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Introduction générale

L’étude des procédés de soudage apparait actuellement comme un domaine de recherche a
la fois ouvert et complexe, car il demande de mettre en commun des connaissances issues de
domaines distincts de la physique et de la mécanique. Ainsi, la description d’'un des procédés le
plus couramment utilisé, le soudage a l'arc, met en jeu des phénomeénes physiques aussi variés
que I'étude des plasmas, des interactions magnétiques et hydrodynamiques, la description et la
quantification des transferts de chaleur, les modifications microstructurales des matériaux soudés,
I’apparition de contraintes résiduelles,...

Face a cette pluralité de connaissances requises, un point de vue clairement défini doit étre
envisagé pour entamer I’étude d’un procédé de soudage. Pour cela, il est nécessaire d’effectuer
certaines hypothéses simplificatrices et/ou de concentrer 1’étude sur des aspects précis. Ces sim-
plifications sont d’autant plus nécessaires que la tendance actuelle consiste en la mise en ceuvre
de modéles numériques de ces procédés dans le but de reproduire quantitativement 1’opération
de soudage.

Parmi I’ensemble des procédés de soudage, celui que nous avons étudié est le procédé de sou-
dage par friction et malaxage ou friction stir welding. Inventé par The Welding Institute (TWTI)
en 1991, il apparait relativement récent vis-a-vis des autres procédés de soudage. Cependant, la
curiosité des organismes de recherche et les espoirs fondés en ce nouveau procédé par les indus-
triels ont amené les uns et les autres a lancer un grand nombre d’études aussi bien expérimentales
que théoriques ou numeériques a son sujet. L’explication de ce formidable développement réside
dans la capacité du procédé a assembler des alliages d’aluminium, et plus généralement des al-
liages métalliques “légers”, difficilement soudables par les procédés traditionnels. De ce fait, des
allegements de structures non-négligeables peuvent étre sérieusement envisagés par les industriels
du transport en utilisant ces alliages “légers” assemblés par friction et malaxage. Dés aujourd hui,
plusieurs sociétés ont adopté le soudage par friction et malaxage : Eclipse Aviation utilise ce pro-
cédé pour la construction de son avion Eclipse500 et Mazda a adopté une variante de ce procédé
(soudage par friction et malaxage par point) pour remplacer le soudage par point traditionnel
dans le secteur automobile.

C’est dans ce cadre que s’inscrit ma thése réalisée au Laboratoire de Mécanique des Solides et
dont j’expose le travail dans ce manuscrit. L’objectif de la thése consiste, dans un premier temps,
en l'établissement et la mise en ceuvre d'une modélisation prédictive du procédé de soudage
par friction et malaxage afin d’obtenir une estimation des grandeurs physiques caractérisant le
procédé : température, écoulement de matiére, évolutions métallurgiques, état mécanique résiduel
de l'assemblage. D’autre part, cette modélisation permettra d’optimiser le procédé de soudage
de fagon a obtenir un état mécanique résiduel de I'assemblage optimal. Cette étude portera sur
les différents paramétres définissant la configuration de soudage : vitesse de soudage, vitesse de
rotation de l'outil, géométrie de l'outil, effort de plongée,... Ceci nous conduira donc a étudier
I'influence de chacun de ces paramétres sur les contraintes résiduelles induites par le soudage.

Cet objectif général nécessite d’étre défini plus clairement par la connaissance des phénoménes

9



physiques prépondérants intervenant lors d’une opération de soudage par friction et malaxage.
Ce travail est présenté dans le premier chapitre sous forme d’une étude bibliographique composée
de plusieurs parties. Dans un premier temps, nous donnons quelques informations générales sur
les alliages d’aluminium utiles dans la suite de ce manuscrit et, en particulier, pour la compré-
hension des évolutions métallurgiques ayant lieu dans ces alliages. Notons que, tout au long de ce
travail, nous ne considérerons que des alliages d’aluminium. Puis, nous exposons les problémes
de soudabilité de ces alliages ce qui nous permet d’introduire le procédé de soudage par fric-
tion et malaxage dont nous décrivons, dans une seconde partie, les aspects technologiques et les
évolutions métallurgiques qu’il induit dans I’assemblage. Lors de la troisiéme partie de ce cha-
pitre, nous établissons un état de ’art de la modélisation du procédé a partir de la bibliographie
existante. Cet état de ’art permet de présenter les phénoménes thermiques, métallurgiques et
mécaniques intervenant lors de 'opération de soudage ainsi que les interactions entre ces diffé-
rents phénoménes. En outre, cette recherche bibliographique permet de présenter les différentes
techniques de simulation utilisées jusqu’ici pour la modélisation du procédé.

Le deuxiéme chapitre est consacré a la construction de notre modéle de simulation du pro-
cédé. Il s’appuie sur les conclusions de I’état de I'art de la littérature qui nous ont servi a identifier
les points-clés d'une bonne modélisation. En particulier, le modéle présenté prend en compte les
phénomeénes thermiques et métallurgiques, 1’écoulement de matiére autour de ’outil, les aspects
mécaniques ainsi que les couplages entre ces différents phénomeénes. Les hypothéses de modé-
lisation effectuées sont aussi présentées. Une des caractéristiques principales du modéle est de
se décomposer en deux étapes successives, conférant une structure & deux parties & ce second
chapitre. Dans chacune de ces deux parties, les modéles sont présentés de fagon théorique puis
leur implémentation numérique est détaillée. Précisons que nous nous sommes attachés & ne
modéliser que la phase stationnaire du procédé.

Dans le troisiéme chapitre, nous exposons différents résultats de calcul pour apprécier la
pertinence de notre modéle qui permet d’obtenir le champ de température, I’écoulement de ma-
tiere autour de I'outil, les évolutions métallurgiques et 1’état mécanique résiduel d’un assemblage
soudé. Des essais numériques sont aussi mis en place afin de pouvoir, non seulement, mettre en
évidence les simplifications envisageables du modéle global, mais aussi, d’en montrer ses limites.
Des études paramétriques sont aussi menées en vue d’étudier I'influence de quelques paramétres
définissant la configuration de soudage. En particulier, nous nous intéresserons a l'influence de
la vitesse de soudage et de la vitesse de rotation de l'outil sur 1’état mécanique résiduel d’un
assemblage. Pour discuter et valider les résultats présentés, nous nous basons, a la fois, sur des
données de thermographie infrarouge obtenues & la suite d’essais réalisés a I'Institut de Soudure
et, aussi, sur des données expérimentales publiées dans la littérature.

Le quatriéme chapitre est consacré a 1’étude d’une des perspectives possibles de ce travail.
Une méthode de calcul stationnaire dans le cadre des grandes déformations est proposée. Sa
capacité & simuler le procédé de soudage par friction et malaxage est étudiée. Précisons que ce
dernier chapitre ne constitue qu’'une étude de faisabilité.
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Chapitre 1

Etude bibliographique

1.1 Introduction

L’étude bibliographique réalisée tout au long de ce travail est exposée dans la premiére partie
de ce manuscrit. Elle a été rédigée dans la perspective de répondre a plusieurs interrogations
inhérentes a tout travail de thése : introduction du sujet d’étude, définition du cadre de I'étude,
présentation des travaux existants.

Ainsi, dans la premiére section, des généralités sur les alliages d’aluminium seront présentées
en orientant rapidement le sujet sur les procédés de soudage et les problémes liés au soudage
d’alliages d’aluminium. Le procédé de soudage par friction et malaxage est mentionné en toute
fin de chapitre.

Au cours de la seconde section, ce procédé de soudage récent est décrit en mettant en lumiére
ses caractéristiques, les évolutions métallurgiques qu’il induit dans le matériau et les perspectives
de développement d’un tel procédé.

Enfin, la troisiéme section est consacrée a une étude bibliographique approfondie de la mo-
délisation du procédé, tant sur le plan thermique que métallurgique et mécanique. Cette étude
bibliographique constitue la base du travail de modélisation présenté dans les chapitres suivants.

1.2 Généralités sur le soudage des alliages d’aluminium

1.2.1 Présentation des alliages d’aluminium [Barralis et Maeder, 5éme édi-
tion]

L’aluminium non allié présente des propriétés mécaniques trés faibles : par exemple, la limite
d’élasticité de Valuminium pur a 99.996% est insignifiante. Ceci limite donc énormément son
utilisation et améne & considérer différents alliages d’aluminium. Ces alliages sont obtenus par
ajout de certains éléments entrant en solution solide (par substitution ou par insertion) ou
formant des précipités avec 'aluminium présent. Ces différents ajouts ont pour but d’améliorer
les caractéristiques mécaniques de ’aluminium pur.

Une classification de ces alliages a été élaborée suivant la nature de 1’élément majoritaire
ajouté : on distingue les séries 1xxx, 2xxx, 3xxx, 4xxx, bxxx, 6xxx et Txxx. Il existe d’autres
types d’alliages mais ils ne seront pas détaillés dans la suite. Le tableau 1.1 répertorie le ou
les élément(s) majoritaire(s), en plus de Paluminium, pour chacune de ces sept séries. D’autres
éléments entrent aussi dans la composition de ces alliages mais dans des proportions moindres.

Cependant, la classification des alliages d’aluminium peut étre effectuée a partir d’autres
critéres établis en fonction des traitements appliqués lors de 1’élaboration de chacun de ces
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Chapitre 1 : Etude bibliographique

classe | élément(s) majoritaire(s)
(autres que 'aluminium)

Ixxx | aluminium pur & au moins
99.00% (en composition
chimique)

2xxx | culvre

3XXX | manganese

4xxx | silicium

XXX | magnésium

6xxx | silicium - magnésium

7xxx | zinc - magnésium

TAB. 1.1 : Classification générale des alliages d’aluminium.

alliages. Ces différents traitements, ainsi que la composition de l'alliage, permettent d’obtenir les
propriétés mécaniques désirées. On retiendra en particulier les distinctions suivantes :
1. Alliages corroyés ou alliages de fonderie. Les alliages corroyés sont les métaux
ayant été travaillés a froid ou a chaud tandis que les alliages de fonderie servent a la
production de piéces moulées. La série 4xxx est un alliage de fonderie alors que les six

autres classes sont des alliages corroyés.

2. Au sein des alliages corroyés, on distingue :

— les alliages a durcissement par écrouissage, aussi appelés alliages non trem-
pants. Ils regroupent les séries 1xxx, 3xxx (manganése) et Sxxx (magnésium) dont le
durcissement est obtenu par des traitements d’écrouissage et d’adoucissement.
les alliages a durcissement structural, aussi appelés alliages trempants. Ils en-
globent les séries 2xxx (cuivre), 6xxx (silicium-magnésium) et 7xxx (zinc-magnésium)
dont le durcissement provient de traitements de trempe structurale.

L’ensemble des alliages d’aluminium présente les propriétés générales suivantes :
La résistance mécanique a chaud (dés 100°C') de ces alliages est tres faible. Cette propriété
ne permet pas d’utiliser ces alliages pour la conception de mécanismes travaillant & chaud.
La température de fusion des alliages d’aluminium varie entre 600°C' et 700°C'.

— Les alliages d’aluminium sont adaptés aux procédés de mise en forme tels que le laminage,
I’emboutissage, le filage,...

— Tous les alliages d’aluminium présentent naturellement une couche d’alumine Al;O3 qui
les protege des attaques chimiques extérieures.

1.2.2 Les traitements appliqués aux alliages d’aluminium [Barralis et Mae-
der, 5éme édition; Sarrazin, 1995]

Dans cette section, les différents traitements appliqués aux alliages d’aluminium corroyés sont
présentés. Dans un premier temps, on s’intéresse aux traitements thermomécaniques appliqués
aux alliages a durcissement par écrouissage. Puis, les traitements de trempe structurale appliqués
aux alliages & durcissement structural sont détaillés.

Précisons enfin que ces traitements sont répertoriés par une nomenclature supplémentaire
indiquée aprés la nature chimique de I'alliage d’aluminium considéré : H pour un écrouissage, O
pour un recuit et T pour un traitement thermique.
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1.2.2.1 Les traitements thermomécaniques appliqués aux alliages a durcissement
par écrouissage

Les alliages a durcissement par écrouissage subissent généralement deux traitements succes-
sifs :

N N

1. Tout d’abord, ils sont soumis & un traitement d’écrouissage qui consiste a écrouir le
matériau & chaud ou & froid de facon & augmenter sa résistance mécanique. En contre-
partie, il a pour effet d’augmenter fortement la densité de dislocations. La microstructure
présente alors un trés grand nombre de défauts. Ainsi, I’état écroui n’est pas stable et un
vieillissement naturel a généralement lieu & température ambiante aprés ce traitement.

2. Afin d’accélérer ce vieillissement naturel et stabiliser I’état écroui, le métal est ensuite sou-
mis & des traitements d’adoucissement. 1l s’agit de traitements de restauration et de
recristallisation. Dans ce but, le métal subit un recuit ; il est maintenu & des températures
comprises entre 200°C' et 400°C' pendant une durée déterminée. Ces deux paramétres déter-
minent le niveau de restauration et de recristallisation de la structure. Au cours du recuit,
la restauration va, tout d’abord, avoir lieu. Les dislocations se réarrangent pour former
des sous-joints de grains de fagon a adopter une configuration d’énergie minimale. Cette
étape permet de restaurer en partie les propriétés mécaniques de 1’alliage sans changer de
facon notable la microstructure. Si le recuit est poursuivi, de nouveaux grains germent et
grossissent ; il s’agit de la recristallisation. Une nouvelle structure de grains est formée et
le matériau présente une densité de dislocations trés faible et une répartition homogeéne
des grains. Si le recuit est poursuivi, 'évolution métallurgique se caractérise par un gros-
sissement des grains. Le matériau sera d’autant plus adouci que le temps de maintien est
important.

1.2.2.2 Les traitements de trempe structurale appliqués aux alliages & durcissement
structural

Les alliages & durcissement structural sont obtenus aprés un traitement de trempe structurale
comprenant plusieurs étapes illustrées par la figure 1.1 :

1. Dans un premier temps, les composants de 'alliage sont mis en solution solide i trés
haute température.

2. Ensuite, une trempe a lieu en vue de conserver a température ambiante la structure de la
solution solide existant & des températures plus élevées. La résistance mécanique de 'alliage
est alors trés faible.

3. Une maturation & température ambiante suit la trempe permettant a la structure d’at-
teindre un état stable. Ce vieillissement est caractérisé par un léger durcissement de l'alliage
causé par une précipitation des zones de Guinier-Preston cohérentes avec la matrice élevant
sensiblement les propriétés mécaniques de 'alliage.

4. Enfin, un revenu (maintien de l'alliage & température légérement élevée) est appliqué
afin d’accélerer le durcissement de 1’alliage. Une précipitation, sous une forme cohérente
avec la matrice, des éléments initialement présents au sein de la solution solide a lieu : il
s’agit de la précipitation de la phase durcissante. Ces précipités sont de type MgsSi (resp.
Al,CuMg) pour des alliages 6061 et 6082 (resp. 2024). Dans certains alliages, il se peut que
les précipités durcissants soient de différentes natures chimiques. Les propriétés mécaniques

Qo

sont maximales lors de cette étape, référencée T6. Le maximum de durcissement observé
I’état T6 correspond & une taille et & une répartition optimales des précipités. Cependant,

%
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I’état T6, ces précipités ne sont pas stables & toutes les températures. Ainsi, si le revenu est
poursuivi (cas du sur-revenu), ils continueront a croitre et deviendront de moins en moins
cohérents avec la matrice engendrant une chute de la résistance mécanique de I’alliage. La
phase cohérente (resp. semi-cohérente) des précipités est notée 8" (resp. 4') sur la figure
1.1. La phase incohérente notée 3 correspondent a la phase d’équilibre.
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FiG. 1.1 : Ewvolution des propriétés mécaniques d’un alliage de la série 6zxx lors des différentes
phases d’un traitement de trempe structurale [Sarrazin, 1995] : mise en solution solide, trempe,
maturation, revenu, Sur-revenis.

En conclusion, la précipitation est un mécanisme prépondérant dans le durcissement d’un
alliage d’aluminium & durcissement structural. En effet, ces précipités correspondent & des obs-
tacles au mouvement des dislocations au sein de la matrice formée par les atomes d’aluminium
et ceux ajoutés. Cette matrice posséde une structure CFC pour les alliages de la série 6xxx.
Ainsi, leur densité, leur taille et leur forme sont & la base du niveau de durcissement des alliages
d’aluminium & durcissement structural.

1.2.3 Le soudage des alliages d’aluminium [Blondeau, 2001a; Blondeau, 2001b]|
1.2.3.1 Les techniques de soudage conventionnelles

Dans cette partie, les différentes techniques de soudage d’alliages d’aluminium dites conven-
tionnelles sont décrites tres briévement. On ne mentionnera pas la soudabilité de tel ou tel alliage
en fonction de la technique; ce point sera abordé dans la partie suivante.

Les différents procédés de soudage des alliages d’aluminium dérivent de ceux utilisés pour
I'assemblage des aciers mais ils doivent étre adaptés aux spécificités des alliages d’aluminium :
présence de la couche protectrice d’alumine, propriétés thermiques et électriques,...

On cite tout d’abord ’ensemble des procédés de soudage a I'arc : le TIG (Tungsten Inert
Gas) et le MIG (Metal Inert Gas). Ces techniques utilisent un plasma (gaz totalement ionisé, en
général de I'argon ou de I’hélium) créé par le passage d’un courant électrique entre les piéces a
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souder et une électrode. La chaleur dégagée par cette ionisation va amener le métal & la fusion.
Le plasma sert aussi a protéger ce métal en fusion de 'oxydation. Ces deux procédés de soudage
se distinguent par la nature de I’électrode :

- En soudage MIG, I'électrode est fusible. Le métal en fusion de 1’électrode coule dans le

bain afin de réaliser la jonction des deux piéces.
En soudage TIG, I'électrode en tungsténe est réfractaire (non fusible). Elle ne participe
pas a la formation du cordon de soudure.

Le soudage par point (soudage électrique par résistance) est aussi utilisé pour I’assemblage
d’alliages d’aluminium. Son principe consiste & maintenir fortement les deux plaques 'une sur
I'autre a ’aide de deux électrodes. Ensuite, un courant de forte intensité traverse les piéces pour
créer un noyau fondu a Uinterface des deux plaques. Son refroidissement fixera définitivement les
deux plaques entre elles.

Le soudage par faisceau d’électrons est un procédé utilisant un faisceau d’électrons pour
fondre la matiére. Aucun métal d’apport n’est utilisé.

Enfin, mentionnons aussi le soudage laser pour lequel la fusion de la matiére est obtenue par
un rayonnement monochromatique cohérent et focalisé sur I'interface afin d’obtenir une forte
densité d’énergie. On distingue deux techniques particuliéres : le laser gaz COg2 qui utilisent des
puissances trés importantes et le laser solide YAG qui utilisent des puissances beaucoup plus
réduites.

