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déplacement vertical nul sur ses deux extrémités. Nous faisons l’hypothèse de l’homogénéité de la 
température dans la zone utile. Par conséquent, on impose à l’ensemble du maillage une température 
fonction du temps, qui est la température mesurée expérimentalement (moyenne sur l’ensemble des 
thermocouples implantés dans la zone utile). 

Rappelons que les objectifs principaux de la simulation sont : 

-  de valider les valeurs des paramètres viscoplastiques du matériau 316L utilisé, qui ont été identifiés 
lors de la campagne de caractérisation. 

-  de peser l’importance des phénomènes visqueux, concernant d’une part l’évolution de la contrainte 
lors des différents cycles, et d’autre part l’intensité des contraintes résiduelles en fin de cycle.  

Les calculs réalisés sont donc des calculs élasto-plastiques et élasto-viscoplastiques. Pour les calculs 
élasto-plastiques, le critère de plasticité est le critère isotrope linéaire de Von Mises, son évolution est 
soit isotrope (premier calcul avec écrouissage isotrope), soit cinématique (second calcul avec 
écrouissage cinématique).  

Pour la modélisation élasto-visco-plastique, l’écrouissage modélisé est isotrope (écrouissage 
cinématique non disponible dans le code_Aster pour le modèle visqueux), avec toutefois une 
restauration visqueuse de l’écrouissage pour les hautes températures (eq. 1.75). 

En uniaxial, la partition des déformations s’écrit donc (equ. 2.7): 

0)( 0 =−++= TTPe αεεε  (déformation totale nulle) dans le cas élasto-plastique 

0)( 0 =−++= TTVPe αεεε  (déformation totale nulle) dans le cas élasto-visco-plastique 

 
VI.3.1.1 VALEURS DES PARAMÈTRES ÉLASTO-PLASTIQUES 
 
Pour le comportement élasto-plastique du 316L, on choisit une modélisation élasto-plastique avec 
écrouissage linéaire, bien représentative du comportement mécanique des éprouvettes ayant subit une 
dilatométrie préalable (cf. V.1.3), et c’est le cas pour les éprouvettes utilisées lors de ces essais Satoh.  

On décide de prendre comme limite élastique la limite conventionnelle d’élasticité à 0,2% de 
déformation plastique, obtenue d’après les essais de traction sur éprouvettes ayant subit une 
dilatométrie, qui sont par ailleurs très proches des données de la littérature (cf. fig. 2.12). Les valeurs 
de module d’Young, de pente d’écrouissage et de coefficients de dilatation, qui ne sont, eux, pas 
affectés par la dilato, sont également issus de la campagne de caractérisation sur 316L. Tous ces 
paramètres sont définis en fonction de la température.  

Deux calculs sont effectués, l’un faisant l’hypothèse d’un écrouissage purement isotrope, l’autre 
faisant l’hypothèse d’un écrouissage purement cinématique. 

 
VI.3.1.2 VALEURS DES PARAMÈTRES ÉLASTO-VISCOPLASTIQUES 
 
Les coefficients de viscosité du modèle élasto-viscoplastique considéré (equ. 1.74 à 1.76) ont été 
entièrement identifiés entre 600 et 1000°C lors de la campagne de caractérisation. En revanche, cette 
caractérisation a été menée sur des éprouvettes n’ayant pas subit de dilatométrie préalable. On 
considérera cependant, que ces coefficients restent valables pour la simulation de ces essais Satoh, 
même si il est clair que les caractéristiques visqueuses sont influencées par la dilatométrie libre. En 
effet, on peut dire, d’une part, que pour les températures supérieures à 600°C, le comportement avec 
ou sans dilato préalable est similaire, et d’autre part, un même essai de fluage à 800°C sur les deux 
types d’éprouvettes (avec ou sans dilato) donne des résultat assez voisins, pour des temps de fluage 
court.  

Dans le cas de la modélisation élasto-visco-plastique, le comportement du matériau a été modélisé 
comme élastoplastique pour les températures inférieures à 500°C, élasto-visco-plastique avec seuil 
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d’écoulement de 500°C à 1000°C, et visco-plastique sans seuil d’écoulement pour les températures 
supérieures à 1000°C (cf. fig. 2.13). En outre, le phénomène de restauration visqueuse de l’écrouissage 
à été observé lors des cycles d’écrouissages-relaxation. A partir de 1000°C, la restauration 
d’écrouissage à été considérée comme instantanée et totale, ce qui revient à prendre C = m = 1.  

Pour la modélisation élasto-viscoplastique, on utilisera donc les paramètres suivant : 

i) de 20 à 500°C : modélisation élasto-plastique bi-linéaire, avec comme limite d’élasticité les limites 
conventionnelles d’élasticité à 0,2% (résultats issus de la caractérisation après dilatométrie libre 
préalable) 

ii) de 500°C à 1000°C : modélisation élasto-visco-plastique avec seuil d’écoulement (résultats issus de 
la caractérisation sans dilatométrie libre préalable) 

iii) Température supérieure à 1000°C ; modélisation visco-plastique sans seuil d’écoulement (résultats 
issus de la caractérisation sans dilatométrie libre préalable) 

Les calculs effectués sont donc les suivants : 

¾ calcul élasto-plastique avec écrouissage isotope linéaire 

¾ calcul élasto-plastique avec écrouissage cinématique linéaire 

¾ calcul calculs élasto-viscoplastique avec écrouissage isotrope linéaire, et restauration visqueuse de 
l’écrouissage 

 
VI.3.2 Analyses comparatives calcul-expérience 
 
Les essais Satoh effectués avec différentes vitesses de refroidissement donnant des résultats 
sensiblement identiques, nous commentons ci-dessous le cas du Satoh à l’air libre uniquement. 

Les figures 2.22 à 2.25 comparent les évolutions mesurées et calculées de la contrainte en fonction de 
la température au cours du premier cycle thermique, pour les simulation élasto-plastique et élasto-
viscoplastiques. 

Lors du chauffage, on constate une bonne concordance de tous les calculs avec l’expérience. Le léger 
décalage tout au début du chauffage entre calcul et expérience est sans aucun doute lié au fait que, le 
chauffage étant extrêmement rapide (quelques secondes), il est difficile d’imposer exactement la 
température de l’essai, car les incertitudes sur la mesure de celle-ci lors des toutes premières secondes, 
est plus grande que lors du refroidissement, qui s’effectue sur un temps beaucoup plus lent. 

Au début du refroidissement (décharge), le calcul élasto-plastique fait apparaître une décharge 
élastique marquée.  

Le calcul élasto-plastique avec l’hypothèse d’un écrouissage isotrope (agrandissement de la surface de 
charge lors de l’écrouissage en compression au chauffage) conduit à une contrainte au refroidissement 
largement supérieure à la contrainte expérimentale (figure 2.22b). L’hypothèse d’un écrouissage 
cinématique, en revanche, conduit à une valeur de contrainte après retours à température ambiante 
conforme à l’expérience, mais l’intensité de la contrainte en cours d’essai est sous-estimée. 

Dans le cas du calcul élasto-viscoplastique, la courbe expérimentale est bien reproduite par le calcul 
pour les hautes températures. En effet, le matériau étant considéré comme viscoplastique sans seuil 
après 1000°C, c’est à dire sans domaine élastique, la décharge est entièrement « visqueuse », ce qui 
semble conforme à l’expérience. Le calcul visqueux est également effectué avec l’hypothèse d’un 
écrouissage isotrope, mais la relaxation des contraintes, et surtout l’hypothèse de la restauration 
visqueuse de l’écrouissage (considérée comme totale après 1000°C) compense l’agrandissement du 
domaine élastique. Lors du refroidissement, la contrainte calculée est très proche de la contrainte 
mesurée, et la contrainte en fin de cycle est correctement estimée. 
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Figure 2.22.a : Evolution de la contrainte en fonction de la température au cours du premier 
cycle thermique (Satoh AL) : comparaison des mesures avec le calcul élasto-viscoplastique 
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Figure 2.22.b : Evolution de la contrainte en fonction de la température au cours du premier 
cycle thermique (Satoh AL) : comparaison des mesures avec les calculs élasto-plastiques 
(écrouissage isotrope ou cinématique) 
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Fig. 2.23.a Fig. 2.23.b 

Figure 2.23 : Evolution de la contrainte en fonction de la température au cours du second 
cycle thermique (Satoh AL) : comparaison des mesures avec les calculs élasto-viscoplastique 
(a) et élasto-plastiques (b) 
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Fig. 2.24.a Fig. 2.24.b 

Figure 2.24 : Evolution de la contrainte en fonction de la température (Satoh AL) : 
comparaison des mesures avec les calculs élasto-viscoplastique et élasto-plastiques avec 
écrouissage cinématique au cours du troisième (a) et du quatrième cycle thermique (b) 
 
Les remarques effectuées pour le premier cycle restent valables pour les autres cycles. Après chaque 
cycle, le calcul élasto-plastique avec écrouissage isotrope met en évidence l’agrandissement isotrope 
du domaine élastique, et donc une augmentation des contraintes résiduelles. En revanche, le calcul 
visqueux ne présente pas cet agrandissement : en effet, pour les cycles dont la température maximale 
est supérieure à 800°C, la restauration visqueuse de l’écrouissage compense l’augmentation isotrope 
de la contrainte seuil. Tout ce passe comme si le matériau était « neuf » lors du refroidissement. Pour 
les cycles dont la température maximale est faible (moins de 500°C), l’écrouissage acquis lors du 
chauffage n’est pas restauré, et se transmet de manière isotrope lors du refroidissement. Mais cet 
écrouissage reste modéré (la pente d’écrouissage étant faible), la contrainte finale n’est donc pas 
augmentée de façon significative. 

Le modèle élasto-viscoplastique avec écrouissage isotrope et restauration visqueuse de l’écrouissage 
permet donc de représenter de façon satisfaisante l’évolution des contraintes au cours des différents 
cycles. Lorsque la viscosité est négligée, il est nécessaire de considérer un écrouissage cinématique. 
Lorsqu’elle est prise en compte, l’hypothèse d’un écrouissage isotrope est satisfaisante à condition de 
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considérer un terme de restauration visqueuse qui compense l’agrandissement isotrope du domaine 
élastique. 
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Figure 2.25 : Evolution de la contrainte en fonction de la température (Satoh AL) au cours du   
cinquième et dernier cycle thermique : comparaison des mesures avec les calculs élasto-
viscoplastique et élasto-plastiques avec écrouissage cinématique  
 

 

On constate, même pour le 5ème cycle, que le calcul élasto-viscoplastique reproduit de façon très 
satisfaisante l’expérience. En particulier, la contrainte finale, légèrement inférieure à la contrainte en 
fin de précédent cycle (à cause des phénomènes de restauration), est correctement estimée. Le calcul 
élasto-plastique, lui, donne des résultats très éloignés de l’expérience, et prévoit une contrainte finale 
de plus du double de la contrainte mesurée. 

On note enfin que la forme de la courbe expérimentale lors de la re-plastification en début de chaque 
cycle ne peut être représentée par le calcul, qui présente un aspect bi-linéaire, excepté pour les hautes 
températures dans le cas du calcul visqueux. 
La loi de comportement élastoviscoplastique considérée, avec les paramètres matériau adéquats, 
permet de reproduire de façon très satisfaisante l’évolution de la contrainte au cours des cycles 
thermique. Les contraintes résiduelles à la fin de chaque cycle thermique appliqué sont sensiblement 
identiques. Cela peut être reproduit par la simulation numérique élasto-viscoplastique, bien qu’un 
écrouissage isotrope soit considéré, car la restauration visqueuse de l’écrouissage à haute température 
compense l’agrandissement isotrope du domaine élastique. Cette loi de comportement et les 
paramètres identifiés peuvent donc être utilisés avec confiance pour des simulations de soudage plus 
complexes. En l’absence de données viscoplastiques, l’hypothèse d’un écrouissage cinématique 
semble préférable en terme de prévision des contraintes résiduelles. 
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VII RESUME ET CONCLUSION 
 
Dans ce chapitre, nous avons présenté une identification des paramètres thermomécaniques du 316L, 
nécessaires à la similation numérique du soudage. Différents types d’essais ont été réalisés : des essais 
de dilatométrie libre, pour déterminer le coefficient de dilatation, des essais de traction (à deux vitesses 
de déformation imposées) pour différentes températures, afin de déterminer les paramètres élasto-
plastiques, et enfin des essais de fluage et d’écrouissage-relaxation à haute température, pour 
déterminer les paramètres élasto-viscoplastique. 

La comparaison des données élasto-plastiques obtenues lors de cette caractérisation, avec les données 
issues de la littérature pour le 316L montre que l’acier étudié dans le cadre de cette étude possède des 
caractéristiques mécaniques plus élevées que celles du 316L « usuel », du moins pour les températures 
situées en dessous de 600 °C. Ceci montre que pour deux 316L de différentes coulées, les 
caractéristiques mécaniques peuvent être différentes, ce qui est généralement admis, bien que toujours 
surprenant. 

Nous avons également vu qu’un traitement thermique correspondant à un cycle de dilatométrie libre 
(chauffage jusqu’à 1100°C sans temps de maintient, à la vitesse de 90°C/s, puis refroidissement à l’air 
libre) peut avoir une influence sur le comportement mécanique du 316L. Cet effet ne semble 
cependant pas dû à la taille de grain, qui n’est pas affectée de façon importante par la dilatométrie.  

En outre, le caractère nettement visqueux du 316L au-dessus de 600°C a été mis en évidence. 
L’identification des paramètres du modèle viscoplastique destiné à la simulation des procédés de 
soudage implanté dans le Code_Aster a été effectuée à partir de l’ensemble des essais, entre 500 et 
1000°C. 

Afin de valider les paramètres obtenus, des essais unidimensionnels de type Satoh ont été modélisés. 
La simulation de ces essais avec le modèle élasto-viscoplastique choisi, implanté dans le Code_Aster, 
avec l’hypothèse d’un écrouissage isotrope, et en prenant en compte la restauration visqueuse de 
l’écrouissage, donne des résultats satisfaisant vis-à-vis de l’expérience. En l’absence de données 
viscoplastiques, l’hypothèse d’un écrouissage cinématique semble préférable en terme de prévision 
des contraintes résiduelles, dans le cas d’un chargement thermique multiple type multipasse. 

La loi de comportement élasto-viscoplastique et les paramètres identifiés peuvent donc être utilisés 
avec confiance pour des simulations de soudage plus complexes. C’est pourquoi dans le chapitre 
suivant nous allons considérer des essais et simulations numériques sur structures. 
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I INTRODUCTION 
 

Dans ce chapitre, nous étudions à l’échelle de la structure les phénomènes thermo-(métallo)-
mécaniques intervenant dans la ZAT lors du soudage TIG sur acier 316L. Contrairement aux études 
menées dans le chapitre précédent, qui s’appuyaient sur des tests unidimensionnels pour lesquels la 
zone d’étude présentait un caractère homogène (en température, et en contrainte), avec une 
température imposée parfaitement maîtrisée, les tests considérés ici mettent en jeu des gradients 
spatiaux de températures et de contraintes.  

L’objectif du programme d’essais et de simulation sur structures mis en œuvre dans cette partie est de 
juger de l’aptitude de la simulation numérique à prédire contraintes résiduelles et distorsions résultant 
du soudage, tout en restant dans un cas simple. La sensibilité des résultats numériques à différents 
paramètres ou hypothèses adoptées dans le calcul (données matériau, loi de comportement, 
modélisation de l’apport de chaleur) est également étudiée.  

Afin de réaliser cet objectif, une simulation expérimentale et numérique est menée sur des cas tests de 
référence. Ces cas tests visent à reproduire, dans un cas simplifié, les phénomènes thermomécaniques 
qui interviennent dans la ZAT d’un joint soudé lors du soudage TIG sur 316L. De façon à autoriser la 
réalisation d’analyses paramétriques, une structure simple, facilement modélisable par éléments finis, 
doit être considérée. Pour cette raison, les structures choisies sont des disques, de dimensions réduites. 
Le chargement thermique, purement thermique, appliqué au centre du disque, est axisymétrique et 
coaxial à la structure. Alors qu’un véritable procédé de soudage implique une source mobile, et 
conduit à des analyses numériques 3D, qui requièrent de larges capacités mémoire et des temps CPU 
très longs, ces expériences autorisent des analyses 2D-axisymétriques. 

Deux types de chargements thermiques sont considérés, qui correspondent à deux « niveaux de 
difficulté » : 

¾ Dans un premier cas, afin d’éviter les phénomènes liés à la présence d’une zone fondue, un 
chargement thermique laser est appliqué, sans chauffer le matériau au-delà de 1000°C. Le flux de 
chaleur absorbé par le disque peut alors être déterminé par méthode inverse de conduction de la 
chaleur, ce qui permet de maîtriser la sollicitation thermique. Différents types de structures (mince 
ou épaisse) sont alors considérés. Ces structures sont soumises à un unique transitoire thermique, 
ou bien à plusieurs transitoires, de façon à faire intervenir les phénomènes cycliques. 

¾ Dans un second cas, une torche TIG est utilisée, de façon à créer, sans métal d’apport, un bain de 
fusion axisymétrique, non traversant, au centre du disque. Bien que ce test fasse intervenir une 
zone fondue, les difficultés de modélisation liées à la présence de métal d’apport sont évacuées. 

La réalisation de ces cas tests nécessite un dispositif d’essais qui fournisse suffisamment de données 
expérimentales. Nous utilisons donc un dispositif spécifique d’essai sur structure,  qui permet 
l’acquisition d’un grand nombre de données en cours de chargement thermique. Des mesures dont 
également pratiquées après retour à température ambiante. 

Les simulations numériques sont effectuées avec le logiciel code_Aster, d’EDF. Les données utilisées 
dans la simulation numérique sont celles issues de la caractérisation du matériau présentée dans le 
chapitre précédent. 

Nous rappelons tout d’abord dans la première partie de ce chapitre les caractéristiques du dispositif 
expérimental utilisé. Les tests réalisés sont ensuite décrits en détails, puis les hypothèses et paramètres 
adoptés pour les simulations numériques sont récapitulés. Les résultats expérimentaux et numériques 
sont ensuite confrontés, puis analysés. Enfin, la dernière partie de ce chapitre concerne les résultats 
d’études paramétriques réalisées sur ces cas tests avec le code_Aster, afin de peser l’influence relative 
des différents phénomènes et paramètres intervenant dans le calcul. 
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II EPROUVETTES ET DISPOSITIF EXPERIMENTAL 
 
II.1 GÉOMÉTRIE ET DIMENSIONS DES SPÉCIMENS 
 

Les spécimens sont des disques de 160mm de diamètres. Ces dimensions réduites autorisent des temps 
de calcul relativement courts et permettent la réalisation d’études paramétriques, tout en ménageant 
suffisamment d’espace pour la mise en place du système de mesure. L’épaisseur des spécimens 
considérés varie de 5mm (cas d’une structure « mince », pour laquelle les gradients thermiques seront 
essentiellement bidimensionnels), à 15mm (structure « épaisse », pour laquelle les gradients 
thermiques seront tridimensionnels). 

Les disques d’épaisseur 5mm et la plupart des disques d’épaisseur 15mm ont été usinés dans la plaque 
en 316L (316L (1)) de dimensions 30×1010×1520, dont les caractéristiques et la composition 
chimique ont été présentées au chapitre 2, II.1. Il s’agit donc du matériau qui a fait l’objet de la 
caractérisation thermomécanique. 

Toutefois, certains disques épais ont été usinés dans un 316L provenant d’une autre origine (316L (2)). 
Il s’agit des disques soudés par TIG (cf. III.2), qui ont été usinés à partir d’un rondin de 316L(N) SPH, 
coulé et forgé, ayant subit un traitement thermique d’hypertrempe, avec chauffage à 1080°C suivit 
d’une trempe à l’eau. La composition chimique de ces deux aciers est comparée ci-dessous : 

 
 
Compo. (%) 
 

C Si Mn P S Cr Ni Mo N 

316L (1) 0,024 0,38 1,76 0,023 0,001 17,31 12,05 2,55 0,07 
316L (2) 0,021 0,43 1,79 0,021 0,001 17,43 12,31 2,41 0,069 
 

Tableau 3.1 : comparaison des compositions chimiques des deux 316L utilisés 

316L (1) : acier Framatome (plaque Avesta Shieffield) 

316L (2) : 316L(N) SPH, rondin : contient aussi Cu (0,16%), B (14ppm), Co (0,1%) 

 

Aucun traitement thermique (de type recuit ou autre) n’a été appliqué aux disques avant essais. 

 
 
II.2 DISPOSITIF EXPÉRIMENTAL : CARACTÉRISTIQUES ET 
POSSIBILITÉS 
 

Pour réaliser les essais, nous réutilisons un dispositif spécifique d’essais sur structure, relativement 
riche et fiable, représenté sur la figure 3.1. Ce dispositif a été mis au point au laboratoire URGC-
Structures, sous sa forme initiale, lors de la thèse de N. Cavallo ([BLA.97], [CAV.98]). Diverses 
améliorations ont été successivement apportées au cours des thèses de S. Petit ([PET.00]) et Y. 
Vincent ([VIN.00a], [VIN.01]). Nous présentons ici les caractéristiques et les possibilités actuelles de 
ce dispositif, qui a déjà servi à faire de fructueuses investigations sur l’acier de cuve 16MND5 au 
cours des thèses précitées ([VIN.99a et b], [CAN.99], [PRO.00], [DEP.02a]). 
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Figure 3.1 : dispositif expérimental et mesures réalisées 
 
 
II.2.1 Chargement et conditions limites 
 

Le chargement appliqué aux disques est purement thermique, coaxial à la structure. Il s’agit d’un 
chauffage limité à la partie centrale du disque. La nature du procédé de chauffage dépend des objectifs 
visés, c’est pourquoi deux types de procédés sont envisagés : d’une part un laser à gaz CO2, défocalisé 
au moyen d’une lentille, qui sert à chauffer la pièce sur une large zone tout en restant à l’état solide ; 
d’autre part un poste de soudage TIG, destiné à créer une zone fondue non traversante au centre des 
spécimens. 

Lors de l’essai, le disque repose sous l’effet de son poids propre sur trois tiges en alumine disposées 
verticalement à 120°. Les appuis sont ponctuels, à 72mm du centre, et des précautions sont prises afin 
que les déplacements du disque sous les chargements appliqués ne soit pas perturbés. Ainsi, seule la 
partie annulaire du disque qui reste froide constitue un bridage pour la partie centrale qui se dilate et se 
rétracte de façon non homogène, au cours du ou des chargements thermiques appliqués.  

Afin d’assurer une meilleure axisymétrie du chargement, le dispositif peut être placé sur un plateau 
tournant (7 tours/min). Cela se justifie essentiellement dans le cas du laser, qui présente une tache 
calorifique dont la distribution n’est pas parfaitement axisymétrique ([VIN.00a], [DEP.02b]). 

Ce dispositif autorise la mesure en cours d’essais des déplacements verticaux en face inférieure et de 
la température en continue. Après essais, différents types de mesures post-mortem sont également 
pratiquées. Ces mesures sont détaillées ci-dessous. 

(or laser) 

2 types de chargements : 
Laser / état solide 
TIG / zone fondue 
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II.2.2.1 TEMPÉRATURES 
 

Les mesures de températures se font par l’intermédiaire de thermocouples de type K (Chromel-
Alumel), de diamètre 78 µm. Ces thermocouples sont microsoudés selon un diamètre, sur la face 
inférieure du disque, tous les 2mm. Les thermocouples sont reliés à une centrale d’acquisition et un 
micro-ordinateur, avec une fréquence d’acquisition de 2 mesures/seconde. Quelques mesures de 
températures sont également effectuées par thermocouples en face supérieure, hors zone centrale. 

 
II.2.2.2 DÉPLACEMENTS 
 

La mesure des déplacements axiaux de la face inférieure se fait par 5 tiges en alumine, qui pointent 
sous le disque, à une distance de 1, 5, 15, 20, 25mm du centre. Ces tiges sont reliées à des capteurs 
inductifs, qui convertissent en tensions les déplacements. Les valeurs de déplacements sont 
enregistrées par l’intermédiaire de la chaîne d’acquisition NSOFT  (25 mesures/secondes environs) 

Trois capteurs sont également utilisés pour la mesure des déplacements radiaux, situés à 120° les uns 
par rapport aux autres. Ces mesures de déplacements radiaux permettent surtout d’avoir une idée 
globale sur l’axisymétrie de la réponse radiale du disque. 

 
II.2.3 Mesures post-mortem 
 
II.2.3.1 DÉFORMÉE RÉSIDUELLE 
 
Des mesures de déformées résiduelles des deux faces (supérieure et inférieure) des disques ont été 
pratiquées par palpeur au laboratoire de métrologie de l’INSA de Lyon. Le profil du disque est donc 
obtenu selon un diamètre. La symétrie de la déformée peut donc également être vérifiée.  

 
II.2.3.2 DÉFORMATIONS RÉSIDUELLES DANS LE PLAN DE LA FACE SUPÉRIEURE 
 

La déformation résiduelle dans le plan de la face supérieure est mesurée grâce à une méthode de 
corrélation d’image numérique. Pour cela, un motif aléatoire de type « speckle » est d’abord créé sur la 
surface de l’échantillon. Une image numérique de ce motif est alors réalisée avant essai. La même 
image est ensuite prise après essai. Grâce à un traitement numérique des deux images, et à l’aide d’une 
méthode de corrélation, les déplacements des différents points de la surface de l’échantillon peuvent 
être évalués, au moyen d’un logiciel mis au point au laboratoire LAMCOS, de l’INSA de Lyon. La 
connaissance des déplacements conduit à une détermination des déformations résiduelles sur la surface 
de l’échantillon par les équations de la Mécanique des Milieux Continus ([MGU.96]). 

Il faut cependant noter que le motif utilisé composé de nitrure de Bore et de Carbone ne peut résister à 
une température supérieure à 1000°C environ. Il ne peut donc être utilisé qu’en dessous de cette 
température. 

 
II.2.3.3 CONTRAINTES RÉSIDUELLES PAR DIFFRACTION DE RAYONS X 
 

Des mesures de contraintes résiduelles en surface supérieure et inférieure des échantillons ont été 
réalisées au service RNE/EMA d’E.D.F. Afin de mesurer les contraintes liées au transitoire thermique 
appliqué uniquement, et non les contraintes liées à la fabrication du disque, un polissage électrolytique 
est effectué. La profondeur de ce polissage (300 microns) a été déterminée de façon à ce que la 
contrainte mesurée à la périphérie du disque (c’est à dire à l’endroit où la contrainte devrait être nulle) 
se stabilise autours de zéro. Les incertitudes sont de l’ordre de plus ou moins 40MPa sur la valeur de 
contraintes mesurées ([TOD.00]). 
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II.2.3.4 CONTRAINTES RÉSIDUELLES PAR DIFFRACTION NEUTRONIQUE 
 

L’avantage des neutrons sur les rayons X est que ceux-ci interagissent faiblement avec la matière, ce 
qui leur permet de pénétrer de plusieurs centimètre dans l’acier. Il est donc possible grâce à cette 
technique de mesurer les contraintes de façon non destructive, à l’intérieur de la pièce soudée. 
Cependant la production de neutron nécessite un réacteur nucléaire. Ces mesures ont donc été 
effectuées à l’Institut Laue et Langevin, à Grenoble, en collaboration avec le Dr. Thilo Pirling. Pour 
ces mesures, un diffractomètre 2 axes, de haute résolution, a été utilisé. Le principe et la réalisation de 
ce type de mesure est détaillé dans l’Annexe 3. 

 
II.2.3.5 ANALYSES MICROGRAPHIQUES 
 

Les analyses micrographiques consistent essentiellement en des coupes et macrographies. Des mesures 
de micro et macro-dureté ont également été pratiquées sur la surface ainsi que dans l’épaisseur des 
disques. 

 
III TYPES D’ESSAIS REALISES 
 

Plusieurs types d’essais sont considérés, qui diffèrent par le type de structure étudiée (mince ou 
épaisse), et par le type de sollicitation thermique appliquée (avec ou sans création d’une zone fondue).  

 
III.1 ESSAIS HORS FUSION : CYCLES THERMIQUES LASER 
 

Dans un premier temps, les difficultés liées à la présence d’une zone fondue sont évacuées, et seuls les 
effets thermomécaniques dans la partie de la soudure qui reste à l’état solide sont étudiés. Le chauffage 
de la partie centrale des disques est dans ce cas réalisé au moyen d’un laser à gaz CO2,, défocalisé, de 
façon à répartir la puissance à la surface de la pièce. La température maximale atteinte au centre des 
spécimens reste inférieure à 1000°C (évitant ainsi les problèmes de grossissement de grain 
austénitique).  De plus, le fait de rester à l’état solide permet d’utiliser les mesures de températures en 
face inférieure pour retrouver le flux absorbé en face supérieure, par l’intermédiaire d’une méthode 
inverse de conduction de la chaleur. Le chargement thermique peut ainsi être déterminé (voir 
IV.1.2.2). Deux types d’essais sont alors réalisés. 

 
III.1.1 Cycle thermique laser unique sur structure mince 
 

Dans ce cas le disque d’épaisseur 5mm est considéré. Un seul cycle thermique est appliqué. La 
spécificité de ce chargement thermique est précisée dans le tableau 3.2 ci-dessous. Lors du cycle 
thermique, des gradients de températures essentiellement radiaux vont se développer dans le spécimen. 

 

Centre Sup Tmax 865°C1st Cycle (durée 47s) 
Centre Inf Tmax 845°C

 

 
Tableau 3.2 : Disque mince sous chargement unique : spécificité du chargement 
 

Chauffage laser
 (1 cycle) / ep. 5 
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III.1.2 Cycles thermiques laser multiples sur structure épaisse 
 
Dans ce cas, le disque d’épaisseur 15mm est considéré. Trois cycles thermiques laser d’amplitude 
maximale décroissante sont considérés, ceci de façon à reproduire dans une certaine mesure les effets 
cycliques qui interviennent lors du soudage multipasse avec une source de chaleur qui s’éloigne. Etant 
donné l’épaisseur plus importante des disques, des gradients de températures axiaux et radiaux vont se 
développer lors des cycles thermiques, dont la spécificité est donnée dans le tableau 3.3. 

