 99

ar?2 0z2  ror pAH at (IV.1)
ou u et w sont les composants de la vitesse, Cp est la capacité calorifique spécifique, k est la
conductivité, p est la densité, T est la température, et AH est la chaleur latente de fusion.

De plus, la fraction liquide g,est définie par

1 T>T,
T-T
g =17 TT<T<T, (IV.2)
0 T < T

ou T et Ts sont respectivement la température liquidus et solidus.
En raison de la symétrie par rapport a la ligne médiane due a la soudure, nos calculs ont été

effectués uniquement pour qu'une seule piéce soit soudée comme indiqué dans la Figure IV.1.
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11.2 Equation de continuité

L'équation de continuité est donnée par :

S+—=4==0 (IV.3)

11.3 Equation de mouvement

L'expression radiale de I'équation de Navier-Stokes est présentée comme suit [78]:

du du du dap d%u 10u u %u
p5+pu;+pW£=—;+u(—+————+—)+Fr (IV.4)

or2  roz r?2  9z2
avec E = (J x E)r (IV.5)

ou x désigne le produit vectoriel

L'expression axiale de I'équation de Navier-Stokes est donnée par:

w . aw o ow ap (0w low ot
Pt puts 4w ==Ly (T2 T L (IV.6)

r 0z 0z2

avec F, = (Jx B) +Bpg(T —Ty) (IV.7)

ou p est la pression, p est la viscosité dynamique, B est le coefficient de dilatation thermique,
g est la gravité, J est la densité du courant de soudure, B est I'induction magnétique, Ty est la
température de référence et dans I'équation (IV.4) F; est la force électromagnétique dans les
directions R radiales, et dans (IV.6) F; est la somme de la force de flottabilité et de la force
électromagnétique dans la direction axiale Z, F; étant donnée par (1V.7).

Dans la prochaine section, nous spécifierons les conditions aux limites associées apres la

transformation des équations de Navier-Stokes.

11 Formulation courant tourbillon des éguations de mouvements

I11.1 Les équations transformées

Dans le probleme actuel, nous avons considéré que les équations aux dérivées partielles sont
définies dans le cas bidimensionnel. En outre, on peut noter que nous devons résoudre les
équations de Navier-Stokes qui sont tres difficiles a résoudre en raison de la non-linéarite

présente dans le modele. Néanmoins, puisque nous ne considérons que le cas bidimensionnel,

86



la résolution des équations de Navier-Stokes peut étre simplifiée lorsque l'on considere la
formulation courant tourbillon des équations Navier-Stokes (Voir annexe A).

Dans une telle formulation, la vorticité est définie par

w = ("’—” - "—W) (IV.8)

En outre, la fonction de courant y est exprimée par

— _lo

U=—=— (V.9
— 4 1o

w=+--" (Iv.10)

En utilisant les fonctions de vorticité et de courant, les équations régissant la dynamique des
fluides peuvent étre écrites facilement comme suit:
dw Uw (62w la_w %w

Jw w ) aT 2 B
2 b ul Wl +25-5)—Bg5-+Vx(JxB) (Iv.11)

9z r or2 ror 0z
—W =t - (|V.12)

Dans I'équation (IVV.11) apparait une force électromagnétique qui peut étre calculée par la
résolution des équations de Maxwell dans le systéme de coordonnées (r, z); cette force est
donnée par I'équation suivante (1V.13) [79].
2
P B) = Corol® (1 _2\|{ _ _r
Vx (xB) =250 (1-5) [1 exp( 202)] (IV.13)

J

ou Cy est le facteur d'échelle de longueur, I est le courant de soudage, o est la perméabilité
magnétique, oj est le paramétre de distribution de courant et e est I'épaisseur de la piéce a
soudée.

Les valeurs des coefficients physiques sont définies dans le tableau IV.1 [79, 80].
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Tableau V.1 : Parametres de la simulation numérique thermohydraulique

Parameters physiques Symbole Valeur Unité
Capacité thermique spécifique Co 602 JI(kg.K)
Gravité g 9.81 m/s’
Chaleur latente de fusion AH 272 kJ/kg
Coefficient de dilatation thermique B 10™ 1/K
Température du liquidus TL 1723 K
Température du Solidus Ts 1673 K
Conductivité thermique du métal fondu ki 20 W/(m.K)
Conductivité thermique du métal solide Ks 24 W/(m.K)
Densité du métal fondu P 6350 Kg/m®
Densité du métal solide Ds 7500 Kg/m®
Coefficient d’échange thermique h 15 W/(m°K)
Constante de Stephan-Boltzman o 5.6710° wm=K™*
Emissivité e 0.82 -
quantité de chaleur maximale Omax 200 W
Courant de soudage I 120 A
Tension d'arc de soudage \Y 14 vV
Rendement n 0.7 %
Permeéabilité magnetique du vide Uo 1.26 10° H/m
épaisseur de la piéce e 0.12 m
Largeur de la piece I 0.01 m
Température du milieu extérieur Text 306 K
Gradient de tension de surface dy 10% N/(m.K)
AT

I11.2 Conditions aux limites associées
Pour le probléme de modélisation du transfert de chaleur et du comportement de I'écoulement

de fluide lors du soudage TIG, des tdles en acier inoxydable 304 L, il est nécessaire de décrire

les conditions aux limites pour donner une description compléete des phénomeénes.

111.2.1 Conditions aux limites pour I'équation de la chaleur
- sur la surface superieure OA, on applique une source de chaleur sous forme gaussienne [67]

le long de Ry:
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3r2
T _ Q@ —(;07)

el = 2R (IV.14)

Q=nl1V

ou n est le rendement d’arc, I est le courant de soudure, V est la tension d'arc de soudage et
Roest le paramétre de rayon de distribution de flux de chaleur (m),
- sur la surface droite AB, BC il y a un échange par convection et par rayonnement avec la

température ambiante défini par,

aT
—k— . h(T — Ty) + 0oe(T* — Tg) (IV.15)

—k S = h(T = To)+ ope(T* ~ T¢) (IV.16)
ou op est la constante de Stefan-Boltzmann, € est I'émissivité de la surface du corps,

- sur la surface OC, nous avons une condition de symétrie,

oT

ol =0 (IV.17)

111.2.2 Conditions limites pour I'équation des fluides
A partir de I'équation de mouvement classique, nous spécifions les conditions aux limites

associées et leur transformation en fonction de la vorticité et de la fonction du courant.