1.2.3.2 Soudabilité des alliages d’aluminium

La notion de soudabilité d’un métal décrit sa capacité a supporter le fort apport de chaleur
et les changements physico-chimiques générés lors du procédé de soudage. Certains assemblages
soudés présentent des défauts localisés engendrant des propriétés mécaniques trop réduites en vue
d’une utilisation ultérieure. Parmi ces défauts, on peut citer la fissuration a froid et I’arrachement
lamellaire. Ces deux types de défauts apparaissent majoritairement avec des aciers.

La fissuration a froid se produit généralement a basse température (inférieure a 200°C) dans la
zone affectée thermiquement ou dans la zone du métal fondu. Ce phénomeéne se produit lorsque
de I'hydrogéne se dissout dans le cordon et se retrouve piégé aprés solidification; ces poches
d’hydrogéne seront & l'origine de fissures.

La soudabilité des alliages d’aluminium se confond en général avec la sensibilité de ’alliage &
la fissuration & chaud. Ce phénoméne se produit lors de la solidification du métal ; il est provoqué
par les déformations de la matrice solide en cours de solidification au cours de laquelle des poches
de métal liquide se forment au milieu d’'une matrice de métal déja solidifiée. Ces déformations
sont causées par deux phénoménes principaux. La contraction de solidification intervient lors du
passage de 1’état fluide a I’état solide; ce passage s’accompagne d’une contraction de volume.
De plus, la diminution de température engendre aussi une contraction thermique du solide. En
outre, les déformations engendrées par les contraintes extérieures peuvent aussi jouer un role non-
négligeable. Les fissures sont toujours localisées dans les espaces interdendritiques car il s’agit
des zones qui se solidifient en dernier. Ces fissures se développent longitudinalement au cordon.
Enfin, elles peuvent étre internes ou déboucher en surface.

Pour certains alliages d’aluminium, il est possible de I’éviter en ajustant correctement les
paramétres de soudage (vitesse et intensité de la source de chaleur, nature du métal d’apport,...).
Cependant, ce phénoméne est inévitable pour une majorité d’alliages des séries 2xxx et 7Txxx
soudés a l'arc (MIG-TIG). De plus, certains alliages des séries 2xxx, 6xxx et 7xxx présentent
aussi ce probléme pour les soudages laser et a faisceau d’électrons [Blondeau, 2001a]. C’est
pourquoi, le friction stir welding propose une alternative intéressante dont le but est de pallier
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ces problémes de soudabilité pour certaines séries d’alliages d’aluminium.

1.3 Le procédé de soudage par friction et malaxage

Cette section est consacrée a la présentation du procédé de soudage par friction et malaxage.
Dans un premier temps, le procédé est décrit d’un point de vue technique. Les modifications
microstruturales qu’il engendre sont ensuite exposées. Enfin, plusieurs informations sont données
pour mieux cerner les caractéristiques de ce procédé et ses avantages vis-a-vis d’autres procédés
de soudage.

1.3.1 Description du soudage par friction et malaxage
1.3.1.1 Le procédé

Le friction stir welding est un procédé de soudage par friction et malaxage de la matiére située
sous et autour de la téte de friction. Une de ses caractéristiques principales consiste & ne pas
faire fondre les matériaux que 1’on veut assembler ; la chaleur générée lors du soudage provoque
cependant un changement de phase & 1’état solide : les températures atteintes permettent a la
matiére de prendre une consistance pateuse a proximité de la téte de friction. Celles-ci n’excédent
pas 500°C ce qui correspond a environ 75% de la température de fusion des alliages. Ce procédé
a été développé a partir de 1991 par The Welding Institute (TWT).

Pour effectuer ’assemblage, un outil non consommable est utilisé. Cet outil est composé d’un
épaulement (“shoulder”, en anglais) auquel est fixé un pion (“pin” ou “probe”, en anglais) sous sa
face inférieure (cf. figure 1.4). On appelle "zone d’attaque” (“advancing side”, en anglais) la plaque
ou vitesse de soudage et vitesse de rotation ont le méme sens et "zone retraitée” (“retreating side”)
l'autre plaque (cf. figure 1.2).

Force d’appuis

N :

Joint & souder
Zone d’attaque
X ¢ Face d’engagement

Patin d’appuis b du patin

~ Pion/outil

Face d"appuis du patin " one retraitée

F1G. 1.2 : Le soudage par friction et malazage [Blondeau, 2001b].

Le procédé de soudage par friction et malaxage comprend trois étapes, illustrées par la figure
1.3:

— La premiére phase consiste en la plongée de 'outil a I'interface entre les plaques (cf. figure

1.3(a)). Celles-ci sont solidement fixées I'une contre l'autre sur un support fixe, les efforts

de bridage étant trés importants (plusieurs dizaines de kN). L’outil est mis en rotation puis
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s’approche d’une extrémité du joint & souder. Le pion pénétre peu & peu a l'intérieur de
ce joint jusqu’a ce que I’épaulement soit en contact avec les plaques. La plongée du pion
s’effectue grace a la rotation qui permet de chauffer la région par frottement pour faciliter sa
pénétration. L’effort vertical qu’exerce I’épaulement sur les plaques est alors trés important,
allant de quelques kN a une trentaine de kN suivant le cas. Dans [Khandkar et al., 2003], la
force appliquée est de 22.24kN (25kN dans [Song et Kovacevic, 2002|), soit une puissance
fournie a l'outil variant entre 1000W et 3000W. Dans [Song et Kovacevic, 2002], la vitesse
de plongée de I'outil dans les plaques vaut 5 mm.s—'. L’axe de l'outil coupe généralement
la surface de contact entre les deux plaques.

— La seconde phase correspond a I'avancement de l'outil (cf. figure 1.3(b)). Celui-ci est mis
en translation le long du joint, tout en conservant sa rotation. Le pion avance aisément
dans la matiére suite & 1’échauffement provoqué par le frottement, d'une part, entre le
pion et la matiére, et, d’autre part, entre I’épaulement et la matiére. De plus, lors de
cette phase, le travail des déformations plastiques constitue une autre source de chaleur.
Cet échauffement rend la matiére pateuse permettant ’avancement de 'outil & travers les
plaques. La rotation de 'outil provoque aussi un brassage complexe de la matiére. Celui-
ci est déterminant dans la description de la distribution de température et les propriétés
mécaniques de l’assemblage obtenu.

— Arrivé a la fin du joint, 'outil est retiré des plaques laissant apparaitre un trou qui sera
par la suite supprimé (cf. figure 1.3(c)). Tout au long du parcours de l'outil, il existe une
légére diminution de ’épaisseur des plaques de I'ordre de 3 a 6% [Chao et Qi, 1999], sous
I’effet de la pression appliquée par I'outil sur la matiére et des copeaux formés.

(a) Mise en rotation de l'outil et plongée dans les
plaques

(b) Avancement de I'outil en rotation

(¢) Retrait de I'outil

Fi1G. 1.3 : Description des différentes phases du procédé de soudage par friction et malazage.

Les bancs de commande de 'outil peuvent étre pilotés soit en effort, soit en déplacement.
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Généralement, il est d'usage de piloter le soudage en effort, une fois connus les différents para-
métres de soudage a utiliser. Un pilotage en déplacement est préféré pour la réalisation de tests
de paramétres.

1.3.1.2 Description de 1’outil

La géométrie de 'outil est représentée sur la figure 1.4. Il est généralement constitué dans un
acier trés résistant (H13 dans [Song et Kovacevic, 2002] ou D2 dans [Guerra et al., 2003]), de fagon
a supporter les efforts lors du soudage. Les dimensions de I'outil varient suivant I’application que
I’on en fait mais, d’aprés ’ensemble de la bibliographie, la hauteur du pion est comprise entre
5 et 8mm, le rayon de l'épaulement est compris entre 9 et 13mm et celui du pion entre 3
et 6mm (il existe classiquement un rapport 3 entre ces deux rayons). La hauteur du pion est
légérement inférieure a I’épaisseur des plaques afin de permettre un brassage de la matiére sur
toute I’épaisseur du joint.

Q Sens de rotation

Direction de soudage

Epaulement

N

Pion Plaques

F1G. 1.4 : Géométie de l'outil [Colligan, 1999].

Le pion est souvent fileté; les travaux de [Ulysse, 2002; Record et al., 2004] utilisent un pas de
filetage égal a 1.1mm.tr—!. En général, il s’agit d'un filetage a gauche pour une rotation de I'outil
dans le sens horaire ou d’'un filetage a droite pour une rotation dans le sens trigonométrique.
La présence du filetage influence grandement I’écoulement de la matiére autour de 'outil car il
a tendance a entrainer la matiére vers la face inférieure des plaques |[Ulysse, 2002|. En outre,
de nouvelles formes d’outil voient le jour. Elles sont congues dans le but d’obtenir un meilleur
écoulement de la matiére autour de l'outil (cf. section 1.3.3.2).

La géométrie de I’épaulement est aussi particuliére. D’une part, il présente une forme conique
dont ’angle varie entre 3° et 7°. Ce renfoncement permet & la matiére de ne pas s’échapper lors
du soudage. D’autre part, ’axe de 'outil n’est pas rigoureusement perpendiculaire aux plaques;
il est incliné d'un angle de 2-3° par rapport a la verticale. Cette géométrie particuliére est visible
sur la figure 1.4 o la direction de soudage est indiquée.
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1.3.1.3 La couche limite au contact de 1’outil

Des études expérimentales |Guerra et al., 2003; Schmidt et al., 2006] ont montré qu’il existe,
au contact de I'outil, une fine couche limite (“shear layer”, en anglais). Son épaisseur est estimée
a 1lmm. Cette couche limite correspond a une faible quantité de matiére entrainée par adhé-
rence avec I'outil ; elle est donc soumise a des déformations et des températures trés importantes.
L’interface entre cette couche limite et le reste de la matiére correspond & une surface de dis-
continuité de I'’écoulement de matiére. Cependant, la description de cette couche limite n’est pas
encore parfaitement établie.

1.3.1.4 Les métaux et alliages assemblés par friction stir welding

A T’origine, ce procédé de soudage a été concu pour assembler des alliages qui ne peuvent pas
I’étre par des techniques classiques de soudage par fusion (soudage a 'arc, soudage laser). C’est
le cas d'une grande majorité des séries 2xxx et 7xxx des alliages d’aluminium & durcissement
structural (cf. section 1.2.3.2). Il est basé sur la faible résistance mécanique a chaud des alliages
d’aluminium. Ceux-ci sont donc facilement malléables sous des températures relativement faibles
(~ 200 — 300°C) facilitant ainsi la plongée et I'avancement de I'outil (cf. section 1.2.1).

L’utilisation du friction stir welding a cependant rapidement été élargie & d’autres métaux.
Ainsi, certaines études rendent compte de la soudabilité d’alliages de cuivre par friction stir
welding [Kallgren et al., 2004], d’alliages de magnésium ou méme de titane. Des essais ont aussi
été effectués pour des aciers mais des difficultés liées & la dureté de ces métaux sont apparues,
entrainant des ruptures de 'outil soumis & des sollicitations trop importantes.

Des assemblages de métaux différents peuvent aussi s’effectuer par friction et malaxage.
Les travaux de [Fukumoto et al., 2004] rendent compte d’essais de soudage d’un acier avec un
alliage d’aluminium mettant ainsi en évidence certaines régles a respecter lors de 'assemblage.
Cependant la faisabilité n’est pas définitivement démontrée, mais cela pourrait constituer un
grand avantage de ce procédé.

1.3.2 Evolutions métallurgiques lors du soudage d’alliages d’aluminium par
friction et malaxage

1.3.2.1 Distinction de zones au sein du cordon

Comme l’ensemble des procédés de soudage, le friction stir welding présente 'inconvénient
d’affaiblir les propriétés mécaniques de ’assemblage par rapport & celles du métal de base. Cette
diminution provient des modifications métallurgiques intervenant lors du soudage. Cependant, le
fait de ne pas amener le métal au-dela de son point de fusion permet d’obtenir des modifications
métallurgiques moins importantes que lors des procédés de soudage par fusion.

L’observation au microscope optique de coupes transversales met en évidence quatre zones
en fonction des températures atteintes, des déformations subies ainsi que de considérations mé-
tallurgiques. Elles sont représentées schématiquement sur la figure 1.5 ot la "zone retraitée” se
trouve & droite et la "zone d’attaque” a gauche. Dans la suite, nous décrivons les principales évo-
lutions métallurgiques au sein de ces quatres zones pour les alliages d’aluminium & durcissement
structural. Leurs incidences sur les propriétés mécaniques globales sont aussi étudiées.

Zone A : métal de base dont les propriétés mécaniques globales ainsi que la microstructure
restent inchangées au cours du procédé.

— Zone B : zone affectée thermiquement, ZAT. Les propriétés mécaniques ainsi que la mi-

crostructure sont modifiées par le passage de la source de chaleur générée par l'outil. Les
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Diametre de 'épaulement

Fi1G. 1.5 : lllustration schématique d’un cordon de soudure par friction stir welding (la "zone
retraitée” se trouve a droite et la "zone d’attaque” a gauche).

changements de propriétés sont analogues a ceux de la zone affectée thermiquement obtenue
par des procédeés de soudage classiques (arc, laser). Cette zone n’a pas subi de déformations
dues au passage de l'outil. Les températures variant entre 250°C' et 400°C', la matiére dans
cette zone subit ainsi un sur-revenu caractérisé par une croissance des précipités durcissants
(cf. section 1.2.2.2). Selon [Mahoney et al., 1998], la taille des précipités de type MgZny
présents dans un alliage 7075-T651 augmente de 10 — 20nm & 20 — 30nm. Le grossisse-
ment peut aussi conduire a des coalescences entre les précipités, ce qui se traduit par une
disparition des petits précipités au profit des plus gros. Ce grossissement va entrainer une
chute de la résistance mécanique (dureté, limite d’élasticité) dans cette zone, en particulier
pour les alliages dont le traitement initial correspondait a 1’état T6, état de durcissement
optimal (cf. figure 1.1). Cette chute de résistance mécanique s’explique aussi par la perte
de cohérence des précipités vis-a-vis de la matrice.
Zone C : zone affectée thermomécaniquement, ZATM. Les propriétés mécaniques et la
microstructure sont modifiées non seulement par le passage de la source de chaleur (comme
pour la zone affectée thermiquement) mais aussi par les grandes déformations causées par
la rotation de 'outil. Les températures varient entre 400°C' et 450°C. Le diamétre de la
zone affectée thermomécaniquement diminue avec la profondeur pour atteindre le diamétre
du noyau soudé au niveau inférieur des plaques, mettant de fait en évidence l'effet de
I’épaulement sur le malaxage de la matiére (cf. figure 1.5). Dans cette zone, les grains sont
extrémement déformés, la densité de dislocations est relativement faible et il n’y a pas de
recristallisation dynamique [Rhodes et al., 1997]. Un grossissement et une coalescence des
précipités ont aussi lieu comme dans la zone affectée thermiquement. Cependant, étant
donné les températures élevées, la majorité de ces précipités se dissolvent et repassent en
solution solide. On observe ainsi une diminution de la résistance mécanique (cf. figure 1.1).
— Zone D : zone du noyau soudé (“weld nugget”, en anglais). Cette zone connait des dé-
formations encore plus importantes que dans la zone affectée thermomécaniquement et les
températures sont comprises entre 450°C et 500°C. On remarque que cette zone occupe
le coeur du cordon mais s’étend aussi sous 1'outil au niveau de la région supérieure de la
“zone d’attaque”’. La microstructure est entiérement recristallisée dynamiquement ce qui
entraine une large diminution de la taille des grains qui varie alors entre 3um et 10um. La
densité de dislocations est trés faible dans cette zone et les précipités initialement présents
sont complétement dissous [Mahoney et al., 1998| et repassés en solution solide. Ceci ex-
plique la diminution de la résistance mécanique au niveau de la zone du noyau soudé apreés
soudage. Précisons enfin que cette dissolution compléte permet la formation de zones de
Guinier-Preston, une fois le métal revenu a température ambiante ; il s’agit de la phase de
maturation aussi appelée vieillissement naturel (cf. section 1.2.2.2).
Pour illustrer les caractéristiques de chacune de ces quatre zones, nous avons reproduit sur la
figure 1.6 les évolutions des fractions volumiques des zones de Guinier-Preston et des précipités
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durcissants dans un cordon de soudure. Les données (issues de [Genevois, 2004]) correspondent
a deux alliages d’aluminium 2024 : un dont le traitement thermique est T351 et ’autre dont le
traitement thermique est T6. Ainsi, ces graphes permettent d’illustrer aussi I'influence de I’état
initial de ’alliage sur les évolutions métallurgiques intervenant lors du soudage :
Pour I'alliage 2024-T351, on constate que I’état initial est caractérisé par une fraction volu-
mique importante en zones de Guinier-Preston et une absence de précipités. Dans la zone
affectée thermiquement, les zones de Guinier-Preston disparaissent au profit des précipités
durcissants; il s’agit de la maturation de I’alliage illustrée par la figure 1.1. De plus, dans
la zone affectée thermomécaniquement, on observe une dissolution de ces précipités; cette
dissolution est quasi-compléte dans le noyau soudé sous l'effet des hautes températures.
Enfin, parallelement & cette évolution, les zones de Guinier-Preston sont quasiment in-
existantes dans la zone affectée thermomécaniquement alors qu’elles reprécipitent dans le
noyau soudé aprés soudage.
Pour P’alliage 2024-T6 caractérisé par un état initial présentant une forte fraction de pré-
cipités durcissants et une absence de zones de Guinier-Preston, on remarque que cette
fraction diminue sous l'effet des hautes températures dés la zone affectée thermiquement.
De plus, la dissolution est quasi-compléte dans le noyau soudé. La phase de maturation
naturelle post-soudage est caractérisée par 'apparition des zones de Guinier-Preston dans
la zone affectée thermomécaniquement et le noyau soudé.
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(a) Evolution de la fraction volumique des zones de (b) Evolution de la fraction volumique des précipités
Guinier-Preston

F1G. 1.6 : Evolutions des fractions volumiques des zones de Guinier-Preston et des précipités
dans un assemblage d’aluminium 2024 pour différents traitements initiaur (T351 et T6). Les
graphes sont issus de [Genevois, 2004] et correspondent a l'advancing side.

Parallélement aux évolutions métallurgiques pour 'alliage 2024-T6, |Genevois, 2004| donne
I’évolution de la taille des précipités durcissants dans un cordon de soudure : plus on se rapproche
du noyau soudé, plus la taille des précipités augmente; d'une taille initiale de 7 — 8nm, les
précipités grossissent dans la ZAT pour atteindre plus de 20nm dans la ZATM. Ces données sont
conformes aux résultats expérimentaux de [Mahoney et al., 1998] mentionnés plus haut.

1.3.2.2 Reéalisation de coupes métallographiques

Dans ce qui suit, différentes coupes métallographiques réalisées sur un alliage d’aluminium
7050-T6 en chacune des quatre zones précédentes sont présentées. Ces coupes ont été réalisées
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a l'aide d'un réactif de Keller : 5em? d’acide fluorhydrique (HF), 15¢m? d’acide chlorhydrique
(HC), 25cm? d’acide nitrique (HNO3) et 955cm? d’eau.