 
Centre Sup Tmax 1010°C1st Cycle (durée 140s)
Centre Inf Tmax 770°C
Centre Sup Tmax 865°C2nd cycle (durée 80s) 
Centre Inf Tmax 645°C
Centre Sup Tmax 650°C3rd cycle (durée 40s) 
Centre Inf Tmax 450°C

 

 
Tableau 3.3 : Disque épais sous chargement multiple 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.2 : Types d’essais réalisés 
 

Disque Epais 3 Cycles (laser) ; 316L (1)

Disque Mince 1 Cycle (laser) ; 316L (1) 

ϕ = 160 mm 

15 mm 

ϕ = 160 mm 1 « Z.A.T » : Traversante 

5 mm 

Disque Epais / Soudage TIG ; 316L (2)

12 ou 
15

3 « Z.A.T » : Non Traversantes 

1 Z.F : Non Traversante 
ϕ = 160 mm 

Chauffage laser
 (3 cycles) 
ep. 15 mm 
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III.2 ESSAIS « AVEC FUSION » : SOUDAGE TIG FIXE SUR 
STRUCTURE ÉPAISSE 
 
Les essais précédents, qui s’affranchissent de la présence d’une zone fondue, autorisent une meilleure 
maîtrise de l’apport de chaleur, par le biais de la méthode inverse. Il est alors possible de qualifier la 
prévision par élément finis du comportement thermomécanique du matériau, dans un cas pour lequel 
la sollicitation thermique est bien connue.  

Lors de la simulation numérique d’un procédé de soudage réel, l’une des difficultés principale est liée 
à la méconnaissance de l’apport de chaleur, et à la difficulté de modéliser les phénomènes complexes 
qui ont lieu dans la zone fondue. 

Afin d’intégrer cette difficulté liée à l’apport de chaleur, tout en restant dans le cas simple d’une 
structure axisymétrique, nous procédons à la création par procédé TIG d’un bain de fusion central, 
sans métal d’apport. Les paramètres de soudage sont ajustés de façon à créer une zone fondue de taille 
suffisamment significative, mais non traversante. 

Remarque : ces essais ont été effectués sur des disques usinés dans un 316L de composition et 
d’histoire légèrement différentes de celles du 316L qui a fait l’objet de la caractérisation mécanique, 
présentée dans le chapitre 2 –316L(2), tableau 3.1. 

Ces essais ont été réalisés en collaboration avec l’IUT B de Villeurbanne, en utilisant leur poste de 
soudage. Le générateur TIG Polynertal est utilisé en courant continu, gamme A, polarité directe. Les 
paramètres de soudage, ainsi que les spécificités du chargement thermique sont données dans le 
tableau 3.4. 

 
Paramètres de soudage Disque ep. 12mm Disque ep. 15mm 

Electrode φ 1,6mm 
I = 120 A ; 

Harc = 4mm ; U =10V 
Gaz : Argon pur débit 6 l/min 

Durée chauffage = 150s 
Centre Inf Tmax = 1005°C 

Durée chauffage = 210s 
Centre Inf Tmax = 820°C 

 
Tableau 3.4 : Disques épais / soudage TIG 

 
 
IV. SIMULATIONS NUMERIQUES – MISES EN DONNEES 
 
IV.1 CAS DES TESTS SANS FUSION : CYCLE THERMIQUE LASER 
(DISQUE MINCE ET ÉPAIS) 
 
IV.1.1 Maillage 
 
Des éléments quadratiques surfaciques axisymétriques à 8 nœuds sont utilisés pour le maillage des 
disques minces et épais. Ceux-ci sont représentés ci-après (figure 3.3). 
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Figure 3.3: maillage des disques minces et épais 
 
 

 Nombre de Nœuds Nombre de mailles 
Disque mince ep. 5mm 2535 1066 
Disque épais ep. 15mm 5413 2184 
Disque épais ep.12mm 5015 2069 

 
Tableau 3.5 : nombre d’éléments 

 
 
IV.1.2 Modélisation thermique 
 
IV.1.2.1 PARAMÈTRES THERMOPHYSIQUES 
 
Le logiciel code_Aster traite l’équation de la chaleur par l’intermédiaire d’une formulation enthalpique 
(cf. chapitre 1, IV.2.1.5). Les paramètres thermophysiques (qui dépendent de la température) sont donc 
la conductivité du matériau, ainsi que son enthalpie (intégrale sur la température de la chaleur 
massique du matériau). Ces données sont issues des bases de données FRAMATOME donnant la 
conductivité λ (en W/(m.°C)), la chaleur spécifique Cp (en J/(kg.°C)) et la densité ρ (en kg/m3) du 
316L en fonction de la température. L’enthalpie H à une température donnée T est calculée comme 
l’intégrale, de 20°C à T, de la chaleur massique (formule I.11, chapitre 1): 

En outre, une recherche bibliographique a été menée afin de confronter les valeurs des paramètres 
thermophysiques du 316L, issues de différentes sources : il s’agit de données du RCCMR, et de 
données issues de bases de données EDF-CEA (voir fig. 3.4.a et b). La concordance entre toutes ces 
données est excellente. 

 
 
 
 

80mm

80mm
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Fig. 3.4.a Fig. 3.4.b 

Figure 3.4: évolution de la conductivité (a) et du produit ρCp (b) en fonction de la 
température d’après différentes bases de données 
 
Les valeurs adoptées dans le calcul sont données ci-dessous. Ces données ont également été utilisées 
pour retrouver le flux absorbé par la pièce par méthode inverse de conduction de la chaleur (voir ci-
dessous). 

 
T (°C) 20 100 200 300 400 500 
λ (W/m.K) 14 15,2 16,6 17,9 19 20,6 
ρ (Kg/m3) 8000 7970 7940 7890 7850 7800 
Cp (J/Kg.K) 450 490 525 545 560 570 
T (°C) 600 700 800 900 1000 1200 
λ (W/m.K) 21,8 23,1 24,3 26 27,3 29,9 
ρ (Kg/m3) 7750 7700 7660 7610 7570 7450 
Cp (J/Kg.K) 580 595 625 650 660 677 
 

Tableau 3.6 : paramètres thermophysiques en fonction de la température 
 
 
IV.1.2.2 CHARGEMENT ET CONDITIONS AUX LIMITES THERMIQUES 
 

Les conditions aux limites du problème thermique sont les suivantes : au chauffage (pour chaque 
cycle), flux imposé fonction de l’espace et du temps sur la partie supérieure centrale du disque (zone 
affectée par laser), échanges convectifs et radiatifs sur les faces inférieures et latérales du disque, ainsi 
que sur la face supérieure hors zone affectée par laser selon la formule 1.13. Le coefficient d’échanges 
convectifs H est pris égal à 5W/m°C pour les faces inférieures et latérales, et à 15W/m°C pour la face 
supérieure (sur laquelle il y a le motif de corrélation d’image) hors zone affectée par laser. 
L’émissivité de la paroi est prise égale à 0,75. 

Au refroidissement, toutes les faces échangent la chaleur avec l’extérieur par rayonnement et 
convection. L’émissivité est prise égale à 0,75, le coefficient d’échange convectif est pris égal à 
15W/m°C pour toutes les faces. 

Remarque : En réalité, la valeur prise pour les coefficients d’échange a peu d’influence sur les 
résultats au chauffage par rapport au flux laser qui influence de façon déterminante l’évolution du 
champ de température.  

Le flux de chaleur imposé est issu des résultats de la méthode inverse de conduction de la chaleur (cf. 
[DEP.002b et c). Ce flux, donné par méthode inverse ([BLA.97]), est défini en fonction de l’espace et 
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du temps. L’allure spatiale du flux à un instant donné est multimodal, avec une forme globalement 
gaussienne. Sur la fin du chauffage, on note une diminution de l’intensité du flux absorbé qui est la 
conséquence des pertes de propriétés d’absorption du motif de la face supérieure. Enfin, on note sur 
les courbes obtenues par méthode inverse une oscillation temporelle du flux, pour un rayon donné. 
Cette oscillation n’est pas forcément représentative de la réalité physique, mais elle est la conséquence 
de l’instabilité de la méthode inverse, sensible au bruit de mesure des thermocouples. La variation 
temporelle du flux est donc modélisée par une montée linéaire, un palier, une légère diminution (liée 
aux pertes des propriétés d’absorption du motif speckle en face supérieure), puis une descente linéaire 
correspondant à la fin du chauffage. Le flux de chaleur absorbé obtenu par méthode inverse est donné 
sur la fig. 3.5 dans le cas du disque mince (1 tir) et épais (3 tirs). 
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Figure 3.5.a : flux absorbé dans le cas du 
disque mince 

Figure 3.5.b : flux absorbé dans le cas du 
disque épais (3 tirs) 
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Figure 3.5.c : variation temporelle du flux absorbé (disque mince) pour différentes distances 
par rapport au centre du disque 
 
 
IV.1.3 Modélisation mécanique 
 
IV.1.3.1 TYPE DE CALCUL, CONDITION LIMITES ET LOI DE COMPORTEMENT ADOPTÉE 
 
Les calculs effectués sont bi-dimensionnels axisymétriques en grandes déformations. Un appui est 
considéré à 72mm du centre, face inférieure, conformément à l’expérience. On utilise la loi de 
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comportement élasto-visco-plastique avec écrouissage isotrope et restauration visqueuse de 
l’écrouissage (équations 1.74 à 1.76), implantée dans le code_Aster, présenté au chapitre 1, V.3.5.3. 
On rappelle que la viscosité est prise en compte à partir de 500°C (chapitre 2, V.1.5.2.1). 

 
IV.1.3.2 PARAMÈTRES THERMO-MÉCANIQUES 
 

Les paramètres élasto-plastiques et viscoplastiques intervenant dans la simulation sont ceux issus de la 
caractérisation du matériau  présentée dans le chapitre 2. Etant donné que les disques n’ont subi aucun 
cycle thermique préliminaire, il s’agit des paramètres identifiés d’après les essais sur éprouvettes 
n’ayant pas subi de dilatométrie libre préalable.  

Pour les températures inférieures à 500°C, la viscosité η est égale à zéro, c’est à dire qu’on considère 
le matériau purement élasto-plastique. En dessous de cette température, l’écrouissage est donc linéaire 
isotrope, et la limite élastique est la limite à 0,1% de déformation plastique.  

 
IV.2 CAS DES TESTS AVEC FUSION : CYCLE THERMIQUE : 
SOUDAGE TIG 
 
IV.2.1 Maillage 
 
Le maillage utilisé pour les tests avec fusion TIG est identique au maillage utilisé pour le disque 
soumis à trois transitoires thermiques d’amplitude décroissante (fig. 3.3 et tableau 3.5). 

 
IV.2.2 Modélisation thermique 
 
IV.2.2.1 PARAMÈTRES THERMOPHYSIQUES 
 
Jusqu’à 1200°C, les paramètres thermophysiques utilisés sont indiqués dans le tableau 3.6. Ceux-ci 
sont interpolés linéairement jusqu’à la température de fusion. Selon les sources bibliographiques, les 
valeurs de température de fusion pour l’acier 316L ainsi que la chaleur latente de fusion varient 
quelque peu.  A titre d’exemple, le tableau ci-dessous récapitule les valeurs issues de différentes 
sources : 

 
Référence : Intervalle de fusion Chaleur latente 

(J/Kg) 
Chaleur latente 

(J/m3) 
[KIM.98] 1400-1450°C 2,47. 105 1,7784. 109 
[BRI.98] 1340-1390°C 2,60. 105  
[LAC.90] 1450-1500°C 2,738. 105 1,971. 109 
[DUP.94] 1370-1425°C  1,7982. 109 
[TIS.98] 1400-1500°C 2,70. 105 2,02. 109 
[DES.01] 1450-1500°C  1,8. 109 

 
Tableau 3.7 : intervalle de fusion et chaleur latente 

 
Nous choisissons les valeurs suivantes : Fusion entre 1450 et 1500°C, et chaleur latente de fusion de 
1,8.109 J/m3 (soit 2,50.105 J/kg pour une densité de 7200kg). La chaleur latente de fusion est prise en 
compte dans le code_Aster par l’intermédiaire d’une formulation enthalpique de l’équation de la 
chaleur. Cette chaleur latente de fusion est rajoutée entre 1450 et 1500°C. Après 1500°C, l’enthalpie 
varie de façon linéaire, avec la même pente qu’avant 1450°C. 
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Nous disposons de peu de données sur l’évolution des paramètres thermophysiques après fusion. Pour 
la simulation numérique, la conductivité est couramment considérée comme constante, à partir de sa 
valeur à la température de fusion (par ex. [KIM.98]) bien que la conductivité de la phase liquide soit 
en réalité très inférieure à celle de la phase solide ([TIS.98] et [HON.98]). Cependant, les transferts de 
chaleur dans le bain fondu ne se font pas seulement par conduction, mais également par convection 
(cf. chapitre 1, II.3). C’est pourquoi, afin d’imiter la convection, et d’homogénéiser la température du 
bain fondu, il est parfois d’usage de multiplier la conductivité après fusion par un facteur 2, 
([BRI.98]), 10 ([DES.01]) ou 100. Dans notre étude, nous choisissons de doubler la conductivité après 
fusion. 

 
IV.2.2.2 APPORT DE CHALEUR 
 
IV.2.2.2.1 Modélisation directe de l’apport de chaleur 
 
Contrairement au cas des tests précédents ne faisant pas intervenir la fusion, pour lesquels l’apport de 
chaleur pouvait être déterminé par méthode inverse, nous nous retrouvons pour ce type de test 
confronté au problème de la modélisation de l’apport de chaleur. 

Plusieurs types de modèles de sources (surfacique, volumiques) peuvent être envisagés (cf. chapitre 1, 
IV.2.3). Etant donné les configurations particulières de l’expérience, nous décidons de représenter 
l’apport de chaleur par une densité de flux surfacique de répartition gaussienne (equ. (1.28)) 

En effet, une modélisation par une densité de flux volumique ne permettrait pas de reproduire 
l’évolution des températures pour le début de la phase de chauffage, car au début du soudage, le bain 
fondu est de dimensions très réduites. Ce n’est qu’après 30s environ que sa taille devient suffisamment 
significative pour justifier à la rigueur une représentation volumique de l’apport de chaleur. 

Les paramètres de la répartition gaussienne choisie, qu’il nous faut déterminer, sont donc, outre la 
tension et l’intensité (de 10V et 120A respectivement), le coefficient σ de répartition de la source 
d’une part , et la valeur du paramètre η de « rendement » d’autre part. 

En ce qui concerne le coefficient de répartition, celui-ci peut être relié linéairement à la hauteur d’arc 
([TIS.98]), ce qui implique une valeur σ = 1,5mm pour une hauteur d’arc de 4mm. 

En ce qui concerne le paramètre η, celui-ci demeure arbitraire (il est généralement estimé entre 0,6 et 
0,9 pour des conditions de soudage de ce type). Nous décidons de caler ce paramètre sur la mesure de 
température au centre de la face inférieure, effectuée par thermocouple. Après quelques calculs 
thermiques considérant plusieurs rendements, nous en déduisons la valeur optimale : η = 0,8 soit un 
rendement de 80%, en accord avec la littérature (voir par exemple [HON.98]). Le flux de chaleur ainsi 
obtenu est donné dans le tableau 3.8 et représenté sur la figure 3.6.  

 
 

Rayon (mm) 0 1 2 3 
Flux (KW/m²) 67906,109 54374,961 27917,036 9190,092 
Rayon (mm) 4 5 6 7 

Flux (KW/m²) 1939,772 262,519 22,780 1,267 
 

Tableau 3.8 : flux absorbé en face supérieure (rendement de 80%) 
 
De plus, afin de prendre en compte la montée et l’extinction de l’arc, le flux est considérée comme 
variable dans le temps, mais constant sur pratiquement toute la durée du chauffage (Cf. fig. 3.6.b). 
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Fig. 3.6.a Fig. 3.6.b 
Figure 3.6 : Evolution spatiale (a) et temporelle (b) du flux modélisé 
 
 
IV.2.2.2.2 Détermination du front de fusion par méthode inverse 
 
Afin de déterminer l’apport de chaleur de façon plus fine, une deuxième approche, plus originale, est 
adoptée, qui s’appuie sur une nouvelle méthode inverse permettant de prendre en compte la fusion 
([BLA.]. Dans ce cas, les mesures de températures effectuées sur la face inférieure de la pièce sont 
utilisées par le biais d’une méthode inverse de conduction de la chaleur, pour retrouver la taille et la 
forme du front de fusion en fonction du temps, ainsi que le champ de température dans la partie solide. 

La recherche de la position du front de fusion en soudage fait partie des problèmes inverses à frontière 
mobile [RAY.88]. L’objectif de la nouvelle méthode inverse, développée par G. Blanc (CETHIL-
INFLUTHERM) est d’estimer la position de la frontière de fusion-solidification de la pièce soudée, à 
partir de mesures de températures faites en des points éloignés de cette frontière, dans la partie solide. 

La nouvelle méthode inverse permet donc d’obtenir à chaque instant la position du front de fusion 
(isotherme à la température de fusion1), ainsi que le flux q qui passe à l’interface dans la partie solide.  
Les caractéristiques de cette méthode inverse sont données dans l’Annexe 5. 

 
IV.2.3 Modélisation mécanique 
 
Comme pour les disques sous transitoire(s) thermique(s) laser, les calculs effectués sont bi-
dimensionnels axisymétriques en grandes déformations, en considérant un appui à 72mm du centre, en 
face inférieure. La même loi de comportement élasto-viscoplastique est considérée (en prenant en 
compte la viscosité à partir de 500°C). Cependant, nous devons considérer le fait que le 316L 
constitutif des disques soudés par TIG n’est pas le 316L dont la caractérisation a été présentée au 
chapitre 2. En ce qui concerne les données matériaux, nous faisons donc les hypothèses suivantes : 

¾ Au-dessus de 500°C, les paramètres viscoplastiques utilisés dans le calculs sont ceux issus de la 
caractérisation  (seuil d’écoulement, coefficients de viscosité, pente d’écrouissage).  

¾ En dessous de 500°C, le matériau est considéré comme élastoplastique (non visqueux). Les 
paramètres matériaux adoptés (limite d’élasticité, pente d’écrouissage, module d’young, 
coefficient de dilatation), sont ceux issus de la littérature  (données FRA, CEA-EDF en annexe). 

 
                                                 
1 La méthode inverse fait l’hypothèse d’une interface infiniment mince (ce qui n’est théoriquement valable que 
dans le cas d’un corps pur), sans distinguer les températures de liquidus et de solidus. Il s’agit d’une hypothèse 
forte, qui pose le problème du choix de la température de fusion. Dans cette étude, nous avons choisi Tf =Ts = 
1475°C 

temps

FLUX

2s 4s 



Chapitre 3 : Essais et validations sur structures 2D axisymétriques 

 
Thèse :        Simulation numérique du soudage – Acier 316L. Validation sur cas tests de complexité croissante 
Lionel DEPRADEUX  INSA de Lyon 2003 

98

 
V ANALYSES COMPARATIVES CALCUL-EXPERIENCE 
 
Dans cette partie, les résultats expérimentaux et numériques, thermiques et mécaniques sont présentés. 
L’adéquation calcul-expérience est analysée et commentée pour les différents cas tests. 

 
V.1 ANALYSE THERMIQUE 
 
V.1.1 Disque mince sous transitoire laser unique et disque épais sous 
transitoires multiples 
 

La figure 3.7 donne l’évolution des températures en fonction du temps, dans le cas du disque mince et 
la fig. 3.8 dans le cas du disque épais pour les trois cycles thermiques successifs. On constate que la 
maîtrise de la sollicitation thermique au moyen de la méthode inverse permet de retrouver par le calcul 
les gradients thermiques dans la pièce avec une excellente précision.  

Remarque : En face supérieure, des oscillations sont visibles sur les mesures de températures. Ces 
oscillations sont la conséquence de la non parfaite axisymétrie de la tache laser, corrigée par le 
mouvement du plateau tournant sur lequel le disque est posé. 
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Figure 3.7 : Evolution temporelle des températures, calculées et mesurées en différents points 
des faces supérieures et inférieures ; Disque mince sous transitoire thermique unique 
 

 

Dans le cas du disque épais, la température s’homogénéise rapidement au centre du disque du fait de la 
faible diffusivité du 316L, la chaleur restant « confinée » au centre. C’est pourquoi les gradients de 
température au centre dans l’épaisseur restent modérés lors des transitoires thermiques, excepté en 
début du chauffage. On constate en outre qu’après coupure du chauffage, la face inférieure du disque 
continue de chauffer par conduction pendant quelques secondes, jusqu’à ce que la température 
s’uniformise dans l’épaisseur au cours du refroidissement. 

 
 
 
 
 
 

Face inférieure Face supérieure 

r = 0 r = 0 

r = 50mm r = 45mm 

r = 30mm 
r = 30mm 
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Fig. 3.8.a Premier transitoire 
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Fig. 3.8.b Second transitoire 
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Fig. 3.8.c Troisième transitoire 

Figure 3.8 : Evolution temporelle des températures calculées et mesurées en différents points 
des faces supérieures et inférieures ; Disque épais sous transitoire thermique multiple 
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V.1.2 Disque épais – soudage TIG 
 
V.1.2.1 RÉSULTATS DU CALCUL THERMIQUE DIRECT 
 
Les figures 3.9 représentent, pour le disque d’épaisseur 12mm et pour celui d’épaisseur 15mm, les 
évolutions de températures mesurées en face inférieure et supérieure, au cours du transitoire 
thermique, et calculées avec l’hypothèse d’une distribution gaussienne de densité de flux de chaleur en 
face supérieure, en considérant un rendement η de 80% (cf. IV.2.2.2.1). On constate que le champ de 
température est bien reproduit par le calcul aux points de mesures, c’est à dire, relativement loin de la 
zone fondue. En effet, la figure 3.11, qui présente les tailles de zone fondues mesurée et calculée, pour 
le disque d’épaisseur 12mm (il s’agit en fait d’un relevé sur le maillage de l’isotherme à 1475°C 
calculée en fin de chauffage, comparée à la limite de la macrographie de la zone fondue) indique une 
sous estimation assez importante par le calcul de la pénétration. La non prise en compte dans le calcul 
des phénomènes convectifs dans le bain, liés essentiellement aux forces électromagnétiques et à l’effet 
Marangoni qui creusent la soudure (cf. chapitre 1, II.3) conduit à une mauvaise estimation de la zone 
fondue. Etant donné l’importance des gradients thermiques dans la zone centrale, les températures 
calculées sont probablement très éloignées des valeurs réelles à proximité immédiate de la zone 
fondue. En revanche, les températures situées à plus de 5mm du front de fusion sont correctement 
estimées. 
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Figure 3.9 : Températures calculées et mesurées face inférieure pour différents rayons (r = 0, 

10, 20, 30, 50mm); disque ep.12 mm 
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Figure 3.10 : Températures calculées et 
mesurées face supérieure (r = 10, 20, 30, 
40mm) ; disque ep.12 mm 

Figure 3.11: Macrographie et isothermes de 
températures en fin de chauffage; disque ep. 
12 mm 
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Fig. 3.12.a Fig. 3.12.b 
Figure 3.12 : (a) isovaleurs de températures et gradients spatiaux de températures en fin de 
chauffage selon un rayon en face supérieure et inférieure ; (b) comparaison de la limite de la 
zone fondue observée d’après macrographie et de l’isotherme calculée à 1475°C 
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Fig. 3.13.a : Gradients spatiaux de 
températures en face inférieure pour différents 
instants 

Fig. 3.13.b : Gradients spatiaux de 
températures en face supérieure pour 
différents instants 
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Figure 3.14 : Evolution temporelle des températures, calculées et mesurées en différents 
points des faces supérieures et inférieures; Disque épaisseur 15 mm 
 
La modélisation directe de l’apport de chaleur par une représentation gaussienne permet donc de bien 
représenter les évolutions et gradients de températures dans toute la pièce, excepté à proximité 
immédiate de la zone fondue, qui est très pénétrante (7 mm dans le cas du disque d’épaisseur 12mm, 
cf. fig. 3.11)). 

Le calage de cette représentation gaussienne a uniquement nécessité l’utilisation de la mesure de 
l’évolution température au centre de la face inférieure du disque. Ce calage a été assez rapide, avec un 
seul paramètre à ajuster, η, le paramètre de répartition géométrique de la source étant déduit de la 
hauteur d’arc. 

Afin d’améliorer les résultats de calcul en ce qui concerne la zone fondue, il est possible de modifier la 
façon de représenter l’apport de chaleur en tenant compte également de la macrographie. Ce point sera 
discuté lors de l’analyse paramétrique. Toutefois, nous conserverons dans un premier temps ces 
résultats thermiques, qui semblent tout de même de bonne qualité pour l’analyse avale mécanique. 

 
V.1.2.2 RÉSULTATS DU CALCUL THERMIQUE INVERSE 
 
La nouvelle méthode inverse permet d’indentifier à chaque instant de calcul la position du front de 
fusion (en réalité, la position de l’isotherme à 1475°C), et le flux de chaleur passant à cette interface. 
La figure 3.15 compare la taille de la zone fondue observée d’après macrographie, à l’isotherme à 
1475°C en fin de chauffage calculée avec la méthode inverse. Ces résultats sont également comparés 
aux résultats du calcul « direct » précédent effectué avec le code_Aster, qui considérait une densité de 
flux surfacique gaussienne. 

Bien que la méthode inverse semble encore sous-estimer quelque peu la pénétration, celle-ci présente 
un gain notable de qualité par rapport au calcul qui modélise directement l’apport de chaleur. 

Il faut de plus souligner le fait que les disques sont épais, et que cela est très préjudiciable pour la 
qualité des résultats de la méthode inverse. En effet une épaisseur de 12mm est une limite au-delà de 
laquelle toute détermination du front de fusion par méthode inverse serait irréalisable, étant donné la 
faible diffusivité du 316L. 

Compte tenu de l’épaisseur des disques, les résultats de la méthode inverse peuvent donc être 
considérés comme satisfaisants. 
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Figure 3.15 : comparaison des limites de la Zone Fondue observée sur la macrographie aux 
isothermes calculées à 1475°C à la fin de la phase de chauffage, dans le cas de la méthode 
inverse et dans le cas du calcul direct en supposant une répartition gaussienne. 
 
 
V.2 ANALYSE MÉCANIQUE 
 
V.2.1 Déplacements et déformée finale 
 
VI.2.1.1 DISQUE MINCE SOUS TRANSITOIRE LASER UNIQUE 
 
La figure 3.16 donne l’évolution des déplacements axiaux transitoires du disque en face inférieure, et 
la figure 3.17 donne la déformée finale. Le mouvement du disque en cours d’essai consiste en une 
montée brutale de son centre, avec un déplacement central de forte amplitude (la flèche maximale est 
de l’ordre de 6mm). Un important mouvement de flexion est donc généré. 

¾ Lors du tout début du chauffage, la face supérieure chauffe de façon plus importante que la face 
inférieure. La dilatation thermique étant par conséquent plus élevée en face supérieure qu’en face 
inférieure, le centre du disque monte.  

¾ A t = 10s environ, on constate une hésitation du mouvement du disque, qui correspond à la 
plastification, et donc à la perte de rigidité du centre du disque en face supérieure. Puis le centre du 
disque remonte de façon importante, du fait de la forte dilatation thermique.  

¾ Après coupure du chauffage, la rétraction due au refroidissement tend à redresser le disque, sans y 
parvenir totalement. La déformée finale présente une flèche importante, visible à l’œil nu.  
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Figure 3.20 : Evolution temporelle des déplacements axiaux transitoires calculés et mesurés 
au centre et à 30mm du centre 
 
 

Points de mesure 
r = 1 mm, 30mm 

du centre 

Disque ep. 15mm ; 
Premier transitoire thermique

Disque ep. 15mm ; 
Second transitoire thermique 

Disque ep. 15mm ; 
Troisième transitoire 
thermique 
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Figure 3.20 : Déformée résiduelle calculée et mesurée (face inférieure et supérieure) 

Points de mesure 
le long des faces 

Sup et Inf 

Disque ep. 15mm ; Après le 
premier transitoire thermique

Disque ep. 15mm ; Après le 
second transitoire thermique 

Disque ep. 15mm ; Après le 
troisème transitoire thermique
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Figure 3.21 : Evolution temporelle des déplacements axiaux transitoires du centre des faces 
supérieure et inférieure du centre 
 
 
V.2.1.3 DISQUE ÉPAIS  - SOUDAGE TIG 
 
Les figures 3.22 à 3.25 donnent les déplacements axiaux transitoires et la déformée résiduelle, obtenus 
pour le disque d’épaisseur 12mm, et le disque d’épaisseur 15mm, qui présentent tous deux une zone 
fondue légèrement sous évaluée par le calcul thermique. 

Le mouvement des disques en cours d’essai est similaire à celui des disques d’épaisseur 15mm sous 
transitoire thermique multiple hors fusion, pour le premier transitoire (fig. 3.20). La déformée finale 
présente une flèche de faible amplitude, avec un gonflement de la partie centrale, et la présence d’une 
sur-épaisseur centrale importante caractéristique de la présence de la zone fondue. 

Malgré une sous estimation de la zone fondue lors du calcul thermique, la comparaison calcul-
expérience est très satisfaisante en termes de déplacements. Ce résultat s’explique sans doute par le 
fait que lors du calcul thermique, le champ de température est correctement reproduit jusqu’à 
l’isotherme 1000°C au moins (qui est la limite des températures mesurées, qui sont bien reproduites 
par le calcul). Au-delà de cette température, la rigidité du matériau est très faible. Par conséquent, une 
erreur sur les gradients thermiques pour des températures supérieures à 1000°C n’entraîne pas une 
grande erreur sur la rigidité du matériau à ces températures, et n’entraîne donc pas une grande 
différence de comportement structural. 

Il faut cependant souligner que cet essai est particulier du fait de sa configuration axisymétrique : en 
effet la partie centrale est chauffée pendant un temps assez long, ce qui entraîne un maintien de la 
partie centrale à haute température pendant une durée qui n’est pas représentative par rapport aux 
cinétiques de chauffage observées lors d’une opération de soudage réelle, pour laquelle la source de 
chaleur est mobile. 

 

Point de mesure 
r = 1 mm du centre

Déplacement centre face sup.

Déplacement centre 
face inf. 
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Figure 3.22 : Evolution temporelle des déplacements axiaux transitoires calculés et mesurés 
au centre et à 30mm du centre (disque ep. 15mm soudé par TIG) 
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Figure 3.23 : Déformée finale calculée et mesurée (face inférieure et supérieure) (disque ep. 
15mm soudé par TIG) 
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Figure 3.24 : Evolution temporelle des 
déplacements axiaux transitoires calculés et 
mesurés au centre et à 30mm du centre 

Figure 3.25 : Déformée finale calculée et 
mesurée (face inférieure et supérieure) 
(disque ep. 12mm soudé par TIG) 

Points de mesure 
r = 1 mm, 30mm 

du centre 

Points de mesure 
le long des faces 

Sup et Inf 
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(disque ep. 15mm soudé par TIG) 
 
V.2.2 Contraintes résiduelles 
 
V.2.2.1 DISQUE MINCE SOUS TRANSITOIRE LASER UNIQUE 
 
Dans le cas du disque mince, les contraintes sont générées par deux phénomènes :  

¾ D’une part la dilatation et contraction d’origine thermique, qui créent de la compression au 
chauffage, et de la traction au refroidissement de façon à peu près homogène dans toute l’épaisseur 
de la partie centrale du disque 

¾ D’autre part le mouvement structural de flexion, qui, au chauffage, crée de la traction en partie 
supérieure (qui s’oppose à la compression d’origine thermique) et de la compression en partie 
inférieure (qui s’ajoute à la compression d’origine thermique). Au refroidissement, le phénomène 
inverse se produit : en face inférieure la traction d’origine thermique s’ajoute à la traction liée au 
mouvement de flexion vers le bas, alors qu’en face supérieure, la compression liée au mouvement 
de flexion vers le bas s’oppose à la traction d’origine thermique. 