- sur la face supérieur OA, nous avons

ou| a< 1a¢> . 19%y|  ayar
HOZOA_ Haz\" 7%z 0A K az2 OA_OTarOA
_1W oo g et -
wloa = 2%7| = :>ar| =0etZy =0 (IV.18a)
| _19%y
wOA_rBZZOA
Puis wloa = —ig—;z—T (1V.18b)

ou vy est la tension superficielle,

- sur les faces BC et AB il n'y a pas de glissement et les composants de la vitesse sont nulles
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_o=l w|l A I
ulge =0=--" e = 0 et donc 2 BC—O
_ 1w | _ A
Wlge =0 = . BC=> or lse = 0 et donc 6r2|3c =0
wlBC =0 (|V19a)
wlyp =0 (IV.19b)

-sur la face OC, aucun glissement n'est supposé pour la premiére composante u de vitesse; de

plus, pour la seconde composante w, le flux est nul. Donc

_o=1% Wl _ i’y _
uloe =0=72| =%| =o0etdoncZy |OC -0 (IV.19¢)
owl  _ 9 (1o — aw _1% 1%y _
Broc_():)ar(rar)o(;_ orloc ~  r2orloc rarZOC_O
10%y 1 0y
R Tl PR = W
wloc =0 (1V.19d)

IV Résolution numérique

Nous avons maintenant a résoudre le probleme couplé décrivant le soudage appliqué sur des
toles en acier inoxydable 304L; un tel probléme consiste a résoudre en coupe transversale
d'une part les équations de Navier-Stokes formulées par les fonctions de vorticité et de
courant et dautre part I'équation de la chaleur. Compte tenu des equations couplées, une
résolution analytique est trés difficile a obtenir. Ainsi, nous résolvons les équations (1V.1),
(IV.11) et (IV.12) numériguement. Pour la résolution numérique du probleme, on procéde de
la méme facon que dans le chapitre Ill, section 1.3 sauf que cette fois ci les points sont
numérotés de haut en bas, puis de gauche a droite en fonction des abscisses croissantes
comme est indiqué sur la Figure 1V.2. Le domaine de calcul est maillé en utilisant une
répartition réguliere des noeuds par 100 * 50 cellules. Le critére de convergence a été fixé a
une erreur relative maximale pour toutes les variables dépendantes (y, ®, T) inférieur a 10

® Nous pouvons ainsi déduire toutes les variables restantes comme u, w, gl ...
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Figure 1VV.2: Maillage des différences finies du domaine du calcul

V Résultats et discussion

Le modele et le programme élaboré est utilisé pour le calcul numérique du champ de
températures, les champs de vitesses, la fraction du liquide, la taille et la morphologie de bain
de fusion (FZ) ainsi que la taille de la zone affectée thermiquement (HAZ) lors d’une

opération de soudage TIG de toles en acier inoxydables 304 L sans apport de métal dans le
casou g—’; < 0. Les caractéristiques de soudage utilisées pour les calculs sont indiquées dans le

tableau IV.1. La Figure IV.3 (a,b) représente 1’évolution de la température prédite dans le bain
de fusion et dans le métal de base aux deux instants t= 1s et t=2s ainsi que la température
maximale au sommet correspondant au point O de la Figure 1V.2 ; cette valeur maximale est
denviron 2000 °K, est supérieure a la température de fusion de I’acier inoxydable 304L qui
varie entre 1673°K et 1723°K. La température évolue en fonction du temps pour atteindre une
valeur de I’ordre de 2800 °K a la deuxiéme seconde. Cette valeur est largement supérieure a
la température de fusion. L'évolution dans le temps de la distribution de température au cours
du processus de soudage entraine lapparition d'une zone liquide dont la taille augmente ; de
plus, compte tenu des vitesses de refroidissement de la piece a souder, un changement de la

microstructure se produit [81].
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Figure 1V.3 (a): Distribution du champ de température calculé a t=1s

2500
3000

am-{a RS S e e e '
b : R T P Tl b oo

—1500

)

~
=]
g

Temperature (°K

1000

500

Figure 1V.3 (b) : Distribution de champs de température calculée a t=2s

Les courbes isothermes et la fraction de liquide calculées aux instants 1s et 2s sont
représentées sur les Figure 1V.4 (a, b) et Figure 1V.5 (a, b). Les courbes isothermes sont tres
proches les unes des autres a l'origine et sont plus largement séparés en s'en éloignant. Les
différentes zones correspondant a des états différents du matériau sont prédites par les valeurs
des courbes isothermes, en particulier la zone liquide (ZF) et la zone affectée par la chaleur
(ZAT). A la premiére seconde, le bain de fusion a une largeur égale a 2.8 mm et une
profondeur de 0.4mm environ, et la ZAT a une largeur de 2.7mm et une profondeur de

1.4mm. A la deuxiéme seconde la taille du bain de fusion a augmenté pour atteindre une
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profondeur de P=1.7mm et une largeur de L=6.6mm environ, soit un rapport de %= 0.26.

Ces résultats sont en bon accord avec ceux trouvés par Kim et al. [80]. Dans ce laps de temps,
la zone affectée thermiquement HAZ a considérablement diminué pour atteindre une largeur
est de 1.8 mm sur la face supérieure. Le changement de taille de la fraction de liquide est

clairement représenté par la Figure 1V.5 (a,b).
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Figure 1V.4 (a): Courbes d'isotherme calculées at=1 sec.
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Figure 1V.4 (b): Courbes d'isotherme calculées a t=2sec.
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Figure 1V.5 (a): Fraction du liquide calculé at =1 sec.

R(m) 10"

Figure IV.5 (b): Fraction du liquide calculé a t = 2sec.

La Figure 1V.6 (a) (respectivement (b)) représente l'orientation et I’amplitude des champs de
vitesse due a la force de tension de surface du bain de fusion. Pour donner une explication des
résultats représentés sur la Figure 1V.6, on rappelle que la tension superficielle du métal
fondu augmente lorsqu'on s’¢loigne du centre de la source de chaleur et diminue quand on
s'en rapproche, c'est a dire pour les températures plus élevéees, ce qui donne un gradient de
tension de surface négatif. Dans le cas d'un gradient négatif les vecteurs vitesses a la surface
du bain de fusion sont dirigés vers I’extérieur et 1’écoulement est radial et dirigé vers

I’extérieur ce qui donne un brassage centrifuge [82, 83]. La pénétration du bain de fusion et sa

largeur sont respectivement P=1mm et L= 6.6mm, soit un rapport de % = 0.15 ce qui donne

un bain de fusion mouillant. Confirmant ainsi que lorsque le gradient de tension superficielle
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est négatif, la force de tension de surface empéche la pénétration du bain de fusion.
L’observation de l'amplitude des vitesses dans le bain de fusion représenté en Figure IV.6 (b)

montre qu’on atteint une valeur maximale d'environ 8.5cm/s.

x 10
05

Figure 1V.6 (a): Orientation des champs de vitesses calculées a t=2s pour la force de tension
de surface.

0.08
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002

0.01
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Figure 1V.6 (b): Amplitude des champs de vitesses calculées a t=2s pour la force de tension
de surface.

Les Figure 1V.7(a) et Figure IV.7 (b) représentent le champ et ’amplitude de la vitesse du
fluide ; les effets constatés sont dus a l'action d'une force électromagnétique provoquée par
I'interaction entre le courant qui passe dans le bain de fusion et le champ magnétique qu'il

génere. Les vecteurs vitesses sont orientés vers 1’intérieur et vers le bas du centre du bain de
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fusion ; de plus I'écoulement du fluide sur la surface du bain de fusion est radial et dirigé vers
son intérieur ce qui provoque un brassage centripete. La pénétration du bain de fusion est de
I’ordre de P=1.6mm, sa largeur étant de L=5.8mm ; elle a augmenté d’environ 60% par
rapport & la pénétration calculée uniquement avec la force de tension de surface, cela
confirme que la force électromagnétique favorise la pénétration du bain de fusion et a des
effets contraires a ceux provoqués par la force de tension superficielle. L’amplitude des
vitesses dans le bain de fusion représentée par la Figure 1V.7(b) montre que celle ci atteint une

valeur maximale de 2.5cm/s environ.