La figure 1.7 présente des coupes métallographiques représentant le métal de base (cf. figure
1.7(a)) et la zone du noyau soudé (cf. figure 1.7(b)). La figure 1.7(a) met en évidence le sens
de laminage des plaques. Ceci montre que, dans cette zone, aucune modification métallurgique
n’a eu lieu. Or la texture de la zone du noyau soudé sur la figure 1.7(b) montre une plus grande
homogénéité dans l'agencement des grains. D’une part, la direction de laminage n’est plus visible,
et, d’autre part, la taille des grains est beaucoup plus réduite que dans le métal de base. Ceci
prouve qu’'une recristallisation a eu lieu, causée par le passage de l'outil et la chaleur engendrée
par celui-ci.

0 mi
(S ——

(a) Métal de base (b) Noyau soudé

FiG. 1.7 : Coupes métallographiques réalisées sur l'aluminium 7050-T6.

La figure 1.8 présente des coupes métallographiques représentant la transition entre la zone
affectée thermiquement, la zone affectée thermomécaniquement et le noyau soudé. La figure 1.8(a)
met particuliérement en évidence cette transition du fait de la courbure des lignes indiquant la
direction de laminage des plaques. A droite, se trouve la zone affectée thermiquement ; on re-
marque que cette zone n’a pas subi de déformations dues & I'outil car le sens de laminage apparait
encore clairement. Ensuite, se trouve la zone affectée thermomécaniquement. Les déformations
des grains de cette zone sont nettement visibles mais on remarque que les grains n’ont pas subi
de recristallisation comme c’est le cas dans le noyau soudé a gauche de la figure 1.8(a). En effet, il
existe encore une grande différence entre la taille des grains de ces deux régions. La figure 1.8(b)
présente un zoom de la zone de transition entre la zone affectée thermomécaniquement, a droite,
et le noyau soudé, a gauche.

1.3.3 Les paramétres déterminants du soudage par friction et malaxage

De nombreux parameétres ont un réle non négligeable sur la qualité d’un assemblage soudé
par friction et malaxage. Les travaux de |[Record et al., 2004] ont consisté a examiner l'influence
des paramétres suivants :

vitesse de rotation de 'outil ;
— vitesse de soudage (vitesse de translation de 1'outil) ;
— profondeur de plongée de 'outil ;
dimensions de l'outil : diamétres de I’épaulement et du pion, longueur du pion;
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(a)

Fic. 1.8 : Coupes métallographiques réalisées sur l’aluminium 7050-T6 au niveau de la transition
entre la zone affectée thermiquement et la zone affectée thermomécaniquement.

force de plongée;

— localisation de la plongée de 'outil (ce paramétre donne I’endroit o est introduit 'outil

dans les plaques en fonction des bords des plaques) ;

— durée de stabilisation de I'outil (temps s’écoulant entre la fin de la phase de plongée de

Poutil et le début de la phase d’avancement).

L’ensemble de ces paramétres jouent un role sur les efforts ressentis par 1’outil pendant son
avancement, sur la distribution de température dans les plaques ainsi que dans 'outil, et au final,
sur la qualité du joint obtenu. Dans la suite, on examine les trois paramétres les plus influents :
le couple vitesse de rotation - vitesse de soudage, dans la section 1.3.3.1, et, la forme de 'outil,
dans la section 1.3.3.2

1.3.3.1 Lien entre vitesse de rotation et vitesse de soudage

Vitesse de soudage et vitesse de rotation de ’outil sont naturellement variables en fonction de
la nature de D’alliage & assembler et des dimensions des piéces. Ces paramétres devront donc étre
adaptés afin que 1’échauffement et le brassage de la matiére soient optimaux tout en assurant
une bonne cadence de soudage. Généralement la vitesse de rotation est de l'ordre de la centaine
de tours par minute (200 a 500tr.min~!) et la vitesse de soudage est de 'ordre du mm.s~ !

De plus, le choix de la valeur de ces deux vitesses est lié. Il est d’usage d’introduire le rapport

vitesse de soudage

rayon du pion * vitesse de rotation

pour qualifier le soudage. Si ce rapport est trés grand, on parlera de “soudage froid” car la cha-
leur dissipée par le frottement entre 'outil et les plaques ainsi que le malaxage de la matiére
n’induiront pas des températures trés élevées dans les piéces; la température sera plus faible
comparativement a un soudage optimal. Au contraire, si ce rapport est faible, on parlera de “sou-
dage chaud” car le malaxage et la chaleur dissipée par frottement seront élevés et engendreront
de fortes températures.

On peut aussi mentionner la dissolution de la couche d’alumine au sein du métal pateux
lorsque la configuration de soudage (vitesse de soudage et rotation de l'outil) est optimale. Dans
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le cas contraire, des petits éléments de cette couche d’alumine sont observables au niveau du
cordon.

1.3.3.2 Influence de la forme de 1’outil

Dans cette section, nous rapportons les résultats d’une étude de [Zhao et al., 2005] sur la
qualité du joint soudé en fonction de l'outil utilisé. Lors de cette étude quatre outils ont été
utilisés : le premier avec un pion cylindrique fileté, le second avec un pion cylindrique lisse, le
troisiéme avec un pion conique fileté et le quatriéme avec un pion conique lisse. Ainsi, il est
possible de tester 'influence du filetage et de la forme du pion, les autres dimensions étant
constantes d’un outil & autre.

Il est apparu dans cette étude que 1’outil avec le pion conique fileté donne la meilleure qualité
de joint. Aucun défaut majeur n’est apparu dans le cordon de soudure, le malaxage obtenu
avec cet outil est meilleur qu’avec les trois autres, au sens oil la texture du noyau soudé est la
plus homogéne possible. Enfin, les propriétés mécaniques sont meilleures pour un tel joint; ces
propriétés ont été testées sur des essais de traction et flexion.

De plus, ’absence de filetage provoque des défauts (cavités) au niveau de la transition entre
la zone affectée thermomécaniquement et le noyau soudé ; ces défauts apparaissent généralement
du coté de la "zone d’attaque” car la matiére ne fait pas complétement le tour de 'outil ce qui
provoque des manques de matiére & ce niveau. Enfin, les filets générent une quantité de chaleur
plus importante ce qui permet d’améliorer le malaxage de la matiére.

Outre ce travail, de nombreuses recherches expérimentales sont menées dans le but d’amélio-
rer la forme de 1'outil afin d’obtenir un malaxage optimal. Plusieurs formes d’outils sont testées :
cylindriques, coniques, lisses, filetés, a cannelures (Trivex), en forme de prisme & base rectangu-
laire (Triflat),...

1.3.4 Les perspectives d’un tel procédé

Ce nouveau procédé de soudage présente de nombreux avantages lui permettant de concur-
rencer voire, a terme, de remplacer les procédés de soudage traditionnels pour certains alliages
métalliques.

1.3.4.1 Tenue mécanique d’un joint soudé

Concernant la tenue mécanique du joint soudé, I’ensemble des expériences menées jusqu'alors
montrent que I'assemblage obtenu présente une résistance mécanique et une tenue a la fatigue
comparables aux joints soudés par des techniques traditionnelles.

Dans [Mahoney et al., 1998], des essais de traction ont été réalisés afin de caractériser la
perte de tenue mécanique de ’assemblage soudé par rapport au métal de base qui est un alliage
d’aluminium 7075-T651. Aprés la réalisation de la soudure, des éprouvettes ont été découpées
au niveau du joint, dans les directions longitudinale et transversale. L’éprouvette longitudinale
provient entiérement du noyau soudé alors que celle transverse contient les quatre zones du
cordon. Les résultats sont listés dans le tableau 1.2.

Précisons aussi que la rupture de ’éprouvette transverse ne s’est pas produite dans le noyau
soudé, mais, au niveau de la transition entre la zone affectée thermiquement et la zone affectée
thermomécaniquement ce qui tend & montrer que cette région est la plus faible, du point de vue
de sa résistance mécanique. La figure 1.9, issue des travaux de [Wang et al., 2000], présente des
profils de dureté effectués sur un assemblage 6061-T6. Ces profils mettent clairement en évidence
le minimum de dureté au niveau de la zone de transition entre les zones affectées thermiquement et
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métal de base | éprouvette lon- | éprouvette
gitudinale transverse
limite d’élasti- | 571 365 soit une | 312 soit une
cité (M Pa) perte de 36% | perte de 45%
limite & la rup- | 622 525 soit une | 468 soit une
ture (M Pa) perte de 16% | perte de 25%
élongation (%) | 14.5 15 7.5 soit une
perte de 50%

TAB. 1.2 : Perte de la tenue mécanique d’un assemblage soudé par friction et malazage.

thermomécaniquement sachant que les auteurs ont repéré la zone affectée thermomécaniquement
par les deux régions ombrées.
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Fi1G. 1.9 : Contraintes résiduelles expérimentales issues des travauzr de [Wang et al., 2000] pour
un assemblage 6061-T6 (ligne continue pour la composante longitudinale et ligne en pointillé pour
la composante transverse). La dureté est représentée par le nuage de points. Les deuz régions
ombrées correspondent a la zone affectée thermomécaniquement.

Dans [Thomas et Nicholas, 1997|, des tests de traction et de flexion sur des éprouvettes
transversales ont aussi été effectués sur un alliage 6082-T6, et les mémes conclusions ont été
faites quant a la fragilité de cette zone de transition. Enfin, dans [Reynolds et al., 1999], des
essais de traction sur des éprouvettes transversales de joints soudés de nuance 2195-T8 montrent
une diminution de 33% de la limite & la rupture qui a chuté de 610M Pa & 410M Pa.

La fragilité de cette zone de transition s’explique par les évolutions métallurgiques post-
soudage (cf. section 1.3.2.1) :

— La phase de vieillissement naturel permet la formation de zones de Guinier-Preston dans le
noyau soudé et & moindre échelle dans la zone affectée thermomécaniquement. Ceci confére
donc au noyau soudé une meilleure résistance mécanique que lors de la période intermédiaire
entre la fin du soudage et le début du vieillissement naturel malgré une structure de grains
plus fine générée par la recristallisation.

— Au niveau de la zone affectée thermiquement, les précipités ont évolué vers un état plus
stable (cf. figure 1.1) et donc peu de modifications métallurgiques ont lieu aprés le soudage.
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Cette zone conservera donc une faible résistance mécanique due a la taille importante
des précipités au sein de l’alliage, en supposant un état de maturation initial optimal T6.
Cette remarque est aussi valable pour une partie de la zone affectée thermomécaniquement,
expliquant ainsi la faible tenue mécanique de la zone de transition entre les zones affectées
thermiquement et thermomécaniquement.

Les problémes de porosité de joint ou de corrosion sont beaucoup moins importants pour un
assemblage soudé par friction et malaxage.

Enfin, les contraintes résiduelles aprés 'opération semblent moins importantes qu’avec un
autre procédé. Des mesures par diffraction X ont été réalisées par [Wang et al., 2000] et il
apparait que les contraintes résiduelles atteignent au maximum 200M Pa pour la composante
longitudinale (cf. figure 1.9).

1.3.4.2 Industrialisation du friction stir welding

Sur le plan de l'industrialisation, I'automatisation du friction stir welding est relativement
facile & mettre en ceuvre. Elle nécessite un banc de soudage performant, les efforts transmis &
Ioutil et le bridage étant trés importants. Enfin, le support sur lequel repose les plaques doit
étre stable pour maintenir les plaques dans la position voulue.

Aucun preé-traitement de la surface des plaques n’est nécessaire (un dégraissage peut toutefois
étre mis en ceuvre). De plus, ce procédé utilise un outil non consommable; il n’y a ni métal
d’apport ni présence d'un gaz particulier comme pour les soudages MIG/MAG.

Il est possible d’assembler des piéces dans plusieurs positions : piéces mises bout & bout,
chevauchantes, sections en T, soudure en coin. Des assemblages bidimensionnels peuvent aussi
étre effectués. Cependant, certaines de ces positions sont encore étudiées a titre expérimental.

Enfin, le friction stir welding présente 1'inconvénient de ne pas pouvoir souder des piéces a
grande vitesse comparativement a d’autres techniques de soudage. Ceci peut étre un frein a son
industrialisation.

1.4 Etude bibliographique de la modélisation du soudage par fric-
tion et malaxage

La modélisation numérique du friction stir welding et, plus généralement, de I’ensemble des
procédés de soudage est le sujet d’étude de nombreux travaux depuis plusieurs années. Les
objectifs ultimes de telles études sont trés variés. Il peut s’agir aussi bien de la prédiction de
I'apparition de problémes tels que la fissuration a froid ou & chaud que de prédictions de tenue
a la fatigue (pour des assemblages soumis a des chargements répétés) ou au flambage (pour des
structures minces) étant donné que les assemblages soudés sont destinés a terme a étre employés
dans un cadre industriel. En outre, on distingue aussi les travaux ayant pour but d’optimiser le
procédé de soudage étudié.

L’ensemble des procédés de soudage induisent des modifications microstructurales, des contraintes
et des distorsions résiduelles au sein de ’assemblage, en raison d'un apport de chaleur important.
Ainsi, avant d’étudier par exemple sa sensibilité au phénomeéne de fissuration & chaud ou sa tenue
a la fatigue, un important travail de modélisation est nécessaire et doit étre réalisé en amont.
Ce travail doit requérir une attention toute particuliére afin de décrire au mieux les phénoménes
physiques prépondérants intervenant lors de 'opération. En outre, il doit aussi étre réalisé en
prenant en considération la nature de I’application recherchée : une étude de sensibilité a la
fissuration a chaud ne peut pas étre réalisée a partir des mémes informations qu’une étude de
tenue & la fatigue.
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Le travail réalisé et présenté dans ce manuscrit concerne la modélisation numérique du friction
stir welding en vue de calculer ultérieurement la tenue a la fatigue d’un assemblage. Dans ce but,
Iestimation de 1’état mécanique résiduel est primordiale. Or, ce procédé de soudage met en
jeu des phénomeénes physiques non seulement encore mal connus mais aussi difficiles & simuler
numériquement comme la description d’un systéme multi-phasique, la description des transferts
de chaleur, la description de la nature du contact entre 1’outil et la matiére, I’écoulement de
matiére autour de 'outil,... Une meilleure compréhension de ces phénomeénes est donc nécessaire.

La premiére étape du travail consiste alors a effectuer une recherche bibliographique dont les
deux buts principaux sont les suivants :

étre capable de dresser un état de I’art de la modélisation numeérique du friction stir wel-
ding afin de mieux connaitre les phénoménes physiques prépondérants intervenant lors de
I'opération de soudage;

— comprendre les choix effectués lors de la construction des modéles précédents, en étudiant
les différentes voies possibles mises en ceuvre dans ces travaux de simulation. Ceci fournit
une partie des choix possibles pour construire le modeéle qui sera présenté dans le deuxiéme
chapitre de ce manuscrit.

La recherche bibliographique réalisée est présentée dans ce qui suit. Dans une premiére partie,
les différences entre les descriptions lagrangienne et eulérienne sont rappelées ainsi que leurs
avantages et inconvénients pour la simulation de problémes mécaniques. Puis, nous décrivons les
grandes caractéristiques des approches de type euléro-lagrangien qui permettent de combler les
lacunes de chacune des deux approches eulérienne et lagrangienne. Cette premiére recherche se
justifie par la question du choix de la description cinématique qui est a la base des travaux de
modélisation du procédé de soudage par friction et malaxage.

Puis, I’état de I'art de la simulation numérique du friction stir welding est établi au regard
des différentes modélisations publiées, qu’elles soient thermiques, métallurgiques, mécaniques,
couplées ou non. Pour chacun de ces aspects, les points théoriques aussi bien que pratiques sont
détaillés.

1.4.1 Descriptions cinématiques
1.4.1.1 Approches lagrangienne et eulérienne

Une description lagrangienne présente deux caractéristiques principales :
chaque particule est identifiée & partir de sa position X dans la configuration initiale notée
Ko ;
toute grandeur physique est évaluée en fonction de linstant actuel ¢ et de la position du
point matériel dans la configuration .

Ainsi, (X, t) est le couple de variables utilisé pour repérer un point matériel a 'instant ¢. La
configuration de référence correspond alors a la configuration initiale kq.

L’approche eulérienne consiste & considérer la configuration actuelle notée x; comme confi-
guration de référence. Une particule a l'instant ¢ est donc repérée par le couple (x,t) o « est le
vecteur représentant la position de cette particule & I'instant actuel. Concrétement, une descrip-
tion eulérienne s’attache & donner 1’évolution d’une grandeur physique en fonction du temps en
un point géométrique donné x sachant que plusieurs particules pourront occuper successivement
ce point géométrique.

D’un point de vue numérique, ces deux approches different I'une de 1’autre par les aspects
suivants :

— Lors d’une description lagrangienne du milieu, chaque noeud du maillage correspond a une

N

unique particule identifiable & partir de la connaissance de la configuration initiale. Au
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cours de la transformation, chaque noeud du maillage suit exactement le déplacement de
la particule a laquelle il est rattaché.

Lors d’une description eulérienne, le maillage construit est fixe; les noeuds restent immo-
biles quelle que soit la transformation matérielle. La matiére traverse donc ce maillage sans
que les noeuds suivent le déplacement des particules. Chaque noeud du maillage repré-
sente une position géométrique successivement occupée par plusieurs particules lors de la
transformation.

Pour la résolution de problémes dans le cadre de transformations infinitésimales, ces deux
approches sont analogues. Par contre, dans le cas de grandes déformations, une approche la-
grangienne peut devenir problématique car elle peut engendrer de trop grandes distorsions des
éléments vu que les noeuds du maillage se déplacent avec la matiére. Ces grandes distorsions ne
sont pas souhaitables car elles feront apparaitre des termes & valeurs trés inégales dans la matrice
de rigidité : un élément trés élancé sera a l'origine d’'un mauvais conditionnement de la matrice.
Concernant la simulation du soudage par friction et malaxage, une approche lagrangienne ne
semble pas étre ’approche la plus adaptée en raison des grandes déformations au niveau du
contact entre 'outil et la matiére.

Il existe plusieurs alternatives a ce probléme. Une d’entre elles consiste & effectuer des re-
maillages lorsque la distorsion des éléments devient trop importante. Par exemple, lors d'un calcul
incrémental, il est possible de choisir un pas de temps relativement faible de fagon a obtenir des
déformations relativement faibles pour ne pas trop distordre les éléments. Ensuite, une actualisa-
tion du maillage suivi d’un transport des grandeurs physiques sur la nouvelle configuration doit
étre effectué. Ce transfert consiste a réactualiser la configuration de référence. Cette approche
est classiquement appelée lagrangien réactualisé. Précisons que le remaillage peut étre effectué
a chaque pas de temps ou aprés plusieurs pas de temps en fonction des déformations des élé-
ments. La section 1.4.1.2 présente une autre alternative pour gérer ces problémes de distorsions
d’éléments.