 
 
 
 

 
 
 
 
 
 

Figure 3.26 : Influence du mouvement de flexion sur la formation des contraintes 
 
 
Après retour à température ambiante, la face inférieure est donc fortement tendue dans la partie 
centrale, alors qu’en face supérieure, la partie centrale se retrouve en compression comme le montre 
les figures 3.27 et 3.28 qui présentent les isovaleurs de contraintes.  

La répartition des contraintes résiduelles, dans le cas du disque mince, est donc fortement dépendante 
des mouvements structuraux (flexion), donc de la flèche maximale atteinte par le disque au cours du 
transitoire thermique. Ainsi, la prévision des contraintes résiduelles par simulation numérique, pour 
une structure mince, apparaît comme fortement dépendante de la prévision des déplacements 
transitoires. 

Les calculs élasto-viscoplastiques sont en assez bonne adéquation avec les mesures par diffractométrie 
de rayons X sur les faces inférieure et supérieure du disque (fig. 3.27 et 3.28). Au centre du disque, 
l’effet de la restauration visqueuse de l’écrouissage est visible sur le calcul des contraintes  en face 
supérieure, surtout sur les contraintes circonférentielles. En effet, la restauration visqueuse de 
l’écrouissage dans la partie centrale a compensé l’augmentation isotrope du domaine élastique. 

Remarque : au centre de la face inférieure du disque, où les contraintes radiales et circonférentielles 
doivent être égales, les mesures indiquent une différence de près de 100 MPa, ce qui montre que les 
incertitudes sur les mesures sont importantes. 

 

 

 

Effet de la dilatation thermique Effet de la flexion 
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Figure 3.27 : Contraintes résiduelles radiales calculées et mesurées (Diffraction X) en 
fonction du rayon des faces supérieure et inférieure : Disque ep. 5mm sous transitoire 
thermique laser unique. 
 
Afin d’expliquer plus clairement le mécanisme de formation des contraintes résiduelles, la figure 
3.29.c présente l’évolution, en fonction de la température, des contraintes calculées au centre des faces 
supérieures et inférieures du disque. Ces courbes contraintes-températures peuvent par ailleurs être 
comparées aux courbes obtenues lors des essais de type Satoh, présentées au chapitre 1.  

Au centre de la face inférieure (fig. 3.29.a), au début du chauffage, une contrainte de compression se 
développe jusqu’à atteindre la limite élastique à la température considérée. Puis cette contrainte 
diminue avec l’augmentation de température. Lors du chauffage, l’écrouissage intervient en 
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compression. Lors de la coupure du chauffage, la contrainte change de signe, et plastifie en traction. 
La plastification en traction intervient donc tout au long du refroidissement, et, après retour à 
température ambiante, la contrainte résiduelle est au niveau de la limite élastique actuelle. Cette 
évolution de la contrainte en cours d’essai est tout à fait similaire à celle qui est observée lors d’un 
essai Satoh, et, comme lors d’un essai Satoh, la restauration visqueuse de l’écrouissage à haute 
température compense l’augmentation isotrope du domaine élastique, et compense donc 
l’augmentation des contraintes résiduelles. 

Au centre de la face supérieure (fig. 3.29.b), l’évolution de la contrainte est similaire lors du début du 
chauffage (plastification en compression). Mais rapidement, l’effet de flexion vient contrarier cette 
évolution, et la contrainte passe en traction au cours du chauffage, et inversement, passe en 
compression lors du refroidissement. La figure 3.29.c, qui superpose les deux courbes, montre à quel 
point l’effet de structure perturbe l’évolution des contraintes d’origine thermique. 

 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.28 : Contraintes résiduelles tangentielles calculées et mesurées (Diffraction X) en 
fonction du rayon des faces supérieure et inférieure : Disque ep. 5mm sous transitoire 
thermique laser unique. 
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Figure 3.29.a : évolution de la contrainte en 
fonction du temps au centre de la face 
inférieure (disque ep. 5mm) 

Figure 3.29.b : évolution de la contrainte en 
fonction du temps au centre de la face 
supérieure (disque ep. 5mm) 

 

-400

-200

0

200

400

600

0 200 400 600 800 1000

Température (°C)

C
on

tr
ai

nt
e 

(M
Pa

)

centre face sup

centre face inf

 
Figure 3.29.a : évolution de la contrainte en fonction du temps au centre des faces inférieure 
et supérieure (disque ep. 5mm) 
 
V.2.2.2   DISQUE ÉPAIS SOUS TRANSITOIRE LASER MULTIPLE 
 
Contrairement au disque mince, le disque épais ne subit pas de mouvement de flexion notable 
(autobridage plus important). A la fin de tous les transitoires thermiques, la répartition des contraintes 
résiduelles dans le disque épais ne varie donc pratiquement pas dans l’épaisseur, comme le montrent 
les isovaleurs de contraintes résiduelles sur les figures 3.30 et 3.31. Les contraintes axiales calculées 
ne sont pas représentées, car celles demeurent très faibles (inférieures à 15 MPa en valeur absolue). 

A l’issue du premier transitoire thermique, la répartition finale des contraintes résiduelles, est 
identique en face supérieure et en face inférieure, et est similaire à la répartition de contraintes 
résiduelles observées pour la face inférieure du disque mince. L’intensité des contraintes au centre est 
cependant un peu plus faible que dans le cas du disque mince. Ceci peut sans doute s’expliquer par le 
fait que l’écrouissage en traction du disque mince a été plus important lors du refroidissement, du fait 
de déformations plus importantes. 
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Les contraintes calculées à l’issue du premier transitoire sont très proches des valeurs issues des 
mesures par diffraction de rayons X. La simulation numérique apparaît donc dans le cas du disque 
épais comme très satisfaisante. 

Après le deuxième, puis le troisième transitoire thermique, la répartition des contraintes résiduelles est 
très similaire à celle observée après le premier transitoire (cf 3.30 et 3.32). En particulier, on n’observe 
pas sur les contraintes résiduelles mesurées d’augmentation ou de diminution notable de l’intensité des 
contraintes au centre du disque. Cela confirme par ailleurs ce qui était observé expérimentalement lors 
des essais Satoh, à savoir que la contrainte résiduelle de traction après chaque cycle thermique 
appliqué reste quasiment identique, autour de 300 MPa. 

Les calculs effectués, en revanche, indiquent une légère augmentation des contraintes calculées au 
centre après chaque cycle, ce qui est la conséquence du choix de l’hypothèse d’un écrouissage 
isotrope. Lors du premier cycle thermique, l’agrandissement isotrope du domaine élastique est 
compensé par la restauration visqueuse de l’écrouissage lors du passage à haute température. Mais lors 
du second et surtout du troisième cycle thermique, pour lequel la température n’excède pas 650°C (cf. 
tableau 3.3), les effets visqueux n’interviennent presque pas dans le calcul (car ils sont négligés en-
dessous de 500°C), et l’hypothèse de l’écrouissage isotrope conduit à une augmentation des 
contraintes calculées (cf. tableau ci-dessous). 

 
 
 
 Contraintes calculées Contraintes mesurées (Diffraction X) 

         Face Sup.    249 MPa   Face Sup.    [175-324] MPa 1er Cycle 
         Face Inf.      235 MPa   Face Inf.      [183-348] MPa 
         Face Sup.    299 MPa  2ème Cycle 
         Face Inf.      279 MPa  
         Face Sup.    340 MPa   Face Sup.    [285-335] MPa 3ème Cycle 
         Face Inf.      296 MPa   Face Inf.      [177-269] MPa 

 
Tableau 3.9 : Contraintes résiduelles (radiales égales aux circonférentielles) au centre de la 

face inférieure du disque sous transitoire thermique multiple 
 
 
 
Les figures 3.31.a et b donnent les résultats de mesures de contraintes par diffraction neutronique après 
le troisième transitoire thermique. La figure 3.31.b donne les résultats de mesures de contraintes 
mesurées au centre dans l’épaisseur : il s’agit des contraintes radiales (égales aux circonférentielles au 
centre du disque) et axiales. Les incertitudes relatives sur les contraintes mesurées sont importantes 
dans la mesure ou l’intensité des contraintes est, somme toute, relativement faible.  De plus, les 
oscillations visibles sur les mesures, liées à l’hétérogénéité du matériau au niveau microscopique, 
rendent difficiles les interprétations. Néanmoins, ces mesures semblent confirmer le faible gradient de 
contrainte dans l’épaisseur, et des contraintes axiales quasiment négligeables.  

 
 
 
 
 
 
 
 
 



Chapitre 3 : Essais et validations sur structures 2D axisymétriques 

 
Thèse :        Simulation numérique du soudage – Acier 316L. Validation sur cas tests de complexité croissante 
Lionel DEPRADEUX  INSA de Lyon 2003 

116

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.30 : Contraintes résiduelles radiales et circonférentielles calculées et mesurées 
(Diffraction X) en fonction du rayon des faces supérieure et inférieure, à l’issue du premier 
transitoire thermique : Disque ep. 15mm sous transitoire thermique laser multiple. 
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Fig. 3.31.a Fig. 3.31.b 

Figure 3.31: (a) Contraintes résiduelles radiales et circonférentielles calculées et mesurées 
(Diffraction neutronique) en fonction du rayon, 2mm sous la face supérieure, à l’issue du 
dernier transitoire thermique ; (b) Contrainte axiale et radiale (égale à la contrainte 
circonférentielle) calculées et mesurées (Diffraction neutronique) au centre dans l’épaisseur ;  
Disque ep. 15mm sous transitoire thermique laser multiple. 
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Figure 3.32 : Contraintes résiduelles radiales calculées et mesurées (Diffraction X) en 
fonction du rayon des faces supérieure et inférieure, à l’issue du dernier transitoire thermique : 
Disque ep. 15mm sous transitoire thermique laser multiple. 
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Figure 3.33 : Contraintes résiduelles circonférentielles calculées et mesurées (Diffraction X) 
en fonction du rayon des faces supérieure et inférieure, à l’issue du dernier transitoire 
thermique : Disque ep. 15mm sous transitoire thermique laser multiple. 
 
 
V.2.2.3 DISQUE ÉPAIS – SOUDAGE TIG 
 
La figure 3.36 donne les isovaleurs de contraintes résiduelles radiales, circonférentielles et axiales 
obtenues pour le disque d’épaisseur 12 mm, pour lequel des contraintes résiduelles ont été mesurées 
par diffractométries de rayon X (le disque d’épaisseur 15mm donne des résultats tout à fait similaire). 
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Figure 3.34 : Contraintes résiduelles radiales et circonférentielles calculées et mesurées 
(Diffraction X) en fonction du rayon de la face supérieure: Disque ep. 12mm soudé par TIG. 
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Figure 3.35 : Contraintes résiduelles radiales et circonférentielles calculées et mesurées 
(Diffraction X) en fonction du rayon de la face inférieure : Disque ep. 12mm soudé par TIG. 
 
 
Malgré la présence de la zone fondue, les contraintes calculées sont relativement homogènes dans la 
zone centrale. Les gradients de contraintes à proximité de la zone fondue demeurent modérés. On 
constate de plus que la répartition des contraintes résiduelles est similaire à celles observés sur les 
disques soumis à un transitoire thermique laser sans fusion (fig.3.30 et 3.33), excepté en face 
supérieure à proximité de la zone fondue. 

face sup. 

face inf. 
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Les figures 3.34 et 3.35 comparent les valeurs de contraintes résiduelles calculées en surface 
supérieure et inférieure, aux résultats de mesure par diffractométrie X. L’adéquation calcul-expérience 
est excellente sur les deux faces, tant pour les contraintes radiales que pour les circonférentielles.  

Les mesures de contraintes dans la zone fondue, pour cause de structure trop grossière, ne sont pas 
fiables. Néanmoins, la légère chute de contrainte prévue par le calcul en face supérieure à proximité 
immédiate de la zone fondue semble confirmée par les mesures. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 3.36 : Isovaleurs de contraintes résiduelles radiales, circonférentielles, axiales ; Disque 
ep. 12 soudé par TIG 
 
 
VI ANALYSES PARAMÉTRIQUES 
 
Les comparaisons calcul-expérience présentées ci-dessus permettaient de valider des simulations 
numériques qui tiennent compte d’une connaissance fine de l’apport de chaleur et du matériau 
(données thermomécaniques identifiées d’après essais, prise en compte de la viscosité, maîtrise de la 
sollicitation thermique par méthode inverse).  

Afin de terminer ce chapitre, nous présentons dans cette partie une étude paramétrique destinée à 
mieux appréhender la robustesse de la simulation, et à mieux peser l’influence des données matériau. 

Les analyses paramétriques conduites ont pour supports deux types de tests :  

¾ D’une part des tests pour lesquels la sollicitation thermique est parfaitement maîtrisée grâce à la 
méthode inverse de conduction de la chaleur ; il s’agit des disques minces et épais sous 
transitoire(s) thermique(s) laser n’amenant pas le matériau jusqu’à fusion. Ces disques font partie 

Contraintes résiduelles 
radiales 

Contraintes résiduelles 
circonférentielles 

Contraintes résiduelles 
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de la coulée de 316L qui a été caractérisée au chapitre précédent. Ils servent donc de support pour 
l’étude de robustesse vis à vis des données mécaniques. 

¾ D’autre part des tests faisant intervenir la fusion, pour lesquels la sollicitation thermique est 
représentée par un modèle mathématique de source, dont les paramètres sont calés d’après les 
mesures de température. Pour ces essais, la représentation de l’apport de chaleur telle qu’elle a été 
présentée en IV.2.2.2.1 peut être optimisée. Ces essais servent donc de support pour l’étude de 
robustesse vis à vis de l’apport de chaleur. 

 

VI.1 ANALYSES PARAMÉTRIQUES : TESTS SANS FUSION  
 

Cette étude de robustesse vise à déterminer, pour chaque type de structure (mince ou épaisse) : 

¾ L’influence des effets visqueux 

¾ L’influence du choix de la limite d’élasticité (limite à 0,1%, à 0,2%) 

¾ L’influence de la loi d’écrouissage considérée : isotrope ou cinématique (notamment pour le 
disque épais, qui fait intervenir les aspects cycliques) 

Nous considérons donc les calculs suivants, qui tous utilisent les données issues de la caractérisation 
présentée au chapitre précédent (caractérisation sans dilatométrie libre préalable) : 

 

(EVP initial) :  calcul initial, dont les résultats ont été comparés aux résultats expérimentaux 
dans la partie précédente. Ce calcul prend en compte la viscosité à partir de 
500°C. En dessous de cette température, le matériau est élastoplastique avec 
écrouissage linéaire, avec comme limite élastique la limite  à 0,1% de 
déformation plastique. 

(EVP 0,2) :  calcul identique au précédent, mais qui considère comme limite élastique en 
dessous de 500°C la limite  à 0,2% de déformation plastique. 

EP 0,1 ISO :  calcul purement élasto-plastique, avec écrouissage linéaire isotrope, avec 
comme limite élastique la limite  à 0,1% de déformation plastique. 

EP 0,2 ISO :  calcul purement élasto-plastique, avec écrouissage linéaire isotrope, avec 
comme limite élastique la limite  à 0,2% de déformation plastique. 

EP NL ISO :  calcul purement élasto-plastique, avec écrouissage non linéaire isotrope 
(courbes de traction rentrées point par point). 

EP 0,1 CINE :  calcul purement élasto-plastique, avec écrouissage linéaire cinématique, avec 
comme limite élastique la limite  à 0,1% de déformation plastique. 

EP 0,2 CINE :  calcul purement élasto-plastique, avec écrouissage linéaire cinématique, avec 
comme limite élastique la limite  à 0,2% de déformation plastique. 

EP AD ISO :  calcul purement élasto-plastique, avec écrouissage linéaire isotrope, avec 
comme limite élastique la limite  à 0,2% de déformation plastique, d’après les 
essais de caractérisation après dilatométrie préalable. 

 

Enfin, afin de peser l’importance de la caractérisation du matériau, nous considérons également le 
calcul qui aurait été effectué si la caractérisation du matériau n’avait pas été réalisée : 
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EP biblio :  calcul purement élasto-plastique, avec écrouissage linéaire isotrope, avec 
comme limite élastique la limite  à 0,2% de déformation plastique, d’après les 
données CEA-EDF (cf. Annexe). 

 

Nous comparons les résultats de ces différents calculs en termes de déplacements (flèche maximale 
atteinte en cours d’essai, et flèche finale), ainsi qu’en terme de contraintes résiduelles (contraintes 
résiduelles au centre du disque, en face inférieure et supérieure), pour le cas du disque mince, et pour 
le cas du disque épais multipasse. 

 
VI.1.1 Cas du disque mince 
 
Le disque mince présente des distorsions très importantes. Le tableau 3.10 compare les valeurs de 
flèche maximale et de flèche finale, obtenues pour les différents calculs. Le tableau 3.11 compare les 
contraintes résiduelles, toujours pour le cas du disque mince. 

 
 FlècheMaximale 

atteinte (à 
t=50s) 
(mm) 

Ecart à la 
mesure (%) 

Flèche finale 
(centre face 
inférieure) 

(mm) 

Ecart à la 
mesure (%) 

EVP initial 6,393 2,2 2,038 23,2 
EVP 0,2 5,924 9,4 2,002 24,6 
EP 0,1 ISO 5,724 12,47 1,912 28,0 
EP 0,2 ISO 5,820 11,0 1,957 26,3 
EP NL ISO 5,846 10,6 2,216 16,6 
EP 0,1 CINE 5,970 8,71 1,586 40,3 
EP 0,2 CINE 6,060 7,3 1,684 36,6 
EP BIBLIO 4,077 37,66 1,265 52,4 
MESURE 6,540  2,656  
 
Tableau 3.10 : Flèche maximale au cours de l’essai et flèche finale ; disque ep. 5mm sous 
transitoire thermique laser unique 
 

Tous les calculs effectués sous-estiment l’amplitude de la déformée résiduelle. Cette sous estimation, 
commune à tous les calculs, peut-être due : 

¾ Au coefficient de dilatation, mais cela semble peu probable, car la phase de chauffage est, elle, 
bien reproduite 

¾ Aux coefficients d’échanges radiatifs et convectifs, mais cela semble également peu probable, car 
les températures mesurées et simulées au refroidissement sont bien reproduites. 

¾ A une mauvaise quantification des gradients thermiques dans l’épaisseur en fin de chauffage, car 
ceux-ci pilotent les effets de flexion au début du refroidissement, juste avant que la température ne 
s’homogénéise lors du refroidissement. 

L’ensemble des calculs donnent des résultats somme toute assez proches, excepté celui qui utilise les 
données de la littérature (EP BIBLIO) : en effet, ce dernier sous-estime de beaucoup l’amplitude des 
déplacements. La figure 3.37 représente l’évolution des déplacements transitoires pour le calcul EVP 
initial, et pour le calcul EP BIBLIO. On constate au début du chauffage (t = 10s environ), dans le cas 
du calcul élastoplastique avec les données de la littératures, une « chute » du centre du disque, qui 
correspond à la plastification du centre. Etant donné que la limite élastique à 0,2% de la littérature est 
bien plus faible que celle obtenue lors de la caractérisation (fig. 2.12 chapitre 2), cette plastification 
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provoque, dans le cas du calcul EP BIBLIO une perte de rigidité du centre et donc un léger 
affaissement, avant que la dilatation thermique ne fasse à nouveau remonter le disque. Ce phénomène 
induit une sous estimation du déplacement maximal, et par conséquent une sous estimation de la 
déformée finale. Le fait que les effets de flexion soient sous-estimés a des conséquences sur la 
répartition des contraintes résiduelles. L’effet de flexion au refroidissement (compression en face 
supérieure) ne vient pas contrecarrer suffisamment la traction d’origine thermique, et le centre de la 
face supérieure se retrouve, dans le cas du calcul EP BIBLIO en traction après retour à l’ambiante, 
contrairement à ce qui est observé expérimentalement et sur les autres calculs (cf. fig. 3.38). 

La façon dont le centre du disque plastifie en début de chauffage est donc très importante pour le 
comportement structural du disque. Cette plastification dépend essentiellement du gradient thermique 
dans l’épaisseur, et de la limite élastique du matériau.  

Les effets visqueux ne semblent pas, dans le cas particulier considéré, jouer un rôle particulièrement 
déterminant, dans la mesure ou les calculs élastoplastiques (excepté le calcul avec les données de la 
littérature) donnent des résultats similaires aux calculs viscoplastiques, en termes de déplacements. Il 
faut cependant remarquer que les caractéristiques élasto-plastiques ont été déterminées pour des 
vitesses de sollicitation proches des vitesses de sollicitation intervenant lors de l’essai sur disque 
mince. 

Les calculs qui considèrent un écrouissage cinématique reproduisent de façon satisfaisante la flèche 
maximale, mais sont moins satisfaisant en ce qui concerne la déformée résiduelle. De plus, l’intensité 
des contraintes résiduelles au centre du disque est un peu faible. En ce qui concerne les contraintes 
résiduelles en face inférieure, on observe en fait la même chose que lors des essais Satoh : 
l’écrouissage isotrope surestime les contraintes résiduelles, mais l’écrouissage cinématique les sous-
estime. Dans le cas des calculs viscoplastiques, la restauration à haute température compense dans une 
certaine mesure l’agrandissement isotrope du domaine élastique et donc l’intensité des contraintes 
finales. 

 

 Contrainte résiduelle au 
centre de la face supérieure 
(MPa) 

Contrainte résiduelle au 
centre de la face inférieure 
(MPa) 

EVP initial - 211 + 371 
EVP 0,2 - 203 + 400 
EP 0,1 ISO - 174 + 423 
EP 0,2 ISO - 210 + 462 
EP NL ISO - 254 + 473 
EP 0,1 CINE - 80 + 242 
EP 0,2 CINE - 122 + 274 
EP BIBLIO + 507 + 314 
MESURE [-234 ; -134] [288 ; 457] 
 
Tableau 3.11 : Plage de contraintes résiduelles à l’issue du transitoire thermique laser ; Disque 
ep. 5mm 
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Figure 3.37 : Evolution temporelle du déplacement axial transitoire calculés et mesurés au 
centre du disque ; comparaison des calculs EVP et EPbiblio; Disque ep. 5mm 
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Figure 3.38 : Déformée finale (face inférieure et supérieure); comparaison des calculs EVP et 
EPbiblio; Disque ep. 5mm 
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Figure 3.39 : Contraintes résiduelles radiales et circonférentielles calculées et mesurées 
(Diffraction X) en fonction du rayon de la face supérieure : comparaison des calculs EVP et 
EPbiblio; Disque ep. 5mm ; Disque ep. 5mm  
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VI.1.2 Cas du disque épais 
 
Contrairement au disque mince, le disque épais ne  subit pas de mouvement de flexion important lors 
des cycles thermiques appliqués. Le tableau 3.12 indique les résultats obtenus pour les différents 
calculs en déplacements transitoires et résiduels, et le tableau 3.13 donne les valeurs de contraintes 
résiduelles obtenues à l’issue des différents transitoires thermiques. 

En ce qui concerne les déplacements, on constate que tous les calculs représentent assez bien, avec 
relativement peu de variabilité, les déplacements transitoires au cours du premier chargement 
thermique. En revanche, les écarts sont plus importants sur la flèche finale à l’issue du premier 
chargement thermique. Il est surprenant de constater que l’ensemble des calculs donnent des résultats 
plus proches des mesures pour le deuxième et surtout pour le troisième transitoire thermique : en effet, 
à l’exception du calcul avec écrouissage cinématique, toutes les modélisations prédisent une flèche 
finale correcte à 10%  près. Ceci montre que les transitoires thermiques successifs tendent à effacer les 
différences. Les écarts les plus importants sur les déplacements sont observés pour le cas du calcul 
avec écrouissage cinématique (EP 0,1 CINE). En effet, le calcul avec écrouissage cinématique tend à 
redresser  le disque de façon plus importante lors de la phase de refroidissement. Ce phénomène, 
observé pour tous les transitoires, se cumule, et c’est pourquoi la valeur finale de flèche est largement 
inférieure à celle des autres calculs. 

Dans le cas d’un calcul élastoplastique avec écrouissage isotrope linéaire avec les données matériau 
identifiées au chapitre précédent, l’utilisation de la limite d’élasticité à 0,1% semble préférable par 
rapport à la limite à 0,2%. 

Les données de la littérature (proches des données du matériau après dilatométrie libre, cf. chapitre 2, 
V.1.4) sont dans le cas particulier considéré suffisantes pour retrouver des évolutions de déplacements 
raisonnables, bien que l’amplitude des déplacements transitoires est quelque peu sous-évaluée (cf. 
figure 3.40). 

 
 Premier Transitoire Second Transitoire Troisième transitoire 
 Flèche 

maximale 
atteinte (µm) 

Flèche finale 
face inf (µm) 

Flèche 
maximale 
atteinte (µm) 

Flèche finale 
face inf (µm) 

Flèche 
maximale 
atteinte (µm) 

Flèche finale 
face inf (µm) 

EVP initial -750 -265 -802 -564 -723 -593 
EP 0,1 ISO -579 -395 -662 -556 -713 -584 
EP 0,2 ISO -638 -446 -721 -603 -743 -620 
EP NL ISO -601 -369 -787 -640 -779 -658 
EP 0,1 CINE -580 -143 -497 -183 -425 -143 
EP AD ISO -603 -433 -730 -607 -788 -654 
EP BIBLIO -535 -367 -623 -515 -677 -547 
MESURE -683 -290 -769 -504 -724 -579 
 

Tableau 3.12 : Flèche maximale au cours des trois cycles thermiques et flèche finale après 
chaque cycle; disque ep. 15mm sous transitoire thermique laser multiple 

 
L’ensemble des calculs donne également des résultats relativement satisfaisant en ce qui concerne les 
contraintes résiduelles. Dans le cas des calculs purement élastoplastiques (sans viscosité), l’hypothèse 
d’un écrouissage isotrope tend à surestimer les contraintes. Là encore, l’utilisation de la limite 
d’élasticité à 0,1% semble préférable à l’utilisation de la limite à 0,2%. L’hypothèse d’un écrouissage 
cinématique, en revanche, permet de calculer des valeurs de contraintes résiduelles qui sont situées 
dans les plages de mesures. Ceci confirme les résultats obtenus sur les essais Satoh au chapitre 
précédent, à savoir qu’en l’absence de prise en compte de la viscosité, l’hypothèse d’un écrouissage 
cinématique est préférable à l’hypothèse d’un écrouissage isotrope, pour prédire les contraintes 
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résiduelles. En revanche, le calcul avec écrouissage cinématique tend à sous estimer la déformée 
finale, ce qui ne pouvait être mis en évidence dans le cas des essais Satoh. 

Dans le cas du calcul initial viscoplastique avec écrouissage isotrope, la restauration visqueuse à haute 
température compense l’agrandissement isotrope de la surface de charge, ce qui tend à diminuer les 
contraintes résiduelles finales par rapport au calcul élastoplastique avec écrouissage isotrope. 
Cependant, les contraintes finales semblent légèrement surestimées après le troisième cycle thermique. 

Enfin, le calcul avec les données de la littérature est suffisant dans le cas particulier considéré pour 
prédire un niveau correct de contraintes résiduelles (cf. fig 3.41). 

 
 
 Premier Transitoire Second Transitoire Troisième transitoire 
 Contrainte 

centre face 
sup (MPa) 

Contrainte 
centre face 
inf (MPa) 

Contrainte 
centre face 
sup (MPa) 

Contrainte 
centre face 
inf (MPa) 

Contrainte 
centre face 
sup (MPa) 

Contrainte 
centre face 
inf (MPa) 

EVP initial +249 +235 +299 +279 +340 +296 
EP 0,1 ISO +335 +303 +399 +335 +433 +337 
EP 0,2 ISO +365 +350 +428 +368 +466 +376 
EP NL ISO +380 +342 +451 +356 +484 +370 
EP 0,1 CINE +223 +227 +232 +230 +254 +253 
EP AD ISO +297 +283 +370 +324 +426 +328 
EP BIBLIO +255 +249 +262 +264 +332 +294 
MESURE [175-324] [183-348]   [285-335] [177-269] 
 
Tableau 3.13 : Plage de contraintes résiduelles à l’issue de chaque transitoire thermique laser ; 

Disque ep. 15mm 
 
 
 

-1000

-600

-200

200

600

0 100 200 300 400
temps (s)

dé
pl

ac
em

en
t (

m
ic

ro
ns

) MESURE

EPbiblio

EVP initial

 
 
Figure 3.40 : Evolution temporelle du déplacement axial transitoire calculé et mesuré au 
centre du disque au cours du premier transitoire ; Comparaison des calculs EVP et EPbiblio; 
Disque ep. 15mm 
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Figure 3.41 : Contraintes résiduelles radiales et circonférentielles calculées et mesurées 
(Diffraction X) en fonction du rayon de la face supérieure, à l’issue du troisième cycle 
thermique : comparaison des calculs EVP et Epbiblio ; Disque ep. 15mm 
 
 
 
 
VI.2 ANALYSES PARAMÉTRIQUES : TESTS AVEC FUSION  
 

VI.2.1 Affinement de la modélisation de l’apport de chaleur 
 

Les calculs complémentaires en ce qui concerne les disques soudés par TIG portent essentiellement 
sur les aspects thermiques. En effet, les résultats thermiques pour les disques soudés par TIG 
indiquaient une bonne adéquation calcul-expérience entre les températures transitoires calculées et les 
températures mesurées par thermocouples, mais la pénétration de la zone fondue était légèrement 
sous-estimée par le calcul. Malgré cette sous-estimation de la pénétration, les calculs mécaniques 
étaient plutôt satisfaisants. 

Dans le but de reproduire correctement à la fois les températures et la zone fondue, une étude 
paramétrique a été menée sur la représentation de l’apport de chaleur. Afin d’augmenter la pénétration, 
une combinaison entre une source surfacique (densité gaussienne de flux de chaleur en surface, au 
centre de la face supérieure) et un « point source » volumique placé dans l’épaisseur du disque, au 
centre de celui-ci. 