Figure 1V.7 (a): Orientation des champs de vitesses calculées a t=2s pour la force
électromagnétique.
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Figure 1V.7(b): Amplitude des champs de vitesses calculées a t=2s pour la force
électromagnétique.
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Le champ et I’amplitude de vitesse due a la force de convection naturelle sont illustrés par la
Figure 1V.8 ; cette force de convection naturelle, également appelée force de flottabilité, est
issue des gradients thermiques dans le fluide. En effet, la masse volumique du métal en phase
liquide dépend de la température et varie dans le volume de matériau fondu. Les vecteurs
vitesses sont orientés vers ’extérieur du bain de fusion, du bas vers le haut, et I’écoulement a
la surface de bain de fusion est dirigé vers 1’extérieur de celui - ci. La pénétration du bain de
fusion due a la force de convection naturelle est d'environ P = 1.16mm, sa largeur étant de
L=5.6mm. Cette force favorise donc un bain de fusion mouillant. La vitesse maximale due a
la force de convection naturelle est de 1’ordre de 0.2cm/s ; cette valeur est faible par rapport a
la vitesse due a la force de tension de surface et a la force électromagnétique. Les résultats
concernant les champs de vitesse calculés par notre modéle sont en accord avec la littérature
[84].

Figure 1V.8 (a): Orientation des champs de vitesses calculées a t=2s pour la force de
convection naturelle.
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Figure 1V.8(b): Amplitude des champs de vitesses calculées a t=2s pour la force de
convection naturelle.

La Figure IV.9 montre la forme et la taille de bain de fusion sans prise en compte de 1’effet
convectif c'est-a-dire avec conduction seule. La penétration et la largeur du bain de fusion
calculées avec le modeéle de conduction seule est égale a P=1.16mm environ et L=5.6mm. On
voit bien que la taille du bain de fusion est la méme que celle trouvée avec la force de
convection naturelle, ce qui confirme que la force de convection naturelle est faible et n’a pas

de grand effet sur la morphologie et la taille de bain de fusion.
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Figure 1V.9: Fraction du liquide a t=2s en conduction seul.
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Les Figure IV.10 (a) et Figure IV.10 (b) représentent le champs et I’amplitude de vitesse di a
la résultante des trois forces d’entrainements pris en compte par notre modele avec un
gradient de tension de surface négatif, la force de tension de surface, la force
¢lectromagnétique et la force de convection naturelle. L’orientation des vecteurs de vitesse est
vers I’extérieur, I’écoulement a la surface de bain de fusion dirige 1’énergie délivrée par la
source de chaleur vers I’extérieur ce qui donne un brassage centrifuge. La pénétration et la

largeur du bain de fusion sont respectivement P=1.6mm et L=6.6mm avec un rapport de

P

= 0.24. La vitesse maximale se trouve dans la face supérieure loin du centre de la source de

chaleur avec une valeur de 11cm/s environ Figure 1V.10 (b), ce qui montre que la force de
tension superficielle domine les forces d’entrainement dans le bain de fusion et quand le

gradient de tension superficielle est négatif on aura un bain de fusion mouillant [82, 83].

B

Figure 1V.10 (a): Orientation des champs de vitesses calculées a t=2s pour la résultante des
forces.
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Figure 1V.10(b): Amplitude des champs de vitesses calculées a t=2s pour la résultante des
forces.
La Figure 1V.11 montre les profils des vitesses radiales a la face supérieur du bain de fusion
calculées par notre modele a t=2s en tenant compte de chaque force d’entrainement seul et de
la résultante des forces avec un gradient de tension de surface négatif. On voit qu’il y a des
différences notables des vitesses maximales calculées en tenant compte des différentes forces
d’entrainement dans le bain de fusion. On constate que I’effet Marangoni domine les forces

d’entrainements a la face supérieure de bain de fusion.
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Figure 1V.11: Vitesses en surface du bain de fusion en fonction de la position radiale.
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La Figure IV.12 montre I’évolution de la pénétration et de la demi largeur du bain de fusion et
;s . . P ) N
le rapport de la pénétration sur la demi largeur T calculée par notre modele en tenant compte

de la résultante des forces d’entrainements dans le bain de fusion en fonction du temps. La
pénétration et la demi-largeur augmentent en fonction du temps, la demi-largeur augmente

aussi rapidement par rapport a la pénétration pour arriver a une valeur de 3.4mm a la

. P \ . \ - I
deuxiéme seconde. Le rapport 557 dugmente des les premieres seconde aprés jusqua t=1.4s;

N . P N .
aprés t=1.4s ; ce rapport ne varie pas beaucoup et a une valeur de T 0.5 a la deuxieme

seconde se qui donne un bain de fusion mouillant. Les résultats obtenus a t=2s sont en bon

accord avec les résultats expérimentaux trouvés par Kim et al. [80].
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Figure 1V.12: Evolution de la pénétration et de la demi-largeur du bain de fusion et leur
rapport [80].
L’évolution de la température radiale a la face supérieure pour chaque force d’entrainement
dans le bain de fusion et pour la résultante des forces est représentée dans la Figure 1V.13. Le
profil de température radiale a la surface de bain de fusion calculé en tenant compte de la
force de convection naturelle et avec le modele de conduction sont semblables et ont une
distribution Gaussienne avec une valeur maximale de 2580°K environ; cela confirme que la
force de convection naturelle n’a pas d’influence sur le profil et le maximum de température
calculé. La température maximale calculée par le modéle en tenant compte de la force

électromagnétique a augmenté jusqua une valeur de 2800°K environ; par contre la
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température a gardé le méme profil que celle calculée par le modele avec conduction
seulement. Le profil de la température calculée en tenant compte de la force de tension de
surface avec un gradient négatif est différent par rapport au modéle avec conduction seule
dans la partie ou il y a le métal fondu c'est-a-dire sur la face supérieure du bain de fusion; la
température maximale est de 1’ordre de 2400°K, elle diminue lentement dans la face
supérieure du bain de fusion jusqu'a la zone de transition liquide solide ou elle va diminuer
rapidement. Dans la partie solide, la température suit la forme de la Gaussienne calculée par le
modele avec conduction seule. Le profil de la température calculé avec la résultante des forces
d’entrainement a pratiquement la méme forme que celle calculée avec le modéle en tenant
compte de la force de tension de surface. On constate seulement une augmentation de
température maximale qui est de ’ordre de 2800°K. Ce résultat confirme que la tension de
surface a un effet majeur sur le profil de la température calculée par notre modele. Ces

résultats sont en bon accord avec la littérature [80].
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Figure 1V.13: Température de surface supérieure en fonction de la position radiale.

VI Conclusion
Dans ce chapitre nous avons présenté une étude thermohydraulique du soudage TIG en deux
dimensions sans métal d’apport. Un modéle et un code de calcul FORTRAN ont été

développés pour la résolution numérique des systemes algébriques résultant de la
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discrétisation par la méthode des différences finie de I'équation de la chaleur couplée aux
équations de Navier — Stokes exprimée dans la formulation courant-tourbillon. Ce modéle a
été utilisé pour simuler le comportement du bain de fusion pendant le soudage TIG de tole
d'acier inoxydable 304L.

Les conclusions suivantes peuvent étre déduites:

-La formulation courant-tourbillon des équations de Navier — Stokes nous a permis de les
simplifier par I'€limination de 1’équation de la conservation de masse et de champ de pression.
-L'évolution temporelle de la distribution des températures pendant le processus de soudage
entraine un élargissement de la zone fondue a t = 2s avec une température maximale de 2800
K.