Une approche eulérienne présente, elle aussi, un inconvénient majeur : il s’agit de la concor-
dance entre le domaine spatial discrétisé et le domaine physique réel. En effet, comme le domaine
spatial discrétisé reste fixe, il est possible que sa frontiére ne corresponde pas a la frontiére du
domaine physique réel. Un exemple simple consiste en la simulation numérique du remplissage
de moules par un métal a hautes températures. Lors d'une telle simulation, la matiére avance a
I'intérieur du moule, ce qui signifie qu’a chaque pas de temps, il faut étre capable de connaitre
cette avancée de matiére et de réaliser une nouvelle discrétisation spatiale sur le nouveau domaine
physique. Plus généralement, une approche eulérienne n’est pas adaptée aux problémes présen-
tant des surfaces libres car celles-ci évoluent avec le temps et il est indispensable d’avoir accés a
cette évolution. Dans I'annexe A, des méthodes d’actualisation de géométrie sont données.

1.4.1.2 Les approches euléro-lagrangiennes

Les approches de type euléro-lagrangien ont pour but de remédier aux insuffisances respectives
des deux approches précédentes. L’idée principale consiste & dissocier le mouvement de la matiére
du mouvement du maillage ; un champ de vitesse des noeuds du maillage est donc introduit. Les
zones & grandes déformations seront décrites par une approche eulérienne alors que les surfaces
libres seront décrites par une approche lagrangienne. Les zones intermédiaires présentent une vi-
tesse de maillage permettant de relier les deux régions précédentes le plus réguliérement possible.

Présentation générale
Dans ce qui suit, une présentation sommaire des bases de cette approche est donnée & partir
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de [Donea et al., 2004; Bellet et Fachinotti, 2004; Haber, 1984|. Lors d’une description euléro-
lagrangienne, on considére les trois configurations suivantes :
la configuration initiale Cx qui correspond a la configuration matérielle & I'instant ¢t = 0;
— la configuration actuelle C, qui correspond & la configuration matérielle a 'instant ¢
une configuration de référence Cy,, repérée par le systéme de coordonnées x.
Il est possible de passer de I'une a 'autre de ces configurations a partir des fonctions vecto-
rielles, continues et bijectives suivantes (cf. figure 1.10) :

x=p(X,t)
X = 1/}(X7 t)
r = ¢(X7 t)

(w\
Cx C,

Fi1G. 1.10 : Définition des différentes configurations lors d’une approche euléro-lagrangienne.

On a donc la relation : ¢ = ¢oy~!. On peut ensuite définir les vitesses relatives entre chacune
de ces trois configurations :

( ox
v(X,t) = o

x
R ox
(X, t) = o7
ox

w(X,t) = EF

\ X

En dérivant par rapport a la variable ¢, la relation liant les trois fonctions précédentes (x =
o(X,t) = ¢p(yp~1(X,t),t)), on obtient I'expression suivante liant ces trois vitesses relatives :

v(X,t) = g—i.w(X,t) + (X, 1) (1.1)

On écrit maintenant la dérivée particulaire d’une fonction scalaire f quelconque. Pour cela,
il faut préciser la configuration qui est considérée comme celle de référence. Pour une approche
euléro-lagrangienne, la configuration de référence est Cy.. Ainsi, en dérivant par rapport a la va-

0
riable ¢ la relation f(x,t) = f(1»"1(X,t),t) et en utilisant les relations (1.1) et V, f = wa.a—m,
X

on obtient I'expression fondamentale suivante :
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4
dt

_of

== X+(U(X,t)—ﬁ(X,t)).me (1.2)

(x,1)

L’expression (1.2) montre que pour une particule donnée, la dérivée particulaire de f est la
somme de la variation temporelle de f au point x donné et d’un terme convectif prenant en
compte le mouvement relatif de la particule dans la configuration de référence.

On constate que si © est nulle, la configuration Cy se confond avec la configuration actuelle
ce qui correspond & une description eulérienne. Et, & partir de la relation (1.2), on retrouve bien
I'expression de la dérivée particulaire correspondant & une approche eulérienne. Au contraire,
considérer ¥ égale a la vitesse v équivaut a confondre la configuration C, avec la configuration
initiale et ’expression de la dérivée particulaire ne comprend alors plus qu’'un seul terme, celui de
la variation temporelle de f pour un point matériel donné. Ceci revient & adopter une approche
lagrangienne.

Mise en ceuvre numérique

Il existe plusieurs méthodes de mise en ceuvre numérique d’une formulation euléro-lagrangienne
suivant la configuration de référence que 1’on adopte. Dans [Haber, 1984], les équations de conser-
vation sont résolues sur la configuration de référence fixe Cy. Dans ce cas, I’équation (1.2) doit
étre prise en compte en modifiant les termes convectifs présents dans les équations a résoudre.
Dans la suite, ce type de résolution est mis de coté pour détailler la mise en ceuvre numérique
d’un formulation euléro-lagrangienne s’apparentant & une approche de lagrangien réactualisé ex-
cepté que le déplacement du maillage s’effectue a partir d'une vitesse de maillage différente de
la vitesse matérielle. Cette approche est résumée dans le tableau 1.3, illustré par la figure 1.11.

Etape 1 : Résolution des équations de bilan (énergie, quantité de mouve-
ment,...) sur la configuration de référence a ¢

Etape 2 : Calcul de la vitesse de maillage ©

Etape 3 :  Actualisation de la configuration

Etape 4 : Transport des différents champs sur la nouvelle configuration de
référence a t + At, a partir de la relation (1.2)

TAB. 1.3 : Mise en cuvre numérique d’une formulation euléro-lagrangienne lors d’un incrément
de calcul.

En comparaison de la méthode du lagrangien réactualisé, ’étape 2 de l'algorithme du tableau
1.3 est supplémentaire et ’étape 4 est traitée difféeremment :

— 1l existe deux approches pour la détermination du champ de vitesse du maillage [Donea

et al., 2004]. La premiére approche consiste a régulariser le maillage de fagon & obtenir des
élements les plus réguliers possibles (approche illustrée par la figure 1.11) et la seconde
consiste a adapter le maillage en raffinant certaines zones et en rendant d’autres zones plus
grossiéres en fonction des grandeurs mécaniques calculées.
Le transport des champs sur la nouvelle configuration est effectuée a partir de 1’équation
(1.2) dont les dérivées temporelles sont discrétisées par différences finies. On peut noter
qu’une interpolation directe est aussi possible a ’aide des fonctions d’interpolation [Bellet
et Fachinotti, 2004].
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Configuration de référence at :

Configuration a tAt obtenue par actualisation lagrangienr

Nouvelle configuration de référence ad\t+

Fi1G. 1.11 : [llustration d’une formulation euléro-lagrangienne dans le cas d’une poutre en com-
Pression.

En conclusion, une approche euléro-lagrangienne est séduisante au sens ot elle permet de com-
bler les principaux inconvénients des approches eulérienne et lagrangienne pour les problémes &
grandes déformations et pour le suivi des surfaces libres. Cependant, elle nécessite des opérations
supplémentaires comme le remaillage et le transport des grandeurs sur la nouvelle configuration.
D’un point de vue numérique, outre le travail nécessaire a 'implémentation de ces opérations
supplémentaires, celles-ci peuvent entrainer une augmentation importante du temps de calcul.

1.4.2 Etat de ’art de la simulation numérique du friction stir welding

Dans cette section, nous nous intéressons a la description des différentes simulations numé-
riques existantes du friction stir welding. En introduction, la nature des couplages entre les mo-
déles thermique, métallurgique et mécanique mis en ceuvre lors d'une modélisation d’un procédé
de soudage est présentée. Dans les trois parties suivantes, les modéles thermiques, métallurgiques
et mécaniques adoptés dans l'ensemble des simulations de la bibliographie sont détaillés. Puis,
dans la partie suivante, I’hypothése de stationnarité qui peut étre effectuée lors de la simulation
du procédé est exposée brievement. Enfin, la derniére partie présente un récapitulatif global de
ces différentes simulations.

1.4.2.1 Les couplages entre les modéles thermique, métallurgique et mécanique

Les phénomeénes physiques mis en jeu lors de 'opération de soudage peuvent étre répertoriés
en trois catégories :
thermique : apport de chaleur, conduction et convection ;
— métallurgie : transformations métallurgiques, proportions de phase et évolutions micro-
structurales ;
— mécanique : frottement, déformations et contraintes induites lors du soudage.
Ces trois types de phénoménes interagissent selon le schéma présenté par la figure 1.12.
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Dilatations thermiques
Dépendance des caractéristique:
mécaniques avec la températul

Transformations
métallurgiques, Dissipatio

Chaleurs latentes

Dépendance des caractéritiques
mécaniques avec la microstruct

Métallurgie Mécanique

Contraintes

FiG. 1.12 : Couplages entre les aspects thermique, métallurgique et mécanique lors d’un procédé
de soudage.

Lors d’une simulation numérique d’un procédé de soudage, le champ de température est
généralement évalué avant les autres grandeurs physiques. Pour cela, il est nécessaire de connaitre
le comportement thermique du matériau et de quantifier I’apport de chaleur. Afin de déterminer
correctement ’apport de chaleur, on a souvent recours a des confrontations entre le calcul et des
essais de thermographie.

Vient ensuite la détermination des évolutions microstructurales induites par ce champ ther-
mique. Ces évolutions sont obtenues & partir de la microstructure initiale de la piéce et des
cinétiques de transformation. Les transformations métallurgiques influent sur le champ de tem-
pérature par le biais des chaleurs latentes de changement d’état. Des données expérimentales sur
I’'état de la microstructure peuvent aussi étre utilisées pour recaler le modéle thermique.

L’état mécanique est ensuite déterminé a partir de la loi de comportement et des chargements
appliqués a la structure (bridage, chargement thermique, chargement mécanique). Il dépend
trés fortement des états thermique et métallurgique précédemment calculés; les caractéristiques
mécaniques telles que le module de Young et la limite d’élasticité varient d’un état thermo-
métallurgique & un autre. Enfin, ’état mécanique peut influer non seulement sur la répartition du
champ de température par la prise en compte des dissipations dues aux déformations irréversibles,
mais aussi, sur la microstructure, du fait de la dépendance des cinétiques de transformation a
I’état de contraintes.

Une fois le calcul effectué, une validation du modéle couplé global est réalisée ; pour cela, des
confrontations entre calcul et essais portant généralement sur les contraintes résiduelles et les
distorsions géométriques sont effectuées.

1.4.2.2 Les modéles thermiques

Dans cette section, les principales caractéristiques des modeéles thermiques adoptés pour la
simulation du friction stir welding sont détaillées.

En introduction, on peut citer les premiers travaux de [Russell et Shercliff, 1999] basés sur la
solution de Rosenthal [Rosenthal, 1946] pour une source de chaleur en translation, se propageant
dans une plaque mince. Dans [Rosenthal, 1946], est donnée I'expression analytique du champ de
température stationnaire dans le cas d’une source de chaleur ponctuelle se translatant a vitesse
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rectiligne constante sur la surface d’'un solide semi-infini ou mince. Ce modéle, quoique trés
simpliste, a ’avantage de proposer une solution analytique.

I’ensemble des travaux issus de la littérature est basé sur I’équation de conservation de ’éner-
gie (1.3). T représente le champ de température & déterminer, p la masse volumique exprimée
en kg.m=3, ¢p la capacité calorifique exprimée en J.kg~'.K~! Xla conductibilité thermique ex-
primée en W.m~'. K 1. Ces trois caractéristiques peuvent étre fonction de la température. r,,
représente des éventuelles sources volumiques de chaleur et v le champ de vitesse matériel.

T
pcp%—t + pcpv. VT = div(AVT) + 140 (1.3)

Le terme convectif v.VT peut ne pas étre pris en compte lors de la modélisation si le champ
de vitesse matériel n’est pas connu (un couplage avec un modeéle mécanique est nécessaire dans le
cas contraire). La construction et la pertinence d’'un modeéle thermique reposent principalement
sur la nature de ses conditions aux limites. C’est pourquoi, les deux parties de cette section
sont consacrées a la description de ces conditions aux limites. Ainsi, dans la premiére partie, les
conditions aux limites entre 'outil et la matiére sont examinées : il s’agit de la quantification de
I’apport de chaleur dans les plaques. Dans la seconde partie, les échanges énergétiques avec le
milieu extérieur sont présentés.

1.4.2.2.1 Les sources de chaleur

La premiére source de chaleur considérée dans la littérature concerne le flux surfacique de
chaleur au niveau de la zone de contact entre l'outil et la matiére. Cette chaleur provient du
frottement entre I'outil et les plaques. La condition aux limites correspondante sera donc du
type “fux imposé” :

~AVT.n = &% sur 9O,

oit ®? est le flux de chaleur surfacique imposé et n est la normale extérieure a la matiére
sur la surface de contact OS2, entre I'outil et la matiére. Dans la suite, on donne deux grandes
approches permettant d’obtenir I'expression de ®¢.

Ecriture du flux surfacique a partir de la puissance totale fournie a ’outil
Certains travaux comme ceux de [Khandkar et al., 2003; Schmidt et al., 2004] relie le flux ®¢
a la puissance totale fournie a I'outil P; par I’équation suivante :

P = / dlds (1.4)
0Qc

Le flux ®¢ est supposé ne dépendre que de la distance a 'axe de 'outil notée r. De plus, on
considére que ce flux est linéaire avec r, le coefficient de proportionnalité étant supposé constant
sur toute la surface de contact entre 'outil et la matiére. Cette hypothése classique revient &
considérer que plus la vitesse d’un point de 92, est grande, plus la quantité de chaleur générée
est grande. Le flux s’écrit donc :

dd(r) = pr (1.5)

Pour trouver l'expression de 3, il est nécessaire de connaitre 02, en vue d’effectuer 'in-
tégration (1.4). La figure 1.13 présente les différentes géométries d’outil rencontrées dans la
bibliographie :

sur la figure 1.13(a), la surface de contact est un disque de rayon 7, rayon de I’épaulement ;
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— sur la figure 1.13(b), la surface de contact est composée de trois surfaces élémentaires : la
couronne circulaire plane définie par le rayon 7, et par le rayon du pion r; (zone de contact
entre la matiére et I'épaulement), la surface latérale d’un cylindre de rayon r; et de hauteur
h (zone de contact entre la surface latérale du pion et la matiére), le disque de rayon r;
(zone de contact entre la surface inférieure du pion et la matiére) ;

— sur la figure 1.13(c), la surface de contact est identique a la figure précédente sauf que la
couronne est remplacée par une portion d’un cone de révolution.

outil outil outil P

pion ;

’PlaQUe | ’plaOﬂle - | plaque U
(a) (b) (c)

angle «

Fi1G. 1.13 : Choiz de la zone de contact entre 'outil et la matiére.

Dans le cas de la figure 1.13(a), le flux ®¢ s’écrit :

_ 3P
273

d(r) r

Dans le cas de la figure 1.13(b), le flux ®7 s’écrit :
P
dl(r) = P EEEE— ! r
gmﬁ’ + 27r2h
Dans le cas de la figure 1.13(c) ou 'on tient compte du renfoncement de 1’épaulement par le
biais de I'angle «, 'expression suivante est une correction de celle donnée dans [Schmidt et al.,
2004; Schmidt et Hattel, 2004b]. La démonstration de cette expression est effectuée en annexe

B:
Py

2 3 _ .3
- <Te d oy 7”3) + 27r2h

r

dl(r) =

3 COoS (v

Pour connaitre complétement ®¢, il reste & déterminer la valeur de P;. Généralement, cette
valeur est recalée & partir de données expérimentales obtenues par thermocouples. Plusieurs au-
teurs donnent une valeur numérique de Py : 1313W selon [Schmidt et Hattel, 2004b]|, 14001/
selon [Chao et Qi, 1999] et 3000 selon |[Khandkar et al., 2003]. Précisons que cette valeur est
fonction de la configuration de soudage et des autres caractéristiques du modéle thermique.

Ecriture du flux surfacique a partir de la chaleur dissipée par le frottement

Ecrire le flux surfacique a partir de la chaleur dissipée par le frottement équivaut a exprimer
®? comme le produit scalaire entre Ieffort surfacique et la vitesse linéaire en chacun des points
de la surface de contact entre 'outil et la matiére. Dans la littérature, il existe trois méthodes
différentes d’écriture du flux surfacique ®¢ a partir de la chaleur dissipée par le frottement.

La premiére méthode est équivalente & la méthode précédente et permet de retrouver les
mémes résultats. Pour cela, on suppose que le cisaillement 7. colinéaire a la vitesse linéaire wr
est constant sur toute la surface de contact. ®? s’écrit alors :

ol = Wwr.Te
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En intégrant ce flux sur la surface de contact, on peut alors relier 7. a la puissance totale
Py introduite précédemment. Cette intégration est évidemment identique & celles effectuées ci-
dessus.

La seconde méthode développée dans [Chen et Kovacevic, 2003; Chao et Qi, 1998; Song et
Kovacevic, 2002] consiste a se placer a la limite de 'adhérence ; cette méthode se situe dans le
cadre de la figure 1.13(a). Ceci donne accés a la chaleur dissipée par frottement sur un élément
de surface :

o= fp.wr

ou f est le coefficient de frottement (généralement égal a 0.3), p la pression appliquée par
Ioutil sur la matiére, w la vitesse de rotation de l'outil et r la distance & l'axe. En outre, il
est possible de relier la pression p a la force globale verticale exercée par 1’outil sur les plaques.
Par exemple, leffort global obtenu par [Khandkar et al., 2003; Song et Kovacevic, 2002| vaut
respectivement 22kN et 25kN. Cette valeur est fonction de la configuration de soudage.

La troisiéme méthode consiste & écrire le flux ®4 sans faire d’hypothése a priori sur la nature
du contact. Pour cela, comme précédemment, la source de chaleur surfacique est exprimée comme
la chaleur libérée lors du frottement par le produit scalaire entre la vitesse de glissement vy =
Umat — Voutil €t le vecteur cisaillement 7 :

o = Vg.T

Pour utiliser une telle expression, il est nécessaire d’effectuer un couplage avec un modéle
mécanique afin d’avoir accés au champ de vitesse et a ’état de contraintes au niveau de la zone
de contact (7 = o.n — (n.o.n).n). Cependant, la chaleur libérée par le frottement se propage a
la fois dans la matiére et dans 'outil. Ainsi, si le modéle ne considére pas 'outil, un coefficient de
partage doit étre introduit afin de quantifier la chaleur se propageant seulement dans la matiére.
Pour cela, [Fourment et al., 2004] introduit I'effusivité, e = \/pc,A, et la condition aux limites
devient :

gl = Cplaque Vg.T
Eplaque + €outil

; . . e
L’expression de ce coefficient de partage <%> est valable dans le cadre de ’étude
Eplaque + €outil
d'un probléme thermique 1D pour deux corps semi-infinis dont les propriétés thermiques sont

constantes. Il est évident que le cas du friction stir welding ne satisfait pas ces hypothéses, ce-
pendant cette expression peut donner une valeur du coefficient de partage pour une premiére
approche. La valeur de ce coefficient s’obtient & partir des expressions de la masse volumique,
de la capacité calorifique et de la conductivité en fonction de la température, pour les matériaux
composant les plaques et I'outil. On montre que ce coefficient peut étre considéré constant avec
la température et égal & 0.7 dans le cas de plaques en aluminium et d’un outil en acier type M2
[Chao et al., 2003].