Les paramètres à ajuster sont les paramètres de la gaussienne, ainsi que l’intensité du « point source ». 
Afin de reproduire l’évolution de température sur les premiers instants, le point source énergétique 
n’est activé qu’à partir d’un certain temps (à partir du moment ou le bain de fusion atteint une taille 
suffisamment significative pour que les mouvements convectifs, liés aux forces magnétiques et à la 
tension de surface, ne se produisent). 

En fin de compte, la modélisation adoptée est la suivante (cf. fig 3.42) : 

 

 

 

 

Radiales face sup. Circonf. face sup. 
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Figure 3.42 : Evolutions de températures en face inférieure et zones fondues calculées dans le 
cas du disque d’épaisseur 12mm, soudé par TIG, pour différentes modélisations de la source 
de chaleur 
 

Le point source est en réalité un « cylindre » de volume 0,78mm3 (rayon de 0,5mm, hauteur 1mm), 
qui est une source volumique de chaleur. Cette source volumique de chaleur, située à 4mm sous la face 
supérieure du disque, est activée à partir d’un temps t = 50s, et augmente linéairement jusqu’à une 
valeur maximale de 450000MW/m3. En outre, le paramètre σ « d’étalement » spatial de la densité de 
flux gaussienne en surface est réduit à 1mm, de façon à creuser le bain de fusion. 

La figure 3.41 compare, pour le disque d’épaisseur 12mm, les résultats obtenus à la fois pour la zone 
fondue et pour l’évolution des températures en différents points de la face inférieure, avec les résultats 
de mesures ainsi que les résultats du calcul présenté en VI, qui ne considéraient qu’une gaussienne 
surfacique (fig. 3.6). Le calcul prenant en compte l’activation d’une source de chaleur dans le volume 
de la pièce permet cette fois de représenter de façon satisfaisante à la fois l’évolution des températures, 
ainsi que la pénétration de la zone fondue. 

Le calcul mécanique mené à la suite de ce calcul thermique recalé, en revanche, ne fait apparaître 
pratiquement aucune différence par rapport aux résultats précédemment présentés en VI. La figure 
3.43 ci dessous présente l’évolution du déplacement axial en fonction du temps du centre de la face 
inférieure du disque, pour les deux calculs (calcul initial présenté en VI, et nouveau calcul qui 
considère un point source volumique). 
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Figure 3.43 : Evolutions du déplacement  du centre de la face inférieure le cas du disque 
d’épaisseur 12mm, soudé par TIG, pour différentes modélisations de la source de chaleur 
 
On peut donc constater que dans le cas particulier considéré, la définition d’une densité de flux de 
chaleur surfacique avec répartition gaussienne, recalée uniquement sur les températures, est suffisante 
pour obtenir des résultats mécaniques prédictifs. 

 
VI.2.2 Comparaison des calculs élastoviscoplastiques et viscoplastiques 
 
Les calculs présentés en VI prenaient en compte une loi de comportement élasto-viscoplastique 
permettant de décrire le comportement fluide du matériau aux très hautes températures. Il est toutefois 
courant en simulation numérique du soudage de négliger totalement les effets viscoplastiques, 
essentiellement en raison de la difficulté à obtenir des données visqueuses pour les hautes 
températures. L’hypothèse d’un comportement purement élasto-plastique est alors le plus souvent 
adopté pour la simulation numérique. Afin de peser l’influence des phénomènes visqueux, des calculs 
purement élastoplastiques sont également conduits, en considérant la plasticité de von Mises, avec 
d’une part l’hypothèse d’un écrouissage isotrope (calcul EPbiblio), et d’autre part un écrouissage 
purement cinématique (calcul Ep biblio CINE). Les données matériaux utilisées pour les calculs 
élasto-plastiques (limite d’élasticité, pente d’écrouissage, module d’young, coefficient de dilatation), 
sont ceux issus de la littérature (données FRAMATOME, CEA-EDF cf. annexe 2). En ce qui concerne 
les hautes températures, nous décidons de considérer une température de « coupure » (cf. chapitre 1, 
V.3.7) de 1100°C, au delà de laquelle les données matériaux n’évoluent plus (elles demeurent 
constantes pour les températures supérieures à 1100°C). 

Nous comparons les résultats mécaniques obtenus pour les calculs élastoviscoplastiques et pour les 
calculs élastoplastiques. Les cartes de températures utilisées sont celles issues du calcul thermique qui 
considère la modélisation de l’apport de chaleur présentée en VI.1) 

La figure 3.44 compare la déformée résiduelle (déformée des faces supérieure et inférieure) calculés 
avec le modèle élasto-viscoplastique, et avec les modèles élastoplastiques (considérant soit un 
écrouissage isotrope, soit un écrouissage cinématique). Les contraintes résiduelles radiales et 
circonférentielles en face inférieure sont également comparées pour les trois calculs (figure 3.44). 

Point de mesure 
r = 1 mm du centre
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Figure 3.44 : Déformée résiduelle : comparaison des calculs élasto-viscoplastique (EVP) et 
élastoplastiques avec écrouissage isotrope (Epbiblio) ou cinématique (Epbiblio CINE); 
Disque ep. 15mm soudé par TIG 
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Figure 3.45 : Contraintes résiduelles radiales et circonférentielles calculées et mesurées 
(Diffraction X) en fonction du rayon de la face inférieure : comparaison des calculs élasto-
viscoplastique (EVP) et élastoplastiques avec écrouissage isotrope (Epbiblio) ou cinématique 
(Epbiblio CINE); Disque ep. 15mm soudé par TIG 
 

Dans le cas considéré, la prise en compte de la viscosité ne semble donc pas nécessaire, ni pour le 
calcul de la déformée, ni pour le calcul des contraintes résiduelles. Lorsque la viscosité n’est pas prise 
en compte, l’hypothèse d’un écrouissage isotrope semble être préférable en termes de déplacements, 
car le calcul avec écrouissage cinématique sous-estime l’amplitude de la déformée finale, ce qui était 
également le cas pour les tests sans fusion. 

Ainsi, si l’écrouissage cinématique est plus adapté pour le calcul des contraintes, l’écrouissage 
isotrope est lui plus adapté pour le calcul des déplacements, pour les cas particuliers considérés. Le 
recours à une simulation élasto-viscoplastique avec le modèle proposé, cependant, permet d’obtenir 
des résultats très satisfaisants à la fois en termes de déplacements et de contraintes. Enfin, si les 
données de la littératures semblent suffisantes pour le cas des structures épaisses, une caractérisation 
plus fine est nécessaire dans le cas de structures minces. 

Points de mesure 
le long des faces 

Sup et Inf 

Radiales face inf. Circonf. face inf. 
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VII RESUME ET CONCLUSION 
 

Dans ce chapitre, une analyse comparative calcul-expérience a été réalisée sur des tests de référence 
effectués sur structures bidimensionnelles axisymétriques. Différents types de structures et différents 
types de sollicitation thermiques ont été considérés. Tout d’abord, nous avons considéré le cas de tests 
sans fusion, pour lesquels la sollicitation thermique était entièrement maîtrisée par le biais d’une 
méthode inverse de conduction de la chaleur. Un disque mince sous transitoire thermique unique, ainsi 
qu’un disque épais subissant trois transitoires thermiques d’amplitude décroissante, ont alors été 
instrumentés et simulés. Après quoi, nous avons considéré le cas d’un test avec fusion, pour lequel une 
zone fondue non traversante est crée au centre d’un disque épais, au moyen du procédé TIG sans métal 
d’apport. 

 

• Sur les test hors fusion 

Pour les tests hors fusion, il a été mis en évidence que le comportement structural global, ainsi  que les 
paramètres les plus influents, ne sont pas les mêmes selon le type de structure considérée (mince ou 
épaisse). 

Dans le cas d’une structure mince, les effets de flexion sont importants, et ont une influence non 
négligeable sur la répartition des contraintes résiduelles, en particulier sur les gradients de contraintes 
dans l’épaisseur, qui peuvent être importants après retour à température ambiante.  

Dans le cas d’une structure épaisse, en revanche, les effets de flexion sont faibles, et l’auto-bridage des 
parties latérales qui restent froides génère des contraintes résiduelles qui sont plutôt homogènes dans 
l’épaisseur. 

Ces tests sans fusion ont été simulés avec les données élasto-viscoplastiques dont l’identification et la 
validation (à l’échelle de l’élément de volume représentatif uniquement) ont fait l’objet du précédent 
chapitre. Ces simulations considèrent un écrouissage isotrope, avec restauration visqueuse à haute 
température. 

La simulation numérique élasto-viscoplastique du disque mince sous transitoire thermique unique 
donne des résultats satisfaisant en termes de déplacements transitoires, mais la déformée finale reste 
légèrement sous évaluée. En revanche, les contraintes résiduelles sont bien reproduites. Dans le cas du 
disque épais sous transitoires thermiques multiples, la simulation élasto-viscoplastique permet de bien 
reproduire les déplacements transitoires et résiduels, ainsi que les contraintes résiduelles après chaque 
transitoire thermique, bien que les contraintes résiduelles après le dernier transitoire soient très 
légèrement surévaluées. 

Afin de peser l’influence de différents paramètres, des analyses paramètriques ont été effectuées sur 
ces cas tests.  

¾ Sensibilité aux données matériau : 

Pour le disque mince, les déplacements transitoires et les contraintes résiduelles sont très sensibles aux 
données matériau. Dans le cas d’un calcul purement élastoplastique notamment, la définition de la 
limite élastique est un paramètre très important : en particulier, un calcul élastoplastique avec les 
données issues de la littérature est incapable, dans le cas du disque mince, de reproduire correctement 
la flèche maximale et la déformée résiduelle, et est donc incapable de prédire correctement le champ 
de contraintes résiduelles, puisque ce dernier dépend fortement du mouvement de flexion. 

Pour le disque épais, cette sensibilité aux données matériau est moins importante. Un calcul élasto-
plastique avec les données de la littérature est suffisant pour prédire de façon relativement satisfaisante 
la déformée finale et les contraintes résiduelles. Toutefois, les données de la littérature tendent à sous 
estimer l’amplitude des déplacements transitoires. 
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¾ Influence de la viscosité : 

L’influence de la viscosité se traduit d’une manière générale sur le calcul des deux cas-tests, par une 
augmentation de l’amplitude maximale des déplacements. La viscosité tend également à diminuer 
l’amplitude finale des contraintes résiduelles, mais l’effet de la viscosité sur les contraintes reste 
modéré. 

Le recours à la viscoplasticité permet d’améliorer quelque peu les résultats en déplacements, mais pour 
les contraintes résiduelles, un calcul élastoplastique semble suffisant ; en revanche, une caractérisation 
élasto-plastique fine peut se révéler indispensable, pas tellement dans le cas de structures épaisses, 
mais surtout dans le cas des structures minces. 

¾ Influence de la nature de l’écrouissage 

En ce qui concerne l’influence de la nature de l’écrouissage (isotrope ou cinématique), les résultats 
issus des essais Satoh au précédent chapitre semblent confirmés en ce qui concerne la prédiction des 
contraintes résiduelles, dans le cas du disque épais sous chargement thermique cyclique : un 
écrouissage purement isotrope tend à augmenter le niveau de contraintes résiduelles après chaque 
cycle thermique, et prévoit un niveau final de contraintes trop élevé par rapport à ce qui est observé 
expérimentalement. Un écrouissage purement cinématique, en revanche, donne des résultats plus 
satisfaisants qu’un écrouissage purement isotrope, mais tend à sous estimer légèrement les contraintes 
finales. En termes de déplacements, toutefois, il semblerait que l’hypothèse d’un écrouissage 
cinématique tend à surestimer le redressement du disque lors de la phase de refroidissement, et donc à 
sous évaluer la déformée finale. 

L’hypothèse d’un écrouissage isotrope avec restauration visqueuse à haute température représente un 
compromis satisfaisant, et conduit à la fois à des déplacements proches des mesures, et à un niveau de 
contraintes résiduelles correct. 

 

•Sur les Tests avec fusion 

Pour les tests sans fusion, deux approches différentes ont été considérées du point de vue thermique :  

D’une part, le calcul thermique a été effectué en considérant une formulation mathématique classique 
pour l’apport de chaleur (gaussienne), dont l’intensité a été déterminée d’après les mesures de 
température. Cette solution est relativement rapide et donne des résultats satisfaisants, mais la forme 
de la zone fondue n’est pas très bien reproduite, étant donné que les mouvements de convection dans 
le bain sont ignorés. 

D’autre part, une nouvelle méthode inverse a été développée par G. Blanc (CETHIL-INFLUTHERM), 
afin de retrouver à partir des mesures de température la position du front de fusion ainsi que le champ 
de température dans la partie solide à chaque instant. Cette méthode donne des résultats qui peuvent 
être considérés comme satisfaisants étant donné l’épaisseur des spécimens qui rend l’inversion 
difficile. En effet pour valider pleinement cette méthode il serait préférable d’envisager d’autres cas 
tests sur structures plus minces. 

Les calculs élasto-viscoplastiques menés à la suite du calcul thermique qui considérait une source de 
chaleur gaussienne calée sur les températures, donnent des résultats très satisfaisants en termes de 
déplacements transitoires et résiduels, ainsi qu’en termes de contraintes résiduelles, bien que la forme 
de la zone fondue ne soit pas parfaitement reproduite.  

Dans le cas des tests avec fusion, des calculs purement élastoplastiques avec les données de la 
littérature semblent toutefois suffisants pour prédire déplacements transitoires, déformée finale et 
contraintes résiduelles, dans le cas particulier considéré. En ce qui concerne la nature de l’écrouissage 
(isotrope ou cinématique), il semble que, comme cela était observé pour le cas des disques sans fusion, 
l’hypothèse d’un écrouissage cinématique, si elle est adéquate pour le calcul des contraintes, tend à 
sous estimer la déformée finale. 
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I INTRODUCTION  
 
Dans le chapitre précédent, nous avons considéré des tests qui impliquaient les phénomènes 
thermomécaniques intervenant lors du soudage sur 316L dans le cas particulier du soudage fixe d’une 
structure axisymétrique. Dans cette configuration simplifiée, les simulations numériques nous ont 
permis de déterminer avec un bon niveau de qualité le champ de contraintes résiduelles dans les 
spécimens, ainsi que les distorsions après refroidissement, mais aussi en cours de soudage. 

Cependant, l’objection principale concernant la pertinence de ces tests, est une représentativité non 
suffisante par rapport à une opération de soudage réelle, pour laquelle la source de chaleur est mobile. 
En effet, la création d’un bain de fusion axisymétrique au centre des disques précédemment considérés 
conduit à des gradients de températures et des cinétiques de chargement thermique qui différent de 
ceux observés lors d’une opération de soudage TIG.  

C’est pourquoi, toujours dans un objectif de validation de la simulation numérique du soudage, nous 
considérons dans ce chapitre l’étape naturelle suivante qui est la comparaison calcul-expérience sur un 
test de soudage faisant intervenir une source de chaleur mobile, avec en ce qui concerne la simulation, 
la prise en compte des acquis du chapitre précédent. 

En ce qui concerne le choix du test de soudage devant servir de support à nos investigations, il aurait 
été possible de considérer une maquette industrielle préexistante. En effet, il existe sur le même 316L 
que celui que nous considérons dans notre étude, une base de donnée expérimentale relativement 
importante : il s’agit d’essais de remplissage mutipasse (4 passes) d’un chanfrein central, en soudage 
TIG avec métal d’apport1. Les éprouvettes ayant servi pour ces tests ont été usinées dans la même 
plaque que celle dans laquelle ont été prélevées les éprouvettes ayant servi de support pour notre 
étude.  

Cependant, la complexité de ces tests multipasses avec métal d’apport est conséquente par rapport aux 
essais disques soudés en TIG fixe sans métal d’apport, présentée dans la partie précédente. Aussi nous 
avons décidé de mettre en place un nouvel essai, dont la complexité se situe à mi-chemin entre les 
essais disques et l’essai industriel précité.  

Pour ce nouvel essai, nous considérons la création d’une ligne de fusion au centre d’une plaque en 
316L, non chanfreinée, au moyen du procédé TIG, sans métal d’apport. Un bain de fusion non 
traversant est créé dans l’épaisseur de la plaque. La torche de soudage se déplace de façon linéaire, à 
vitesse constante, selon l’axe médian de la plaque. Une seule passe de soudage est considérée. Ainsi 
les problèmes multipasses et de modélisation des phénomènes liés à l’apport de métal sont évacués. En 
revanche, les effets tridimentionnels sont reproduits, et les conditions de soudage (vitesse de 
déplacement, puissance délivrée) sont très proches des conditions réelles pour une opération de 
soudage de ce type. 

Dans la première partie de ce chapitre, nous présentons tout d’abord la géométrie des spécimens, et les 
moyens expérimentaux mis en place. Les essais réalisés ainsi que les résultats expérimentaux sont 
ensuite présentés et commentés. Nous rappelons ensuite les objectifs des différentes simulations 
numériques envisagées, puis la mise en données de celles-ci est décrite en détail. Enfin, les analyses 
comparatives calcul-expériences sont présentées. Ces analyses permettent d’apporter une conclusion 
globale sur la pertinence des résultats numérique obtenus, sur un cas test représentatif d’une opération 
de soudage TIG sur 316L. 

 
 
 
 
 

                                                           
1 il s’agit de l’essai bipartite CEA-EDF maquette 24-25 
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II MOYENS EXPERIMENTAUX 
 
II.1 GÉOMÉTRIE ET DIMENSIONS DES ÉPROUVETTES 
 
Les spécimens utilisés lors de ce programme d’essai ont tous été usinés dans la plaque 
30×1010×1520mm, dont les caractéristiques ont été présentées au chapitre 2 (II.1).  

La géométrie de ces éprouvettes est spécifiée sur la figure 4.1. Notons qu’aucun traitement thermique 
préliminaire de type recuit ou autre n’a été appliqué aux éprouvettes avant essai. 

Les dimensions ont été choisies de façon à satisfaire aux critères suivants : 

¾ Dimensions réduites pour permettre des modélisations tridimensionnelles sans conduire à des 
temps de calcul trop prohibitifs, 

¾ Dimension longitudinale (selon l’axe de soudage) suffisamment importante pour l’établissement 
d’un état quasi-stationnaire au moins du point de vue thermique,  

¾ Dimension transversale suffisante pour conduire à des déplacements verticaux (selon Z) 
suffisamment significatifs. 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4.1 : Dimensions des Eprouvettes 
 
 
Une épaisseur relativement importante de 10mm est choisie de façon à créer une zone fondue non 
traversante, et d’éviter les problèmes de trop grandes distorsions, rencontrées si la structure est trop 
mince (comme c’était le cas pour les disques d’épaisseur 5mm, présentés au chapitre précédent). De 
plus, les disques pour lesquels un bain de fusion était créé par TIG, présentés précédemment, étaient 
d’une épaisseur de 12mm, pour un diamètre de 160mm, donc d’une géométrie relativement proche de 
celle des plaques que nous considérons ici. 

Aucun chanfrein n’est pratiqué sur la plaque. La ligne de fusion est en effet crée au moyen d’une 
torche TIG sans métal d’apport, selon X sur la ligne centrale de l’éprouvette, en partie supérieure. 

L’usinage des éprouvettes, épaisses de 10mm, étant réalisé dans une tôle de 30mm d’épaisseur, l’une 
des faces des éprouvettes correspond au cœur de la tôle, alors que l’autre face correspond à la peau de 
la tôle. Toutes les éprouvettes ont été disposées de sorte que la face supérieure corresponde au cœur de 
la tôle. 

 
 
 

X 
(Axe de soudage) 

Y 
Z 
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10 mm 



Chapitre 4 : Essais et validations sur structures 3D soudées en repère mobile 

 
Thèse :        Simulation numérique du soudage – Acier 316L. Validation sur cas tests de complexité croissante 
Lionel DEPRADEUX  INSA de Lyon 2003 
 

137

II.2 DISPOSITIF EXPÉRIMENTAL ET MESURES RÉALISÉES 
 
Ces essais ont été effectués en collaboration avec le laboratoire Unité des Technologies d’Assemblage 
du CEA/Saclay. Le dispositif expérimental est représenté sur les figures 4.2.a, b et c ci-dessous. 
L’instrumentation est similaire à celle précédemment mise en place sur les essais disques ; nous la 
décrivons brièvement ci-dessous. 
 

 

 
Fig.4.2.b : Vue de la plaque ; face supérieure 

 

 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Fig. 4.2.a 
Fig.4.2.c Positionnement de la plaque sur les 

plots d’appuis (A ; B ; C) 
Figure 4.2 : Dispositif expérimental : position des sections instrumentées et des points 
d’appuis 
 
II.2.1 Chargement et liaisons 
 
Les conditions aux limites mécaniques consistent en 3 points d’appuis (points à têtes rotulées A, B, C 
cf. fig. 4.2.a qui n’empêchent que le déplacement selon l’axe Z. Trois points d’appuis au lieu de quatre 
permettent d’éviter une rotation de la plaque dans son plan en cours de soudage comme cela est 
souvent observé sur les essais de ce type. Aucun autre bridage mécanique n’est imposé. Ainsi, seul 
l’autobridage des parties latérales de la plaque qui restent froides génère déplacements et contraintes 
en cours de soudage et de refroidissement. 
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Points d’appuis 

Y 

160 mm 
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La ligne de soudage est créée sur la ligne médiane  (selon X) de la face supérieure, au moyen d’une 
torche TIG sans métal d’apport. Le soudage débute et s’arrête à 10mm des bords de la plaque. Le 
générateur de soudage ESAB Aristotig (250 AC/DC) permet de régler intensité, hauteur d’arc (avec 
une consigne de tension), débit de gaz, et vitesse automatisée de déplacement de la torche. 

 

II.2.2 Mesures en cours d’essai 
 
Comme dans le cas des essais disques, deux types de mesures sont pratiquées sur les spécimens : 
d’une part des mesures en continu, en cours d’essai, de températures, déplacements, déformation et 
paramètres de soudage, et d’autre part des mesures post-mortem de métallographie, déformée 
résiduelle, et contraintes résiduelles. 

 

II.2.2.1 SECTIONS INSTRUMENTÉES 
 
Cinq sections perpendiculaires à l’avancée de la soudure, sont définies : ST1, ST2 pour les 
températures, et SD1, SD2, SD3 pour les déplacements. Pour des raisons pratiques de non-
encombrement ces sections ne sont pas situées au même niveau, comme spécifié sur la figure 4.2.a. 

 

II.2.2.2 MESURES DE TEMPÉRATURES 
 
Les mesures de températures sont effectuées par thermocouples type K (Chromel-Alumel), diamètre 
78 microns, microsoudés sur la plaque (48 voies de mesures sont utilisées).  

Les thermocouples sont implantés en face supérieure et inférieure, dans les sections ST1 et ST2, sur 
toute la largeur de la plaque. En face supérieure, les thermocouples s’arrêtent à une distance de 10mm 
par rapport à l’axe de soudage. Quelques thermocouples sont également implantés dans les sections 
SD1 et SD2, pour recaler dans le temps l’évolution de la température d’une section à l’autre. 

 

II.2.2.3 MESURE DE DÉPLACEMENTS 
 
Les mesures de déplacements sont effectuées par 8 capteurs inductifs type LVDT reliés à des 
enregistreurs SEFRAM. Les 8 capteurs inductifs ont une précision de quelques microns, pour une 
course maximale de +/-2mm. Six capteurs sont placés en face inférieure, pour mesurer les 
déplacements verticaux selon Z. Deux capteurs sont placés sur les bords latéraux de la pièce, pour 
mesurer le déplacement selon Y (cf. fig. 4.3). 

Au niveau des 2 premiers plots d’appuis, les capteurs D1, D3 sont situés respectivement à 0mm (sous 
la ligne de soudure), et 12mm du centre. Au niveau du dernier plot d’appui, le capteur D4 est situé 
sous le cordon. Le capteur D5 est positionné symétriquement par rapport au plot d’appui de façon à 
vérifier que le déplacement du point situé en vis-à-vis du plot d’appui par rapport à la ligne de soudage 
est quasiment nul, et que la symétrie est conservée. 

A mi-portée longitudinale entre les deux séries d’appuis, les capteurs D6 et D7 sont situés 
respectivement sous la ligne de soudage, et à 12mm de la ligne centrale. Ces deux capteurs ne sont pas 
placés exactement sur la même ligne transversale, mais sont décalés de 1mm l’un par rapport à l’autre 
(pour des raisons techniques de mise en place).  

Les capteurs D2 et D8, mesurent le déplacement latéral de la pièce en cours de soudage, 
essentiellement afin de vérifier que le spécimen ne tourne pas trop, dans son plan , autours de Z lors de 
l’essai, et que l’alignement initial est respecté. 
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D4 D5

D2 D8
D6 D7

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Figure 4.3 : Position des capteurs de déplacements : Verticaux (D1, D3, D6, D7, D4, D5) et 
latéraux (D2, D8) et zone de mesure de corrélation d’image 
 
 
II.2.2.4 MESURES DE DÉFORMATIONS PAR CORRÉLATION D’IMAGE NUMÉRIQUE 
 
Des mesures de déformations plein champ sur la face inférieure sont effectuées par corrélation 
d’image numérique, en utilisant le logiciel Sifasoft du LMSo de l’INSA de Lyon (cf. chapitre 3, 
II.2.3.2). Des mesures ont également été effectuées au CEA en utilisant le logiciel de corrélation 
Veddac. Pour cela, un motif de nitrure de borh sur graphite (déjà utilisé pour les disques), est déposé 
pour créer un motif aléatoire sur la face inférieure, dans la zone centrale, vers les sections 
instrumentées (Cf. fig. 4.3).  

Les déformations du motif sont filmées en cours d’essai. Ainsi il est possible d’avoir le champ de 
déplacement et de déformations résiduelles après retour à température ambiante, mais également en 
différents instants du soudage. Ces prises de vues nécessitent une caméra avec objectif télécentrique 
qui peut prendre en compte le changement de distance focale lors de l’essai, dû à une flexion de la 
plaque. L’objectif utilisé, de marque COMPUTAR, possède une focale de 55mm. Un diaphragme de 
22 a été utilisé. Les prises de vues sont effectuées par caméra CCD Pulnix TM6 AS. 

 
II.2.2.5 MESURES DES PARAMÈTRES DE SOUDAGE 
 
La tension, et l’intensité sont mesurées en continu au cours de l’essai (enregistreurs SEFRAM), pour 
les deux tests. Le déplacement de la torche de soudage est également enregistré pour contrôler la 
vitesse d’avancée de la torche. 
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II.2.3 Mesures Post-Mortem 
 
II.2.3.1 DÉFORMÉE RÉSIDUELLES 
 
Ces mesures sont effectuées au laboratoire de métrologie de l’INSA au moyen d’un palpeur, pour les 
deux tests, dans les sections SD1 et SD2 (scanning des faces inférieure et supérieure sur toute la 
largeur de la plaque). Elles permettent également de quantifier la symétrie de la déformée. 

 

II.2.3.2 MICROSTRUCTURES 
 
Il s’agit des mesures classiques de dureté, macrographies de la zone fondue. Des coupes, transversales 
à l’avancée de la soudure, sont effectuées en plusieurs sections de façon à vérifier la constance de la 
pénétration et l’étalement de la zone fondue en cours d’essai. 

 

II.2.3.2 CONTRAINTES RÉSIDUELLES 
 
Des mesures de contraintes résiduelles en surface supérieure et inférieure des échantillons pour deux 
sections droites, perpendiculaires à la direction de soudage,  sont réalisées après polissage 
électrolytique au service RNE/EMA d’E.D.F, selon une procédure similaire à celle suivie pour les 
disques. La profondeur de polissage est de 500 microns. 

¾ Pour une première section, situé à X = 75mm du bord inférieur de la plaque, les contraintes 
longitudinales (σxx, contraintes dans la direction de soudage) sont mesurées selon Y en face 
inférieure et supérieure. 

¾ Pour une deuxième section, située à X = 140mm du bord inférieur de la plaque, les contraintes 
longitudinales (σxx, contraintes dans la direction de soudage) ainsi que les contraintes 
transversales (σyy, contraintes perpendiculaires à la direction de soudage) sont mesurées selon Y 
en face inférieure et supérieure. 

Ces mesures de contraintes ne sont effectuées que pour le test n°1 (cf. III.1 ci-dessous). 

 
III TYPES D’ESSAIS REALISES 
 
III.1 SPÉCIFICITÉ DES TESTS RÉALISÉS 
 
Deux tests, sur deux éprouvettes de géométrie identique ont été effectués. Pour ces deux tests, seule 
diffère la vitesse de déplacement de la torche (60mm/min pour le premier test, 40mm/min pour le 
second test), la puissance délivrée lors du soudage étant identique. L’instrumentation est la même pour 
les deux tests. Les paramètres de soudage pour ces deux tests sont spécifiés dans le tableau 4.1. 

Les figures 4.4.a et b donnent les valeurs d’intensité et de tension, enregistrées pour les deux tests. Les 
paramètres de soudage varient très peu lors du soudage (+ ou – 1V sur la tension). 
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Test n°1 Test n°2 
 
Intensité : 150A 
Tension : 10V 
Vitesse de soudage : 60mm/min 
 

 
Intensité : 150A 
Tension : 10V 
Vitesse de soudage : 40mm/min 
 

 
- Electrode en tungstène thorié, diamètre 1,6mm, angle d’affûtage 30° 
- Débit de gaz (argon pur) = 11 litres/min 
- Sortie d’électrode par rapport à la buse = 10mm 
-  

 
Tableau 4.1 : Spécificité des tests réalisés 
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Figure 4.4 : Paramètres de soudage pour les deux tests : a) intensité ; b) tension 
 
 
III.2 COMMENTAIRES SUR LES RÉSULTATS EXPÉRIMENTAUX 
 
III.2.1 Températures 
 
La figure 4.5 ci-dessous présente l’évolution des températures mesurées dans les deux sections ST1 et 
ST2, en face inférieure et supérieure, pour les deux tests. Les évolutions de température dans les deux 
sections étant fortement similaires, l’hypothèse d’un régime stationnaire en ce qui concerne les 
températures peut donc être raisonnablement adoptée, au moins en ce qui concerne la partie de la 
plaque située entre les deux sections. 

Les températures maximales atteintes en face inférieure sous la ligne de fusion sont respectivement de 
750°C et 900°C environ, pour les tests 1 et 2. La durée du soudage est respectivement de 230s pour le 
premier test et de 345s pour le second test. 