-La pénétration et la demi-largeur du bain de soudure (1.6mm, 3.4mm, respectivement)
calculé a partir des courbes isothermes a t = 2s sont en bon accord avec la littérature.

-Le champ et I'amplitude des vitesses calculées en tenant compte des trois forces motrices
prises individuellement, la force de tension superficielle, la force électromagnétique et la
force de convection naturelle, coincident avec ceux calculés par Kim et al.

-Le champ et lI'amplitude des vitesses dues a la résultante des trois forces motrices lorsque
d . .. . . .
% < 0, montrent que la force de tension superficielle domine les forces motrices et favorise

un bain de fusion mouillant.
-L'évolution de la température radiale a la surface supérieure pour chaque force motrice dans
le bain de fusion confirme que la tension superficielle a un effet majeur sur le profil de

température calculé.
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CONCLUSION GENERALE ET PERSPECTIVES

Le présent travail de thése s’inscrit dans le cadre de 1’étude du comportement thermique et

thermohydraulique du bain de fusion lors du soudage a 1’arc électrique TIG.

L’objectif est de concevoir un modéle mathématique et de développer un programme
FORTRAN permettant de résoudre les équations gouvernant le transfert de chaleur et le
mouvement du meétal liquide dans le bain de fusion pendant le soudage. Les résultats
concernant la distribution de température pendant le soudage, I’élargissement de la ZAT, le
champ de vitesse ainsi que la forme et la taille du bain de fusion, peuvent étre prédits par ce
programme. Les résultats de la littérature concernant 1’effet des certains parametres de
soudage sur le rendement de 1’arc électrique sont parfois contradictoires. Néanmoins une
étude récente de sensibilité numérique [11], montre que 1’augmentation de la hauteur d’arc
diminue le rendement de ce dernier. Dans le bain de fusion la hauteur d’arc est aussi un
facteur important qui influence fortement les dimensions du bain, puisque le rapport de la
pénétration sur la largeur (P/L) diminue lorsque la hauteur d’arc augmente. L’augmentation
de I’intensité provoque 1’augmentation de volume du liquide fondu et modifie la morphologie
du bain de fusion. Pour I’apport d’énergie dans la simulation numérique du soudage TIG, le
modele de la source de chaleur surfacique donne de bons résultats lorsque les épaisseurs des

piéces a souder sont faibles.

En simulations numériques thermiques, deux méthodes de discrétisation et de résolution
numérique sont été développées et utilisées (méthodes des différences finies et des éléments
finis). Dans la discrétisation par la méthode des différences finies, le schéma décentré utilisé
permet d'obtenir des matrices de discrétisation spatiales a diagonale dominante et inversible.
Les résultats concernant les températures maximales calculées le long de la ligne du soudage
montrent les mémes allures pour les deux méthodes numériques. La température calculée
atteint une valeur de 2000K a partir de la vingtieme seconde, la ou le régime quasi-
stationnaire est établi. Les tailles de la demi-largeur de la zone fondue et de la zone affectée
thermiquement calculées par éléments finis sont légerement faibles par rapport a celles
calculées par différences finies.

Afin de comparer les résultats du calcul des cycles thermiques aux résultats expérimentaux,
des mesures expérimentales des cycles thermiques ont été réalisées sur des tdles en aciers
inoxydable 304L a faible épaisseur (1.5mm). Les résultats du calcul des cycles thermiques par
les deux méthodes présentent des formes tout a fait classiques avec une augmentation brusque

de tempeérature puis un refroidissement rapide. Pendant le chauffage les résultats de calcul des
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cycles thermiques par les deux méthodes numériques coincident avec ceux mesurés
expérimentalement. Durant la période de refroidissement les cycles thermiques calculés par la
méthode des éléments finis donnent une meilleure approximation des résultats experimentaux.
L’effet du changement de la taille du maillage sur les cycles thermiques a bien été mis en
évidence pour les deux méthodes étudiées. Pour un maillage tres fin les résultats du calcul par
la méthode des différences finies donnent de bonnes approximations des résultats
experimentaux, avec un temps du calcul relativement faible. Les résultats divergent en
augmentant la taille des éléments. Par contre pour la méthode des éléments finis,
I’augmentation de la taille des ¢léments ne fait pas diverger les résultats du calcul numérique,
avec un temps du calcul relativement faible, d’ou la puissance de la méthode des ¢léments
finis.
La modélisation thermohydraulique consiste a coupler I’équation d’énergie avec les équations
de Navier-Stokes en 2D ; la formulation courant-tourbillon des équations de Navier-Stokes
nous a permis de simplifier ces équations en éliminant I'équation de conservation de masse et
du champ de pression. Le code de calcul sous FORTRAN élaboré pour résoudre les équations
issues de la discrétisation par différences finies, nous a permis de comparer 1’effet des
différentes forces d’entrainements sur la morphologie et la taille du bain de fusion, de calculer
le champ thermique, le champ de vitesses, la taille de la zone fondue et la zone affectée
thermiquement, ainsi que de suivre le changement de phase solide liquide. Les résultats
obtenus concernant I'évolution avec le temps de la répartition des températures au cours du
processus de soudage se traduit par un élargissement de la zone liquide a t = 2s avec une
température maximale de 2800 K. La pénétration et la demi-largeur du bain de soudure (1,6
mm, 3,4 mm, respectivement) calculées a partir des isothermes a t = 2s sont en bon accord
avec la littérature. Lorsque le gradient de tension superficielle est négatif, la force de gradient
de tension de surface superficielle domine les forces motrices dans le bain de soudure telles
que la force électromagnétique, et la force de convection naturelle, et favorise un bain de
fusion mouillant.
Perspectives
Nous envisageons comme perspectives pour la présente étude de réaliser les travaux suivants :
- Faire une étude du comportement thermique et thermohydraulique du bain de fusion
lors du soudage TIG avec métal d’apport, en prenant en considération les échanges

thermiques entre le métal d’apport et le bain de fusion.
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Réaliser des simulations numériques du soudage en tenant compte de la surface libre
déformable.

Etudier I’effet d’une force électromagnétique extérieure sur la taille et la morphologie
du bain de fusion et sur le cordon du soudage.

Etudier le cas du soudage A-TIG (Activated Tungsten Inert Gas ) et voir I’effet des

éléments tensioactifs sur le soudage.