Prise en compte de la chaleur dissipée par les déformations irréversibles

Enfin, pour certains auteurs [Fourment et al., 2004], cette source surfacique n’est pas la seule
source de chaleur dans le modeéle thermique. En effet, la chaleur dissipée par les déformations
irréversibles peut jouer un réle non-négligeable. L’expression du taux volumique de cette source
de chaleur est r,, = no : €47
chaleur volumique nécessite aussi de coupler le modéle thermique & un modéle mécanique.

ou n vaut généralement 0.9. La connaissance de cette source de
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1.4.2.2.2 Interactions avec le milieu extérieur
Pour les conditions aux limites modélisant les interactions entre la matiére et le milieu extérieur,
il est d'usage de distinguer deux types de surface :
les surfaces en contact avec ’air ambiant ;
— la surface inférieure des plaques en contact direct avec le bati sur lequel reposent les plaques.
Pour ces deux surfaces, des conditions de type convection naturelle modélisée par un coeffi-
cient d’échange sont généralement adoptées :

—AVT.n = W(T — Togy)

Comme les plaques reposent sur un béti, la valeur de h ne peut pas étre identique pour les deux
types de surface, étant donné que les échanges thermiques sont beaucoup plus importants pour
la surface inférieure des plaques. Pour les surfaces en contact avec 1’air ambiant, le coefficient
d’échange, constant avec la température, varie de 10W.m™2.K~! & 30W.m 2. K~! suivant les
auteurs et la valeur de T, vaut 20°C'. Pour les surfaces reposant sur le bati, le coefficient
d’échange (toujours constant avec la température) varie de 200W.m~2. K ~! dans [Fourment et al.,
2004] 4 1000W.m~2.K~! dans [Schmidt et Hattel, 2004a]. Dans [Khandkar et al., 2003], ce
coefficient sert & recaler le modéle (la valeur de 1000W.m 2. K ~! correspond & la valeur optimale
propre au modele développé dans [Khandkar et al., 2003|). Enfin, la valeur de T, est relativement
élevée, généralement 100°C.

Il est aussi possible d’inclure dans ces conditions aux limites des échanges thermiques par
rayonnement :

~AVT.n =co(T* -T2,

oil o est la constante de Stefan (o = 5.67.108W.K~*.m~2) et ¢ I’émissivité de la plaque d’alu-
minium. Ce type de condition aux limites est utilisé par [Fourment et al., 2004].

1.4.2.3 Les modéles métallurgiques

Ne traitant dans ce travail que les alliages d’aluminium & durcissement structural, on se
limite & une étude bibliographique des modéles métallurgiques portant seulement sur ces alliages.
Comme vu dans la section 1.2.2.2, la description des précipités détermine complétement 1'état
de ces alliages. Dans la section 1.3.2.1, les évolutions métallurgiques intervenant lors du soudage
par friction et malaxage d'un alliage d’aluminium & durcissement structural ont été décrites pour
un état initial de maturation optimale :

Pendant la phase de soudage, les précipités durcissants grossissent et peuvent coalescer
dans la zone affectée thermiquement. Dans la zone affectée thermomeécaniquement ces deux
phénoménes ont lieu et sont aussi en compétition avec le phénoméne de dissolution, étant
donné les températures élevées. Enfin, la dissolution est totale au niveau du noyau soudé.
Le grossissement des précipités ainsi que leur dissolution entrainent une chute de la dureté
(cf. figure 1.1).

— Apres 'opération de soudage, une phase de maturation a lieu. Elle se traduit par la for-
mation de zones de Guinier-Preston au sein du noyau soudé et de la zone affectée thermo-
mécaniquement. Ceci confére au noyau soudé une plus grande résistance mécanique.

Ainsi, les principaux phénoménes métallurgiques mis en jeu sont les suivants : grossissement
des précipités, dissolution des précipités, phase de reprécipitation. Dans la littérature, il existe
deux modeéles principalement utilisés pour estimer les évolutions métallurgiques d’un alliage
d’aluminium & durcissement structural lors du soudage par friction et malaxage. Le premier
modéle consiste en un modeéle de dissolution des précipités alors que le deuxiéme modéle est une
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approche plus générale et permet d’évaluer la densité et la taille des précipités en considérant un
couplage entre les mécanismes de germination, croissance et coalescence des précipités.

Tous les modéles métallurgiques présents dans la littérature déterminent d’abord le champ
de température par un calcul analogue & ceux présentés dans la section précédente. De plus, un
point commun dans la modélisation des évolutions métallurgiques est qu’aucun modéle ne tient
compte de l'influence des variables mécaniques sur le modéle métallurgique.

1.4.2.3.1 Un modéle de dissolution

Plusieurs études |Feng et al., 2004; Shercliff et al., 2005; Russell et Shercliff, 1999; Robson
et al., 2004| utilisent le modeéle de dissolution présenté dans [Myhr et Grong, 1991; Grong, 1997|
et applicable aux alliages d’aluminium & I’état de maturation T6. L’objectif principal de ces mo-
déles est d’utiliser des cinétiques de transformation pour déterminer les fractions de précipités
dissous Xy lors du soudage et de soluté reprécipité X, apres le soudage.

Détermination de la fraction de précipités dissous Xy

Le phénoméne de dissolution correspond a une instabilité des précipités lorsqu’ils sont amenés
a hautes températures. Le modeéle développé est fondé sur le mécanisme de diffusion des éléments
du soluté dans la matrice. Il est basé sur les résultats expérimentaux représentés sur la figure
1.14. Sur cette figure, Xy représente la fraction de précipités dissous, ¢ le temps du traitement
isotherme et t* un temps caractéristique défini plus loin.

0 LA 1 T T T T- T T T
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oT=350°C by
04l oT=325°C O _
oT=300°C R o
*T=275°C § o
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o /.
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2 ..l § l
. eo._
16 —
: _o® \
v
X
20 1 | 1 1 1 1 1 | 1
-10 -8 -6 -4 2 0

log (tA") ——==
F1G. 1.14 : Dissolution des précipités (3" (MgeSi) dans un alliage d’aluminium 6082-T6 lors
d’essais isothermes. Graphe issu de [Myhr et Grong, 1991].

D’apres ces résultats, [Myhr et Grong, 1991| ont proposé le modeéle suivant permettant d’ob-
tenir I’évolution de la fraction de précipités dissous lors d’'un traitement isotherme :

1
t\? 1 1
e () el ()

, 1 . .
La figure 1.14 montre que ’exposant 3 est valable seulement au début de la dissolution et
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qu’il diminue par la suite sous l'effet d’une diffusion des éléments du précipité moins rapide. Cette
diminution de la vitesse de dissolution s’explique par une augmentation de la concentration du
soluté dans la solution solide freinant ainsi la dissolution des précipités restants. Cependant, cet
exposant est pris constant dans ce modéle.

Dans le cas anisotherme, I'expression (1.6) est modifiée en divisant le cycle thermique ani-

sotherme en une succession de traitements infinitésimaux isothermes. Ainsi, le terme m dans

. : dt : : .
I’équation (1.6) est remplacé par o et une intégration sur le cycle global est réalisée :

- ([0 1

Détermination de la fraction de soluté reprécipité X,

La phase de vieillissement naturel qui suit cette dissolution est fonction de la quantité de
soluté dissous. C’est pourquoi, les deux étapes de dissolution et de reprécipitation sont couplées.
En notant X, la fraction de soluté reprécipité et en tenant compte de la phase de dissolution
précédente, ’évolution du vieillissement naturel est régie par (cf. [Myhr et Grong, 1991]) :

t
2 dt

1-X,=0((1-X)2—-(1-Xy)" ou I = = (1.8)

0 2

Dans cette équation, to représente la durée pour obtenir une fraction X,. de précipités non-

cohérents et ® est une constante fonction de I'alliage.

Influence de X; et X, sur le durcissement
Une fois Xy et X, déterminées, les auteurs relient le durcissement de ’alliage a ces quantités
par les relations suivantes :

oy = o + (o7 — o) (1 — Xp) si Xp > Xy

Y y
(1.9)
— Lmin mazx min :
oy =0, + (0% —o")(1 — Xyg) st Xp < Xy
ot 0,"** correspond a la limite d’élasticité maximale, c’est-a-dire, obtenue pour un état de

maturation optimal T6 et o,™" correspond & la limite d’élasticité ot I'ensemble des précipites
sont passés en solution solide. Ces expressions sont obtenues en supposant que la contribution au
durcissement est linéaire avec la fraction de précipités dissous ou formés [Myhr et Grong, 1991].

La figure 1.15 résume schématiquement la complémentarité de ces deux modéles.

Quelques remarques sur le modeéle de [Myhr et Grong, 1991]

A T'usage, on remarque que seule la premiére partie de ce modéle est utilisée, c’est-a-dire que
la phase de vieillissement n’est pas prise en compte ou est modélisée de facon plus grossiére.
Par exemple, [Robson et al., 2004| utilise le modéle de dissolution décrit mais, pour la phase de
vieillissement, les auteurs se basent sur des constatations expérimentales. Ils supposent que le
vieillissement n’a pas d’effet sur le durcissement pour les points matériels dont la température
maximale n’a pas excédé 300°C durant le procédé. Lorsqu’elle excéde 300°C, le durcissement
augmente de facon a obtenir un gain maximal de 7T0Hv pour les zones ou la température maximale
a atteint 480°C.
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~500°C ~220°C
dissolutioﬁ dissolution :
compléte incompléte

: - modele de dissolution
Eq. (1.7)

durcissement

distance au cordon

FiG. 1.15 : Représentation schématique des modéles de dissolution et de vieillissement naturel
selon [Myhr et Grong, 1991; Grong, 1997] pour un alliage d’aluminium de la série 6zzz.

De plus, un autre frein & 'utilisation du modéle de vieillissement naturel précédent s’explique
par la difficulté & obtenir des valeurs numériques issues de ’expérience des parameétres intervenant
dans la loi.

A lorigine, le modéle de [Myhr et Grong, 1991 a été élaboré avec succés pour lalliage
6082-T6 puis cette cinétique de dissolution a été élargie a ’ensemble des alliages d’aluminium
a durcissement structural. Ainsi, [Robson et al., 2004| utilise ce modéle pour l'alliage 7449-T7,
[Feng et al., 2004] pour un 6061-T6 et [Russell et Shercliff, 1999; Shercliff et al., 2005] pour un
2014-T6.

Ce modele fournit de bons résultats concernant les variations de durcissement ayant lieu lors
d’une opération de soudage. Cependant, il est clair qu’il ne prend pas en compte le grossissement
des grains dans les zones affectées thermiquement et thermomécaniquement. C’est pourquoi, on
trouve dans la littérature des études basées sur le modéle plus élaboré présenté dans la partie
suivante.

1.4.2.3.2 Couplage entre germination, croissance et coalescence des précipités

Le modele utilisé par [Gallais et al., 2004; Robson et al., 2004] est basé sur les travaux de [Wag-
ner et Kampmann, 1991]| repris par [Myhr et Grong, 2000]. II traite les mécanismes de germina-
tion, croissance et coalescence comme des mécanismes couplés. Les trois principales composantes
du modele sont les suivantes :

1. Un modéle de germination est mis en place permettant d’évaluer la quantité de préci-
pités stables formés a chaque instant. La germination est considérée comme un mécanisme
thermiquement activé et se traduit par ’apparition d’une nouvelle phase au sein de 1'al-
liage de facon & minimiser I’énergie libre du systéme. Le taux de germination (en m=3.s71)
s’exprime de la facon suivante :

j = joexp % exp __Qd
RT RT

oll jo est une constante exprimée en m 3.5~ 1, AGj3,, est I'énergie d’activation du mécanisme
de germination et Q)4 est ’énergie d’activation de la diffusion.
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2. Une cinétique de croissance doit ensuite étre élaborée pour décrire 1’évolution de la
taille des précipités formés au sein de la solution solide. Il est classiquement admis que
le mécanisme de croissance et décroissance (ie, dissolution) des grains est controlé par le
phénoméne de diffusion des atomes de soluté présent dans la solution solide. La cinétique
de croissance fournit donc la vitesse v de dissolution ou de croissance des précipités :

_dr_Cu=CiD
dt Cp - CZ r

Dans cette loi, les précipités sont supposés sphériques et de rayon r. Les quantités C,,, C;
et ), sont respectivement la concentration moyenne en soluté dans la solution solide, la
concentration en soluté a 'interface du précipité et la concentration en soluté du précipité

(cf. figure 1.16). D est le coefficient de diffusion des atomes de soluté dans la matrice.

21 =]

précipité

Concentration

Distance

F1G. 1.16 : Variations de la concentration en soluté autour d’un précipité lors de la phase de
croissance.

3. Enfin, la derniére composante du modéle couplé correspond a une condition de conserva-
tion de matiére. Pour cela, la famille de précipités est décomposée en plusieurs classes
en fonction de la taille des précipités. Chaque classe est donc identifiée par le rayon moyen
r des précipités de cette classe et par la densité N de ces précipités. La conservation de
matiére pour chaque classe de précipités s’écrit sous la forme suivante :

ON _ 9(Nv)
ot or

J apparait comme un terme source dans cette équation.

Le probleme global est résolu par une méthode basée sur la définition de volumes de controle
introduite par [Patankar, 1980]. La résolution est détaillée dans [Myhr et Grong, 2000]. Elle
fournit la densité N de précipités pour chacune des classes.

L’intérét de ce modéle apparait clairement dans sa capacité a pouvoir tenir compte de la
phase de vieillissement naturel pendant le refroidissement des plaques aprés le passage de I'outil.
Cependant, ce modéle nécessite la connaissance d'un grand nombre de paramétres propres a
I’alliage étudié afin de déterminer complétement les équations présentées.

1.4.2.4 Les modéles mécaniques

Dans cette section, les modéles mécaniques issus de la littérature pour la simulation du friction
stir welding sont décrits. Le probléme mécanique a résoudre est résumé par les équations (1.10),
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ou o représente le tenseur des contraintes de Cauchy, f les forces volumiques, v le champ de
vitesse.

d
équation d’équilibre : dive + f = pd—:: sur §2

déplacements imposés sur 0§,

conditions aux limites : efforts imposés sur 0€)r (1.10)

contact sur 99,

loi de comportement : o = g(g, €, ...)

Dans la littérature, on distingue deux grands types d’approche :

D’un coté, certains modeéles utilisent une approche eulérienne (voire euléro-lagrangienne)
couplée généralement avec un modéle de comportement purement visqueux pour déterminer
I’écoulement de matiére autour de l'outil lors du soudage. Cette premiére approche sera
détaillée dans la premiére partie.

De l'autre coté, il existe des travaux utilisant une approche lagrangienne couplée générale-
ment avec un comportement élastoplastique en vue d’évaluer 1’état résiduel de ’assemblage
soudé. Cette seconde approche est examinée dans la seconde partie.

1.4.2.4.1 Approche eulérienne ou euléro-lagrangienne pour la détermination de
I’écoulement de matiére

Dans cette section, nous décrivons les travaux de modélisation du procédé de soudage par
friction et malaxage basés sur une approche eulérienne ou euléro-lagrangienne. Qutre le champ
de température, I'objectif de ces travaux est la détermination de I’écoulement de matiére autour
de l'outil.

Nous décrivons, tout d’abord, les lois de comportement adoptées, puis, les conditions aux

limites a I'interface outil-matiére.

La loi de comportement

Le premier groupe de travaux étudiés |Seidel et Reynolds, 2003; Ulysse, 2002; Colegrove et
Shercliff, 2004b; Fourment et al., 2004] a pour principale caractéristique ’adoption d’un com-
portement purement visqueux (parfois appelé viscoplastique) pour décrire le matériau. Le cadre
théorique de ces lois de comportement est d’abord étudié [Besson et al., 2001; Chenot et Bellet,
1992] puis, les différentes lois de comportement employées sont présentées. Ces travaux utilisent
une approche eulérienne ; le travail effectué revient alors a une simulation d’écoulement de fluide.
Les champs de vitesse et de pression sont les inconnues principales du probléme.

Ce type de comportement visqueux est trés utilisé pour la description des procédés de mise
en forme des métaux & chaud car la matiére devient pateuse sans étre liquide; il s’agit d’un fluide
a grande viscosité. Ramener la simulation du friction stir welding & un calcul d’écoulement de
fluide permet de traiter correctement les zones a grandes déformations au niveau de l'outil car
la matiére s’y trouve sous forme pateuse. Dans les zones plus éloignées, le métal reste sous sa
forme solide, mais on peut imaginer qu’il s’agit du méme fluide dont la viscosité est trés élevée
voire infinie. Ce point de vue permet de ne considérer qu'une seule loi de comportement pour
décrire les plaques. Le comportement d’un tel fluide purement visqueux est décrit par les deux
équations suivantes :
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0 1
a':—pl—i—a—z oud= §(VU +! Vo) (1.11)
div v =0 (1.12)
L’équation (1.11) fait apparaitre le potentiel visqueux ¢(d) convexe et positif ou nul a 'origine
[Besson et al., 2001|. L’équation (1.12) traduit 'incompressibilité du fluide. La pression, notée p

dans I’équation (1.11), correspond au multiplicateur de Lagrange associé a cette liaison interne.
Dans le cadre de matériaux isotropes, le potentiel ¢(d) ne s’exprime qu’en fonction des

- /2
invariants de d. Dans la suite, nous allons supposer que le second invariant d = §d . d est le

seul argument de ¢. Dans ce cas,

0 20
9 _ 209 (1.13)
od  3dod
L’équation (1.11) se réécrit alors sous la forme
- — 1 0¢
Pl + 2u(d) pld) = == (1.14)
p(d) est la viscosité dynamique du fluide, exprimée en Pa.s. On définit aussi généralement la
viscosité cinématique, v qui s’exprime en m?.s7! : v = H. Enfin, on remarque que la contrainte
0
équivalente de von Mises est donnée par :
ot 33 s (1.15)
Oeg = —= Ol Tcqg =1/ =8: .
4= 57 eq B

Précisons qu’en cas de couplage avec un modéle thermique, la dépendance de la viscosité avec
la température est prise en compte. Examinons maintenant les différentes lois de comportement
baties a partir de ce cadre :

— Le fluide newtonien incompressible

Un tel fluide est caractérisé par une linéarité des contraintes avec les termes Vo et p. Cette
définition est équivalente au comportement suivant :

o=—-pl+2u(T)d
divv =0

On remarque que la viscosité peut cependant étre une fonction de la température, dans le
cas d'un couplage avec un modele thermique.

Les fluides non-newtoniens incompressibles

Il s’agit de fluide dont la viscosité ne dépend pas seulement de la température. En ce qui
nous concerne, on ne traitera que les cas ou la viscosité est fonction de la température et
de d.