La vitesse maximale de montée en température d’un point situé sous l’axe de soudage en face 
inférieure est de l’ordre de 28°C/s pour le test n°1 et de 19°C/s pour le test n°2. 
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Test n°1 : vitesse de soudage 60mm/min Test n°2  vitesse de soudage 40mm/min 
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Fig. 4.5.a : Evolution de températures en 
fonction du temps mesurées pour les sections 
ST1 et ST2, en face inférieure, pour 
différentes valeurs de Y (de 0mm à 70mm) 

Fig. 4.5.b : Evolution de températures en 
fonction du temps mesurées pour les sections 
ST1 et ST2, en face inférieure, pour 
différentes valeurs de Y (de 0mm à 70mm) 
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Fig. 4.5.c Evolution de températures en 
fonction du temps mesurées pour les sections 
ST1 et ST2, en face supérieure, pour 
différentes valeurs de Y (de 10mm à 60mm) 

Fig. 4.5.d : Evolution de températures en 
fonction du temps mesurées pour les sections 
ST1 et ST2, en face supérieure, pour 
différentes valeurs de Y (de 10mm à 60mm) 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4.5 : Mesures de températures en cours d’essai 
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III.2.2 Zone fondue 
 
Les macrographies de zone fondue sont présentées sur les figures 4.6 et 4.7. (pour la position de ces 
sections par rapport à l’avancée de l’axe de soudage, cf. fig. 4.2) 

On constate, dans le cas du test n°2 (avec une vitesse d’avancée de 40mm/min), que la forme du bain 
de fusion, bien que relativement stable, fluctue quelque peu. En outre, la forme du cordon présente un 
caractère irrégulier pour le début du soudage : le cordon de soudure est plus large et moins pénétrant. 
A partir d’une certaine distance du bord de la plaque (5 cm environ, c’est à dire déjà en régime établi), 
le bain s’est stabilisé. Notons toutefois que cette perturbation du cordon en début de soudage, 
probablement liée à des fluctuations minimes des paramètres de soudage, n’a pas été observée pour le 
test n°1. 

Les macrographies présentées sur la figure 4.7 n’ont pas été observées directement sur la plaque 
constitutive du test n°1, mais sur une autre plaque ayant subi les mêmes conditions de soudage (essai 
doublé), la plaque de l’essai n° 1 étant dédiée aux mesures de contraintes résiduelles. 

 

 

Second Test (V=40mm/min) 
 

 
largeur 9,06mm / profondeur 4,25mm 

 

 
largeur 7,14mm / profondeur 4,17mm 

Section SD1 Section ST1 
 

 
largeur 6,81mm / profondeur 4,31mm 

 

 
largeur 7,11mm / profondeur 4,31mm 

Section SD3 Section ST2 
Figure 4.6 : Zones fondues observées pour le test n°2 (V=40mm/min) 
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largeur 10,6mm / profondeur 1,92mm largeur 11,35mm / profondeur 2,4mm 
Section SA Section SB 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4.7 : Zones fondues observées pour un test similaire au test n°1 (V = 60mm/min) 
 
 
III.2.3 Déplacements transitoires et déformée finale 
 
Les déplacements selon Z mesurés en fonction du temps pour les sections SD1, SD2 et SD3 sont 
représentés sur la fig. 4.8. Les instants de début et de fin de soudage y sont signalés par des traits 
verticaux, ainsi que l’instant de passage de la torche au droit de la section considérée. On constate une 
faible différence de comportement mécanique global selon l’essai. Les flèches maximales obtenues 
sont similaires (environ 1mm de flèche maximale) pour les deux essais. Les deux vitesses considérées 
(40mm/min et 60mm/min) conduisent donc à des résultats mécaniques très proches en terme de 
déplacements.  

Lors du soudage, la partie inférieure de la plaque s’affaisse. La plaque se creuse en V, symétriquement 
par rapport à la ligne médiane, mais l’affaissement se fait également dans la direction longitudinale : 
en effet les déplacements D6 et D7, dans la partie centrale de la plaque, ont une amplitude supérieure à 
D1 et D3, situés entre les deux premiers plots d’appuis. A l’instant de la coupure du chauffage, on 
constate un changement de pente sur la courbe des déplacements. Ce changement de pente correspond 
à une légère chute des déplacements, similaire à celle qui était observé sur les disques épais lors de la 
coupure du chauffage (cf. chapitre 3, fig. 3.20, 3.22, 3.24).  

Le déplacement du capteur D5 reste globalement nul tout au long du chauffage. Lors du 
refroidissement, en revanche, ce capteur enregistre une légère descente, mais celle-ci reste inférieure à 
200 microns. L’hypothèse de symétrie malgré les trois points d’appuis est donc confirmée de façon 
globalement satisfaisante. 

Enfin, on constate que les déplacements latéraux de la plaque (D8, D2), représentés sur la figure 4.9 
pour les deux tests, demeurent faibles.  

Section A

X 
(Axe de soudage) 

Y Section B
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Test n°1 : Vitesse 60mm/min 
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Figure 4.8 : Evolution des déplacements verticaux en fonction du temps dans les sections 
SD1, SD2, SD3 : a) Capteurs D1, D3 ; b) Capteurs D6, D7 ; c) Capteurs D4, D5 
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Test n°1 Test n°2 

Figure 4.9 : déplacements latéraux des capteurs D2 et D8 
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Test n°2 : vitesse 40mm/min 
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Figure 4.10 : Evolution des déplacements verticaux en fonction du temps dans les sections 
SD1, SD2, SD3 : a) Capteurs D1, D3 ; b) Capteurs D6, D7 ; c) Capteurs D4, D5 
 
 
La déformée finale présente une flèche vers le bas d’amplitude 1mm environ. La figure 4.11, qui 
donne les déformées résiduelles (face supérieure et inférieure) dans le plan (Y,Z), pour deux sections 
perpendiculaires à l’axe de soudage (sections d’appuis SD1 et SD2), indique une symétrie 
satisfaisante. En effet, la non symétrie des conditions d’appuis dans la section SD1 n’induit pas de 
dissymétrie notable de la déformée finale. Cependant l’amplitude de la déformée est légèrement 
différente selon la section transversale considérée (SD1 ou SD2). 

 
III.2.4 Déplacements résiduels et déformations résiduelles 
 
Les figures 4.12 et 4.13 donnent à titre d’exemple les déplacements résiduels ainsi que les 
déformations résiduelles, déterminés par corrélation d’image numérique, dans le cas du test n°2 (soudé 
avec une vitesse de déplacement de la torche de 40mm/min).  

La figure 4.12 donne les déplacements résiduels obtenus dans les directions X et Y (déplacement UX 
et UY en fonction de l’axe Y, pour un X donné dans la zone de corrélation). La symétrie des 
déplacements de part et d’autre du cordon est mise en évidence de façon satisfaisante.  

Sur la figure 4.13, les déformations résiduelles dans le plan (X, Y) de la face inférieure sont 
représentées. Seules les composantes εyy (déformation transversale à l’axe de soudage) et εxy sont 
représentées, les autres composantes du tenseur étant négligeables.  
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Figure 4.11.a : Déformée test 1 section SD1, 
SD2 

Figure 4.11.b : Déformée test 2 section SD1, 
SD2 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 

Figure 4.12.a : Déplacements résiduels UY 
obtenus en face inférieure par corrélation 
d’image numérique, dans la zone 
d’observation définie sur la fig. 4.3 ; Test n°2 

Figure 4.12.b : Déplacements résiduels UX 
obtenus en face inférieure par corrélation 
d’image numérique, dans la zone 
d’observation définie sur la fig. 4.3 ; Test n°2 
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Figure 4.13 : Déformations résiduelles obtenues en face inférieure par corrélation d’image 
numérique ; Test n°2 
 
III.2.5 Contraintes résiduelles 
 
Les mesures de contraintes résiduelles effectuées en face inférieure, pour deux sections transversales à 
la ligne de soudage, sont représentées sur les figures ci-dessous. La répartition de contrainte est 
similaire pour les deux sections, et la symétrie est mise en évidence de façon relativement 
satisfaisante. 
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Figure 4.14 : Contraintes résiduelles longitudinales mesurées en face inférieure par diffraction 
de rayons X, pour deux sections transversales à la ligne de soudage – Test n°1 
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Figure 4.15 : Contraintes résiduelles transversales mesurées en face inférieure par diffraction 
de rayons X, pour deux sections transversales à la ligne de soudage – Test n°1 
 

Les contraintes les plus importantes sont les contraintes longitudinales σxx (dans la direction de l’axe 
de soudage). Le centre de la plaque est en traction, tandis que les bords sont en compression. Dans le 
cas des contraintes transversales σyy (perpendiculaires à la direction de l’axe de soudage), les 
contraintes situées vers les bords ne sont pas nulles, alors qu’elles devraient l’être (bord libres). Ceci 
montre que l’incertitude de mesure par diffraction de rayons X est assez élevée. 

 

IV SIMULATIONS NUMERIQUES : OBJECTIFS 
 
Il est ressortit de l’étude sur structures axisymétriques, présentée au chapitre précédent, que les 
simulations numériques étaient prédictives, sous réserve d’une part d’avoir des données matériau 
suffisamment fines, et d’autre part d’avoir une source de chaleur suffisamment bien ajustée.  

L’un des objectifs de la simulation numérique des essais en repère mobile est de juger de la qualité des 
résultats numériques d’une part lorsque la modélisation est la plus fine possible, et d’autre part dans le 
cas de simulations plus grossières ou simplifiées. 

Pour modéliser ces essais en repère mobile, il est nécessaire de faire un choix en ce qui concerne la 
dimension de la modélisation : bidimensionnelle ou tri-dimensionnelle (Cf. chapitre I, IV.2.2.2.3). 

 

i) Simulations tridimensionnelles 

Dans un premier temps, des simulations entièrement tridimensionnelles seront réalisées, en 
considérant les paramètres les plus appropriés et notre connaissance la plus fine du matériau utilisé, 
déjà validée au cours des deux chapitres précédents. Ces simulations élasto-viscoplastiques 
représenteront les calculs de référence, et les résultats numériques obtenus à l’issue de ces simulations 
seront confrontés aux résultats expérimentaux pour en apprécier la qualité. 

Puis, toujours en considérant une simulation tridimensionnelle, des simulations adoptant différents 
paramètres matériaux seront effectuées afin de peser la sensibilité des résultats numériques obtenus 
vis-à-vis données matériau. En particulier, nous considérerons le cas d’une simulation purement 
élastoplastique, et faisant abstraction de la caractérisation du matériau, en utilisant des paramètres 
mécaniques issus de la littérature. Les résultats de ces simulations seront comparés aux résultats du 
calcul de référence d’une part, et aux résultats expérimentaux d’autre part. 
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ii) Simulations bidimensionnelles 

Dans un second temps, des simulations numériques bi-dimensionnelles seront effectuées, afin 
d’apprécier l’erreur engendrée par ce type de modélisation, en considération du gain de temps qu’elle 
apporte. Les données matériaux pour ce type de simulation seront les plus fines dont nous disposons, 
ce qui correspond au cas du calcul tridimensionnel élasto-viscoplastique de référence. 

Pour ces simulations 2D, différentes approches seront considérées : 

¾ D’une part une approche classique qui considère une section perpendiculaire à l’avancée du 
soudage (chapitre 1, fig. 1.9.a). Dans ce cas, différents moyens de représenter l’apport de chaleur 
seront envisagés (cf. chapitre 1, IV,2.3.4) : histoire de température imposé, ou bien flux de chaleur 
imposé. Les calculs mécaniques seront ensuite effectués avec l’hypothèse de déformations planes, 
qui semble par ailleurs justifiée par le fait que les déformations résiduelles dans la direction X de 
soudage (εxx), mesurées dans une section transversale en fonction de Y par corrélation d’image, 
sont négligeables (bien que les déplacements résiduels dans la direction de soudage UX ne le 
soient pas). Il est reconnu que ce type de simulation (en déformations planes) conduit à des écarts 
importants en termes de distorsions, et tend à surestimer les contraintes résiduelles ([MCD.93], 
[AND.78]). Cependant nous nous proposons de quantifier l’erreur induite par ce type de 
modélisation, dans ce cas particulier, en termes de distorsions et de contraintes résiduelles, par 
rapport aux résultats de simulations tridimensionnelles. 

¾ D’autre part, une approche moins courante sera considérée, qui consiste à effectuer un calcul 2D 
en ne maillant que le plan moyen de la plaque (chapitre 1, fig. 1.9.c). Dans cette configuration, les 
températures sont considérées comme indépendantes de Z, et le calcul mécanique est effectué en 
contraintes planes (les contraintes σzz sont négligées). Ce type de modélisation interdit les 
déplacements selon Z en cours d’essai ; le mouvement structural de la plaque et la déformée ne 
pourront donc pas être représentés. Toutefois, nous nous intéresserons dans ce cas essentiellement 
aux contraintes transitoires et résiduelles.   

La comparaison entre les résultats du calcul 3D de référence, et ceux des calculs 2D, permettra ainsi 
d’estimer la marge d’erreur qu’il est possible d’obtenir lors de la simulation numérique d’un cas test 
représentatif d’une opération de soudage.  
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Figure 4.14 : Types de calculs 2D réalisés 
 
 
V SIMULATIONS NUMERIQUES TRI-DIMENSIONNELLES : 
MISE EN DONNEES 
 
V.1 MAILLAGE 
 
Etant donnée la symétrie du problème, seule une moitié de la plaque est maillée. En toute rigueur, seul 
le problème thermique peut être considéré comme vraiment symétrique, car d’un point de vue 
mécanique, la plaque est posée sur trois points d’appuis et non quatre. Cependant, les mesures de 
déplacements ont montré que l’hypothèse de symétrie peut raisonnablement être effectuée (voir 
déplacement du capteur D5, figure 4.8.c et 4.10.c), permettant le maillage d’une demie plaque et donc 
des temps de calculs raisonnables. 

Le maillage tridimensionnel de la plaque est donné ci-dessous. Les éléments sont prismatiques, 
quadratiques. 5 éléments sont placés dans l’épaisseur de plaque. Le maillage comporte 9956 nœuds et 
3549 éléments. La taille d’un élément dans la zone centrale est de 2×2,5×5mm. 

Remarque : différents calculs ont été effectués, de façon à réduire au maximum la taille de ce maillage 
(pour éviter des temps de calcul trop prohibitifs) sans perdre de la précision. Le maillage utilisé 
représente un bon compromis entre temps de calcul et précision des résultats. 
 

1 m

Hauteur 
1 m 

Section transversale 
Calcul en déformations planes 

calcul 2D (1) 

Plan médian 
Calcul en contraintes planes 

calcul 2D (2) 
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Figure 4.15 : Maillage utilisé pour les calculs tridimensionnels 
 
 
 
V.2 MODÉLISATION THERMIQUE 
 
V.2.1 Calage de l’apport de chaleur en quasi-stationnaire 
 
Avant de mener la simulation tridimensionnelle transitoire, prenant en compte le déplacement de la 
source de chaleur, nous devons caler les paramètres de cette source. 

Les observations expérimentales en ce qui concerne les températures mesurées au cours du temps nous 
permettent d’effectuer l’hypothèse de quasi-stationnarité du point de vue thermique. Par conséquent, 
un calcul thermique quasi-stationnaire est effectué dans un premier temps, afin de caler au mieux les 
paramètres de l’apport de chaleur.  

Pour cela, un volume Ω’ intérieur à la plaque, supposé infiniment longue dans la direction de soudage, 
est maillé (cf. fig. 1.7, chapitre 1). L’équation de la chaleur est traitée dans un repère lié à la source, 
fixe sur ce maillage, en considérant un flux de matière à travers le maillage, à la vitesse -V. Les 
caractéristiques du calcul thermique quasi-stationnaires sont rappelées dans le chapitre 1 en IV.2.1.4. 
 

 

Remarques :  

i) La longueur du maillage selon la direction Y est arbitraire dans le cas du calcul quasi-stationnaire ; 
pour des raisons de commodité, une longueur égale à la longueur réelle de la plaque a été adoptée. 
Ainsi le même maillage peut être utilisé pour le calcul quasi-stationnaire ou pour le calcul transitoire. 

ii) La rapidité du calcul quasi-stationnaire permet de recourir à une densité de maillage, donc un 
nombre de degrés de libertés, plus élevés. L’optimisation du maillage tel qu’il a été présenté en V.1 a 

Y 

Z 

X 
(axe de soudage) 

Plan Médian : 
conditions de symétrie 
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donc été effectuée sur le calcul quasi-stationnaire, en comparant les résultats thermiques pour plusieurs 
maillages. 

 
V.2.1.1 CONDITIONS AUX LIMITES THERMIQUES ET PROCÉDURE DE CALAGE DE L’APPORT DE 
CHALEUR 
 
Dans le cas du calcul quasi-stationnaire, la face avant du domaine Ω’ est maintenue égale à la 
température ambiante (c’est la condition « initiale »), tandis que sur la face arrière ainsi que sur le plan 
de symétrie, une condition adiabatique (flux nul) est imposée. Sur les autres faces, excepté sous la 
source en face supérieure, les échanges thermiques avec le milieu extérieur sont de type convection-
rayonnement (équation 1.13), en adoptant un coefficient d’échange de 5W/m.°C et une émissivité de 
0,75. 

En ce qui concerne le choix de la représentation de l’apport de chaleur, différents modèles, surfaciques 
ou volumiques, faisant intervenir plus ou moins de paramètres, peuvent être utilisés (cf. chapitre 1, 
IV.2.3). Dans les calculs présentés ici, trois types de sources de chaleur surfaciques, relativement 
simples, on été calés en quasi-stationnaire (cf. fig 4.16) 

Le choix d’une source surfacique se justifie par la pénétration relativement faible, notamment dans le 
cas du test n° 1, du bain de fusion (cf. fig. 4.6 et 4.7) : en soudage TIG sans métal d’apport, l’énergie 
est en effet déposée essentiellement en surface. En outre, la reproductibilité très imparfaite du bain de 
fusion le long de l’axe de soudage dans le cas du test n°2 (fig.4.6) n’incite pas à caler un modèle 
volumique type double-ellipsoïde sur les macrographies. C’est pourquoi nous avons choisi une 
répartition de flux surfacique pour représenter l’apport de chaleur. 

Le calage de ces différentes sources a consisté à déterminer la valeur du coefficient η qui permet, pour 
une forme de source donnée, de reproduire au mieux le champ de température mesuré en face 
inférieure. Pour chaque type de source, nous avons considéré les deux tests (test n°1 avec une vitesse 
de soudage de 60mm/min, et test n°2 avec une vitesse de 40mm/min) 

 

V.2.1.2 PARAMÈTRES THERMOPHYSIQUES 
 
Pour résoudre l’équation de la chaleur, une formulation enthalpique est utilisée (eq. 1.12). Les 
paramètres thermophysiques (enthalpie et conductivité en fonction de la température) sont identiques à 
ceux utilisés pour les simulations sur structures axisymétriques (cf. chapitre 3, IV.2.2.1). 

Remarque : En quasi-stationnaire, des calculs ont étés effectués avec ou sans prise en compte de la 
chaleur latente de fusion-solidification afin de voir l’influence de celle-ci. Il a été constaté que la prise 
en compte de la chaleur latente n’induit pas d’effet prépondérant sur le calcul des températures. Pour 
le calcul, la largeur de bain n’est pas affectée, et la longueur de bain ne l’est que très faiblement, dans 
le cas particulier considéré. Les températures en face inférieure calculées aux points de mesures ne 
sont, elles, pas du tout affectées par la prise en compte ou non de la chaleur latente. Ceci conforte par 
ailleurs les résultats obtenus sur les disques. 
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Figure 4.16 : différents types de sources surfaciques utilisées 
 
 
V.2.1.3 RÉSULTATS OBTENUS POUR DIFFÉRENTES SOURCES DE CHALEUR 
 
Sur la figure 4.16,  les résultats obtenus pour les paramètres η, avec les différentes sources de chaleur, 
sont présentés. Il a par ailleurs été constaté que quel que soit le type de source utilisé, la répartition de 
température était similaire, même en des points proches de la source, du moment que la puissance 
nette ηUI restait la même.  

En outre, le paramètre η obtenu pour un modèle de source de chaleur est identique selon l’essai 
considéré (test n°1 ou n°2). La vitesse de soudage, dans notre cas, n’a donc pas d’effet sur le 
paramètre η, sans doute parce que l’écart entre les deux vitesses est trop faible.  

Les valeurs de « rendement » ainsi trouvées, qui dépendent du choix de la forme de source choisie, se 
trouvent dans l’intervalle [0,6–0,9] classiquement admis dans la littérature.  

En ce qui concerne la source gaussienne, la valeur η = 0,7 n’est pas identique à celle obtenue sur les 
disques, avec cette même formulation gaussienne (une valeur η = 0,8 avait été adoptée, cf. IV.2.2.2 du 
chapitre 3). Ceci peut s’expliquer par des paramètres de soudage légèrement différents, entre les deux 
essais (I=120A pour le disque contre I=150A pour la plaque), et par une différence de configuration 
(source fixe – source mobile). Cela montre que le paramètre η ne peut pas être fixé une fois pour 
toutes pour un modèle de source donnée, mais doit être ajusté sur des observations expérimentales.  

 

V.2.1.4 CONCLUSION SUR LE CALCUL THERMIQUE QUASI-STATIONNAIRE 
 
Le calcul thermique quasi-stationnaire est utile pour caler rapidement les paramètres de la source de 
chaleur. En effet, un recalage sur des données expérimentales (mesures de températures ou 
observations macrographiques de la zone fondue) est toujours nécessaire. Un recalage sur les 
températures, lorsque cela est possible, semble toutefois préférable à un recalage sur des 
macrographies de la zone fondue, qui ne donnent pas suffisamment d’informations.  
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Les différents types de sources considérés conduisent à des résultats similaires en températures mais 
également, et c’est plus surprenant, en zone fondue. Ces faibles différences selon le modèle de source 
utilisé peuvent sans doute s’expliquer par le fait que dans notre cas, la zone fondue est d’une 
pénétration relativement faible. 

Les différentes sources donnant des résultats similaires, nous décidons donc d’adopter comme modèle 
de source pour le calcul tridimensionnel transitoire, la source triangulaire sur base carrée (fig. 4.16.a).  

 
V.2.2 Calcul tridimensionnel pas à pas 
 
Après calage de la source, le calcul complet transitoire tridimensionnel est effectué sur le maillage 
présenté sur la figure 4.15. La source de chaleur triangulaire se déplace le long de l’axe Y, en 
s’allumant et en s’éteignant à 10mm des bords de la pièce. Pour la phase de refroidissement, les 
échanges thermiques avec le milieu extérieur se font entièrement par convection et rayonnement sur 
toutes les faces, avec les valeurs de coefficient d’échange et d’émissivité spécifiés en V.2.1.1. Bien 
que les effets de la chaleur latente soient pratiquement négligeables dans le cas particulier considéré, 
celle-ci est tout de même prise en compte. Les paramètres thermophysiques fonction de la température 
et la chaleur latente utilisée sont identiques à ceux du calcul quasi-stationnaire. 

 
V.3 MODÉLISATION MÉCANIQUE 
 
V.3.1 Chargement et conditions limites mécaniques 
 
La plaque est placée sur deux points d’appuis (avec l’hypothèse de symétrie parfaite), situés en Y = 50 
mm, pour les deux sections SD1 et SD2, conformément à l’expérience (fig. 4.2). Des conditions de 
symétrie sont imposés sur le plan médian (déplacement selon Y nul). 

Le calcul mécanique est effectué en poursuite du calcul thermique. Ce sont les cartes de températures, 
à chaque pas de temps, issues du calcul thermique transitoire, qui constituent donc le chargement de la 
structure.  

 

V.3.2 Loi de comportement adoptée et paramètres thermomécaniques 
 
V.3.2.1 CALCUL DE RÉFÉRENCE ÉLASTO-VISCOPLASTIQUES 
 
Les calculs menés sont des calculs élasto-viscoplastiques, en grandes déformations. La loi de 
comportement utilisée ainsi que les paramètres thermomécaniques fonction de la température, 
intervenant dans les modèles (équations 1.74 à 1.76) sont identiques à ceux utilisés pour les calculs sur 
disques sous transitoires thermiques laser. Il s’agit des paramètres issus de la caractérisation présentée 
au chapitre 1. Pour les températures supérieures à 1000°C, les paramètres visqueux sont extrapolés (cf. 
chapitre 1, V.1.5.5). Cette extrapolation ne porte en fait que sur η et n, les paramètres C et m étant pris 
égaux à 1 à partir de 1000°C. En ce qui concerne le coefficient de dilatation, celui-ci est pris constant à 
partir de 1100°C. 

 
V.3.2.2 CALCUL AVEC DIFFÉRENTES DONNÉES MATÉRIAU 
 
Dans la littérature, la modélisation mécanique du matériau lors d’une opération de soudage est le plus 
souvent de type élasto-plastique, la dépendance du comportement mécanique vis-à vis de la vitesse de 
sollicitation étant en général négligé. En revanche la dépendance des données élastoplastiques vis-à-
vis de la température est prise en compte. Pour les hautes températures, il est d’usage de considérer 
une température limite (« cut-off »), au-delà de laquelle les propriétés n’évoluent plus (cf. chapitre 1, 
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V.3.7), et cela pour deux raisons principales (Cf. par exemple [LIN.02]) : d’une part les propriétés 
mécaniques sont inconnues à haute température, et d’autre part, des problèmes numériques peuvent 
survenir si la valeur des paramètres spécifiés est trop basse. 

Deux calculs tridimensionnels purement élastoplastiques sont donc effectués : 

¾ Un calcul utilisant les données matériau élastoplastiques issues de la caractérisation présentée dans 
le chapitre 1, en considérant une température de coupure de 1100°C, au-delà de laquelle les 
paramètres sont constants. Un écrouissage linéaire isotrope est considéré. 

¾ Un calcul utilisant les données matériau issues de la littérature (données CEA-EDF, cf. annexe), 
en considérant également une température de coupure de 1100°C, au-delà de laquelle les 
paramètres sont constants. Un écrouissage linéaire isotrope est également considéré. 

Ces deux calculs sont comparés dans la partie VII aux résultats du calcul de référence, ainsi qu’aux 
résultats expérimentaux. 

 
VI SIMULATIONS NUMERIQUES BI-DIMENSIONNELLES : 
MISE EN DONNEES 
 
VI.1 CALCULS 2D (1) : SECTION TRANSVERSALE 
 
Dans ce cas, une section perpendiculaire à l’avancée de la torche est maillée (fig. 1.9.a). On considère 
alors une longueur unité dans la direction de soudage (cf. IV.2.3.4). Dans cette situation, le flux 
longitudinal (perpendiculaire à la section),  ainsi que les déplacements longitudinaux, sont négligés.   

 
VI.1.1 Maillage 
 
L’avantage essentiel de ce type de modélisation est la diminution du temps de calcul. Pour cette 
raison, un maillage plus dense à pu être adopté. Celui-ci est représenté sur la fig. 4.17 ci-dessous. Il se 
compose de 2097 nœuds et de 1208 mailles. Les éléments sont quadratiques. 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4.17 : maillage d’une section transversale à l’axe de soudage utilisé pour l’analyse 2D 
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VI.1.2 Modélisation thermique 
 
VI.1.2.1 PARAMÈTRES THERMOPHYSIQUES 
 
Les paramètres thermophysiques utilisés sont identiques à ceux utilisés pour l’analyse 
tridimensionnelle (V.2.1.2). La chaleur latente est également prise en compte. 

 
VI.1.2.2 REPRÉSENTATION DE L’APPORT DE CHALEUR 
 
Dans le cas d’une simulation bi-dimensionnelle qui considère une section transversale à l’avancée du 
soudage, il faut prendre en compte l’énergie totale de soudage par unité de longueur E (cf. équation 
1.41), déposée simultanément sur une longueur unité, mais répartie dans le temps de façon à 
reproduire l’approche et l’éloignement de la source de chaleur. 

 
Test n°1 (V = 60mm/min) Test n°2 (V = 40mm/min) 

 

V
UIE η= = η × 1,5 MJ/m 

 

 

V
UIE η= = η × 2,25 MJ/m 

 
 

Tableau 4.2 : Energie par unité de longueur pour les deux tests 
 
Il existe alors différentes façons de répartir cette énergie sur le maillage et dans le temps (cf. chapitre 
1, IV.2.3.4). Nous considérons ici trois approches différentes : 

¾ Tout d’abord, une approche en températures imposées (figure 1.12, chapitre 1), pour laquelle nous 
imposons une histoire de température à la partie du maillage correspondant à la zone fondue 
(relevée sur macrographie, cf. figure 4.6 et 4.17). Il s’agit d’une montée linéaire de température en 
fonction du temps jusqu’à la température de fusion (1475°C), suivie ou non d’un temps de 
maintien. Puis pour la phase de refroidissement, des échanges radiatifs et convectifs sont 
considérés avec l’extérieur, en adoptant un coefficient d’échange de 5W/m.°C et une émissivité de 
0,75. 

¾ D’autre part une approche en flux volumique (figure 1.13 chapitre 1), pour laquelle nous imposons 
un flux volumique à la partie du maillage correspondant à la zone fondue (de section transversale 
S). Ce flux est également distribué en fonction du temps. 

¾ Enfin une approche en flux surfacique, pour laquelle nous imposons un flux surfacique à la partie 
du maillage correspondant à la surface (de largeur L) de la zone fondue. 

L’ajustement des paramètres (temps de montée, temps de maintien, etc…) est effectué de façon à 
reproduire au mieux les évolutions de températures mesurées par thermocouples en face inférieure et 
supérieure. Cet ajustement n’a pas été aisé à réaliser et a nécessité de nombreux calculs successifs. En 
fin de compte, les spécificités des cycles de chauffage, pour les différents cas (températures imposées 
ou flux imposé) sont spécifiés dans le tableau 4.3. 

Remarque : Seul le deuxième test (Vsoudage = 40mm/min) a été modélisé. 

Dans le cas de l’approche en flux volumique, l’énergie totale appliquée (par unité de longueur) 
correspondant au chargement thermique est de : 

Qmax × ((t1)/2 + (t2 –t1)/2) × S                                                   (4.1) 
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Cette énergie correspond à 67% de l’énergie émise UI/V, ce qui est par ailleurs en bon accord avec les 
valeurs de coefficients η obtenues pour l’analyse tridimensionnelle avec les différents types de sources 
(cf. fig. 4.16). 

 Dans le cas de l’approche en flux surfacique, l’énergie totale appliquée (par unité de longueur) 
correspondant au chargement thermique est de : 

q max × (tb – ta + tc)/2 × L                                                   (4.2) 

Cette énergie correspond à 83% de l’énergie émise UI/V, qui est une valeur un peu plus élevée que les 
valeurs de coefficients η obtenues pour l’analyse tridimensionnelle avec les différents types de sources 
(cf. fig. 4.16). 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Test n° 2 : tA = 26s ; tB = 47s 
 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Test n° 2 : t1 = 31s ; t2 = 62s 
 

Fig. 4.18.a : Cycle de Température imposée 
dans ZF 

Fig. 4.18.b : Flux volumique imposé dans ZF 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

Test n° 2 : ta = 2s ; tb = 46s ; tc = 50s 
 

 

Fig. 4.18.c : Flux surfacique imposé sur L Fig. 4.18.c : Zone fondue  
Figure 4.18 : Différentes modélisations de l’apport de chaleur ; test n°2 – Simulations 2D 
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VI.1.3 Modélisation mécanique 
 
Les calculs effectués sont des calculs élasto-viscoplastiques en grandes déformations, effectués avec 
l’hypothèse de déformations planes. La loi de comportement utilisée ainsi que les paramètres 
thermomécaniques fonction de la température, intervenant dans les modèles (équations 1.74 à 1.76) 
sont identiques à ceux utilisés pour les calculs trididimensionnels (cf. V.3). 