Etudier la variation des paramétres physiques en fonction de la température pendant le

soudage sur les résultats du calcul numérique.
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ANNEXE A

Formulation courant tourbillon

Al) Equation de tourbillon

D0 au non linéarité des équations du mouvement de fluide retrouvées dans les équations de

Navier-Stocks, nous considérons dans notre étude la formulation de courant-tourbillon pour

linéariser ces derniéres. Pour cela on procede comme suite :

On a I’équation de Navier-Stocks usuelle suivante (écoulement incompressible):
d]7 _— —_ — =3
pE+gradp=,uA V+F

Equation de continuité

divV =0
Mais encore
dv - o

:g+grad(v72)+r0ﬂ7/\l7.l/: “V“

a1 — AV 4+l _ K
(1)—>dt+ gradp=vA V+pF avec V=7
d 1 d ~ = v & — = =12
D-2) — +—gradp—thZ—VA V—E—gra (7)—r0tV/\V+;F

On applique le rotationnel

rot[(1) = (2)] —
— V2

1— — — W —— — ey = 1—5 3
;rot gradp=vrot AV —rot 5, ~Tot grad (7) —rot (rotVAV) +;rotF

e N

Par définition le vecteur tourbillon est : Q = rof V
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| v ]
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= . . — i
Dans le cas plan Q a qu’une composante suivant ug et on a i Oetv=0
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Calculons les différents termes de I’équation (3)
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AQ=A > o
0
- 9% (9u  Aw 9% (du  Aw 19 (0u dw 1 (du dw
M= -G (G -5) =55 (%)
On pose
0=(-2)
- 0z or
e 92w 92w 10w 1
M =g+t =20 6)
roi &
—ar
— 9V 9 —= 8 [(du Ow dw
TOta—t—arotV—E(g—;)—E (7)
rotV AV
1ow _ov
[ r a6 0z ] u
rotVaAV=aavV =] Z-ZZ |;Alv
I 0z or | W
1/0 Ju
LG e -5)]
ou ow v/f 0 ou
—_— Sy - = a a
I[W(az ar) lr/(ér(r) 69)} W(_u__w) A
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P T o
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—= o 0A, 9A, _ 0 ou _ ow 9 ou _ ow
T‘Ot(.Q. A V) T oz ar oz (W (62 ar )) + ar (u (62 ar ))
- (o)
W= 0z or
rot(QAV) = 2 ww) + = (uw)
dz ar

— = du ow ow du w Jw
rot(Q/\V) w—+w—+wa—+u;—w(¥+5)+w;+u¥

En tenent compt de 1’équation de continuité

u u ow
e ta =0

dw Jw
T'Ot(.Q./\V) ——+ a—+ua—
rotF

F, 0
%FEF=EE[F(9] =ﬁi’[0‘
FZ FZ

N an d aT
rotF = ——%=——ppg(T - Tp) = —pPg -

En remplagons les calculés dans 1’équation (3) on trouve I’équation pour ®

o uUw Jdw 2w 2w 1w 1 )
at r+ az+u6 v(02+622+r6r gB

A2) L’équation de courant

On pose

1oy
r 0z

1%

= (2(-12) -2 (+in _1(_££_££ Lo0)
w_(az( r 0z 6r(+r6r>>_r or? 6zz+r6r
L’équation pour 1 est :

1o | d*y 1a_¢)
w = (ar dz2 r dr
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ANNEXE B

Discretisation par différences finies

. 1 —> NR+1 NR+2 R
O A
i
hz
-+ hr L
NZ+1
C B
NZ+2
Z v
Discrétisation du domaine de calcul
B1) Discrétisation de I’équation sur ¥
Points intérieurs {2 Si=NR+1
S l2<j<nz+1
Ly = 10%  19%% 10y
w = r 0z2 r or? r2 or (1)
. _ Yy 2%t Vg1, 2% 4P, 1 Y=Y,
(i—-Dhw;= P h, 2 + (i-Dh,  hy (2)
- Points extérieurs (conditions aux limites)
Sur AB L=0 j=1,NZ+2
Y J— ¥ J
NRH]hr = 0= Ynr+2,j = WNr+1) 3)
2
Sur OC WGy j=1,NZ+2

r dr or?

on multiplie par r pour enlever la singularité

W 0 _ -
- =T"->=0 carr=0 quand i=1
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l/J1,j = l/)z,j
Sur OA pour >0

102%yp  ady aT
'urazz T T or _f
a2y Yi1—2¢i2+d;3
— (rz=0)=———5—=
aZZ ( ) 0) hzz

o H Vi1 —2%iptYi3 9y T

“(i—-Dh, h,* ~oT or
_ (i=Dhyh 2oy o _
Vin = 2%tz =" 55, = fua

Sur BC %%:o i=2NR+1

oy WYijr1—¥y
o= . = 0¢i,NZ+2 = 1/’i,NZ+1
0z h,

B2) Discrétisation de I’équation sur w

2<i<NR+1

- Points intérieurs {2 <j<NZ+1

j=let2<i<NR+1

W aT
~31) =95

wi,j+1—2 Wi +w

Jw +u0a) +W6a) uw (aza) 10w 3w
at oar 0z ro or? r or 0z 2
Wl _pn L ) nHl n+l
ij ij n+ n+ _ 4y Yoo —
— o T U Testl +w; ;" "Test2 —Dhs
+1 +1 +1 +1 +1
“’?+1,j —2 wlfj il 1 “’zn+1,j —w?j
h,.? (i-Dh, h,
+1 +1
Bg T T
hy
. WAL
Si ut!>0= Test1l=—L—"—
J h,
Test 1 wn+11 ottt
. i+1, i,j
Si u{f]ﬂ'l <0=> Testl= ”h—”
.
son+l wﬁiﬂ_ lr'fj+—11
Si w;"" > 0= Test2 = -
Test 2 wn+112_wn+1
Si Wl??j+1 <0 = Test2= ”h—”
zZ
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Points extérieurs (conditions aux limites)

Sur AB

wlyp =0 i=NR+2,1<j<NZ+2
Sur BC wlge =0 j=NZ+2,1<i<NR+1
10% _f _1avor
Sur OA wlOA = 2 " L 9T or
O s W _ 2’y _
razz_aTar_ftar_O et 6r2_0
oy = T L _1ovor
0A ™ 1 922 4 u oT or
W1 =~fi1 j=1,2<i<NR+1 (11)
Sur OC (A)lOC =0
Wy =0 2<j<NZ+1 (12)
B3) Discrétisation de I’équation sur T
Points intéri {ZSiSNR+1
oints Interieurs 2 Sj <NZ+1
dT aT aT 9%T  9%T | 10T
pC(I-i-u;-FWE)—k(ar—Z-FaZ—Z-F;;)—O (13)
T'n'+1_ n T-n+1-—2 T{n4+1+T4n+1. 1 T{n+1. —T,n.+1
i, i, 1 n+1 i+1,) i,] i—1,) i+1,j i)
pc(fA—’ + u{f;r Testl + w;’;" Test2) — k( 2 0 - +
;‘ntll_z T.n,+1+T.n,-|;11 r (l ) r r
J hZ.JZ J ) =0 (14)
T'n'+1 _T‘n_+1'
Si uff! > 0= Test1=-—1
Test 1 Tl _TTp'+1
Si uff! <0= Testl=-—1—
inv+1r_Tinl-t11
Si W{fj“ > 0= Test2 = jh—’
Test 2 —
. Tij+17 Ty
Si Wl-rfjJr1 <0 = Test2=”h—'
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- Points extérieurs (conditions aux limites)

Sur OAk > Oj=1etl <i < NR + 2

3r

T __0 e—(?of)
0z 1oy ZnRg

)
Tip—Tia Q _?2_
ke h, +2nR5 ’ 0

_(3r)
T;1= T;, +s(i) avec s(1)—?Z Qze RE: (15)
0

SurCB k>02<i<NR+1
kL + (T = Ty) + 0pe(T* =T =0
27l pe 0 0 0

Tinz+2—TiNz+1 o€ 4Y _
— . tx (Tuvz+2 —To) += - (Tivzez = Td) =0

h,h h,op¢€
(Tinz+2 — Tinz+1) +— (TLNZ+2 To) + =22 ( ze2—Tg) =0

h 005 h,o0e
Tl NZ+2 Ti,NZ+1 -

(1 + h, ) iNnz+2 T To — hz%TO = 0(Tynz42) =0

(@)
(@+1) (@) 0T,
Tinzs2=Tinzez = X Tgyz)” ,q>0 (16)
i,NZ+2
, h 4h
0 = (1 + h, ;) 008 Tnz+2
SurOCk>0 i=1 2<j<NzZ+1
ol _
orloc -
Tl,j = TZ,j (17)
SurAB k>0 i=NR+2 2<j<NZ+1
aT
—k; B h(T —Ty)

k (W) + h(TNR+2,j —Tp) =0

hyh h
Tnr+2, (1 + T) = Typ+1,j + e To

k r
Tnr+2j = Gy TNR+1) F i To (18)
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ANNEXE C