1. Le fluide de type Norton-Hoff se caractérise par le potentiel suivant :

ar = X0

o(d,T) = —— (\/§ E)nJrl ou K(T) = K exp(%)

ou K et n sont des paramétres du matériau. L’expression de la viscosité est alors
donnée par :

wd,T) = K(T)(V3d)"
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Ce comportement est utilisé par [Fourment et al., 2004] ou une approche euléro-
lagrangienne est, par ailleurs, adoptée. On remarque que le potentiel visqueux d’un
fluide newtonien correspond au potentiel d’un fluide de Norton-Hoff pour n = 1.

2. D’autres auteurs [Seidel et Reynolds, 2003; Ulysse, 2002] utilisent le comportement
de Sellars-Tegart décrit dans [Sheppard et Wright, 1979; Sheppard et Jackson, 1997].
Cette loi de comportement est issue de travaux sur le fluage qui ont été transposés a
des procédés de déformation de métaux a chaud. Il s’agit en fait d’une combinaison
de deux lois de comportement : d'une part, la loi de Norton-Hoff (en pointillés sur la
figure 1.17) considérée pour des faibles niveaux de contraintes (d = Ayog,), et, d’autre
part, Uexpression d = Asexp (naoeq) pour des niveaux de contraintes plus élevées
(représentée par des points sur la figure 1.17). En combinant ces deux équations, on
trouve une forme plus générale (ligne continue sur la figure 1.17) :

d = A(sinh(aoe))" (1.16)
100¢
a o =sinh @
_ 4 1n ed ed B
g 80r aoeq_d eq //(,f"/
2 o
5 s
g
2 60F
o
(0]
[%]
(]
£ 40 /
o
€ ao_=(n)in@R"d )
8 2 . .
O L L L L Il
0 2 4 6 8 10

Taux de deformations equivalent

Fi1G. 1.17 : Représentation des tendances de différents comportements : la loi de Norton-Hoff
est représentée en pointillés, celle pour des fortes contraintes est représentée par des points et la
ligne continue représente la loi de Sellars-Tegart. Ici, dey représente exceptionnellement le taus
de déformation équivalent. Les valeurs numériques sur les axes sont purement arbitraires.

Il est possible d’introduire l'influence de la température dans ce comportement par

Q
RT

énergie d’activation. La relation (1.16) est transformée en remplacant d par dZ (T, d) :

le biais du paramétre de Zener-Hollomon, Z(T,d) = dexp ( ) ol () représente une

Jexn < % > — A(sinh(ace,))"

Ensuite, a partir de I'égalité sinh~ 'z = In (x ++1 —|—m2>, des équations (1.14) et

(1.15), on obtient les expressions suivantes pour la viscosité de Sellars-Tegart :

P ) = — s (@) - L (@)i 1+<@>5

(1.17)

3=

1.4 Etude bibliographique de la modélisation du soudage par friction et malaxage 43



Chapitre 1 : Etude bibliographique

Toujours & partir d’une approche eulérienne ou euléro-lagrangienne, d’autres auteurs [Askari
et al., 2001; Schmidt et Hattel, 2005] ont adopté un comportement différent du fluide visqueux
décrit ci-dessus. Le matériau a été modélisé par un solide élasto-(visco-)plastique a écrouissage
isotrope. Ceci a ’avantage de conserver une part de déformations élastiques au sein des déforma-
tions totales pour décrire le comportement des zones éloignées de 'outil. Les déformations sont
décomposées de facon additive. Le critére de plasticité adopté par [Schmidt et Hattel, 2005; Askari
et al., 2001] est celui de von Mises et I’écrouissage isotrope est donné par la loi de Johnson-Cook
[Johnson et Cook, 1983] suivante :

f(o-v Uy) = Jeq - Jy(sp’ ép’ T)
. d T—Ter \™\ . /2
0, (eP,éP,T) = (A + B(Z,)") (1 + cma—O) (1 - <m> > ot e, = \[5eP i e

Dans la loi d’écrouissage, do représente la vitesse de déformation de référence, couramment
égale a 1s7 1. T.s représente la température de fusion du matériau et T,.; une température
de référence prise égale & la température initiale de I'échantillon. A, B, C', n et m sont les
traduisent la sensibilité de I’écrouissage a la déformation plastique, C' détermine la sensibilité &
la vitesse de déformation et m la sensibilité a 1’élévation de température. On remarque que le
troisiéme facteur est nul lorsque la température est égale a la température de fusion. La limite
élastique est donc nulle une fois le point de fusion atteint.

Le modéle de Johnson-Cook est classiquement utilisé pour les problémes de plasticité traités
en dynamique tels que les chocs, les impacts et I’ensemble des phénoménes a grandes vitesses de
déformation. Les différents parameétres du modeéle peuvent étre déterminés par plusieurs tests,
chacun étant effectué a différentes températures [Johnson et Cook, 1983] :

— tests de torsion effectués a différentes vitesses de déformation ;

tests de traction statique;

— tests aux barres de Hopkinson.

De plus, les travaux de [Schmidt et Hattel, 2005] sont basés sur une description cinématique
de type euléro-lagrangienne afin de ne pas faire apparaitre de distorsions d’éléments importantes
au sein du maillage.

Les conditions aux limites
Les conditions aux limites les plus importantes pour la simulation du friction stir welding
concernent la modélisation du contact entre I'outil et la matiére.
Pour les travaux basés sur un comportement visqueux, on distingue deux catégories de condi-
tions aux limites au niveau du contact entre 1'outil et la matiére :
Conditions de type vitesse imposée. Elles consistent a imposer une vitesse tangentielle
égale a la vitesse de rotation de I'outil (cas de 'adhérence [Seidel et Reynolds, 2003]) ou une
vitesse tangentielle inférieure a la vitesse de rotation de 'outil (cas du glissement [Ulysse,
2002)).
Conditions de type efforts imposés [Colegrove et Shercliff, 2004a; Fourment et al.,
2004|. Elles consistent & imposer un cisaillement de direction opposée a la vitesse de
glissement ; il s’agit généralement d’une loi de frottement de Norton. En notant 7 =
o.n — (n.o.n)n, le vecteur cisaillement et vg = Vmat — Voutil, 12 vitesse de glissement,
cette loi se met sous la forme : 7 = —K|vg|P vg ot p et K sont les deux paramétres de
cette loi.
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Enfin, la force verticale appliquée sur l'outil et les filets sur la surface latérale du pion peuvent
aussi étre pris en compte dans l’écoulement de matiére, ainsi que le bridage des plaques sur le
bati.

Les conditions aux limites adoptés dans les travaux de [Schmidt et Hattel, 2005] sont diffeé-
rentes de celles exposées ci-dessus ; elles correspondent & des conditions de contact unilatéral et
de frottement de Coulomb (f représente le coefficient de frottement) dont les équations sont les
suivantes :

cas de I'adhérence : |7| < —fn.o.n, alors vy, =0

v
cas du glissement : 7 = fn.c.n—~, alors vy #0

vg|’

La condition de contact unilatéral se distingue des conditions aux limites initialement pré-
sentées au sens ou le décollement est autorisé dans les travaux de [Schmidt et Hattel, 2005 alors
que le contact est forcé (bilatéral) dans les autres approches. Ceci permet de mettre en évidence
les éventuelles zones de décollement au niveau de la zone de contact entre 'outil et la matiére.

1.4.2.4.2 Approche lagrangienne pour la détermination des contraintes résiduelles

Dans cette section, nous décrivons les travaux de modélisation du procédé de soudage par
friction et malaxage basés sur une approche lagrangienne. L’objectif de ces travaux est la déter-
mination de 1’état mécanique résiduel de l'assemblage soudé.

La loi de comportement

Les modéles examinés dans cette partie utilisent une approche lagrangienne dans le cadre
des petites perturbations. Ces modeéles sont basés sur un calcul thermique préalable [Chen et
Kovacevic, 2003; Chao et Qi, 1998; Chao et al., 2003]. En outre, les travaux de [Feng et al., 2004]
sont couplés avec le modéle métallurgique de dissolution de précipités présenté dans la section
1.4.2.3.1.

Le champ de température correspond a un chargement thermique pour la structure par le
biais des dilatations. Les déformations plastiques sont donc calculées dans la structure a partir
de ce chargement thermique. Les contraintes résiduelles sont ensuite définies comme 1’état de
contraintes existant dans les pieéces en ’absence de tout chargement thermomécanique, c’est-a-
dire, aprés refroidissement total et débridage des plaques.

Pour ce type de calcul, un comportement élastoplastique est utilisé. Précisons que les travaux
cités ne tiennent pas compte du pion au niveau de ’outil qui est modélisé comme représenté sur
la figure 1.13(a). De plus, un écoulement de matiére parfaitement rectiligne est adopteé.

Les conditions aux limites
Les conditions aux limites pour de telles simulations consistent en la prise en compte du
bridage et de ’effort de pression appliqué par 'outil sur les plaques.

1.4.2.5 FEtude du probléme en régime stationnaire

Le friction stir welding peut étre considéré par un observateur lié & la translation de 'outil
comme un procédé stationnaire dans le cas de soudage de longues distances. En effet, aprés une
phase transitoire, si I’on se place dans le référentiel lié a la translation de 'outil, I’ensemble des
grandeurs thermiques, métallurgiques et mécaniques deviennent indépendantes par rapport au
temps; les dérivées partielles par rapport au temps sont nulles dans l’'ensemble des équations.
Une simulation de la phase stationnaire permet un gain important en temps de calcul. Quelques
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études [Colegrove et Shercliff, 2004a; Seidel et Reynolds, 2003; Ulysse, 2002| ont construit un
modéle stationnaire dans le cadre eulérien en adoptant un comportement de fluide visqueux.
Notons qu’aucun travail basé sur une approche lagrangienne n’est effectué a partir de I'hypo-
thése de stationnarité. L’inconvénient d’une telle approche est de ne pas avoir acces a la phase
transitoire et notamment la plongée de 1’outil dans les plaques. Cette phase est importante pour
la compréhension de la stabilisation des différentes grandeurs physiques.

1.4.2.6 Récapitulatif des différentes simulations numériques du friction stir welding

Afin de donner un récapitulatif des différents choix devant étre effectués lors de la construction
d’un modéle numérique, un grand nombre de travaux sur la simulation du friction stir welding
sont listés dans le tableau 1.4. Les différentes caractéristiques de chacun de ces modéles ont été
référencées. Dans cette liste, seuls les modéles 3D ont été retenus, sauf mention contraire. Enfin,
du fait du grand nombre de travaux sur la simulation du friction stir welding, nous avons choisi
de ne faire figurer dans ce tableau que les recherches nous semblant a priori pertinentes.

La construction de ce tableau comporte deux objectifs majeurs. D’une part, il permet de
constater que la mise en place du modeéle nécessite au préalable une définition claire des phé-
noménes que l'on veut modéliser, ainsi que des couplages dont on souhaite tenir compte dans
le modéle. D’autre part, ce tableau permettra ultérieurement de situer notre modéle parmi les
modeles de la littérature.
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Référence Discréti- | Alliage Modéle thermique Modéle métallurgique Modéle mécanique
sation
spatiale
|Khandkar et al., 2003] | EF 6061-T6 | source surfacique ana-
lytique
[Song et Kovacevic, | DF 3D | 6061-T6 | source surfacique ana-
2002] sym lytique
[Russell et  Shercliff, 2014-T6 | source surfacique ana- | dissolution (modéle de
1999] lytique Myhr et Grong)
[Shercliff et al., 2005] EF 2014-T6 | source surfacique ana- | dissolution (modeéle de
lytique Myhr et Grong)
[Gallais et al., 2004| DF 6056-T4 | source surfacique ana- | germination-croissance-
et 6056- | lytique coalescence (modele de
T78 Kampmann et Wagner)
[Robson et al., 2004] 7449-T7 dissolution (modele
de Myhr et Grong) et
germination-croissance-
coalescence (modele de
Kampmann et Wagner)
[Seidel et Reynolds, | VF 2D | 6061-T4 | dissipation plastique loi visqueuse de Sellars-Tegart,
2003] écoulement de matiére, station-
naire
[Heurtier et al., 2006] 2024-T3 | source surfacique ana- fluide parfait, champ de vitesse
lytique et dissipation analytique & partir d’écoulements
plastique potentiels
[Colegrove et Shercliff, | VF 7075-T7 | source surfacique (flux comportement issu de données ex-
2003; Colegrove et Sher- constant) périmentales, écoulement de ma-
cliff, 2004a; Colegrove et tiére, stationnaire
Shercliff, 2004b|
|Feulvarch et al., 2005| | EF 7075 source surfacique | dissolution (modeéle de | loi visqueuse de Norton Hoff, écou-

(chaleur libérée par
frottement) et dissi-
pation plastique

Myhr et Grong)

lement de matiére
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Référence Discreti- | Alliage Modeéle thermique Modéle métallurgique Modeéle mécanique
sation
spatiale
[Ulysse, 2002] EF 7050-T7 | source surfacique loi visqueuse de Sellars-Tegart,
(chaleur libérée par écoulement de matiére, station-
frottement) et dissi- naire
pation plastique
|Fourment et al., 2004] | EF 7075 source surfacique loi de Norton Hoff (ALE et Lagran-
(chaleur libérée par gien réactualisé), loi de frottement
frottement) et dis- de Norton, écoulement de matiére
sipation plastique,
rayonnement
[Askari et al., 2001] DF 7050-T7 | dissipation plastique loi élastoplastique (écrouissage iso-
trope de Johnson-Cook)
[Schmidt et Hattel, | EF 2024-T3 | source surfacique loi élastoplastique (écrouissage is-
2004a;  Schmidt et (chaleur libérée par trope de Johnson-Cook), loi de
Hattel, 2005] frottement) et dissi- frottement de Coulomb et de
pation plastique contact unilatéral, ALE
[Chen et Kovacevic, | EF 6060-T6 | source surfacique ana- loi élastoplastique, pas de calcul
2003| lytique d’écoulement de matiére, état rési-
duel induit par le champ thermique
[Chao et Qi, 1998; Chao | EF 3D | 2195, source surfacique ana- | modeéle simplifié mettant | état résiduel induit par le champ
et al., 2003] sym 6061-T6 | lytique en évidence l’adoucisse- | thermique et le modéle métallur-
ment du matériau suite | gique simple, pas de calcul d’écou-
au passage de l'outil lement de matiére
[Feng et al., 2004] EF 3D | 6061-T6 | source surfacique (ex- | dissolution (modele de | loi élastoplastique, pas de calcul
sym pression analytique) Myhr et Grong), vieillis- | d’écoulement de matiére, état rési-

sement

duel induit par le champ thermique
et les modifications métallurgiques

TAB. 1.4 : Vue générale des principales modélisations numériques du friction stir welding.
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1.5 Conclusions

Ce premier chapitre du manuscrit correspond a une introduction générale relative au théme
de la modélisation et de la simulation du procédé de soudage par friction et malaxage. Les
problémes de soudage de certains alliages d’aluminium ont été rappelés ce qui a permis de
présenter le friction stir welding comme un procédé de soudage permettant de résoudre une
partie de ces problémes bien que certains mécanismes physiques mis en jeu lors de ce procédé
restent encore méconnus. Outre sa capacité a assembler des alliages d’aluminium, il peut étre
utilisé pour assembler d’autres alliages métalliques, voire méme des métaux de natures différentes.
Le procédé ainsi que les phénomeénes métallurgiques mis en jeu lors du soudage ont été décrits;
mais, pour plus d’informations, il est conseillé de consulter d’autres rapports plus complets tels
que [Shercliff et Colegrove, 2002; Mishra et Ma, 2005].

Un état de I’art des différentes modélisations du procédé a aussi été réalisé mettant en évidence
un certain nombre de difficultés a résoudre pour batir une modélisation correcte du procédé. En
I’occurence, les principaux point-clés sont les suivants :

1. Description des sources de chaleur. Une description convenable de la source de chaleur
est indispensable pour une modélisation pertinente et prédictive du procédé.

2. Description de l’écoulement de matiére. La matiére est soumise a des déformations
importantes rendant ainsi complexe la description de son histoire.

3. Couplage entre les aspects thermique, métallurgique et mécanique. Des couplages
existent et la construction d’un modéle doit prendre en compte les couplages prépondérants.
A ce jour, il existe peu de travaux tenant compte des trois aspects thermique, métallurgique
et mécanique.

4. Choiz de la loi de comportement. Deux grands types de lois de comportement sont
utilisés : des comportements purement visqueux ou des comportements élastoplastiques.
Chacune de ces lois est intimement liée & I'approche (eulérienne ou lagrangienne) adoptée.

5. Description des évolutions microstructurales au niveau de la zone de passage de
l’outil. Le cycle thermique de chauffage puis refroidissement est & 1’origine de modifications
microstructurales non-négligeables. Celles-ci doivent donc étre prises en compte au mieux.

6. Choix d’une description temporelle ou stationnaire.
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Chapitre 2

Modélisation du procédé de soudage
par friction et malaxage

2.1 Introduction : présentation du probléme et de la méthodolo-
gie adoptée

La recherche bibliographique précédente a mis en lumiére un certain nombre de difficultés a
surmonter pour mettre en place une modélisation fiable du procédé de soudage par friction et
malaxage. Le modeéle doit notamment étre capable de décrire correctement :

les apports et les transferts de chaleur lors du soudage ;

— les évolutions métallurgiques induites par les fortes variations de température ;
I’écoulement de matiére autour de l'outil ;

— le comportement du matériau aussi bien autour de I'outil ou la matiére est assimilable &
une pate visqueuse soumise a des déformations intenses que dans les zones plus éloignées
ou le comportement est solide et élasto-plastique et o les déformations sont petites ;
les principaux couplages entre ’ensemble de ces phénomeénes, comme décrit par le schéma
1.12 (cf. page 32).

Présentation du probléme

Le but de ce chapitre est la construction d’un modéle prédictif du procédé de soudage dont
I’objectif final est de fournir I’état mécanique résiduel de I’assemblage soudé & partir de la connais-
sance d'un certain nombre de données :

géométrie de l'outil et des plaques;
parameétres du soudage : vitesse de soudage, vitesse de rotation de 'outil, force de plongée ;

— paramétres thermomeécaniques de I’alliage soudé.

Pour réaliser cet objectif, il est nécessaire de modéliser d’autres phénomeénes tels que I'écou-
lement de matiére, les évolutions thermiques et métallurgiques qui sont déterminantes pour
I’estimation de I’état mécanique résiduel. Ainsi, le modeéle construit doit prendre en compte tous
ces aspects.

En outre, le développement d’un tel modéle permettra par la suite d’effectuer des études
paramétriques permettant d’analyser, par exemple, 'influence de la vitesse de soudage, de la
vitesse de rotation ou de la forme de I’outil sur les différents champs prédits.
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Méthodologie générale

Pour intégrer tous les phénoménes physiques survenant lors du soudage, il est donc nécessaire

de disposer d’une loi de comportement capable de tenir compte :
du comportement pateux autour de loutil et du comportement solide (élastique voire
plastique) dans les zones plus éloignées ;
des grandes déformations générées par la rotation de 'outil et des déformations infinitési-
males aux bords des plaques;
des fortes températures dans la région de l'outil et de températures plus faibles dans les
autres zones.