Dans le cas de l’hypothèse de déformation planes, tout ce passe comme si toute la plaque était fixée de 
façon rigide dans la direction longitudinale [LIN.01a]. Cette hypothèse peut être allégée par 
l’hypothèse de déformations planes généralisées : dans ce cas la déformation longitudinale n’est plus 
nulle mais peut être constante, ou bien varier linéairement sur la section en fonction de Y (voir par 
exemple [AND.78]). Cependant nous considérons ici le cas le plus restrictif des déformations planes 
non généralisées. 

La section considérée est posée sur deux appuis (fig. 4.17) en adoptant une hypothèse de symétrie 
parfaite (on peut donc considérer qu’il s’agit de la section SD1 située entre les appuis A et B, cf. figure 
4.2). 

Le problème posé par ce type de modélisation, est que le bridage de la section considérée n’est pas 
correctement pris en compte. En effet, en l’absence d’autres conditions limites que les deux appuis 
simples, la section est libre de fléchir dans son plan. En réalité, sa capacité à fléchir est limitée par la 
présence du reste de la plaque, perpendiculaire au plan modélisé, qui tend à brider fortement la section. 

Pour cette raison, deux calculs mécaniques sont effectués, à la suite du calcul thermique : 

¾ D’une part un calcul pour lequel la section est simplement posée sur deux appuis 

¾ D’autre part un calcul pour lequel les déplacements verticaux (selon Z) de la plaque sont 
empêchés pendant toute la durée du chauffage ( blocage des points A et B en face supérieure, cf. 
fig. 4.18), afin de reproduire le bridage du reste de la plaque.  

Bien qu’aucune de ces deux hypothèses ne soit réellement satisfaisante du point de vue du mouvement 
structural (déplacements, déformée finale), nous nous attachons essentiellement au champ de 
contraintes résiduelles qui sera déterminé par cette modélisation. 

 
VI.2 CALCULS 2D (2) : PLAN MEDIAN 
 
Dans ce cas, le plan moyen de la plaque est maillée (fig. 1.9.c) (cf. IV.2.3.4). On considère alors que la 
plaque possède une « épaisseur » unitaire (1m), et que les températures, contraintes, etc., sont 
indépendants de z. La contrainte dans l’épaisseur est négligée, et la déformation de la section a lieu 
dans le plan de la plaque.  

 
VI.2.1 Maillage 
 
Dans ce type de modélisation, la source de chaleur est mobile, et se déplace le long de l’axe central du 
plan modélisé. Nous choisissons d’utiliser un maillage similaire à celui utilisé pour la face supérieure 
de la plaque modélisée en tri-dimensionnel (cf. fig. 4.15). Ce maillage est donné ci-dessous. Il 
comporte 1301 nœuds et 910 mailles quadratiques. La moitié de la plaque est modélisée (hypothèse de 
symétrie parfaite). 

 

 



Chapitre 4 : Essais et validations sur structures 3D soudées en repère mobile 

 
Thèse :        Simulation numérique du soudage – Acier 316L. Validation sur cas tests de complexité croissante 
Lionel DEPRADEUX  INSA de Lyon 2003 
 

160

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4.19 : maillage et source de chaleur utilisés pour l’analyse 2D en contraintes planes 
 
VI.2.2 Représentation de l’apport de chaleur 
 
Dans le cas d’une simulation bi-dimensionnelle qui considère le plan (X, Y) de la plaque, il faut 
prendre en compte une source de chaleur mobile (contrairement au cas de la simulation considérant 
une section transversale, pour laquelle la source de chaleur était fixe sur le maillage). Pour la 
définition de cette source de chaleur, nous choisissons une source surfacique, équivalent au modèle de 
source choisi pour l’analyse tri-dimensionnelle : il s’agit de la source triangulaire à base carrée (figure 
4.16.a), avec un rendement η de 68%. Cependant, les analyses tridimensionnelles étaient effectuées 
sur la plaque réelle, d’épaisseur 10mm. Nous devons dans le cas de ces simulations 2D considérer le 
fait que l’épaisseur est unitaire (1m). Pour cette raison, la valeur maximale du flux dans le cas des 
simulations 2D vaut donc : 

Flux (cas 2D) = Flux (cas 3D) × 1m / 0,01m                                       (4.3) 

Cette source de chaleur se déplace à la vitesse V (60mm/min ou 40mm/min) sur le maillage. 

 
VI.2.3 Modélisation mécanique 
 
Les calculs effectués sont des calculs élasto-viscoplastiques en grandes déformations, effectués avec 
l’hypothèse de contraintes planes. La loi de comportement utilisée ainsi que les paramètres 
thermomécaniques fonction de la température, intervenant dans les modèles (équations 1.74 à 1.76) 
sont identiques à ceux utilisés pour les calculs trididimensionnels (cf. V.3). 

En ce qui concerne les conditions limites, les déplacements selon Y de l’axe médian sont bloqués, 
ainsi que les déplacements selon X du bord supérieur de la plaque (point A, fig. 4.19). Ce type de 
modélisation ignore donc les déplacements selon Z. Nous nous intéresserons donc aux résultats de 
contraintes résiduelles. 
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VII ANALYSES COMPARATIVES CALCUL-EXPERIENCE 
 
Dans cette partie, les comparaisons thermiques et mécaniques entre les résultats expérimentaux et 
numériques, sont présentés. L’adéquation calcul-expérience est analysée et commentée, pour les 
différents types de calculs considérés. 

 

VII.1 SIMULATIONS 3D COMPLÈTES 
 
VII.1.1 Analyse thermique 
 
VII.1.1.1 TEMPÉRATURES 
 

Les figures 4.20 à 4.22 donnent, pour les  tests n°1 et 2, les évolutions de températures calculées et 
mesurées dans une section transversale à l’avancée de la torche de soudage, en différents points des 
faces inférieures et supérieures. Etant donné que les mesures de températures en face inférieure ont 
servi à caler l’apport de chaleur en quasi-stationnaire, il est normal que l’adéquation calcul expérience 
soit également excellente en face inférieure pour le calcul transitoire.  

En face supérieure, l’adéquation calcul-expérience est également très bonne aux points de mesure, qui 
s’arrêtent toutefois à 10mm de l’axe central. Les vitesses de montée en température calculées au centre 
de la face supérieure sont de l’ordre de 80°C/s à 150°C/s selon la vitesse de soudage (40 ou 
60mm/min). 

Les isovaleurs de températures autour de la zone fondue sont également représentées sur la figure 
4.22. D’une manière générale, le champ de température semble très bien reproduit par la  simulation. 
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Figure 4.20 : Evolutions de températures en fonction du temps, en face inférieure, en 
différents points (Y = 0, 5, 10, 20, 50mm) ; Test n°2 (V=40mm/min) 
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Figure 4.21 : Evolutions de températures en fonction du temps, en face supérieure, en 
différents points (Y = 0, 8, 10, 25, 50) ; Test n°2 (V=40mm/min):  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4.22 : Evolutions de températures en fonction du temps, en face supérieure, (Y = 0, 8, 
10, 20, 50mm) et inférieure (Y =0, 8, 11, 20, 35mm); Test n°1 (V=60mm/min) 
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VII.1.1.2 ZONE FONDUE 
 
Les résultats en zones fondues pour les deux tests, dans le cas du calcul tridimensionnel, sont présentés 
sur la figure 4.23. La taille de la zone fondue est comparée pour les deux sections transversales à la 
ligne de soudage (sections SD1 et SD2, cf. fig. 4.2 pour leur localisation). 

Dans le cas du test n°1 (vitesse de soudage 60mm/min), la zone fondue est bien représentée par le 
calcul. En effet, la zone fondue étant peu pénétrante, une source de chaleur surfacique est tout à fait 
adéquate. Dans le cas du test n°2 (vitesse de soudage 40mm/min), en revanche, la profondeur de 
pénétration est légèrement sous-estimée par le calcul, qui prévoit une zone fondue plus étalée. 

 
 
 

5,3 mm

 

 
 

 

 
  
Figure 4.23 : comparaison des zones fondues calculées aux relevés macrographiques 
 
 
VII.1.2 Analyse mécanique : calcul de référence 
 
VII.1.2.1 DÉPLACEMENTS TRANSITOIRES ET DÉFORMÉE FINALE 
 
Les déplacements transitoires pour les tests n°1 et 2 sont comparés aux résultats expérimentaux sur les 
figures 4.24 et 4.25. Pour les deux tests, l’adéquation calcul expérience est excellente dans la première 
section d’appui, à l’endroit des capteurs D1 et D3 (voir fig. 4.3 pour la position des capteurs). Pour les 
capteurs D6 et D7, la concordance est plutôt satisfaisante, bien que la flèche maximale atteinte soit 
légèrement sous-estimée, mais toute la partie correspondant à l’approche de la source et son passage 
au droit de la position des capteurs est très bien reproduite par le calcul.  

Section SD1 ; Test n°1 

Section ST2 ; Test n°1 

Section SD1 ; Test n°2 

Section ST2 ; Test n°2 

5,67 mm 3,55 mm

4,53 mm
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En ce qui concerne la dernière ligne de capteur, seul le déplacement du capteur D4 est calculé, étant 
donné que l’hypothèse de symétrie parfaite a été adoptée pour le calcul (le déplacement D5 
« calculé », est bien entendu égal à zéro, ce qui n’est pas tout à fait le cas du déplacement D5 mesuré). 
Le déplacement du capteur D4 est bien reproduit pendant toute la durée du passage de la torche. En 
revanche, lors de la phase de refroidissement, le calcul s’éloigne des mesures, surtout dans le cas du 
test n°1 : dans ce dernier cas, cela peut sans doute s’expliquer par le fait de la symétrie imparfaitement 
conservée lors de la phase de refroidissement (après 250s environ), car le capteur D5 enregistre une 
légère descente lors de cette phase. Cependant la concordance entre calculs et mesures est globalement 
satisfaisante.  
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Figure 4.24.a : Evolution en fonction du temps des déplacements verticaux de la face 
inférieure de la plaque, sous l’axe de soudage, et à une distance de 12mm de l’axe de 
soudage : capteurs D1 et D3; comparaison mesure-simulation élastoviscoplastique - Test n°1 
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Figure 4.24.b : Evolution en fonction du 
temps des déplacements verticaux de la face 
inférieure de la plaque : capteurs D6 et D7; 
comparaison mesure-simulation 
élastoviscoplastique - Test n°1 

Figure 4.24.c : Evolution en fonction du 
temps des déplacements verticaux de la face 
inférieure de la plaque : capteurs D4 et D5; 
comparaison mesure-simulation 
élastoviscoplastique- Test n°1 
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Fig. 4.25.a : Evolution en fonction du temps des déplacements verticaux de la face inférieure 
de la plaque, sous l’axe de soudage, et à une distance de 12mm de l’axe de soudage : capteurs 
D1 et D3 ; comparaison mesure-simulation élastoviscoplastique - Test n°2 
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Fig. 4.25.a : Evolution en fonction du temps 
des déplacements verticaux de la face 
inférieure de la plaque : capteurs D6 et D7; 
comparaison mesure-simulation 
élastoviscoplastique - Test n°2 

Fig. 4.25.a : Evolution en fonction du temps 
des déplacements verticaux de la face 
inférieure de la plaque : capteurs D4 et D5; 
comparaison mesure-simulation 
élastoviscoplastique - Test n°2 

 
Les figures 4.26 et 4.27 indiquent la façon dont la plaque se déforme en cours d’essai. Le gonflement 
de la partie centrale située juste sous la ligne de déplacement de la torche est mis en évidence. 
Un effet de flexion est visible à la fois autour de l’axe X (la plaque se creuse en « V »), mais 
également autours de l’axe Y. En effet, lors de la phase de refroidissement, le centre de gravité de la 
plaque remonte (cf. déplacements des capteurs D6 et D7), et la plaque, qui fléchie autours de Y, 
présente une déformée finale bombée vers le haut dans le sens longitudinal. En revanche, dans les 
sections SD1 et SD3 (les sections transverses à la ligne de soudage, aux niveaux de chaque ligne 
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d’appui), la déformée finale présente une flèche vers le bas, qui est plutôt bien reproduite par le calcul 
(fig. 4.28 et 4.29). L’allure de la déformée est par ailleurs similaire à celle observée sur les disques  
(chapitre 1, fig.3.20), avec une flèche vers le bas, et un gonflement important de la partie centrale. 
Pour les deux tests, la déformée de la face inférieure est correctement estimée par le calcul. En face 
supérieure, la déformée est légèrement sous-estimée. De plus, l’adéquation calcul-expérience est 
meilleure pour la section SD1, qui présente une meilleure symétrie pour les conditions d’appui.  

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4.26 : Déformée calculée pour différents instants ; Test n°2 

t = 10s 

t = 50s 

t = 150s

t = 100s

t = 200s

t = 240s

Z 

t = 250s

t = 300s

Déformée finale 
amplification × 20 ; plan (X,Y) 

Y 

Déformée finale amplification × 20 ; plan (X,Z) 

X 
Z 



Chapitre 4 : Essais et validations sur structures 3D soudées en repère mobile 

 
Thèse :        Simulation numérique du soudage – Acier 316L. Validation sur cas tests de complexité croissante 
Lionel DEPRADEUX  INSA de Lyon 2003 
 

167

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
Figure 4.27 : Déformée calculée pour différents instants ; Test n°1 
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Figure 4.28.a : déformée finale - Test n°2, 
section SD1 

Figure 4.28.a : déformée finale - Test n°2, 
section SD3 
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Figure 4.29.a : déformée finale - Test n°1, 
section SD1 

Figure 4.29.b : déformée finale - Test n°1, 
section SD3 

 
 
 
VII.1.2.2 DÉPLACEMENTS ET DÉFORMATIONS RÉSIDUELS DANS LE PLAN DE LA FACE 
INFÉRIEURE 
 
La figure 4.30 compare les déplacements résiduels calculés UX et UY en face inférieure, le long de 
l’axe Y, pour les trois sections transversales SD1, SD2 et SD3, aux déplacements mesurés par 
corrélation d’image numérique, dans la zone de dépôt du motif (voir fig. 4.3 pour la localisation de 
cette zone sur la face inférieure de la plaque). 

Le calcul donne des résultats quasiment identiques en ce qui concerne les déplacements résiduels UY 
(c’est à dire transversaux à l’axe de soudage), quelle que soit la section (SD1, SD2, SD3). En 
revanche, les déplacements résiduels calculés UX (dans la direction de soudage) sont différents selon 
la section considérée (SD1, SD2 ou SD3), ce qui est probablement lié à l’effet de flexion autour de 
l’axe Y. 

Les calculs surestiment l’amplitude des déplacements résiduels, mais l’allure des courbes est bien 
reproduite. Dans le cas des déplacements selon X, il est surprenant de constater que le calcul dans la 
section SD3 (qui est la section la plus proche de la zone de mesure par corrélation) donne le résultat le 
plus éloigné des résultats expérimentaux. Ceci est peut-être du au fait que la symétrie est moins bien 
respectée dans la section SD3, du fait de la présence d’un seul appui.  

Les courbes représentées sur la fig. 4.31 représentent les variations selon Y des différentes 
composantes du tenseur de Green-Lagrange (EXX = εxx , EYY= εyy, EXY= εxy) dans le plan de la 
face inférieure, pour la section SD3. Seules les composantes EYY et EXY ont une amplitude 
significative. La comparaison calcul-expérience sur les déformations résiduelles est assez satisfaisante 
(figs 4.31.a à c), même si les déformations résiduelles EYY sont sous-estimées. De plus, les calculs 
donnent des résultats quasiment identiques en déformations pour les trois sections SD1, SD2 et SD3. 
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Figure 4.30.a : Déplacements résiduels UX 
mesurés, et calculés pour différentes sections 
- Test n°2 

Figure 4.30.b : Déplacements résiduels UY 
mesurés, et calculés pour différentes sections 
- Test n°2 
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Figure 4.31.a : Déformations résiduelles mesurées, et calculées - Test n°2, section SD3 
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Figure 4.32.b : Déformations résiduelles 
EPXY mesurées, et calculées pour différentes 
sections - Test n°2 

Figure 4.32.c : Déformations résiduelles 
EPXY mesurées, et calculées pour différentes 
sections - Test n°2 
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VII.1.2.3 CONTRAINTES RÉSIDUELLES 
 
La figure 4.33 donne les isovaleurs de contraintes résiduelles obtenues après retour à température 
ambiante. Les tests n°1 et 2 donnent des résultats tout à fait similaires. La vitesse de déplacement de la 
torche n’a donc pratiquement pas d’effet sur la répartition des contraintes résiduelles dans le cas 
particulier considéré. 

En ce qui concerne les contraintes résiduelles, seules les composantes σxx, (contraintes longitudinales, 
dans la direction de l’axe de soudage), σyy (contraintes transversales, perpendiculaires à l’axe de 
soudage) et σxy sont non négligeables : les autres composantes du tenseur sont quasiment nulles. En 
réalité, l’état de contrainte est presque uniaxial, la contrainte longitudinale étant beaucoup plus 
importante que les autres.  

 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 

 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 

 

Figure 4.33 : Isovaleurs de contraintes résiduelles – test n°1 
 

• Contraintes longitudinales σxx 

La figure 4.34, qui donne la répartition des contraintes en fonction de l’axe Y en face inférieure et 
supérieure de la plaque, pour différentes sections transversales, montre que la répartition des 
contraintes longitudinales est pratiquement constante le long de la majeure partie de l’axe de soudage : 
le centre de la plaque est en traction, alors que les bords sont en compression.  

Remarque : l’allure des contraintes longitudinales le long de Y pour une section transversale est très 
similaire à la répartition des contraintes circonférentielles en fonctions du rayon, observées sur les 
disques épais, sans et avec fusion, présentées dans le chapitre 3 (cf. fig. 3.30 à 3.35) 

Les effets de bords sont visibles sur les isovaleurs présentées sur la fig. 4.33 : les contraintes 
longitudinales sont bien sûr égales à zéro sur les bords libres de la plaque, en X=0 et X =260mm. En 

Contraintes σxx face sup. Contraintes σxx face inf. 

XX

YY 

Contraintes σyy face inf. Contraintes σyy face sup. 
X X

Y
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outre on constate que les gradients de contraintes longitudinales dans l’épaisseur sont faibles, et l’état 
de contraintes longitudinales est similaire en partie supérieure et inférieure. 

• Contraintes transversales σyy 

Les isovaleurs présentées sur la figure 4.33 montrent également les effets de bords sur la répartition 
des contraintes transversales. Les contraintes transversales aux bords de la plaque (en X=0 et X=260) 
sont de compression, alors que le long de la majeure partie de l’axe de soudage, elles sont de traction. 
Leur intensité en maximale à proximité du centre de la plaque. Les contraintes transversales sont bien 
entendu nulles sur les bords latéraux de la plaque (en Y = + ou –  80mm). En outre, le gradient de 
contraintes dans l’épaisseur, bien que plus important que pour les contraintes longitudinales, reste 
modéré. 

Enfin, la répartition des contraintes transversales en fonction de Y le long de l’axe de soudage n’est 
pas constante : ceci peut être lié au mouvement structural (flexion) de la plaque. 
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Figure 4.34.a : Contraintes résiduelles longitudinale et transversale calculées en fonction de Y 
en face inférieure et supérieure dans la section SD1 – test n°2 
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Figure 4.34.b : Contraintes résiduelles en 
fonction de Y en face supérieure dans la 
section SD2 – test n°2 

Figure 4.34.b : Contraintes résiduelles en 
fonction de Y en face supérieure dans la 
section SD3 – test n°2 
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Les figures 4.35 et 4.36 comparent les contraintes résiduelles longitudinales et transversales calculées 
et mesurées, dans le cas du test n°1, en face inférieure, pour une section transversale située à X = 
150mm. L’allure des contraintes est globalement bien représentée par le calcul. Cependant, le calcul 
surestime de manière relativement importante les contraintes résiduelles longitudinales dans la zone 
centrale. Ceci peut être dû, selon nous, à une sous-estimation des phénomènes de restaurations 
visqueuses de l’écrouissage dans la partie centrale qui a été chauffée de façon importante. Il est 
également possible que la part cinématique de l’écrouissage, qui a été ignoré par le calcul, soit à 
l’origine de cette différence.  

Toutefois, il faut rappeler que l’incertitude sur les mesures de contraintes résiduelles est importante : 
en effet, dans le cas de la contrainte transversale, les mesures donnent une contrainte de compression 
d’une intensité de l’ordre de 100MPa sur les bords de la plaque, alors qu’en réalité, les contraintes 
transversales sont nulles sur les bords libres de la plaque. 

Compte tenu de ces incertitudes, la simulation numérique peut donc être considérée comme 
relativement satisfaisante en termes de contraintes résiduelles, malgré une surestimation des 
contraintes longitudinale dans la zone centrale. 
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Figure 4.35 : Contraintes résiduelles longitudinales en face inférieure en fonction de Y, pour 
une section située à X=150mm du bord inférieur de la plaque – test n°1 
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Figure 4.36 : Contraintes résiduelles transversales en face inférieure en fonction de Y, pour 
une section située à X=150mm du bord inférieur de la plaque – Test n°1 
 

VII.1.3 Analyse mécanique : calcul avec différentes données matériau 
 
Nous comparons ici les résultats expérimentaux, et les résultats issus du calcul de référence élasto-
viscoplastique (EVP), présentés en VII.1.2, avec les résultats obtenus dans le cas de calculs purement 
élasto-plastiques. 

 Il s’agit de calculs élasto-plastiques avec écrouissage linéaire isotrope, avec d’une part les données 
matériau issues de  la caractérisation présentée au chapitre 1 (EP), et d’autre part les données matériau 
issues de la littérature (EPbiblio).  

La figure 4.37 compare les résultats de ces trois calculs (EVP, EP, EPbiblio) pour les déplacements 
verticaux enregistrés par les capteurs D1, D7 et D4 en cours de soudage. Nous constatons que les 
calculs viscoplastiques et élasto-plastiques avec les données issues de la caractérisation donnent des 
résultats très proches. Cela semble donc indiquer que la prise en compte de la viscosité n’est pas 
nécessaire, dans le cas considéré, pour reproduire de façon satisfaisante les déplacements transitoires 
de la structures. 

En revanche, le calcul élasto-plastique avec les données de la littérature sous-estime largement 
l’amplitude des déplacements. Nous retrouvons donc les résultats déjà observés sur les disques au 
chapitre 3. 
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Fig. 4.37.a : Evolution en fonction du temps du déplacement vertical de la face inférieure de 
la plaque, sous l’axe de soudage (capteur D1) ; comparaison des mesures avec les résultats de  
simulations élastoviscoplastique  et élastoplastiques - Test n°2 
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Fig. 4.37.b : Evolution en fonction du temps 
du déplacement vertical de la face inférieure 
de la plaque, sous l’axe de soudage (capteur 
D7) ; comparaison des mesures avec les 
résultats de  simulations élastoviscoplastique  
et élastoplastiques - Test n°2 

Fig. 4.37.c : Evolution en fonction du temps 
du déplacement vertical de la face inférieure 
de la plaque, sous l’axe de soudage (capteur 
D4) ; comparaison des mesures avec les 
résultats de  simulations élastoviscoplastique  
et élastoplastiques - Test n°2 
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Fig. 4.38 : Evolution en fonction du temps du déplacement vertical de la face inférieure de la 
plaque, sous l’axe de soudage (capteur D1) ; comparaison des mesures avec les résultats de  
simulations élastoviscoplastique  et élastoplastiques - Test n°1 
 
 
Les figures 4.39 et 4.40 comparent les résultats des trois calculs (EVP, EP, EP biblio) en contraintes 
résiduelles, pour la face supérieure de la section transversale située au niveau des deux premiers plots 
d’appuis (section SD1). Les trois calculs donnent des résultats similaires en ce qui concerne les 
contraintes transversales ; en revanche l’amplitude des contraintes longitudinale dans la zone centrale 
est légèrement inférieure dans le cas du calcul avec les données de la littérature. 

Le fait qu’il n’y ait pas de différence entre les contraintes calculées avec ou sans viscosité, avec les 
données de la caractérisation du matériau, semble conforter l’hypothèse que si les contraintes sont 
surévaluées, c’est que l’influence de la restauration visqueuse de l’écrouissage à haute température 
(qui tend à abaisser le niveau de contraintes final au centre de la plaque) a été sous-estimé. 

L’observation des résultats en contraintes résiduelles conforte donc les conclusions énoncées au 
chapitre 3, à savoir que dans le cas des structures épaisses, la prise en compte ou non de la viscosité a 
peu d’influence sur les déplacements transitoire, ainsi que sur les contraintes résiduelles. En revanche, 
les données matériau de la littérature, si elles permettent de retrouver un niveau de contraintes 
résiduelles correct dans le cas considéré, conduisent à une sous-estimation de l’amplitude des 
déplacements transitoire et de la déformée finale. 
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Figure 4.39 : Contraintes résiduelles longitudinales en face inférieure en fonction de Y, pour 
une section située à X=150mm du bord inférieur de la plaque ; comparaison des mesures avec 
les résultats de  simulations élastoviscoplastique  et élastoplastiques - Test n°1 
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Figure 4.40 : Contraintes résiduelles transversales en face inférieure en fonction de Y, pour 
une section située à X=150mm du bord inférieur de la plaque ; comparaison des mesures avec 
les résultats de  simulations élastoviscoplastique  et élastoplastiques - Test n°1 
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VII.1.4 Analyse mécanique : effet de la nature de l’écrouissage 
 

Les contraintes résiduelles étant dans tous les cas (EP et EVP) sous-estimées par la simulation 
numérique, un calcul purement élasto-plastique, avec les données issues de la caractérisation, mais en 
faisant l’hypothèse d’un écrouissage entièrement cinématique, a également été effectué (EP cine). 

En effet, la partie centrale de la plaque étant soumise à un écrouissage en compression au chauffage, 
puis en traction au refroidissement, l’hypothèse d’un écrouissage cinématique tendrait à réduire 
l’intensité des contraintes finales dans la partie centrale, comme cela était observé dans le cas des 
essais de type satoh (cf. Chapitre 2). Les figures 4.41 et 4.42 ci-dessous comparent les résultats 
obtenus pour les différents calculs (EP iso, EP cine et EVP), en ce qui concerne le déplacement 
transitoire du capteur D1, ainsi qu’en ce qui concerne les contraintes résiduelles longitudinales en face 
inférieure (dans le cas du test n°1). 

On constate que le calcul élasto-plastique avec écrouissage cinématique conduit en effet à un niveau 
de contraintes résiduelles satisfaisant (fig. 4.42). Cependant, la comparaison sur la courbe de 
déplacement indique que l’hypothèse d’un écrouissage cinématique conduit à une sous-estimation très 
importante de l’amplitude des déplacements après passage de la source et lors du refroidissement. 
L’hypothèse d’un écrouissage cinématique n’est donc pas pertinente pour le calcul des déplacements. 
Cela confirme par ailleurs les résultats obtenus sur les disques au chapitre précédent. 

Bien entendu la nature de l’écrouissage du matériau devrait être dans la réalité une combinaison 
isotrope-cinématique, toutefois il semblerait que l’écrouissage soit plutôt de nature isotrope, car 
l’adéquation calcul-expérience semble meilleure sur les déplacements (pour lesquels la mesure est 
précise et plus fiable) dans le cas d’un calcul avec écrouissage isotrope, et ce pour tous les cas tests 
considérés. Il est possible cependant que les effets de restauration visqueuse de l’écrouissage (qui ont 
été négligés dans la simulation EVP pour les températures inférieures à 500°C) interviennent de façon 
plus importante lors de la phase de refroidissement  que ce qui a été considéré dans les calculs. Cette 
restauration tendrait alors à diminuer l’intensité des contraintes finales, autant que pourrait le faire 
l’hypothèse d’un écrouissage cinématique. 
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Figure. 4.41 : Evolution en fonction du temps du 
déplacement vertical de la face inférieure de la 
plaque, sous l’axe de soudage (capteur D1) ; 
comparaison des mesures avec les résultats de  
simulations EVP et EP avec écrouissage isotrope 
ou cinématique - Test n°1 

Figure 4.42 : Contraintes résiduelles 
longitudinales en face inférieure en fonction de Y, 
pour une section située à X=150mm du bord 
inférieur de la plaque ; comparaison des mesures 
avec les résultats de  simulations EP avec 
écrouissage isotrope ou cinématique - Test n°1 
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VII.2 SIMULATIONS 2D (1) : SECTION TRANSVERSALE 
 
VII.2.1 Analyse thermique 
 

Les figures 4.43a à c donnent, dans le cas du test n° 2, les évolutions de températures calculées et 
mesurées en face supérieure et inférieure pour Y = 0, 10, 20mm, pour les trois types de représentations 
de l’apport de chaleur (cf. VI.1.2.2 et fig. 4.18). Les trois types de modélisations de l’apport de chaleur 
ont été calées de façon à représenter au mieux les évolutions de températures mesurées en face 
inférieure. 
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Figure 4.43a : Evolutions de températures en face inférieure et supérieure, dans le cas d’une 
histoire de température imposé  
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Figure 4.43b : Evolutions de températures en face inférieure et supérieure, dans le cas d’un 
flux volumique imposé 
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Figure 4.43c : Evolutions de températures en face inférieure et supérieure, dans le cas d’un 
flux surfacique imposé 
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 Tmax face inf Tmax face sup 
Températures imposée 985°C 1475°C 
Flux volumique imposé 923°C 1328°C 
Flux surfacique imposé 924°C 1428°C 
Mesure 902°C  

 
Tableau 4.3 : Températures maximales atteintes en face inférieure et supérieure, pour les trois 

types de modélisation 
 

La comparaison calcul-mesure en face supérieure (les mesures en face supérieure n’ayant pas été 
prises en compte pour le calage de l’apport de chaleur) est relativement satisfaisante pour les trois 
types de modélisations aux points de mesures. En revanche, il n’en va pas de même pour les 
températures situées à moins de 10mm du centre de la plaque. 