Alliage 304L

Le matériau utilisé pendant cette étude est un acier inoxydable austénitique 304L, également
connue sous la norme "18/8 inox", il a de l'austénite comme phase primaire, se trouve
couramment dans les casseroles et les outils de cuisson. L'alliage 304L est l'alliage le plus
polyvalent et largement utilisé dans les aciers inoxydables austénitiques. ldéal pour une
grande variété dapplications domestique et commerciale, l'alliage 304L présente une
excellente résistance a la corrosion et a une grande facilité de fabrication et excellente
formabilité. Les aciers inoxydables austénitiques sont également considérés comme les aciers
les plus soudés et peuvent étre soudés par tous les procédés de soudage par fusion et par
résistance. lls sont utilisés dans de nombreuses applications industrielles et de consommation,
comme dans les usines chimiques, les centrales électriques, la transformation des aliments et
les équipements laitiers. Ces aciers peuvent étre divisés en trois groupes: le chrome-nickel
commun (série 300), le manganése-chrome-nickel-azote (séries 200) et les alliages
spécialisés.

Caractéristiques métallurgiques du 304L

L’acier inoxydable austénitique type 304L est appelé fer a phase gamma (y-Fe), structuré dans
un réseau d’atomes de fer cubique face centré, il contient un minimum de 18% de chrome et
8% de nickel, le type 304L a un maximum de carbone de 0,03%. La composition chimique est
détaillée dans le tableau 1.1 [72]. 1l existe certains éléments chimiques sont dits gammagénes,
car ils auront tendance a stabiliser la phase austénitique. Parmi ces éléments on a: C, N, Ni,
Mn, Co, Cu, Ti. Le carbone et I’azote sont des éléments gammageénes puissants, méme en
faible quantité. D’autre part il y a des éléments dits alphageénes. Les éléments alphagenes, de
structure Cubique Centrée (CC) sont : Cr, Si, Mo,...

La Figure c représente le diagramme pseudo-binaire du systéme Fe-Cr-Ni a 70% Fe, la ligne

bleue représente la position de l'alliage étudié dans le présent travail.

Tableau 1 : Composition chimique de la tole d'acier inoxydable AISI 304L (X2CrNi18-9
d'aprés NF EN 10088-2)

Eléments C Si Mn P S Cr Ni CO N

Taux % | 0.016 | 0.44 1.01 0.025 |0.001 |18.26 |10.11 |0.11 0.042
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Figure ¢ : Diagramme pseudo-binaire du systeme Fe-Cr-Ni a 70% Fe [85,86].
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ANNEXE D

Programme Fortran pour la résolution du probléme thermique du soudage

1

2 CoFFF A H Rk kXXX FORTAN PROGRAMME POUR LA RESOLUTION DU PROBLEME THERMIQUE™## %% %
3 C COEFFICIENT DE MATRICE DE DISCRETISATION

a C IMPLICIT REAL*8 (A-H,0-Z)

5 DIMENSION al(15@,36@),b1(150,360),c1(150,360),d1(150,360)

6 DIMENSION a2(150,368),b2(150,360),c2(150,366),d2(150,360)

7 DIMENSION aa2(15@,360),bb2(150,360),cc2(150,360),dd2(150,360)

g DIMENSION a3(150,360),b3(150,360),c3(150,368),d3(150,360)

9 DIMENSION aa3(15@,36@),bb3(150,360),cc3(150,360),dd3(150,360)

10 DIMENSION ¢21(150,368),RR(158),POUB(150,360),AMU(156,360),2Z(360)
11 DIMENSION el(150,360),e2(150,360),ee2(150,360),e3(150,360)

12 DIMENSION ee3(15@,368),AK(150,36@),RHO(156,360)

13

14

15 C

16 € FONCTIONS Recherchées

17 DIMENSION PSI®(156,360), AKSIe(150,360), Ue(1l5e,360)

18 DIMENSION DT@R(150,368),Ve(158,360),V(150,360)

19 DIMENSION Te(15e,368),FLe(150,360),DFLBDt(158,368)

26 C OUVERTURE DES FICHIERS

21 OPEN (unit=1,file="X.txt",action="write",status="replace")

22 OPEN (unit=2,file="Z.txt",action="write",status="replaces")

23 OPEN (unit=3,file="T1@s.txt",action="write",status="replace")
24 OPEN (unit=4,file="FRL18s.txt",action="write",status="replace")
25 OPEN (unit=5,file="T28s.txt",action="write",status="replace")
26 OPEN (unit=6,file="FRL28s.txt",action="write",status="replace")
27 OPEN (unit=7,file="T4@s.txt",action="write",status="replace")
28 OPEN (unit=8,file="FRL48s.txt",action="write",status="replace")
29 OPEN (unit=9,file="T1J.txt",action="write",status="replace")
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30 OPEN (unit=1@,file="T1@0s.txt",action="write",status="replace")
31 OPEN (unit=11,file="FRL1@@s.txt",action="write",status="replace")
32 OPEN (unit=12,file="Txls.txt",action="write",status="replace")
33 OPEN (unit=13,file="Tx2s.txt",action="write",status="replace")
34 OPEN (unit=14,file="Tx3s.txt",action="write",status="replace")
35 OPEN (unit=15,file="Tx4s.txt",action="write",status="replace")
36 OPEN (unit=16,file="Tx5s.txt",action="write",status="replace")
37 OPEN (unit=17,file="Tpts.txt",action="write",status="replace")
38 C PARAMETRES DU PROGRAMME

35 C PARAMETRES PHYSIQUE

40 EPS=1.© e-8

41 DGAMDT=+1 e-4

42 RHOL=6350.

3 AKS=24.

44 AKL=20.

45 AH=15.

46 RHO5=7560.

A7 CC=602.

48 AMUL=6.© e-@3

49 AMUS=1.0 e+@5

50 SIGMAG=5.67 E-©8

51 RO=06.063

52 Q=180.

53 EPSI=0.5

54 PI=3.14159

55 TTOO=386.

56 BETA=1.0 E-04

57 GG=9.81

58 CHL=272008.

59 TS5=1673.

60 TL=1723.

61 UUe=0.001186

62 C DECLARATION DU TEMPS

63 TEMPSMAX=2060.

64 C PAS DE TEMPS

65 NT=2000.

66 DT= TEMPSMAX/NT

67 COEF1=DT/TEMPSMAX

&8 C PAS D'ESPACE

69 C DONNEES GEOMETRIQUE

70 RMAX=0.85

71 ZMAX=0.12

72 C NOMBRE DE NOEUX

73 NR=148

74 NZ=358

75 C LES PAS D ESPACE

76 HR=RMAX/ (NR+1)

77 HZ=ZMAX/ (NZ+1)

78 C LE RAYON

79 DO I =1, NR+2

80 RR(I)=(I-1)*HR

81 write(1,*)RR(I)

82 ENDDO

83 DO J =1, NZ+2

84 ZZ(3)=(3-1)*HZ

85 write(2,%)ZZ(3)

86 ENDDO
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INITIALISATION DES FONCTIONS ET DONNEES PHYSIQUES

NR2=NR+2

NZ2=NZ+2

DO I= 1, NR2

DO J= 1, NZ2

To(I,3)=306.

ue(I,3)=e.