A T'heure actuelle, on ne dispose pas d'une telle loi de comportement unifiée. Un certain
nombre d’hypothéses doit étre fait afin de simplifier le probléme général couplé et d’atteindre
I'objectif fixé.

La premiére hypothése consiste & découpler le probléme en deux grandes étapes successives
représentées par la figure 2.1 :

— La premiére étape consiste en un calcul thermo-hydrodynamique couplé. La détermination

du champ de température est nécessaire car le calcul de toutes les autres grandeurs phy-
siques implique la connaissance préalable de ce champ. Une définition claire des apports et
des transferts de chaleur permet d’évaluer la température dans les plaques. L’écoulement de
matiére autour de I’outil est déterminé a partir d’'un comportement de fluide visqueux écrit
dans un cadre purement eulérien. Connaitre I’écoulement de matiére autour de 'outil per-
mettra dans la suite de pouvoir suivre les histoires thermique, métallurgique et mécanique
de chaque particule le long de leur trajectoire.
La seconde étape du modele global consiste en un calcul métallo-mécanique utilisant les
deux résultats précédemment obtenus. Dans un premier temps, les évolutions métallur-
giques sont estimées. Dans un second temps, elles sont intégrées & un modeéle mécanique de
type solide donnant accés aux déplacements, déformations et contraintes résiduelles dans
I’assemblage soudé. Ce calcul mécanique est basé sur un comportement élastoviscoplastique
étant donné que des phénoménes visqueux et plastiques ont lieu simultanément.

La seconde hypothése consiste & ne modéliser que la phase stationnaire du procédé en excluant
du modéle la pénétration de 'outil dans les plaques, la phase transitoire et le retrait de I'outil.
Au sein du modele, ceci se traduit par un choix approprié du référentiel d’étude : toutes les
équations sont écrites dans le repére mobile, lié & la translation de I’outil le long du cordon de
soudure. L’objectif de cette hypothése est de réaliser un gain considérable en temps de calcul
tout en obtenant une réponse pertinente.

Enfin, le modéle considére uniquement le maillage des plaques ; I'outil et le support sur lequel
reposent ces plaques ne sont pas pris en compte dans le maillage bien que leurs effets sur les
plaques sont naturellement considérés par le biais de conditions aux limites adéquates. Pour finir,
précisons qu’un outil & pion cylindrique est adopté.

Plan du chapitre

L’organisation de ce chapitre est la suivante :

— Les différentes composantes du modéle thermo-hydrodynamique couplé sont décrites dans
la section 2.2. Ainsi, on expose la modélisation des apports et des transferts thermiques dans
les plaques ainsi que la modélisation de I’écoulement visqueux de matiére autour de I’outil.
Pour chacune de ces deux composantes du modéle couplé, les équations a résoudre ainsi que
les conditions aux limites sont clairement écrites. Dans un second temps, I'implémentation
numérique de ce modeéle est présentée.

Dans la section 2.3, la modélisation des évolutions métallurgiques et la modélisation mé-

52 2.1 Introduction : présentation du probléme et de la méthodologie adoptée



Chapitre 2 : Modélisation du procédé de soudage par friction et malaxage

Premiére étape du modéIHa Seconde étape du mQde

modele de
[Myhr et Grong, 1991]

Dissolution des précipités
Champ de température ¢
3 »
source volumiqu 1 Etat mécanique
+ |
source surfaciqu | résiduel de
| I'assemblage soudé
Ecoulement de matiéf : »
vitesse comportement ~comportement bridage
imposée purement visqueux élastoviscoplastique

Fi1G. 2.1 : Méthodologie générale de la modélisation du procédé de soudage par friction et ma-
lazage.

canique sont successivement présentées. Concernant la modélisation mécanique, différentes
lois de comportement sont proposées. Les paramétres de chacune d’entre-elles ainsi que
leurs méthodes d’identification sont précisés. Enfin, I'implémentation numérique du mo-
déle métallurgique et mécanique est présentée. En particulier, la méthode de calcul sta-
tionnaire, I'implémentation de la loi de comportement et la méthode de détermination de
I’état mécanique résiduel sont exposées.

2.2 Premiére étape : détermination du champ de température et
de I’écoulement de matiére

Dans ce qui suit, nous présentons le systéme d’équations (équation de la dynamique, loi de
comportement, équation thermique et conditions au contour) permettant de décrire I’évolution
des grandeurs thermomeécaniques lors du soudage. La section 2.2.1 est consacrée a la modélisation
de I’écoulement de matiére autour de 'outil alors que le modéle thermique est donné dans la
section 2.2.2. Apreés avoir synthétisé ce modeéle (section 2.2.3), son implémentation numeérique

est détaillée dans la section 2.2.4.
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2.2.1 Modélisation de I’écoulement de matiére
2.2.1.1 Equation de bilan et loi de comportement

La résolution du probléme mécanique est fondée sur I’équation de la dynamique a laquelle doit
étre ajoutée une loi de comportement adaptée aux phénomeénes significatifs observés. L’équation
de la dynamique traduit un bilan de quantité de mouvement et est donnée par

_ dv
~ Pt

ou o représente le tenseur de contraintes de Cauchy, f le champ de forces volumiques ap-
pliquées au systéme et v le champ de vitesse. En régime stationnaire, la dérivée particulaire se
réduit au terme convectif v.Vov :

div(e) + f

div(o) + f = pv.Vov (2.1)

Idéalement, la loi de comportement permettant de décrire le matériau lors du soudage par
friction et malaxage doit prendre en compte les deux comportements extrémes suivants :

— comportement purement visqueux au niveau de la couche de cisaillement au contact de 'ou-
til. Ce comportement visqueux est induit par les températures élevées et les déformations
intenses dans cette zone (cf. section 1.3.1.3).

— comportement élastique dans les zones les plus éloignées de I'outil ou la température et les
déformations sont beaucoup moins importantes.

En outre, la loi de comportement doit permettre de couvrir de fagon continue 1’ensemble des

comportements intermédiaires. Une telle loi unifiée n’existe pas a ce jour.

C’est pourquoi dans un premier temps, un comportement de fluide purement visqueux in-
compressible non-newtonien est adopté dans un cadre eulérien. Cette méthode a I'avantage de
pouvoir traiter correctement les zones autour de 'outil ot les déformations sont majoritairement
de type visqueuse (donc incompressible). Cependant, ce type de comportement ne peut fournir
que I’écoulement de matiére autour de 'outil lors du procédé. Aucune information sur 1’état
résiduel ne pourra étre obtenue car, d’une part, ’hypothése de base de ce type de comportement
consiste a ne considérer que des déformations irréversibles, contrairement aux comportements de
type solide ou les déformations sont partitionnées en une part réversible (élastique) et une part
irréversible (plastique ou visqueuse). D’autre part, loin de Uoutil, les déformations irréversibles
sont de nature plastique et non visqueuse.

L’évolution de la viscosité est donnée par la loi de Sellars-Tegart dont on rappelle 'expression :

1 2
- _ g - 1 Z\" Z\"n
7= P D uiat = gom ((5) +1+ (5)
d= 3 (Vo + 'Vv) o1l @ (2.2)
divv=0 avec Z(T,d) = dexp (%)

A T'usage, cette loi est trés intéressante lorsque de forts gradients de vitesse et de température
sont présents. En comparaison avec une loi de Norton-Hoff, cette expression de la viscosité
prend mieux en compte ces forts gradients. Ceci s’explique par le fait qu’elle correspond & une
généralisation de la loi de Norton-Hoff, comme précisé dans la présentation de ce comportement
lors de la recherche bibliographique (cf. section 1.4.2.4.1, page 43).

Les parameétres de cette loi sont les constantes «, A, @) et n. Ils sont déterminés par des essais
de torsion réalisés a différentes vitesses et différentes températures [Sheppard et Wright, 1979;
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Sheppard et Jackson, 1997|. Le couple de torsion est exprimé a partir de I'équation (2.2) et de
multiples régressions sont effectuées afin de minimiser ’écart entre le couple mesuré et le couple
théorique. On peut trouver les valeurs numériques de ces paramétres pour un grand nombre d’al-
liages d’aluminium dans [Sheppard et Jackson, 1997]. Ce dernier point est aussi trés important
dans le choix de la loi de comportement car il donne la perspective de pouvoir utiliser ce com-
portement pour plusieurs alliages d’aluminium sans avoir besoin d’identifier expérimentalement
les paramétres de cette loi.

La figure 2.2 montre 1’évolution de la viscosité dynamique p en fonction du taux de défor-
mation équivalent d pour plusieurs températures (100°C, 200°C, 300°C et 400°C). A température
donnée, le coefficient de viscosité décroit lorsque le taux de déformation équivalent augmente
et pour un taux de déformation équivalent donné, la viscosité décroit lorsque la température
augmente. On remarque que pour des déformations et températures élevées, la viscosité tend
vers 0 et donc le comportement tend vers celui d’'un fluide parfait.
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FiGc. 2.2 : Comportement visqueuz de Sellars-Tegart pour l'alliage d’aluminium 7050.

2.2.1.2 Conditions aux limites pour le probléme d’écoulement visqueux

Un certain nombre de conditions aux limites sont écrites pour compléter les équations (2.1)
et (2.2). Pour cela, il est nécessaire de bien distinguer les différentes surfaces sur lesquelles elles
vont étre écrites :

— la zone de contact entre I'outil et la matiére ;

I'interface entre les plaques et le support sur lequel elles reposent ;

— les surfaces des plaques directement au contact de I'air.

Les conditions aux limites sur la premiére surface permettent de traduire la nature du contact
entre 'outil et la matiére, d’'un point de vue thermique et mécanique. Sur les deuxiéme et troi-
siéme surfaces, elles permettent principalement de rendre compte des échanges de chaleur res-
pectivement avec le support et avec 'air ambiant (cf. section 2.2.2.2).

Contact outil-matiére
Concernant la surface de contact entre l'outil et la matiére, les conditions aux limites sont
de type “vitesse imposée”. Travaillant dans le repére mobile lié & la translation de l'outil, seule
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sa rotation est considérée. Comme montré sur la figure 2.3, trois surfaces sont distinguées : la
surface de contact entre I’épaulement et la matiére, celle entre la surface latérale du pion et la
matiére et celle entre la surface inférieure du pion et la matiére.

Contact avec
I"épaulement

| )

7,

S a——
i “Won‘t&ct avec la
fﬁ\surface latérale
‘ du pion
Contact avec
I’extrémité du pion

Fi1G. 2.3 : Surfaces de contact entre l'outil et la matiére.

Pour la premiére et la troisieme, les conditions aux limites sont divisées en une composante
tangentielle et une composante normale. La vitesse tangentielle est imposée & partir de la relation
suivante :

tang
Vimat — & TWoutilUe (23)

Ol Wyl €St la vitesse de rotation de l'outil, r la distance a 1’axe de 'outil, ug le vecteur
orthoradial tangent a la surface et « un coefficient compris entre 0 et 1 qui permet d’introduire un
glissement au niveau de la surface de contact. Le cas extréme o = 1 correspond & des conditions
d’adhérence. Remarquons que cette condition est une facon d’imposer un contact frottant entre
I'outil et la matiére & condition que « soit non nul.

La composante normale correspond & une pression uniforme égale a la pression appliquée par
loutil sur la matiére et de résultante Fjongeem 0l T est le vecteur normal a la surface.

Pour la seconde surface, les trois composantes de la vitesse sont appliquées a partir de la
relation suivante :

Umat = O TWoyutilWe + & PWoytilUgen (24)

ol «v est le méme coefficient que dans la relation (2.3), ugen représente la direction de la
génératrice descendante du pion cylindrique et le scalaire p exprimé en m.rad~! correspond au
pas du filet. Remarquons que sur la figure 2.3, les filets ne sont pas maillés géométriquement,
par souci de simplification. Cependant, leurs effets sont pris en compte dans I’équation (2.4) par
le biais du deuxiéme terme du membre de droite qui induit une composante de la vitesse selon
la direction ugen.

La prise en compte de l'inclinaison de l'outil et de la forme conique de I’épaulement (cf.
figure 1.4) nécessite un travail supplémentaire pour I’écriture des relations (2.3) et (2.4). Par
exemple, le vecteur normal n & la premiére surface n’est pas rigoureusement égal au vecteur
unitaire ascendant. De méme, les vecteurs ug des relations (2.3) et (2.4) doivent tenir compte
de l'inclinaison de 'outil. Ainsi, en se plagant dans un repére cartésien, les trois relations précé-
dentes se traduisent par des relations linéaires entre les trois composantes du champ de vitesse.
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Remarques sur la signification du coefficient «

L’introduction du coefficient « permet de prendre en compte les mouvements de 'outil de
facon globale, sans s’intéresser aux différents phénoménes ayant lieu dans la couche limite au
niveau du contact entre l'outil et la matiére (cf. section 1.3.1.3). Actuellement, cette couche limite
est définie comme une fine couche (Imm maximum) autour de I'outil. Entrainée par adhérence
par 'outil, la matiére est donc soumise a de trés grandes déformations a l'intérieur de cette
couche. Au-dela de cette couche, une discontinuité importante des vitesses apparait. Ainsi, a
I’extérieur de cette couche, la matiére est entrainée par la rotation de 'outil, mais les vitesses
sont beaucoup plus faibles que dans la couche limite.

La méthode choisie dans ce modéle consiste & ne pas modéliser cette couche limite. La dé-
marche peut consister alors a inclure cette couche dans I'outil et les conditions aux limites cor-
respondant aux équations (2.3) et (2.4) s’appliquent au contour externe de cette couche comme
représenté schématiquement sur la figure 2.4.

Outil cylindrique

Surface réelle de contact
entre 1’outil et la matiére

Surface sur laquelle sont
; appliquées les conditions
(hachurée) aux limites de glissement

Couche limite

F1G. 2.4 : Représentation schématique de la couche limite et du pion.

Conditions aux limites sur les autres surfaces

La présence du support sur lequel reposent les plaques se traduit par la nullité de la compo-
sante verticale de la vitesse pour la surface inférieure des plaques. De plus, travaillant dans le
repére mobile, la section transverse la plus en amont de 'outil a une vitesse égale a ’'opposé de
la vitesse de soudage. Enfin, toutes les autres surfaces sont libres de contraintes. Ces différentes
surfaces sont représentées sur la figure 2.5.

Fs
PR irection de
soudage
Surface de contact
avec le support

.

Surface la plus en amont

Fi1G. 2.5 : Représentation des surfaces de contact utiles pour les conditions aux limites méca-
niques autres que celles entre 'outil et la matiére.
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2.2.2 Modélisation des transferts thermiques
2.2.2.1 Equation de bilan

Le champ de température stationnaire T'(x) est la solution de I’équation de la chaleur, obtenue
a partir du premier principe de la thermodynamique qui traduit un bilan d’énergie pour le systéme
de volume . L’énergie totale est la somme de deux termes :

— I'énergie interne du systéme (/ pe dQ> (cette écriture est valable car ’énergie interne
Q
est une grandeur extensive) ;
, L . 1
— I'énergie cinétique macroscopique <§/ pU.V dQ).
Q

La loi de conservation de cette énergie totale revient & écrire que la variation de l’énergie
totale est égale a la puissance transférée au systéme de deux maniéres différentes :
— transfert de chaleur : / r dS) — / g.n dS, ou r correspond & une source de chaleur

Q o0
volumique et g le flux de chaleur a travers le contour de €2, noté 0€;

— transfert mécanique : / fvdQ+ T% v dS ou f correspond aux efforts volumiques
Q oQr

extérieurs appliqués au domaine Q et T¢ aux efforts surfaciques appliqués sur une portion
OO de 0.
A partir de cette loi de bilan, le premier principe est écrit sous forme locale en utilisant la
formule de la divergence et le principe des puissances virtuelles appliqué au champ de vitesse
réelle v :

pe=o0:d+r—divg (2.5)

Choisissons maintenant les variables d’état que nous allons adopter pour la suite. Qutre la
température, certains auteurs [Suquet, 2003] adoptent les déformations totales e car elles sont
facilement observables et donc mesurables. D’autres auteurs [Lemaitre et Chaboche, 1988| pré-
ferent partitionner les déformations totales en déformations réversibles et irréversibles et choisir
les déformations réversibles comme variable d’état. Etant donné le comportement purement vis-
queux adopté lors de la section 2.2.1, nous allons choisir les déformations totales comme variables
d’état car il n’existe pas de déformations réversibles dans le modéle développé dans la section
2.2.1. En outre, nous rajoutons des variables internes a; méme s’il n’en existe pas dans ce modéle.
Les variables d’état sont donc

(Tu e, al)
3 : s : . oY s : -
A partir de ’équation de Gibbs s = —a—T(T, e, a;), Péquation de la chaleur (2.5) s’écrit en
fonction de I’énergie libre ) :
. 0% 0%y .
c,T — pT o; + ée|=r—divg+o"" :d— X;:ay 2.6
Popt =P <8ai8T i 9edT d e (2.:6)
2
ou ¢y = _T@Z—T est la chaleur massique a déformation constante, exprimée en J.kg 1. K1,
0
X; = p8 v est la force thermodynamique associée & la variable interne a;. La partie réversible
(87
; 0
des contraintes est donnée par 0" = o — o¥"" = pa—d}. Le deuxiéme terme du membre de
e

gauche permet de considérer des couplages thermomécaniques.
Le terme
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p=0"":d—-X;: 0 (2.7)

représente la dissipation intrinséque; le second principe de la thermodynamique impose la
positivité de ce terme. La dissipation intrinséque est composée d’un terme correspondant a la
dissipation due a la partie irréversible des contraintes o*" : d et d’'un terme lié aux variables
internes. Le terme ¢ correspond & une quantité d’énergie dissipée sous forme de chaleur dans le
systéme. Il est classiquement négligé dans un grand nombre de problémes. Or, dans les problémes
de mise en forme des métaux ou les déformations sont importantes, il est d’usage de prendre en
compte cette dissipation de chaleur dans le matériau et, de plus, par commodité |[Besson et al.,
2001], de remplacer le second terme de ¢ de fagon a écrire la dissipation intrinséque sous la forme
¢ = no : d. L’expérience incite a considérer le coefficient n 1égérement inférieur a 1; on le prendra
égal & 0.9 dans la suite. D’autre part, étant donné le comportement purement visqueux adopté,
il n’existe pas de partie réversible des contraintes et donc la partie irréversible des contraintes

N . : . Py P,

s’identifie aux contraintes totales ce qui permet de négliger le terme pT ( o; + >

é
0o;0T 0edT
Ainsi, aprés avoir effectué ces simplifications et en utilisant le comportement thermique de

Fourier qui consiste a écrire le flux g sous la forme —AVT (on A est la conductibilité du matériau
isotrope exprimée en W.m~1. K1), on obtient I’équation de la chaleur suivante :

pe,T = div(AVT) +no - d+r

Par la suite, on considére qu’il n’existe pas de sources volumiques générant de la chaleur
autres que celle donnée par le travail des déformations irréversibles. D’autre part, en régime
stationnaire, la dérivée particulaire se réduit au terme convectif v.VT :

pcpv.VT = div(AVT) +no : d (2.8)

2.2.2.2 Conditions aux limites pour les transferts thermiques

Contact outil-matiére

Le glissement avec frottement introduit par les relations (2.3) et (2.4) est un mécanisme
dissipatif générant une certaine quantité de chaleur au niveau de la surface représentée sur la
figure 2.3. Elle peut étre quantifiée par le produit scalaire entre le vecteur cisaillement et le vecteur
de la vitesse de glissement entre l'outil et la matiére. Comme l'outil n’est pas pris en compte
dans ce modéle, il est nécessaire d’introduire un coefficient de partage de fagcon a ne considérer
que la quantité de chaleur se propageant dans les plaques. La source de chaleur surfacique au
niveau du contact entre 'outil et la matiére s’exprime par la relation suivante :

Qf'riction = ﬂTng (2.9)

ot le cisaillement 7 est donné par 'expression 7 = o.n— (n.o.n)o et la vitesse de glissement
Vg PAr Vg = Umat — Voutil (Umat représente ici la vitesse de la matiére au contact de I'outil et
Voutil Teprésente la vitesse de I'outil). On note que 'équation (2.9) induit un couplage supplé-
mentaire mécanique-thermique et rend le probléme global plus difficile a résoudre : le cisaillement
T est calculé a partir de 'expression (2.2). De plus, cette expression est plus complexe que cer-
taines formes du flux surfacique mentionnées dans la section 1.4.2.2.1. En particulier, considérer
un flux proportionnel a la distance a ’axe revient a prendre un cisaillement 7 constant au niveau
de I’équation (2.9).
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Le coefficient de partage ( est compris entre 0.5 et 1 pour deux raisons. D'une part, une
plus grande quantité de chaleur est dissipée dans les plaques en aluminium que dans l'outil en
acier du fait des différences entre les propriétés thermiques de ces deux matériaux. D’autre part,
étant donné que la matiére est soumise a un cycle thermique composé d’'un chauffage puis d’un
refroidissement alors que l'outil connait des températures élevées tout au long du procédé de
soudage, plus de chaleur est dissipée dans les plaques que dans 1’outil.