En effet, seul le calcul avec températures imposées dans le bain fondu amène effectivement de la 
fusion, les calculs avec flux imposé (volumique ou surfacique) ne permettant pas d’atteindre des 
températures supérieures à 1450°C. La figure 4.44 qui donne les zones fondues en fin de chauffage 
pour les différents types de modélisations, montre que dans le cas du calcul avec flux volumique 
imposé, la zone fondue n’est pas du tout reproduite. 

 
 
 
 

Section S1

 

 
 
 

Section S1

 
Figure 4.44.a : Zone fondue calculée en fin de 
chauffage : cas d’une histoire de température 
imposée (Test n°2) 

Figure 4.44.a : Zone fondue calculée en fin de 
chauffage : cas d’un flux volumique imposée 
(Test n°2) 

 
 
VII.2.2 Analyse mécanique  
 
VII.2.2.1 DÉPLACEMENTS TRANSITOIRES ET DÉFORMÉE FINALE 
 
Le déplacement transitoire vertical du centre de la face inférieure, obtenu avec ou sans blocage des 
déplacements verticaux de la face supérieure (cf. VI.1.3), est donné sur les figures 4.45 et 4.46 dans le 
cas d’une modélisation avec température imposée, et dans le cas d’une modélisation avec flux 
surfacique imposé. Sur ces graphiques, le trait vertical correspond au passage de la torche au droit du 
centre de la section considérée (cela correspond au moment ou la température en face supérieure est 
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maximale). Le déplacement mesuré du capteur D1 en cours d’essai a été également représenté sur ces 
graphiques. 

Dans le cas de l’approche en température imposée, le cycle de chauffage provoque, en l’absence de 
blocage, une montée brutale du centre de la plaque. Lors de la coupure du chauffage, la plaque se 
redresse, et présente une déformée finale avec une flèche pratiquement nulle (fig. 4.47). 

Si l’on considère le blocage des déplacements verticaux de la partie supérieure lors de la phase 
chauffage, le centre du disque subit uniquement une dilatation et gonfle sans effet de flexion. Puis, lors 
de la coupure du chauffage, le disque chute, car la partie inférieure continue de chauffer par 
conduction de la chaleur, alors que la partie supérieure commence à se refroidir. Le déplacement du 
centre de la face inférieure présente alors, lors de la coupure du chauffage, une allure similaire à celle 
du déplacement vertical du centre des disques présentés dans le chapitre 3, c’est à dire une chute 
brutale, suivie d’une remontée au fur et à mesure du refroidissement. 

Dans le cas de l’approche en flux surfacique imposé, l’absence de blocage conduit également à une 
élévation brutale du centre de la plaque en cours de chauffage. Cette élévation rapide se stabilise après 
quelques instants, lorsque la partie supérieure du disque devient moins rigide que la partie inférieure. 
Lors de la coupure du chauffage, le déplacement chute, puis remonte lentement lors de la phase de 
refroidissement. 

Si le déplacement vertical de la partie supérieure est bloqué lors de la phase de chauffage, la courbe de 
déplacement présente une flèche finale plus importante, et la déformée finale est plus proche des 
résultats expérimentaux (fig. 4.48). Cependant, aucun des cas considérés ne permet de représenter de 
façon vraiment satisfaisante les déplacements transitoires et la déformée finale. 
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Figure 4.45 : Evolution en fonction du temps du déplacement vertical de la face inférieure de 
la plaque, sous l’axe de soudage (capteur D1) – comparaison des mesures avec les résultats de 
calcul 2D, avec ou sans blocage des déplacements des points A et B selon Z en cours de 
chauffage ; cas du calcul en températures imposées, test n°2 
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Figure 4.46 : Evolution en fonction du temps du déplacement vertical de la face inférieure de 
la plaque, sous l’axe de soudage (capteur D1) – comparaison des mesures avec les résultats de 
calcul 2D, avec ou sans blocage des déplacements des points A et B selon Z en cours de 
chauffage ; cas du calcul en flux surfacique imposé, test n°2 
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Figure 4.47.a : Déformée finale – 
comparaison des mesures avec les résultats de 
calcul 2D, sans blocage des déplacements des 
points A et B selon Z en cours de chauffage ; 
cas du calcul en flux surfacique imposé (test 
n°2) 

Figure 4.47.b : Déformée finale – 
comparaison des mesures avec les résultats de 
calcul 2D, sans blocage des déplacements des 
points A et B selon Z en cours de chauffage ; 
cas du calcul en températures imposées (test 
n°2) 
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Figure 4.48.a : Déformée finale – 
comparaison des mesures avec les résultats de 
calcul 2D, avec blocage des déplacements des 
points A et B selon Z en cours de chauffage ; 
cas du calcul en flux surfacique imposé (test 
n°2) 

Figure 4.48.b : Déformée finale – 
comparaison des mesures avec les résultats de 
calcul 2D, avec blocage des déplacements des 
points A et B selon Z en cours de chauffage ; 
cas du calcul en températures imposées (test 
n°2) 

 
 
VII.2.2.2 CONTRAINTES RÉSIDUELLES 
 
Les résultats obtenus en contraintes résiduelles dans le cas du calcul 2D en déformations planes sont 
comparés aux résultats du calcul 3D (pour une section située à X = 150mm dans le cas du calcul 3D) 
sur la figure 4.49.  

Dans le cas du calcul 2D, la répartition de contraintes résiduelles est la même dans toute l’épaisseur de 
la plaque. L’état de contrainte est pratiquement uniaxial, de traction dans la direction de soudage 
(contrainte perpendiculaire au plan modélisé). Dans la zone centrale, l’état de contrainte est similaire 
pour les calculs 2D et 3D. Cependant, vers les bords latéraux de la plaque, le calcul 2D prédit des 
contraintes qui restent de traction, tandis que le calcul 3D prédit des contraintes de compression. 

Le calcul 2D en déformations planes ne permet donc pas de prédire de façon satisfaisante ni les 
déplacements, ni les contraintes résiduelles, excepté dans la zone centrale, et ceci n’est pas lié aux 
données matériaux. Ce type de modélisation semble donc particulièrement mal approprié au cas 
particulier considéré. 
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Figure 4.49 : Contraintes résiduelles longitudinales en face inférieure en fonction de Y, pour 
une section située à X=150mm du bord inférieur de la plaque ; comparaison des mesures avec 
les résultats de  simulations 2D et 3D - Test n°1 
 
 
 
VII.3 SIMULATIONS 2D (2) : PLAN MEDIAN 
 
VII.3.1 Analyse thermique 
 
La modélisation 2D dans le plan (X, Y) ignore les gradients de température dans l’épaisseur (unitaire ) 
de la plaque. Par conséquent, l’évolution de température calculée (représenté sur la figure 4.50) peut 
être considérée comme une évolution de température « moyenne » entre les évolutions de températures 
en face supérieure et inférieure de la plaque réelle. Ainsi, la température maximale atteinte au cours du 
temps sur l’axe de soudage est de l’ordre de 1150°C, c’est à dire largement inférieure à la température 
de fusion du matériau.  
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Figure 4.50.a : Evolution des températures en 
fonction du temps pour différentes valeurs de 
Y 

Figure 4.50.b : Isovaleurs de températures 
pour différentes position de la source de 
chaleur 

 
 
VII.3 2 Contraintes résiduelles 
 
La modélisation en contraintes planes néglige les contraintes σzz, σxz, et σyz. Ces composantes étant 
effectivement négligeables dans le cas du calcul 3D, il semble légitime d’utiliser ce type de 
modélisation si nous ne nous intéressons qu’aux contraintes résiduelles. Les figures 4.51 et 4.52 
donnent la répartition des contraintes résiduelles en fonction de Y , obtenue dans le cas de la 
modélisation 2D en contraintes planes, pour une section perpendiculaire à l’axe de soudage, située à X 
= 75mm (ce qui correspond à la section SD1 dans le cas 3D). Ces contraintes issues de la modélisation 
sont indépendantes de Z, et peuvent être considérées comme des contraintes « moyennes » dans 
l’épaisseur de la plaque réelle. 

La comparaison des résultats 2D avec les résultats 3D montrent une assez bonne concordance. En 
particulier, la répartition de contrainte longitudinale (dans la direction de l’axe de soudage) est 
correctement estimée par rapport au calcul 3D (traction au centre, compression sur les bords de la 
plaque). 

Ce type de modélisation paraît donc plus judicieux que la modélisation en déformations planes d’une 
section transversale, pour estimer rapidement les contraintes résiduelles.  

La comparaison des isovaleurs de contraintes, à t = 200s (donc en cours de chauffage), ainsi qu’après 
retour à température ambiante, pour la simulation 3D et la simulation 2D en contraintes plane indique 
une concordance tout à fait remarquable. Notamment, les effets de bords sont identiquement 
représentés pour les deux simulations. 

Dans le cas particulier considéré, la simulation 2D en contrainte plane donne donc des résultats très 
intéressants en termes de contraintes résiduelles.  
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Figure 4.51 : Contraintes résiduelles longitudinales en face inférieure en fonction de Y, pour 
une section située à X=150mm du bord inférieur de la plaque ; comparaison des mesures avec 
les résultats de  simulations élastoviscoplastique  et élastoplastiques - Test n°1 
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Figure 4.52 : isovaleurs de contraintes en cours de soudage (à t = 200s) – test n°1 
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Figure 4.52 : isovaleurs de contraintes résiduelles – test n°1 
 
 
VIII RESUME ET CONCLUSION 
 
Dans ce chapitre, nous avons considéré un essai largement instrumenté de soudage TIG en repère 
mobile sans métal d’apport, sur une structure tri-dimensionnelle : une plaque en acier 316L 
d’épaisseur 10mm. Deux essais similaires ont été effectués, pour lesquels seule diffère la vitesse 
d’avancée de la torche de soudage (60mm/min ou 40mm/min). Bien que les zones fondues et les 
champs thermiques soient différents pour les deux tests, les résultats expérimentaux mécaniques pour 
les deux essais sont similaires, notamment en termes de déplacements transitoires et déformées finales, 
ainsi qu’en termes de contraintes résiduelles. Différentes modélisations de ces essais ont été 
effectuées, tridimensionnelles ou bi-dimensionnelles : 

 

• Simulation tridimensionnelle complète 

En premier lieu une modélisation thermomécanique tridimensionnelle complète, élasto-viscoplastique, 
en utilisant les données matériau identifiées au chapitre 2, a été réalisée. Deux phases ont été 
considérées pour cette modélisation tri-dimensionnelle : 

¾ Thermique quasi-stationnaire 

Tout d’abord, une modélisation thermique quasi-stationnaire a été effectuée. L’hypothèse d’un régime 
thermique quasi-stationnaire, qui se justifie par les mesures de températures en différents points de la 
pièce, permet de caler rapidement les paramètres de la source de chaleur, d’après les mesures de 
températures effectuées par thermocouples en face inférieure de la plaque. Etant donné la pénétration 
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relativement faible du bain de fusion, le modèle de source de chaleur utilisé est surfacique, il s’agit 
d’une densité de flux de chaleur à répartition triangulaire.  

¾ Thermique et mécanique transitoire (instationnaire) 

Cette source de chaleur a ensuite été utilisée pour la simulation thermique transitoire, qui considère 
tout le cycle thermique du début du chauffage jusqu’à la fin du refroidissement, puis le champ de 
températures transitoire a été utilisé en entrée de la simulation mécanique.  

Le calcul mécanique élasto-viscoplastique, en utilisant les données matériau identifiées au chapitre 2, 
donne des résultats très proches de l’expérience, pour les deux tests, en termes de déplacements 
transitoires et de déformée résiduelle, et reproduit donc de façon très satisfaisante l’évolution de 
flexion global de la plaque en cours de soudage et lors du refroidissement. La comparaison calcul-
expérience en termes de déformations résiduelles dans la zone centrale (mesurées par corrélation 
d’image), dans le plan de la face inférieure, est plutôt satisfaisante, mais les déformations calculées 
surestiment quelque peu les déformations mesurées.  

Par ailleurs, l’analyse des contraintes résiduelles, montre que l’état de contrainte est essentiellement 
longitudinal, de traction au centre et de compression sur les bords de la plaque. La répartition des 
contraintes est par ailleurs similaire pour les deux tests. La comparaison calcul-expérience semble 
indiquer que les calculs élasto-viscoplastiques, s’ils prédisent une répartition correcte de contraintes, 
tendent à surestimer leur intensité dans la partie centrale. Ceci est dû, d’après nous, soit à la non prise 
en compte de la partie cinématique de l’écrouissage, soit à une sous-estimation de la restauration 
visqueuse à haute température, qui tendrait à diminuer le niveau de contraintes résiduelles. Cette 
remarque mise à part, la comparaison avec des calculs mécaniques élasto-plastiques sans prise en 
compte de la viscosité, semble cependant indiquer que les effets viscoplastiques ont, dans le cas 
particulier considéré, une faible influence, aussi bien sur les déplacements que sur les contraintes 
résiduelles. 

Enfin, un calcul élastoplastique avec les données de la littérature permet de prédire un niveau de 
contraintes résiduelles correct, mais tend à sous-estimer l’amplitude des déplacements, ce qui 
corrobore les observations effectuées au chapitre précédent sur les disques. 

 

• Simulations bidimensionnelles 

En second lieu, des modélisations thermo-mécaniques bidimensionnelles ont été effectuées. Ces 
modélisations permettent de diminuer les temps de calculs de façon très importante par rapport à une 
modélisation 3D. A titre d’exemple, le tableau ci-dessous donne les temps CPU pour l’analyse 
mécanique, pour les différents type de modélisation :  

 

 Modélisation 3D Modélisation 2D / section 
traverse (calcul en 

déformations planes) 

Modélisation 2D / Plan 
moyen (calcul en 

contraintes planes) 
 

Temps de calcul (s) 
 

 
87402 

 
254 

 
1099 

 

Tableau 4.3 : Comparaison des temps de calculs mécaniques pour les différentes modélisations 

 

¾ Simulation 2D en déformations planes 

D’une part, une modélisation bi-dimensionnelle en déformation plane, qui considère une section 
transversale à l’avancée de soudage, a été effectuée. Pour ce type de simulation, le calage du cycle 
thermique est particulièrement difficile dans la mesure où le flux de chaleur transversal au plan 
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modélisé est négligé. Il a été mis en évidence, conformément aux conclusions énoncées dans la 
littérature, que les distorsions sont très mal reproduites pour ce type de modélisation. La répartition 
des contraintes résiduelles n’est pas non plus satisfaisante, excepté dans la zone centrale. 

¾ Simulation 2D en contraintes planes 

D’autre part, une modélisation bi-dimensionnelle en contraintes planes, en considérant le plan moyen 
de la plaque, a été effectuée. Pour ce type de simulation, les gradients de température et de contraintes 
sont indépendants de l’axe perpendiculaire au plan modélisé. Les évolutions de déplacements 
verticaux ne peuvent donc pas être retrouvés. Pourtant, l’analyse des contraintes résiduelles indique 
une répartition correcte des contraintes, similaire à celle calculée avec une simulation entièrement 
tridimensionnelle. Dans le cas particulier considéré, le recours à une simulation bi-dimensionnelle en 
contraintes planes est donc tout à fait intéressant pour prédire rapidement les contraintes résiduelles. 
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CONCLUSION GENERALE 
 

Les études présentées dans ce document se placent dans la continuité d’un programme de recherche 
visant en finalité à prédire les distorsions et contraintes  résiduelles de soudage. Le cas particulier du 
soudage TIG sur l’acier 316L, qui ne présente pas de transformations de phases métallurgiques à l’état 
solide lors du soudage, est considéré. Cependant, même en l’absence de transformations de phase à 
l’état solide dans la Zone Affectée Thermiquement, la simulation numérique par éléments finis d’une 
opération de soudage fait intervenir de nombreux phénomènes physiques complexes et nécessite une 
connaissance fine de nombreux paramètres. C’est pourquoi, dans cette étude, nous proposons une 
validation expérimentale de la simulation numérique, sur des essais largement instrumentés de 
complexité croissante, qui tentent d’intégrer de façon progressive  les difficultés et les sources 
d’incertitudes intervenant lors de la simulation numérique du soudage. Ce programme d’essai a été 
élaboré à l’issue de l’étude bibliographique sur la simulation du soudage, présentée au chapitre 1. 

Ces tests de complexité croissante, vont de l’essai uniaxial, sans gradients de températures ni de 
contraintes, jusqu’à un essai de soudage faisant intervenir une source de chaleur mobile. Chacun de 
ces essais a été réalisé et simulé numériquement avec le logiciel code_Aster, de façon à apprécier, à 
chaque étape, la qualité et la robustesse de la simulation numérique par des comparaisons calculs-
expérience. 

 

Dans le second chapitre, l’identification des données élasto-viscoplastiques du matériau d’étude est 
tout d’abord présentée. Cette identification se base sur des essais unidimensionnels et isothermes, pour 
des domaines de vitesses et de températures les plus proches possibles des conditions de soudage. Le 
comportement visqueux du 316L a été mis en évidence pour les températures supérieures à 500°C, 
c’est pourquoi une loi de comportement élasto-viscoplastique a été retenue pour les simulations 
numériques. Les paramètres, dépendants de la température, de cette loi de comportement, ont été 
identifiés jusqu’à 1100°C et extrapolés au-delà. 

Après quoi, un test uniaxial de type « Satoh » a été simulé afin de valider les paramètres 
précédamment identifiés. Pour cet essai, la température est prescrite, et les contraintes, homogènes, 
sont mesurées en continu en cours d’essai. Plusieurs cycles thermiques d’amplitude maximale 
décroissante sont appliqués à la zone utile, dont on bloque les déplacements longitudinaux. L’analyse 
comparative calcul-expérience permet de faire les remarques suivantes : 

La loi de comportement élastoviscoplastique considérée, avec les paramètres matériau adéquats, 
permet de reproduire de façon très satisfaisante l’évolution de la contrainte au cours des cycles 
thermiques. Les contraintes résiduelles à la fin de chaque cycle thermique appliqué sont sensiblement 
identiques. Cela peut être reproduit par la simulation numérique élastoviscoplastique, bien qu’un 
écrouissage isotrope soit considéré, car la restauration visqueuse de l’écrouissage à haute température 
compense l’agrandissement isotrope du domaine élastique. Cette loi de comportement et les 
paramètres identifiés peuvent donc être utilisés avec confiance pour des simulations de soudage plus 
complexes. En l’absence de données viscoplastiques, l’hypothèse d’un écrouissage cinématique plutôt 
qu’isotrope, semble préférable en termes de prévision des contraintes résiduelles. 

 

Le troisième chapitre décrit la réalisation et la simulation d’essais sur structures bidimensionnelles 
axisymétriques faisant intervenir des gradients de température et de contraintes, ce qui permet, dans 
une configuration qui reste simplifiée, d’étudier le comportement thermomécanique structural. 
Différents types de structures (mince ou épaisse), et différents types de sollicitations thermiques 
(chargement unique ou multiple, avec ou sans création d’une zone fondue) ont été considérés. La loi 
de comportement et les paramètres élastoviscoplastiques calés sur le premier type de test uniaxial, ont 
été réutilisés pour la simulation numérique de ces essais.  
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Lorsque la sollicitation thermique est maîtrisée par le biais d’une méthode inverse de conduction de la 
chaleur (cas des tests hors fusion), les simulations permettent de reproduire de façon très satisfaisante 
les déplacements transitoires, distorsions et contraintes résiduelles.  

Dans le cas d’une structure mince, les effets de flexions sont importants et influencent les contraintes 
résiduelles. La représentation correcte de ces effets de flexion nécessite des données matériaux 
suffisamment fines. Cette sensibilité aux données matériaux n’est cependant pas aussi importante dans 
le cas d’une structure épaisse. 

La non prise en compte des effets visqueux se traduit d’une manière générale par une sous estimation 
de l’amplitude des déplacements et notamment de la flèche maximale. Cependant, sur les contraintes 
résiduelles, cela n’a pas une influence prépondérante. 

Lorsque la viscosité est négligée, l’hypothèse d’un écrouissage cinématique est préférable en termes 
de prédiction des contraintes résiduelles, dans le cas d’un chargement cyclique, mais tend cependant à 
sous estimer la déformée finale. A l’inverse, un écrouissage isotrope permet de mieux retrouver la 
déformée finale, mais surestime les contraintes résiduelles, comme cela était observé sur les essais 
Satoh. 

Lorsqu’un bain de fusion intervient (cas du disque soudé par TIG), se pose le problème de la 
modélisation de l’apport de chaleur. Une nouvelle méthode inverse développée par G. Blanc 
(CETHIL-INFLUTHERM) a été utilisée pour retrouver à chaque instant, à partir de la mesure de 
températures en face inférieure, la position du front de fusion ainsi que le flux de chaleur passant dans 
la partie solide sur ce front de fusion. Cette méthode donne des résultats encourageants, compte tenu 
de l’épaisseur de la structure qui rend l’inversion difficile. Toutefois, l’utilisation d’une formulation 
mathématique classique de source de chaleur de type gaussienne, calée manuellement sur les 
températures mesurées en face inférieure est suffisante pour une prédiction mécanique correcte en 
terme de déplacements transitoires, et contraintes résiduelles. Dans le cas considéré, les effets 
viscoplastiques ne semblent pas prépondérants, ni sur les contraintes résiduelles, ni sur les 
déplacements, ce qui est lié à l’épaisseur de la structure. 

 

Le quatrième chapitre est consacré au dernier type de test, qui considère la création d’une ligne de 
fusion par TIG, sans métal d’apport, le long du grand axe d’une plaque en acier 316L de 10mm 
d’épaisseur. Une seule passe est réalisée, le soudage s’effectue sans métal d’apport, il s’agit donc 
d’une configuration simplifiée par rapport à une opération de soudage réelle, mais qui reste 
représentative. 

Un grand nombre de mesures ont été réalisé sur ce cas test (températures, déplacements, déformée 
finales, déformations résiduelles dans le plan de la face inférieure, contraintes résiduelles), ce qui en 
fait un support précieux pour la validation numérique. 

Pour ce type d’essai, l’hypothèse de quasi-stationnarité peut raisonnablement être adoptée du point de 
vue thermique, ce qui a permis de caler rapidement la source de chaleur sur les mesures de 
températures. Cette source de chaleur a ensuite été réinjectée dans un calcul thermique puis mécanique 
transitoire tridimensionnel, autorisé par les dimensions relativement réduites du spécimen. La 
comparaison entre les résultats expérimentaux et  les résultats de simulation transitoire élasto-
viscoplastique indique une excellente concordance pour les déplacements transitoires et la déformée 
finale. Les déformations dans le plan de la face inférieure, ainsi que la contrainte résiduelle 
longitudinale, semblent quelque peu surévaluées dans la partie centrale, mais leur répartition est très 
bien reproduite. Comme dans le cas du disque soudé par TIG, l’influence de la viscosité sur les 
résultats semble faible, aussi bien pour les contraintes que pour les déplacements. En revanche, une 
caractérisation mécanique fine du matériau est nécessaire pour une prévision correcte des 
déplacements transitoires, même si elle semble moins indispensable pour la prédictions des contraintes 
résiduelles. 

Une simulation tridimensionnelle donne donc des résultats tout à fait satisfaisants. Mais pour avoir une 
idée de la variabilité des résultats obtenus dans le cas de simulations qui réduisent la dimension du 
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problème, deux types de simulations bidimensionnelles ont également été effectuées : d’une part une 
simulation en déformation plane considérant une section transversale à l’axe de soudage, et d’autre 
part une simulation en contraintes planes qui considère le plan moyen de la plaque. 

La simulation en déformation plane, bien que beaucoup plus rapide qu’une simulation 3D, donne des 
résultats qui ne sont pas satisfaisants, ni en déplacements, ni en contraintes, et ceci ne peut être imputé 
à la loi de comportement élasto-viscoplastique considérée, car celle-ci a été validée lors des étapes 
précédentes. En revanche, la simulation en contraintes plane, elle, bien qu’elle ne permette pas de 
représenter les déplacements structuraux, permet d’obtenir de façon relativement satisfaisante le 
champ de contraintes résiduelles, car celui-ci est homogène dans l’épaisseur de la plaque. En 
particulier, la répartition des contraintes longitudinales est bien reproduite. En outre, la comparaison 
de cette simulation avec la simulation 3D est également satisfaisante en ce qui concerne les contraintes 
en cours de soudage. Cette approche est donc recommandée pour la simulation d’un cas similaire, si 
les contraintes résiduelles sont le résultat recherché. 

Pour terminer, notons que ce cas test peut également servir de support pour la validation de nouveaux 
outils numériques. Par exemple, un calcul avec des éléments de coques, qui n’a pas été envisagé ici, 
pourrait également être effectué. De même, des outils de remaillages automatiques, ou encore qui 
couplent des éléments 3D et 2D (ou autres fonctionnalités disponibles dans d’autres codes de calcul 
que celui utilisé dans cette étude), pourraient également être utilisés. 

Une base de donnée expérimentale importante sur le soudage du 316L a donc été réalisée dans cette 
étude, et les principales conclusions issues de la simulation numérique peuvent ouvrir le champ à la 
simulation de tests de soudages plus élaborés, prenant en compte par exemple le métal d’apport, les 
conditions de bridages, ou bien le soudage de plusieurs pièces entre elles. 

En effet, la simulation numérique, lorsque les paramètres mécaniques sont proprement identifiés, est 
globalement d’un bon niveau pour tous les tests qui ont été considérés dans cette étude. Néanmoins, 
aucune simulation présentée ici ne s’affranchit d’un recalage de l’apport de chaleur à partir de mesures 
de températures ou d’observations de la zone fondue, et la prédiction de la puissance absorbée par la 
pièce lors du soudage demeure un problème essentiel. 
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I. ETAT METALLURGIQUE DU MATERIAU DE BASE 
 
 
Observation de l’état de base 

Quelques observations métallurgiques sur l’état de base ont été effectuées sur des échantillons prélevés 
directement sur la plaque de 30mm d’épaisseur, laminée à chaud puis hypertrempée, fournie par 
Avesta Sheffield.  

Certains échantillons ont été prélevés au cœur de la plaque (centre) tandis que d’autres ont été prélevés 
près de la surface (2 ou 3mm sous la surface). Les observations ont été les suivantes : microscope 
optique, microscope à balayage, microscope à transmission, ainsi que des mesures de macro et 
microdureté et de compositions chimiques (par RX), et aussi quelques mesures de PTE (Pouvoir 
Thermo-électrique). Ces observations, menées au CLYME et au GEMPPM par le Dr Jun Yang en 
collaboration avec les professeurs C. Esnouf et F. Fouquet, étaient destinées d’une part à identifier 
l’état de base, et d’autre part de tenter d’expliquer dans une certaine mesure les différences de 
comportement mécanique du matériau consécutives à une histoire thermique (cf. Chapitre 2, V.1.3). 

 

¾ Ségrégation et présence de composés aux joints de grains 

Les observations au microscope semblent indiquer qu’il existe une différence entre les échantillons 
prélevés à cœur et en surface. Une bande de ségrégation de 0,25 à 1mm a en effet été observée au 
cœur du matériau (Fig. A2.a). 

De plus, a cœur, des composés constitués de fines lamelles parallèles ont été observés aux joints de 
grains (Fig. A2.b à A2.d), toutes orientées dans le même sens (le sens de laminage). Ces lamelles sont 
d’assez grandes dimensions (50 à 100microns), mais elles représentent un faible pourcentage du 
matériau total. Ces lamelles ne sont par ailleurs pas observées en surface. L’analyse par spectres RX 
montre que ces lamelles sont riches en Chrome, élément alphagène (les lamelles comportent jusqu’à 
25% de Cr) et en Molybdène. Il s’agit donc probablement de ferrite (alpha ou delta). Cette ferrite 
résiduelle s’est probablement formée lors de la solidification de la plaque (conformément aux 
diagrammes de type WRC qui prévoient l’existence d’un faible pourcentage de ferrite dans le 
matériau).  

De plus, des analyses de microdureté ont montré que ces lamelles n’ont pas d’une manière générale 
une dureté supérieure au reste du matériau : il ne semble pas qu’il s’agisse de carbure ou d’autres 
phases. Toutefois, en certains endroits, ces composés présentent une microdureté supérieure ; une 
analyse plus fine indique alors qu’il s’agit de phase sigma. En effet la ferrite delta est susceptible de se 
transformer en phase sigma pour des séjours à haute température. Les composés observés aux joints de 
grain sont donc composés de ferrite et de phase sigma, mais ces composés ne sont présents qu’en 
faible quantité. 

 

¾ Mesures de macrodureté 

Les mesures de macrodureté HV, effectuées sur les échantillons prélevés à cœur et en surface, 
indiquent une faible différence de dureté: celle-ci semble légèrement plus élevée à cœur qu’en surface 
(154 HV contre 148 HV en moyenne). Toutefois les plages de dispersions de mesures se recoupent 
pour le cœur et la surface. 

 

¾ Taille de grain  

La taille de grain est similaire entre la surface et le cœur. Les grains, assez gros (25 à 50 microns) 
présentent beaucoup de macles et de joints spéciaux. L’explication de la présence de tous ces défauts 
et joints spéciaux est que l’Energie de Défaut d’Empilement (EDE) de ce matériau est faible, donc les 
joints s’organisent selon des positions spéciales d’énergie minimum. Les dislocations ont subi des 



Annexe 2 

 
Thèse :        Simulation numérique du soudage – Acier 316L. Validation sur cas tests de complexité croissante 
Lionel DEPRADEUX  INSA de Lyon 2003 

208

réarrangements pour pouvoir conduire à des joints de faible énergie surfacique avec au final une faible 
densité de dislocations dans le matériau.  Le matériau semble globalement dans un état restauré (peut-
être même recristallisé), sans écrouissage initial. Il est donc dans un état stable qui est peu susceptible 
de modification. 

 

¾ Dislocations 

On observe une densité relativement faible de dislocations. Celles-ci se présentent selon des 
empilements (elles sont empilées en raison d’une faible énergie de faute). Ces dislocations glissent 
dans un même plan (les plans de glissement sont parallèles), empilées, jusqu’au joint de grain où elles 
s’arrêtent (Fig. A2.f). La densité de dislocation semble similaire entre peau et cœur, avec une densité 
en surface légèrement plus importante. 

 

¾ Précipitations, inclusions 

Aucun précipité n’apparaît dans le métal de base (ni carbures de chrome, ni nitrure de chrome). En 
revanche un certain nombre d’impuretés (Fig. A2.h), d’inclusions (carbures d’aluminium, notamment) 
sont présentes dans le matériau. 

 

¾ Conclusion sur l’état de base 

Il s’agit d’un état globalement restauré, avec tout de même une faible densité de dislocations. Cet état 
de base ne semble pas susceptible de varier beaucoup au cours d’un traitement thermique ultérieur. De 
la ferrite résiduelle ainsi que de la phase sigma sont observées au cœur du matériau, mais pas en 
surface. 