Ve(I,J)=0.

PSIO(I,)=06.

AKSIO(I,7)=6.
AMU(I,7)=100000.
RHO(I,3)=RHOS
Ak(I,3)=AKS
FLO(I,J)=6.

DFLODt(I,J)=8.

ENDDO

ENDDO
COEFFE=3.*Q/(0.0015*PI*RO**2)

DO KKK=8,NT
CALL TROIS (NR,NZ,HR,HZ,a3,b3,c3,d3,e3,DT,AK,RR,RHO,AH,CC,TO, U8
*,V0)
DO I=1,NR+2
DO J=1,NZ+2
IF (kkk.LT.948) THEN
POUB(I,J)=COEFFE*EXP(-(3.0%(RR(I)**2+(ZZ(3)-UUO*DT*KKK)**2))
1/(Re**2))
ELSE
POUB(I,J)=0.
ENDIF
ENDDO
ENDDO
CALL TEMPERATURE (NZ,NR,U®,Ve,HR,HZ,a3,b3,C3,d3,e3,2a3,bb3,
1CC3,dd3,ee3,7T0,DT,Sigma®,EPS,EPSI,POUB, TTOO, CCOCEFF,CCOOEFF4
1,AK,AH,AMU,RHO,CC, CHL,DFLODt)
DO I=1,NR+2
DO J=1,NZ+2
IF (Te(I,3) .LT. TS) THEN
RHO(I,3)=RHOS
AK(I,J)=AKS
ELSE
IF (Te(I,3) .GT. TL) THEN
RHO(I,3)=RHOL
AK(I,J)=AKL
ELSE
RHO(I,3)=((RHOL-RHOS)/(TL-TS))*(TO(I,J)-TS)+RHOS
AK(I,J)=((AKL-AKS)/(TL-TS))*(TO(I,3)-TS)+AKS
ENDIF
ENDIF
ENDDO
ENDDO
CALL FRACTIONL (FLe,DFLeDt,Te,TL,TS,DT,NR,NZ)
CALL DERITOR (Te,HR,NR,NZ,DTeR)
DO J=1,NZ+2
DO I=1,NR+2
IF (KKK.EQ.100)THEN
write(3,*)70(I,)
write(4,*)FLO(I,])
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145 ENDIF

146 ENDDO

147 ENDDO

148 DO J=1,NZ+2

149 DO I=1,NR+2

150 IF (KKK.EQ.200)THEN
151 write(5,*)Te(I,J)
152 write(6,*)FLE(I,])
153 ENDIF

154 ENDDO

155 ENDDO

156 DO J=1,NZ+2

157 DO I=1,NR+2

158 IF (KKK.EQ.400)THEN
159 write(7,*)Te(I,J)
160 write(8,*)FLO(I,])
161 ENDIF

162 ENDDO

163 ENDDO

164 DO J=1,NZ+2

165 DO I=1,NR+2

166 IF (KKK.EQ.1008)THEN
167 write(1e,*)Te(I,J)
168 write(11,*)FLO(I,T)
169 ENDIF

170 ENDDO

171 ENDDO

172 DO J=1,NZ+2

173 IF (KKK.EQ.10)THEN
174 write(12,*)70(1,3)
175 ENDIF

176 IF (KKK.EQ.28)THEN
177 write(13,*)70(1,3)
178 ENDIF

179 IF (KKK.EQ.3@)THEN
180 write(14,*)70(1,3)
181 ENDIF

182 IF (KKK.EQ.4@)THEN
183 write(15,*)7e(1,3)
184 ENDIF

185 IF (KKK.EQ.5@)THEN
186 ENDIF

187 IF (KKK.EQ.1608)THEN
188 ENDIF

189 IF (KKK.EQ.1208)THEN
199 ENDIF

191 ENDDO

192 DO J=1,NZ+2

193 write(9,*)Te(1,3)
194 ENDDO

195 write(17,*)Te(19,121),T0(19,180),Te(19,300),T0(31,300),TO(46,300)
196 C FIN DE BOUCLE EN TPS
197 ENDDO

198 STOP

199 END
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SUBROUTINE TROIS (NR,NZ,HR,HZ,a3,b3,c3,d3,e3,DT,AK,RR,RHO,AH,CC
*,To,Ue,Ve)

DIMENSION a3(15@,360),b3(150,360),c3(150,368),d3(15e,360)
*,Te(150,360),U8(158,360),Ve(150,360)

DIMENSION e3(150,368),RR(158),AK(150,368),RHO(150,368)

DO J =2,NZ+1

DO I=2,NR+1

a3(I,3)= -1.0/(HZ*HZ)
a3(I,3)=a3(I,3)*AK(I,3)
b3(I,3)=-1.8/(HR*HR)
b3(I,3)=b3(I,3)*AK(I,I)
¢3(I,3)=(2.8/(HR*HR))+(2.8/ (HZ*HZ))
¢3(I,3)=c3(I,3)*AK(I,3)+( (RHO(I,3)*CC)/DT)
d3(I,3)=-(1.8/(HR*HR))
d3(I,3)=d3(I,3)*AK(I,I)

e3(I1,3)= -1.8/(HZ*HZ)
e3(I,3)=e3(I,3)*AK(I,I)

ENDDO

ENDDO

RETURN

END

SUBROUTINE TEMPERATURE (NZ,NR,U®,V@,HR,HZ,a3,b3,c3,d3,e3,aa3,bb3,
lcc3,dd3,ee3,T0,DT,Sigma®, EPS,EPSI,POUB, TTOO, CCOOEFF ,CCOOEFF4

1,AK, AH, AMU,RHO, CC, CHL, DFL@Dt)

DIMENSION a3(15@,360),b3(150,360),C3(150,360),d3(158,360)
*,e3(150,360),AMU(150,360),AK(150, 360)

DIMENSION aa3(15@,36@),bb3(150@,360),CC3(150,360),dd3(15@,36@)
*,ee3(150,360),RHO(150,360),DFLeDt (150,360)

DIMENSION Ue(158,368),Ve(150,360),Te(158,360),F(150,360)

* ,POUB(150,360)

C TERME CONVECTIF

DO J=2,NZ+1
DO I=2,NR+1

AA= UB(I,J)/HR

IF (Ue(I,J).GT.0.) THEN

cc3(I,3)= c3(I,3)+ AA*(RHO(I,J)*CC)
bb3(I,3)= b3(I,J)- AA*(RHO(I,J)*CC)

dd3(I,3)=d3(I,3)

ELSE
cc3(TI,3)=c3(I,3)-AA*(RHO(I,3)*CC)
dd3(I,3)=d3(I,3)+AA*(RHO(I,J)*CC)

bb3(I,3)=b3(I,3)

ENDIF
ENDDO
ENDDO

DO J=2,NZ+1
DO I=2,NR+1

AA=VO(I,3)/HZ

IF (Ve(I,J).GT.0.) THEN

cc3(I,3)= cc3(I,3)+ AA*(RHO(I,J)*CC)
aa3(I,7)= a3(I,J)- AA*(RHO(I,J)*CC)

ee3(I,Jl)=e3(I,])

ELSE
cc3(TI,3)=cc3(I,3)-AA%(RHO(I,)*CC)
ee3(I,3)=e3(I,J)+AA*(RHO(I,J)*CC)

aa3(I,J)=a3(I,J)
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ENDIF
ENDDO
ENDDO

DO J=1,NZ+2
DO I=1,NR+2
F(I,3)=0.
ENDDO

ENDDO

DO J=2,NZ+1
DO I=2,NR+1
F(I,3)=F(I,3)+(RHO(I,3)*CC)*(TO(I,3)/DT)+POUB(I,I)
ENDDO
ENDDO
ANORME=1.