 

Observations après traitement thermique 

Afin de tenter de détecter une éventuelle évolution de la microstructure après une histoire thermique, 
certains échantillons prélevés dans la plaque ont été soumis à des histoires thermiques : 

- sur échantillons prélevés à cœur : 20min au four à 950°C, puis refroidissement à l’air libre. 

- sur échantillons prélevés en surface : 20min au four à 750°C, puis refroidissement à l’air libre. 

Après traitement thermique, aucune modification particulière notable par rapport à l’état de base n’a 
pu être observée: pas de précipités (ou du moins pas de précipitation généralisée), ni de changement 
notable de la taille de grain. En revanche, il semblerait qu’il soit apparu des lamelles de ferrite (ou de 
phase sigma) pour les échantillons prélevés vers la surface, alors que ces lamelles n’étaient pas 
observées avant traitement thermique vers la surface. 

La seule différence apparemment visible avant et après traitement thermique est la présence de ces 
composés, en fines lamelles aux joints de grain, et il est possible que leur présence puissent affecter le 
comportement mécanique. Cependant, il n’a pas été possible de quantifier le pourcentage exact de ces 
composés dans le matériau (mais celui demeure très faible), ni de quantifier dans quelle mesure ce 
pourcentage évolue après traitement thermique. Enfin il n’est nullement acquis que ces composés aient 
une influence déterminante sur le comportement mécanique, étant donnée leur faible quantité. 
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Figure A2.a : bande de ségrégation au centre 
de la tôle 

Figure A2.b : lamelles orientées dans le sens 
du laminage 
 

Figure A2.c : Détail d’une lamelle aux joints 
de grains 

Figure A.2.d : Lamelles aux joints de grains 

 

 
Figure A2.e : grains observés au microscope 
optique 

Figure A.2.f : Empilement de dislocation 
s’arrêtant au joint de grain 
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200 microns

20 microns
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Figure A2.g : Empilement de dislocations sur 
un joint de grain 

Figure A2.h : Impureté dans le matériau 

 

 

 
II DONNEES MECANIQUES ISSUES DE LA LITTERATURE 
 
 
Les données mécaniques dont on dispose sont issues de différentes sources. Ces sources sont : 

¾ Les données RCCMR (Règles de conception et de construction des matériels mécaniques des îlots 
nucléaires RNR, annexe A3) : il s’agit de valeurs minimales et valeurs moyennes des 
caractéristiques élasto-plastiques pour un matériau vierge 

¾ Les données CEA/EDF fournies par Le CEA Cadarache : il s’agit des courbes de traction dans le 
domaine plastique en fonction de la température pour différentes vitesses de déformation. 

¾ Les données FRAMATOME : il s’agit des valeurs de modules d’Young, de limites d’élasticité à 
0,2%, et de pentes d’écrouissage en fonction de la température. 

 

Le tableau ci-dessous récapitule les valeurs de module d’Young (E en Mpa) 

 
Temp. (°C) E (1) E(2) E (3) 

20 192372 197000 196000 
100 185860 191500 192000 
200 177720 184000 185000 
300 169580 176500  
400 161440 168000 168500 
500 153300 160000  
600 145160 151500 151000 
700 137020 142500  
800  130000 132000 
900  108000  

1000  81500  
1100  32000  
1200  7400  

 
Tableau A2. 1 : module d’Young (différentes sources) 
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¾ E(1) : données du RCCMR ([AFC.93]) : le RCCMR donne la variation du module d’Young en 

fonction de la température entre 20°C et 700°C par la formule : 

E = 194000 – 81,4 T                           E en Mpa et T en °C 

¾ E(2) : données FRAMATOME 

¾ E(3) : données issues de [LAC.90] 

 
Le tableau ci-dessous récapitule les valeurs de coefficients de dilatation (alpha *10e-6) 

 

temp. (°C) alpha (1) alpha (1bis) alpha (2)  alpha (3) 
20 15,9 15,9 15,5 16,5 

100 16,4 16,9 16  
200 17 17,7  16,5 
300 17,5 18,5 17,1  
400 17,9 19,3 17,5 17,5 
500 18,3 20   
600 18,7 20,8 18,4 18,5 
700 19 21,4 18,7  
800 19,4 21,7 19 19 
900 19,6 21,9   

1000 19,8  19,4 19,5 
1050     
1100     
1200     
1300     
1400   19,6  

 
Tableau A6. 2 : coefficient de dilatation (différentes sources) 

 
¾ Alpha (1) : Coefficient de dilatation entre 20°C et la température considérée, donné par le 

RCCMR ([AFC.93] 

¾ Alpha (1bis) : Coefficient de dilatation instantané à la température considérée, donné par le 
RCCMR ([AFC.93] 

¾ Alpha (2) : données FRAMATOME 

¾ Alpha (3) : données issues de [LAC.90] 
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Le tableau ci-dessous récapitule les limites élastiques : 

 
Temp. (°C) Sigm(1) Sigm(2) Sigm(3) (utilisé) Sigm(4) 

20 219,3 274,1 287 260 
100 183,5 229,4 237 206 
200 152,1 190,1 198 173 
300 132,4 165,5 172 155 
400 121,2 151,5 157 140 
500 115,1 143,9 151 130 
600 110,9 138,6 145 123 
700 105,2 131,5 136 112 
800   127 96 
900   115 78 

1000   79 57 
1050    47 
1100   38 35 
1200   24  
1300   18  
1400   2  

 
Tableau A6. 3 : limite conventionnelle d’élasticité à 0,2% (différentes sources) 

 
 
¾ Sigm(1) : données RCCMR : la limite conventionnelle d’élasticité à 0,2% minimale est donnée en 

fonction de la température par le RCCMR entre 20° et 700°C par la formule : 

(R0.0002)min = 220 (1,0453 - 2,5053.10-3 T + 4,1763.10-6 T² - 2,5069.10-9 T3) 

(R0.0002) est en Mpa et T en °C 

¾ Sigm(2) : données RCCMR : la limite conventionnelle d’élasticité à 0,2% moyenne s’exprime 
par : (R0.0002)moy = 1,25. (R0.0002)min 

¾ Sigm (3) : données CEA/EDF (remarque : ces valeurs sont obtenues pour des essais menés avec 
une vitesse de l’ordre de 0,03 /s) 

¾ Sigm (4) : données FRAMATOME 

 
Courbes de traction CEA/EDF : ces courbes ont été établies pour une vitesse de 0,03 /s. elles sont 
données ci-dessous : 

 
20°C 20°C 200° 200° 300° 300° 

epsi totale (%) sigma 
(Mpa) 

epsi totale 
(%) 

sigma 
(Mpa) 

epsi totale 
(%) 

sigma 
(Mpa) 

0,34585 287,33 0,307696 198,16 0,297716714 172,47 
1,15987 314,94 1,125739 231,36 1,113665722 200,62 
5,21290 419,42 5,181576 334,1 5,174005666 307,12 

20,28476 560,97 20,255565 470,24 20,25576204 451,42 
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400° 400° 500° 500° 600° 600° 
epsi totale 

(%) 
sigma 
(Mpa) 

epsi totale 
(%) 

sigma 
(Mpa) 

epsi totale 
(%) 

sigma 
(Mpa) 

0,293946429 157,83 0,29478125 151,65 0,296019802 145,47 
1,1115 187,32 1,11195 179,12 1,112125413 169,87 

5,175529762 294,89 5,1764625 282,34 5,173049505 262,17 
20,25932143 435,66 20,2619625 419,14 20,25559736 387,23 

 
700° 700° 800° 800° 

epsi totale 
(%) 

sigma 
(Mpa) 

epsi totale 
(%) 

sigma 
(Mpa) 

0,295578947 136,2 0,297692308 127 
1,11277193 160,7 1,116730769 151,75 

5,148526316 211,65 5,152884615 198,75 
20,23894035 340,49 20,22596154 293,75 

 
900° 900° 1000° 1000° 

epsi totale 
(%) 

sigma 
(Mpa) 

epsi totale (%) sigma 
(Mpa) 

0,306824074 115,37 0,296625767 78,75 
1,127314815 137,5 1,100920245 82,25 
5,149305556 161,25 5,118404908 96,5 
20,15659259 169,12 20,12269939 100 

 
Tableau A6. 4 : courbes de traction CEA/EDF 

 
 
 
Courbes de traction moyennes RCCMR 

 
20°C 20°C 200°C 200°C 400°C 400°C 

epsi totale 
(%) 

sigma 
(Mpa) 

epsi totale 
(%) 

sigma 
(Mpa) 

epsi totale 
(%) 

sigma 
(Mpa) 

0,041 80 0,045 80 0,05 80 
0,0785 150 0,0564 100 0,0567 90 
0,0929 175 0,0727 125 0,0647 100 
0,1112 200 0,1009 150 0,0754 110 
0,1413 225 0,1224 160 0,092 120 
0,2024 250 0,1567 170 0,121 130 
0,2441 260 0,2121 180 0,1741 140 
0,3016 270 0,3016 190 0,2719 150 
0,3809 280 0,4448 200 0,4494 160 
0,4899 290 1,029 220 0,7639 170 
0,6386 300   0,999 175 
1,1114 320     
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500°C 500°C 700°C 700°C 
epsi totale 

(%) 
sigma 
(Mpa) 

epsi totale 
(%) 

sigma 
(Mpa) 

0,0527 80 0,0595 80 
0,0603 90 0,0695 90 
0,0698 100 0,08045 100 

0,08389 110 0,1112 110 
0,1081 120 0,1645 120 
0,1533 130 0,2713 130 
0,2395 140 0,4839 140 
0,4016 150 0,8926 150 
0,6992 160   
0,9271 165   

 
Tableau A6. 5 : courbes de traction moyennes RCCMR 
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ANNEXE III 
 
 

ESSAIS ET VALIDATIONS SUR STRUCTURES 2D 
AXISYMETRIQUES 
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I. MESURES DE CONTRAINTES PAR DIFFRACTION DE 
NEUTRONS 
 
I.1 PRINCIPE GÉNÉRAL 
 
L’utilisation de neutrons permet de pénétrer à l’intérieur de la matière, contrairement aux rayons X, 
qui permettent de déterminer les contraintes uniquement en surface. Cependant, le principe de mesure 
est le même par neutrons et rayons X. Il repose sur la diffraction d’un faisceau incident 
monochromatique, c’est à dire de longueur d’onde fixée, sur un échantillon polycristalin (constitué 
d’un ensemble de grains). 

Chaque grain de l’échantillon est constitué d’un arrangement d’atomes selon des plans appelés plans 
réticulaires. Les différentes familles de plans réticulaires parallèles entre eux, au sein d’un grain, sont 
repérés par les indices de Miller notés (h,k,l). A une famille de plan (h,k,l) donné, correspond une 
certaine distance interréticulaire notée dhkl.  

Lorsqu’on envoie sur une famille donnée de plans réticulaires un faisceau monochromatique d’une 
radiation électromagnétique (rayon X, neutrons…) selon une incidence particulière, c’est à dire pour 
une valeur particulière de l’angle 2θ, le faisceau réfléchi est diffracté selon la loi de Bragg : 

λ = 2dhklsinθ                                                               (A3.1) 

Un phénomène de diffraction sera observé lorsque la différence de marche entre deux rayons sera 
égale à la longueur d’onde. C’est pourquoi les rayons X ou les neutrons sont utilisés, car ceux-ci ont 
une longueur d’onde qui  est de l’ordre de grandeur des distances intercristallines. 

 

 
Figure A3.a: Diffraction selon la loi de Bragg 
 
 
Lorsqu’un matériau est libre de contrainte, une famille de plans réticulaires donnée possède une 
certaine distance interréticulaire d0. Pour un faisceau de longueur d’onde donnée, la diffraction 
apparaîtra donc pour une certaine incidence, caractérisée par un angle θ0. Si le matériau est le siège de 
contraintes résiduelles, la distance interréticulaire de cette famille de plan sera différente de d0. La 
diffraction apparaîtra donc non plus pour un angle θ0, mais pour une valeur θ légèrement différente. La 
différentiation de la loi de Bragg donne : 

Distance d 

λ = 2dhklsinθ 
θ 

Faisceau 
incident 

Faisceau réfléchi 

Plans réticulaires (h,k,l) 
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00 θ
θ∆

=
∆
d
d

                                                                 (A3.2) 

(Remarque : cette relation est indépendante de la longeur d’onde) 

Ainsi, la mesure de la variation d’angle de diffraction permettra de connaître la déformation 
intercristalline dans la direction perpendiculaire à la famille de plan : il s’agit de la variation relative de 
distance interréticulaire selon la relation ε = (d-d0)/d0.  

Etant donné que les distances mesurées sont seulement représentatives de la géométrie moyenne du 
réseau cristallin, les déplacements individuels ou collectifs d’atomes (diffusion, maclage, glissement 
de dislocations…) qui s’effectuent sans distorsion à grande distance du réseau cristallin, ne contribuent 
pas à la mesure. De tels déplacements d’atomes sont caractéristiques des mécanismes de déformation 
plastique. La déformation mesurée par diffractométrie est donc uniquement de nature élastique. 

Si on suppose la théorie de l’élasticité linéaire applicable, il est alors possible de connaître la 
contrainte correspondant à cette déformation élastique par les relations de l’élasticité sans 
connaissance de l’histoire mécanique antérieure du matériau. Dans ce cas, c’est la distance 
interréticulaire qui joue le rôle d’une « jauge de déformation », et la déformation est directement 
déduite de la variation d’angle de diffraction. 

 
I.2 CARACTÉRISTIQUES DU DIFFRACTOMÈTRE UTILISÉ 
 
Les mesures de contraintes par diffractions neutroniques présentées dans le chapitre 3 ont été réalisées 
à l’Institut Laue Langevin de Grenoble en collaboration avec le Docteur Thilo Pirling. Un 
diffractomètre 2 axes à été utilisé. Un schéma du diffractomètre est donné à titre indicatif sur la figure 
(). Ce diffractomètre comporte un monochromateur disposé dans le faisceau issu du réacteur, qui 
permet de sélectionner une longueur d’onde pour l’obtention d’un faisceau incident monochromatique.  

 

Figure A3.b : Schéma du diffractomètre « 2 Axes » 
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 I.3 APPLICATION À LA MESURE DE CONTRAINTES SUR LES 
SPÉCIMENS « DISQUES » 
 

Pour connaître l’état de contrainte en un point de l’échantillon, il est nécessaire de déterminer les 
déformations interréticulaires, pour une famille de plan donné, dans trois directions perpendiculaires. 
Notre échantillon étant cylindrique, il a fallu déterminer, en un point, les déformations dans les 
directions radiale, circonférentielle, et axiale, pour remonter aux contraintes principales radiales, 
circonférentielles et axiales correspondantes.  

Tout d’abord, il est nécessaire de choisir une famille de plans réticulaires : par exemple la famille 
(1,1,1). Ensuite, on détermine un volume de mesure. La taille de ce volume doit être suffisamment 
petite pour avoir une bonne précision, puisque ce volume représente le « point » de mesure, mais elle 
doit également être suffisamment grande pour contenir suffisamment de grains dont les plans (1,1,1) 
sont orientés perpendiculairement à la direction de mesure. Ce sont ces plans qui vont provoquer la 
diffraction, et c’est donc pour ces plans que la déformation intercristalline sera déterminée. 

Dans notre cas le volume de mesure est délimité par le faisceau incident appelé faisceau primaire, et le 
faisceau réfléchi, appelé faisceau secondaire, ainsi que par une certaine hauteur de mesure. On défini 
ainsi un « volume irradié », qui est l’intersection du volume de l’échantillon avec le faisceau incident, 
et un « volume de sonde », qui est la partie de volume irradié dont les faisceaux diffractés peuvent être 
reçus par le détecteur. Le volume échantillonné, lui, est la fraction du volume analysé qui contribue de 
façon effective à l’intensité diffractée reçue par le détecteur. 

Concrètement, la largeur des faisceaux primaire et secondaire a été fixée à 0,5mm, et la hauteur de 
mesure a été fixée à 2mm. La diagonale représentée sur la figure A3.c représente la résolution dans la 
direction de mesure. Plus cette valeur est faible, plus la mesure est précise. 

 
 
 
 

 
 
 
FigureA3.c : caractéristiques du volume de mesure 
 
Lorsque la famille de plan ainsi que le volume de mesure sont choisis, le faisceau primaire 
monochromatique est envoyé sur l’échantillon. L’analyse du faisceau diffracté est effectuée par un 
balayage en 2θ. l’acquisition des spectres de diffraction a été réalisée en faisant varier l’angle de 
diffusion (acquisition par balayage angulaire et non par balayage de longueur d’onde). Les 
acquisitions ne sont pas effectuées à temps constant comme en diffraction de rayons X, mais à nombre 
constant de neutrons incidents, de façon à s’affranchir d’éventuelles fluctuations de puissance du 
réacteur. Le nombre de neutrons incidents est évalué à l’aide d’un détecteur secondaire communément 
appelé « moniteur ». 

 

Faisceau primaire repère 

0,5 mm

0,5 mm 

Faisceau secondaire 

Direction de la mesure 
(diagonale = résolution) 
 

Hauteur de 
mesure 
= 2mm 
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L’analyse des profils des pics de diffractions permet de vérifier qu’un nombre suffisant de grains ont 
été échantillonnés. Lorsque ce nombre est insuffisant, les contributions individuelles de chacun des 
grains du volume échantillonné sont visibles sur le profil du pic de diffraction. Le pic apparaît comme 
séparé en plusieurs pics élémentaires.  
La mesure du θ se fait donc à partir de l’analyse du profil des pics de diffraction : l’angle correspond a 
l’intensité diffractée maximale, il est déterminé par lissage du profil par une gaussienne. 

Connaissant les déformations dans trois directions perpendiculaires, on remonte aux contraintes par les 
relations de l’élasticité. Cependant la déformation élastique mesurée par diffraction est en général 
différente de la déformation élastique macroscopique du matériau en raison des comportements 
élastique et plastique anisotropes des monocristaux. Ainsi, les constantes élastiques qui interviennent 
dans les relations de l’élasticité ne sont pas les valeurs macroscopiques E et v, mais des constantes 
radiocristallographiques propres la famille de plan considérée. 
Remarque : pour obtenir la déformation ε = (d-d0)/d0 = (θ-θ0)/tanθ0  à partir de la mesure de θ, il est 
nécessaire de connaître la valeur de θ0, qui correspond  à la diffraction des plans réticulaires d’un 
matériau libre de contrainte. Cette valeur est connue pour certains matériaux comme le fer pur. En 
revanche, nous ne connaissons pas cette valeur pour notre matériau qui est constitué d’une matrice de 
fer cubique face centrée, avec divers éléments en solution solide. Cette valeur a donc été mesurée sur 
les bords du disque, pour les plans (1,1,1), dans les trois directions radiale, axiale et circonférentielle, 
en faisant l’hypothèse que le matériau sur les bords du disque à été peu affecté par le chargement 
thermique, et est libre de contrainte. Finalement, c’est la valeur du θ0 obtenu dans la direction radiale 
sur les bords du disque qui a été utilisé comme référence. 

 

II. DETERMINATION DE L’EVOLUTION D’UN FRONT DE 
FUSION PAR METHODE INVERSE ( [BLA.97], [BLA.98]) 
 
La recherche de la position du front de fusion en soudage fait partie des problèmes inverses à frontière 
mobile. L’objectif de la nouvelle méthode inverse, développée par G. Blanc (CETHIL-
INFLUTHERM) est d’estimer la position de la frontière de fusion-solidification de la pièce soudée, à 
partir de mesures de températures faites en des points éloignés de cette frontière, dans la partie solide. 

Cette méthode inverse considère comme inconnues les valeurs scalaires (à chaque pas de temps) du 
flux surfacique qui pénètre sur le front de fusion dans la partie solide. cette méthode a de plus la 
particularité de s’affranchir du remaillage de la structure à chaque pas de temps au fur et à mesure de 
l’avancée du front de fusion. En effet, étant donné que le front de fusion commence par un point pour 
s’étendre progressivement en un bain étendu, la seule solution est d’opter pour un maillage complet de 
la pièce avant le début de l’opération de soudage. Rechercher les positions successives du front revient 
alors à rechercher les positions successives de l’isotherme à la température de fusion. Cela conduit à 
modéliser la partie fluide et donc, normalement, l’ensemble des phénomènes convectifs. Cependant, la 
formulation du problème dans le cas de la nouvelle méthode inverse ignore la modélisation des 
phénomènes convectifs pour ne modéliser que la conduction, aussi bien dans la partie liquide que dans 
la partie solide. 

 
II.1 FORMULATION DU PROBLÈME 
 
 
La formulation du problème est la suivante (cf. [BLA.97], [BLA.98]), dans le cas du soudage dans une 
configuration fixe, sans déplacement de la source de chaleur : 

¾ Pour la partie solide, la conduction est modélisée de façon classique :  

)()().(
t

TCpgradTdiv s
sss ∂
∂

= ρλ                                                  (A3.3) 
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¾ Pour la partie liquide, seule la conduction est modélisée : 

)()().(
*

*

t
TCpgradTdiv l

lll ∂
∂

= ρλ                                                  (A3.4) 

L’astérisque est utilisé pour rappeler que le champ de température ainsi obtenu dans la partie liquide 
diffère du champ de température qui aurait été obtenu avec un modèle prenant en compte la 
convection. 

¾ Sur l’interface, deux conditions de type Stefan sont posées :  

Ts(r,t) = Tl
*(r,t) = Tfusion                                                     (A3.5) 

(l’interface est une isotherme à la température de fusion) 

Ainsi que (n étant le vecteur normal à l’interface) : 
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λλ                                             (A3.6) 

Dans cette dernière équation, le vecteur qv  représente une densité de flux injectée sur le front de 
fusion, créant un saut de gradient entre les phases liquide et solide. La densité de flux qv  sur l’interface 
représente donc la discontinuité de flux englobant à la fois les phénomènes convectifs dans le bain 
fondu et les phénomènes de chaleur latente sur l’interface. On a ainsi, sur l’interface : 

qv   = (flux de conduction entrant dans le solide sur l’interface) – (flux de conduction qui provient du 
liquide et qui passe dans le solide, sur l’interface) 

¾ Conditions limites 

Aux équations précédentes, il convient de rajouter les conditions limites sur frontières fixes ; 
classiquement, ce sont de conditions limites de convection, rayonnement : 

)()()( 44
airairs TTTThrd

n
T

−+−+=
∂
∂

− εσλ                                            (A3.7) 

d(r) exprime la densité de flux de chaleur sous la tache calorifique provenant de la source de chaleur 
résultant du soudage. 

 

Remarque 1 : 

Dans les équations précédentes, la convection dans le bain fondu n’est pas modélisée. En conséquence, 
les températures calculées dans la partie liquide ne seront pas représentatives de la réalité physique. En 
revanche, les effets des mouvements convectifs dans le bain, sur le flux de chaleur qui pénètre dans la 
partie solide, sont pris en compte par l’intermédiaire du vecteur qv . Si le flux qv  est correctement 
défini, les températures calculées dans la partie solide seront donc représentatives de la réalité 
physique. 

Pour estimer les positions du front de fusion, ainsi que le champ de température dans la partie 
solide, il suffit donc de déterminer les bonnes valeurs du flux qv .  

Remarque 2 : 

Afin de résoudre le problème, il est nécessaire de se donner une condition limite sous la tache 
calorifique d(r). Ce flux de chaleur surfacique peut cependant être défini de façon arbitraire. En effet, 
une erreur dans la définition de ce flux aura uniquement des conséquences sur les températures dans la 
partie liquide (qui sont par hypothèses non représentatives de la réalité physique). En revanche, dans la 
partie solide, les températures n’en seront pas affectées, du moment que le vecteur qv   est, lui, 
correctement estimé. 
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Figure A3.d : Modélisation du front de fusion 
 

II.2 DÉTERMINATION DES INCONNUES 
 

Afin d’estimer les flux, le choix s’est porté sur une méthode d’estimation de fonction avec 
températures futures et régularisation spatiale, cette méthode étant réputée pour sa stabilité et sa 
précision. Cette méthode séquentielle consiste à rechercher le flux surfacique qui a induit les 
températures mesurées. Connaissant le flux à l’instant n, « qv n », on cherche sa valeur à l’instant n+1, 
« qv n+1 », qui minimise la fonctionnelle : 
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Dans cette équation, jn
iY +  désigne la température mesurée au point i, à l’instant (n + j), et 

)( 1++ njn
i qT

r désigne la température calculée au point i, à l’instant (n + j) (et qui dépend bien entendue de 
l’inconnue qv n+1 . 

Les variations de température à l’instant « n + 1 », dues au flux présent sur le front au même instant 
sont souvent très faibles et sont noyées dans le bruit de mesure. La minimisation de l’équation 
précédente n’est alors pas faite à l’instant où le flux est recherché, mais pour les instants futurs, le 
temps que, par diffusion de la chaleur, la perturbation apportée par le flux ait atteint les capteurs. Le 
fait de prendre en compte des températures futures (le nombre de pas de temps pris dans le futur pour 
faire la minimisation) permet de diminuer la sensibilité aux erreurs de mesure.  

Utiliser un nombre de températures futures apporte une stabilité temporelle dans la recherche des flux. 
Cependant, puisque les mesures de températures sont en nombre fini de points, il existe également une 
stabilité spatiale : deux distributions spatiales du flux différentes peuvent engendre des écarts de 
températures inférieurs au bruit de mesure. C’est pourquoi intervient dans l’équation (A3.8) le terme 
α, qui est un coefficient de régularisation d’ordre 1. Plus ce terme est important, plus la minimisation 
de J contraint à des valeurs similaires pour deux points adjacents sur le front de fusion. Un lissage 
spatial du front est ainsi obtenu. 

q

Mesures de températures face 
inférieure Yi (t) aux points « i » 

Ts = Tl =Tfusion 
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Cette méthode inverse a été implantée dans un code d’éléments finis déjà existant et développé en 
interne au CETHIL (le code IFEC), qui permet la résolution du modèle direct. L’algorithme de la 
métode inverse se traduit par : 

1) A l’instant initial (avant que la fusion apparaisse), un flux est imposé sur la tache calorifique ; le 
modèle direct calcule alors le champ de température dans la pièce. 

2) Dès que T  > Tf , on pose n = n0. La position de l’isotherme de fusion est évaluée sur le maillage (en 
définissant une ligne constituée de (M – 1) segments de droite de longueur identique, par la définition 
des coordonnées de M points d’interpolation).  

3) La condition limite sur le front de fusion définie par l’équation (A3.6) est alors prise en compte. La 
minimisation de la fonctionnelle définie par l’équation (A3.8) permet alors de calculer la valeur des 
flux qv n+1 en chaque point M sur le front de fusion. 

4) Le champ de température à l’instant (n + 1) est obtenu à partir de la connaissance des flux qv n+1 en 
chaque point M sur le front de fusion. 

5) La position du front à l’instant (n + 1) est alors recalculée : il s’agit de l’isotherme à la température 
de fusion (Tm). 

6) Retours à l’étape 3) avec n = n +1, tant que l’instant final nf n’est pas atteint 

Cette nouvelle formulation d’un problème inverse à frontière mobile permet donc de retrouver la 
position d’un front de fusion, à chaque instant, à partir des mesures de température à l’intérieur de la 
partie solide. Le front est présenté par l’isotherme à la température de fusion. Les inconnues de la 
méthode sont les flux traversant le front de fusion. 

 



FOLIO ADMINISTRATIF 
 

THESE SOUTENUE DEVANT L'INSTITUT NATIONAL DES SCIENCES APPLIQUEES DE LYON 
 

 
NOM : DEPRADEUX DATE de SOUTENANCE :  Le 1er Mars 2004 
(avec précision du nom de jeune fille, le cas échéant) 
 
Prénoms : Lionel André 
 
TITRE :  

SIMULATION NUMERIQUE DU SOUDAGE – ACIER 316L 
VALIDATION SUR CAS TESTS DE COMPLEXITE CROISSANTE 

 
 
NATURE : Doctorat Numéro d'ordre :  04 ISAL 014 
 
Ecole doctorale : Mecanique, Energétique, Génie Civil, Acoustique (MEGA) 
 
Spécialité : Génie Civil : Sols, Matériaux, Structures, Physique du bâtiment 
 
 
Cote B.I.U. - Lyon :   T 50/210/19     / et  bis CLASSE : 
 
RESUME : 
 

Ce travail vise à la prédiction par simulation numérique des distorsions et contraintes résiduelles 
générées par une opération de soudage. Le cas particulier du soudage TIG sur acier 316L est considéré. 
Afin d’étudier de façon progressive les difficultés de modélisation qui doivent être pris en compte dans le 
cadre de la simulation numérique du soudage, une étude à la fois expérimentale et numérique est 
effectuée sur différents types d’essais de complexité croissante, allant d’un cas test uniaxial jusqu’à un 
cas test entièrement tridimensionnel. En premier lieu, des tests unidimensionnels sont effectués sur des 
spécimens pour lesquels les champs de température et de contraintes sont macroscopiquement 
homogènes dans la zone d’étude. Ce type de tests, très utile en vue de valider différentes lois de 
comportement, permet en outre l’étude du comportement thermomécanique de l’acier lorsque celui-ci est 
soumis à des cycles thermiques similaires à ceux qui interviennent dans la Zone Affectée Thermiquement 
lors d’une opération de soudage. Après quoi, des tests qui mettent en jeu des gradients de températures et 
de contraintes sont effectués sur des structures bi-dimensionnelles axi-symétriques, afin d’étudier les 
effets de structure et les problèmes liés à la présence d’une zone fondue. Enfin, un test plus représentatif 
d’une véritable opération de soudage, faisant intervenir une source de chaleur mobile, intègre les effets 
tridimensionnels. Des simulations numériques, conformes aux essais réalisés, sont réalisés en parallèle 
avec le logiciel d’éléments finis code_Aster (EDF). L’analyse comparative entre résultats expérimentaux 
et numériques pour chaque type de test permet de juger de l’aptitude du code de calcul utilisé à prédire 
distorsions et contraintes résiduelles, et des analyses paramétriques permettent d’étudier la sensibilité des 
résultats aux données matériau, à la loi de comportement utilisée, ou encore à la modélisation de l’apport 
de chaleur. 

 
 
MOTS-CLES : Soudage, simulation  numérique, acier inoxydable austénitique, 316L, TIG, apport de chaleur, propriétés mécaniques, 
propriétés thermiques 
 
Laboratoire (s) de recherches : laboratoire URGC-Structures (INSA de Lyon) 
 
 
 
Directeur de thèse:  jean-François JULLIEN 
 
 
Président de jury : 
 
Composition du jury : K. DANG VAN, S. DENIS, J. M. BERGHEAU, A. COMBESCURE, J. F. JULLIEN, F. 
SIDOROFF, V. CANO (invitée) G. MICHEL (invité), M. RAYNAUD (invité) 
 



 