DO WHILE (ANORME .GT. EPS)
ANORME=8.

C POINT INTERIEURS
DO J= 2,NZ+1
s=Te(2,3)

R=ABS(S-T@(1,3))

IF (R .GT.ANORME) THEN
ANORME=R
ENDIF

TO(1,3)=S

C POINTS INTERIEURS
DO I=2,NR+1
S=(F(I,3)-a3(I,3)*Te(I,3-1)-b3(I,3)*Te(I-1,3)-d3(I,3)*Te(I+1,3)

*-@3(I,3)*TO(I,3+1))/c3(I,3)
R=ABS(S-TO(I,3))
IF(R .GT.ANORME) THEN
ANORME=R
ENDIF
T0(I,J)=S
ENDDO
ENDDO

(o]

convection rayonnement sur BC
NEWTON
DO I=1,NR+2
SAULV=Te(I,NZ+2)
ANOR=18.
DO WHILE (ANOR .GT. EPS)
ANOR=8.
C CALCUL FONCTION
SS1=(1+(HZ*(AH/AK(I,J))))*Te(I,NZ+2)+(SIGMAB*EPSI*HZ/AK(I,]))
1¥TO(I,NZ+2)**4-(TO(I,NZ+1)+CCOOEFF*TTOO* *4+HZ* (AH/AK(I,J))*TTOO)
C CALCUL DERIVEE
$82=(1+HZ* (AH/AK(I,])))+(4*SIGMA@*EPSI*HZ/AK(I,J))*TO(I,NZ+2)**3
C NEWTON
SS=T@(I,NZ+2)-S51/552
RR=ABS(SS-TO(I,NZ+2))
IF(RR .GT. ANOR) THEN
ANOR =RR
ENDIF
Te(I,NZ+2)=SS

o]
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ENDDO
FIN NEWTON
R=ABS(SAUV-T@(I,NZ+2))
IF(R.GT.ANORME) THEN
ANORME=R
ENDIF
ENDDO
convection rayonnement sur OA
DO I=1,NR+2
SAUV=Te(I,1)
ANOR=18.
DO WHILE (ANOR .GT. EPS)
ANOR=@.
CALCUL FONCTION
S§S1=(1+(HZ* (AH/AK(I,J))))*Te(I,1)+(SIGMAB*EPSI*HZ/AK(I,]))
1*TO(I,1)**4-(TO(I,2)+CCOOEFF*TTOO**4+HZ* (AH/AK(I,J))*TTOO)
CALCUL DERIVEE
§S2=(1+HZ*(AH/AK(I,])))+(4*SIGMAG*EPSI*HZ/AK(I,J))*TO(I,1)**3
NEWTON
S$5=Te(I,1)-S51/552
RR=ABS(SS5-Te(I,1))
IF(RR .GT. ANOR) THEN
ANOR =RR
ENDIF
Te(I,1)=8S
ENDDO
FIN NEWTON
R=ABS(SAUV-Te(I,1))
IF(R.GT.ANORME) THEN
ANORME=R
ENDIF
ENDDO
convection rayonnement sur AB
DO J=2,NZ+1
SAUV=T@(NR+2,3)
ANOR=10.
DO WHILE (ANOR .GT. EPS)
ANOR=0.
CALCUL FONCTION
SS1=(1+(HZ* (AH/AK(I,J))))*TO(NR+2,])+(SIGMAR*EPSI*HZ/AK(I,]))
1*TO(NR+2,]1)**4-(TO(NR+1,2)+CCOOEFF*TTOO**4+HZ* (AH/AK(I,J))*TT0OO)
CALCUL DERIVEE
552=(1+HZ*(AH/AK(I,J)) )+(4*SIGMAR*EPSI*HZ/AK(I,J))*TO(NR+2,])**3
NEWTON
SS=TO(NR+2,J)-551/552
RR=ABS(SS-T@(NR+2,3))
IF(RR .GT. ANOR) THEN
ANOR =RR
ENDIF
Te(NR+2,7)=S5
ENDDO
FIN NEWTON
R=ABS(SAUV-T@(NR+2,3))
IF(R.GT.ANORME) THEN
ANORME=R
ENDIF
ENDDO
fin condition aux limite
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375 C FIN DU WHILE

376 ENDDO

377 RETURN

378 END

379 C calcul de la fraction du liquide

380 SUBROUTINE FRACTIONL (FLe,DFLeDt,Te,TL,TS,DT,NR,NZ)
381 C IMPLICIT REAL*8 (A-H,0-Z)

382 DIMENSION FLe(15@,36@),DFLeDt(150,360),Te(150,360)
383 C  write(2,%*)'1'

384 DO I=1,NR+2

385 DO J=1,NZ+2

286 IF (T0(I,3) .LT. TS)THEN

387 5=0.

388 DFLODt(I,J)=8.

389 ELSE

390 IF (Te(I,3) .GT. TL)THEN

391 S=1.

392 DFLeDt(I,J)=0.

393 ELSE

304 S=(Te(I,3)-TS)/(TL-TS)

395 ENDIF

396 ENDIF

337 C calcul de la dérivée

398 R=(S-FL®(I,J))/DT

399 FLe(I,J)=S

400 DFLODt(I,J)=R

401 ENDDO

402 ENDDO

403 RETURN

404 END

465 C

406 SUBROUTINE DERIT@R (Te,HR,NR,NZ,DTeR)
4a7 DIMENSION Te(15e,360), DTOR(158,36@)
408 DO J=2,NZ+1

109 DO I=2,NR+1

410 DTOR(I,J)=(Te(I+1,3)-Te(I-1,3))/(2*HR)
411 ENDDO

412 ENDDO

a13 € SUR 0OC

414 DO J=1,NZ+2

415 DTOR(1,3)=(+3.0%Te(1,3)-4.0*T0(2,3)+T8(3,3))/(2*HR)
416 ENDDO

417 C SUR AB

418 DO J=1,NZ+2

419 DTOR(NR+2,3)=(3.0*TO(NR+2,3)-4.0*T@(NR+1,3)+T8(NR,3))/(2*HR)
420 ENDDO

a1 € SUR QA

422 DO I =2,NR+1

423 DTOR(I,1)=(TO(I+1,1)-Te(I-1,1))/(2*HR)
424 ENDDO

a5 € SUR CB

426 DO I =2,NR+1

427 DTOR(I,NZ+2)=(TO(I+1,NZ+2)-TO(I-1,NZ+2))/(2*HR)
428 ENDDO

429 RETURN

430 END
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