Conditions aux limites sur les autres surfaces

Restent deux autres surfaces ot les conditions aux limites doivent étre déterminées : la surface
de contact avec le support et toutes les autres faces des plaques qui sont en contact direct avec
I'air ambiant (cf. figure 2.6). Pour ces deux surfaces, des conditions de convection avec le milieu
extérieur sont adoptées en utilisant un coefficient d’échange propre & chacune de ces surfaces.
Ainsi pour la surface de contact avec le support, on notera :

qupport = hsupport(T - Tsupport) (2'10)

et pour toutes les autres faces des plaques qui sont en contact direct avec I'air ambiant, on
notera

Qair = hair(T - Tair) (2.11)

Dans ces deux équations, Tsypport €t Tyir représentent respectivement la température du sup-
port et la température de I’air ambiant. Distinguer ces deux surfaces est nécessaire car I’échange
de chaleur est a priori plus important pour la surface en contact avec le support que pour la
surface en contact direct avec ’air ambiant. Ainsi, le coefficient d’échange correspondant sera
plus grand.

Surface de contact avec
le support (hachurée)

Surface de contact avec
I"air ambiant (grisée)

F1G. 2.6 : Représentation des surfaces ou seront appliquées des conditions de convection par le
biais d’un coefficient d’échange.

2.2.3 Reécapitulatif du modéle thermo-hydrodynamique
2.2.3.1 Récapitulatif des principales équations

Le tableau 2.1 récapitule ’ensemble des équations, des couplages et des conditions aux limites
présentés ci-dessus.
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Modélisation des transferts thermiques :
Bilan d’énergie pep(T)v. VT = div(AN(T)VT) +no : d

Conditions aux limites { Qjriction = T g sur la zone de contact

échanges convectifs sur les autres surfaces

Modélisation de 1’écoulement visqueux :

Equilibre dynamique div(e) + f = pv.Vou
_ 1 ‘
o=-pl+2u(d,T)d avec d = 3 (Vo + 'Vo)
divv =0
Comportement  visqueux 1 P
incompressible a4.7T) = L_ In <£> " +1/1+ <g> !
wld, T) = o= 1 1

Vmat = O TWeyutiiWe SUr la zone de contact
prise en compte des filets sur I’écoulement
prise en compte de 'effort de plongée

v, = 0 sur la surface inférieure

Conditions aux limites

TAB. 2.1 : Récapitulatif du modéle thermo-hydrodynamique couplé.

2.2.3.2 Autres propositions de conditions aux limites

D’autres conditions aux limites auraient pu étre adoptées dans ce modeéle. On pense a celles
déja mentionnées lors de la recherche bibliographique : imposer un effort (i.e. cisaillement) suivant
la loi de Norton au niveau du contact entre I'outil et la matiére, imposer un flux de chaleur
surfacique linéaire avec la distance & ’axe de ’outil, considérer le rayonnement thermique,...

Pour le probléeme thermique, il est aussi possible de construire des conditions aux limites
incluant le maillage de I'outil comme présenté sur la figure 2.7. Dans ce cas, la condition repré-
sentée par l'équation (2.9) se transforme en Q friction = T.Vg car on tient compte de la chaleur
dissipée dans 'outil. De plus, des échanges par convection modélisés par un coefficient d’échange
peuvent étre adoptés sur les surfaces de I’'outil en contact direct avec 'air ambiant.

Pour la surface de contact entre les plaques et le support, deux sous-zones peuvent aussi étre
distinguées : la surface directement en aplomb de 'outil et la surface restante. A priori, du fait
de l'effort appliqué par 'outil sur la matiére, le contact au niveau de la premiére sous-zone est
plus important ce qui permet de supposer que le coefficient d’échange est plus important que
celui de la deuxiéme sous-zone.

2.2.4 Implémentation numérique du modéle thermo-hydrodynamique couplé

2.2.4.1 Choix de la discrétisation spatiale

La mise en place d'une modélisation et d’une simulation numérique d'un probléme physique
nécessite généralement une phase de discrétisation du domaine spatial. Pour cela, un choix doit
étre effectué parmi les différentes méthodes de discrétisation existantes : différences finies, vo-
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-—-—~-1 [FEchanges de chaleur par
r 1
' \:\ convection entre I"outil et le

}/’;milieu extérieur
f 4/

Chaleur générée par le
glissement entre
"outil et la matiére

Fi1G. 2.7 : Représentation des échanges de chaleur pour un modéle thermique incluant [’outil.

lumes finis, éléments finis,... Le tableau 1.4 a montré que ces trois discrétisations ont déja été
utilisées pour simuler le soudage par friction et malaxage. Une description détaillée de la méthode
de discrétisation par volumes finis est donnée dans [Patankar, 1980].

Au fil du travail, il est apparu que le principal critére permettant d’effectuer un choix entre les
différentes méthodes de discrétisation consiste en leur aptitude & traiter correctement, a la fois les
termes diffusifs, mais aussi, les termes convectifs des équations. Il est bien connu [Patankar, 1980;
Brooks et Hughes, 1982| que, contrairement aux termes diffusifs, les termes convectifs nécessite
un traitement particulier afin d’éviter des oscillations des solutions. En 'occurence, il s’agit de
décentrer les schémas adoptés lors du traitement de ces termes.

Dans la littérature, il existe plusieurs travaux |Zienkiewicz et Onate, 1991; Onate et Idelsohn,
1992; Idelsohn et Onate, 1994] démontrant, dans un cadre bien défini, une équivalence pour le
traitement de ces termes entre une discrétisation par éléments finis et une discrétisation par
volumes finis, sous les conditions suivantes :

Pour la méthode des volumes finis, le schéma doit prend en compte la nature du transport
(convectif ou diffusif) par le biais du nombre de Péclet [Patankar, 1980].

— Concernant la méthode des éléments finis, la nature du décentrement est déterminée par
la construction des fonctions de poids. Ces fonctions correspondent aux fonctions tests
utilisées lors de 'écriture de la formulation variationnelle associée & I'équation d’équilibre
locale. 1l existe plusieurs fagons de construire ces fonctions de poids [Brooks et Hughes,
1982]. La plus simple consiste a les prendre égales aux fonctions de forme; il s’agit de la
méthode de Galerkin, illustrée par la figure 2.8(a), ou aucun décentrement n’est introduit.
La méthode de Petrov-Galerkin (cf. figure 2.8(b)) revient a prendre en compte 1’écoulement
en considérant des fonctions continues mais non-symétriques. Pour cela, les fonctions de
poids sont construites en accordant un poids plus important & 1’élément en amont du noeud
considéré qu’a I’élément en aval. Enfin, la méthode dite “Stream-Upwind Petrov-Galerkin”
(SUPG) consiste a considérer des fonctions de poids v; égales a N; + 7v.VN; ou N; est
la fonction d’interpolation associée au noeud ¢ et v le champ de vitesse associé au terme
convectif. 7 est un paramétre de stabilisation faisant intervenir une longueur caractéristique
de I’élément, le champ de vitesse v et le nombre de Péclet. Par cette méthode, on obtient des
systémes & rigidité non-symétrique mais dont les propriétés de convergence et de stabilité
sont meilleures.

Outre cet aspect technique, il existe aussi des critéres plus matériels a prendre en compte

lors du choix de la méthode de discrétisation. Est-il nécessaire de construire son propre code
de discrétisation sachant qu’il en existe déja un grand nombre sur le marché? Quelles sont les
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écoulement

écoulement

F1G. 2.8 : Choix des fonctions de poids : (a) méthode de Galerkin (b) méthode de Petrov-Galerkin
(c) méthode dite “Stream-Upwind Petrov-Galerkin”.

capacités de modélisation offertes par ces codes commerciaux ? Et, a quelles fins est destinée la
modélisation ?

L’ensemble de ces remarques nous a incité a utiliser le code par éléments finis Castem, dé-
veloppé par le Commissariat a 'Energie Atomique. Le principal avantage de ce code est qu’il
permet de traiter sous le méme environnement des problémes de mécanique des fluides comme
celui présenté ci-dessus et des problémes de mécanique des structures (cf. section 2.3). Pour plus
de détails sur la méthode des éléments finis mixtes, on renvoie aux ouvrages [Fortin et Glowinski,
1982; Pironneau, 1988; Ern et Guermond, 2001; Bonnet-Bendhia et Lunéville, 2001].

2.2.4.2 Algorithme de résolution

La résolution de ce probléme non-linéaire est réalisée par une méthode itérative de point fixe
présentée sur la figure 2.9.

H1a1q H -0 0 0
Initialisation : p%, ¢,”, A

Résolution : T, v, p!

Relaxation des solutions : T, v, p!

Actualisation des sources
de chaleur Bt'.v et no:d
Actualisation des paramétres :
p(relaxation), ¢ ', A'

Test de convergence
sur T', v!, p!

Fi1G. 2.9 : Schéma de résolution du probléeme thermo-hydrodynamique.
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On peut noter qu’une relaxation de la viscosité est nécessaire & chaque itération afin de
garantir la convergence et la stabilité de 'algorithme. Le coefficient de relaxation est pris égal a
0.5. I a été vérifié que la valeur initiale de la viscosité dynamique, u%, n’a pas d’influence sur le
résultat du calcul. On adoptera dans la suite une viscosité cinématique initiale égale & 103m?2.s~ 1.

La prise en compte des termes convectifs dans les équations (2.1) et (2.8) et les dépendances
en température et en vitesse des propriétés du matériau entrainent des non-linéarités au sein du
probléme thermomécanique et une non-symétrie de la matrice de rigidité. Un schéma de type
SUPG est donc adopté.

La non-linéarité induite par le terme v.Vv dans I'équation (2.1) est aussi traitée par une
méthode de point fixe que I'on expose maintenant. En combinant les équations (2.1) et (2.2), on
obtient 1’équation

pv.Vv = —Vp +div(u(d, T) (Vv +t Vv))
divv =0

dont le schéma de résolution par point fixe est le suivant [Fortin et Glowinski, 1982] :

1. vY est donnée arbitrairement

1 P s P . N
2. pour n > 0, v™ connue, v" "2 et p"*! sont déterminées par la résolution du systéme :

pun T =~V dio(u(d, T) (Vo' 41 Vo))
div U’H‘% =0
+ conditions aux limites écrites sur v"*z

. 1
3. on détermine v"*! par : vt = w2 4 (1 — w)v"
4. retour a I’étape 2 en cas de non-convergence

Dans cet algorithme, on remarque que le systéme d’équations a résoudre est linéaire en " ts
et p"t1 bien que non-symétrique. Le paramétre w est un paramétre de sous-relaxation permet-
tant une meilleure convergence de ’algorithme. Il est pris égal & 0.5. Les méthodes d’inversion
disponibles sous Castem pour de tels systémes sont les suivantes : directe (factorisation LU) ou
itératives (bi-Gradient Conjugué Stabilisé et GMRES). [van der Vorst, 2004| détaille chacune de
ces méthodes d’inversion de systéme. Pour le calcul, nous avons adopté une inversion directe par
factorisation LU.

Le test de convergence des champs de température, vitesse et pression est basé sur le calcul
de lerreur suivante, exprimée pour un champ ¢ quelconque : E11(¢) = M Une erreur

max @1

maximale de 1073 est exigée pour la convergence.

2.3 Deuxiéme étape : détermination de I’état mécanique résiduel

L’objectif de la deuxiéme étape du modéle est de calculer 1'état résiduel mécanique d’un
assemblage soudé (distorsions, déformations et contraintes résiduelles). Pour cela, le champ de
température et 1’écoulement de matiére calculés précédemment sont utilisés. En outre, il est
nécessaire de prendre en compte les modifications métallurgiques; c¢’est pourquoi, un modéle
meétallurgique a été adopté; il est présenté dans la section 2.3.1. Ensuite, le modéle mécanique
est exposé lors de la section 2.3.2. Enfin, 'implémentation de ces deux modéles est décrite dans
la section 2.3.4 aprés en avoir récapitulé les principales équations & la section 2.3.3.
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2.3.1 Modélisation des évolutions métallurgiques

Lors de I’étude bibliographique, les évolutions métallurgiques au sein des alliages d’aluminium
a durcissement structural ont été exposées. Pour ces alliages, I'influence de la métallurgie sur le
comportement macroscopique est fournie par I'état des précipités durcissants. Les principales
évolutions connues par ces précipités lors du soudage sont rappelées dans ce qui suit. Précisons
que ces évolutions dépendent fortement de I’état de maturation initial de I'alliage étudié :

poursuite de la maturation caractérisée par un grossissement et une coalescence des préci-
pités;

dissolution compléte ou non (en fonction de la température maximale atteinte) ;
vieillissement naturel caractérisé par une formation de zones de Guinier-Preston.

Deux modeles ont aussi été présentés. Le premier (cf. section 1.4.2.3.1) modélise la dissolution
des précipités durcissants dans un alliage d’aluminium & durcissement structural initialement &
I’état de maturation optimal. Le second (cf. section 1.4.2.3.2) est plus complexe et traite les
phénoménes de germination, croissance et coalescence de ces précipités.

Le but du modeéle de friction stir welding développé est de prendre en compte l'influence
de ces évolutions métallurgiques sur le comportement mécanique macroscopique sans prétendre
fournir une description fine de ces évolutions. C’est pourquoi, le choix du modeéle développé
dans [Myhr et Grong, 1991] a été adopté car il présente les avantages de décrire correctement
le phénoméne de dissolution, d’étre simple & implémenter et d’étre reconnu et largement utilisé
dans les modélisations de soudage d’alliages d’aluminium.

Le modeéle métallurgique adopté consiste & déterminer la fraction de précipités dissous Xy
pendant un cycle thermique par la relation suivante :

1
L A Q 11
Xd:</0 t_*> ou t" =ty exp [% <T_f’>} (2.12)

Cette expression fait apparaitre plusieurs parameétres :

— 1% : durée de la dissolution compléte des précipités a la température 7, fixée. Ce parametre
est obtenu en réalisant des essais isothermes.

— Qeyf ¢ énergie d’activation du mécanisme de diffusion du précipité dans la matrice. Ce

t
parameétre est obtenu en tragant la quantité In(Xy) en fonction de In <t_*) pour plusieurs

essais isothermes. Puis, sa valeur est alors déterminée de facon & ce que les différentes
courbes se confondent pour former la “courbe maitresse” |Shercliff et al., 2005].

La dépendance du comportement macroscopique avec la métallurgie est supposée n’intervenir
qu’au niveau de la limite d’élasticité et non sur d’autres parametres tels que le module de Young
et le coefficient d’écrouissage. La fraction de précipités dissous est reliée a la limite d’élasticité
de l'alliage par la relation suivante :

0y(Xa) = 01 4 (G109 — g1 — X,) (2.13)
o 0" correspond a la limite d’élasticité maximale, c’est-a-dire obtenue pour un état de

min
Yy
est passé en solution solide. Ces expressions sont obtenues en supposant la contribution au

durcissement linéaire en fonction de la fraction de précipités dissous [Myhr et Grong, 1991].

maturation optimal T6 et o correspond a la limite d’élasticité lorsque I’ensemble des précipités
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2.3.2 Modélisation mécanique

Le modeéle mécanique stationnaire est présenté dans cette section. Il est basé sur I’équation de
conservation de quantité de mouvement (2.1) complétée par une loi de comportement appropriée
et un ensemble de conditions aux limites. La section 2.3.2.1 est consacrée a la présentation de
différentes lois de comportement dont I'identification des paramétres est discutée dans la section
2.3.2.2. Enfin, les conditions aux limites sont exposées dans la section 2.3.2.3.

2.3.2.1 Ecriture de la loi de comportement

Comme précisé précédemment, le comportement adopté doit permettre de considérer a la
fois les aspects visqueux autour de 1'outil mais aussi les zones plus éloignées ol le comportement
mécanique est de type élastoplastique voire élastique. Dans ce qui suit, trois lois de comportement
sont présentées de la plus simple a la plus complexe. Les deux premiéres sont rapidement rappelées
et la troisiéme sera décrite plus amplement :

— comportement élastoplastique a écrouissage cinématique linéaire ;

comportement élastoviscoplastique de Chaboche a écrouissage cinématique linéaire ;

— comportement élastoviscoplastique dit “bicouche”.

Chacun de ces comportements est écrit dans le cadre des petites déformations ce qui permet
de partitionner les déformations entre partie réversible €€ et partie irréversible P :

e =¢e%+¢P

Introduire le phénomeéne de plasticité dans une loi de comportement nécessite la définition
d’un domaine d’élasticité. Pour cela, la fonction critére de von Mises est utilisée :

flo,X)=+3h(c—X)—0y=0¢—0y

ou

Ja(o — X) = %dev(a ~ X): dev(o — X)

Oeq = \/gdev(a —X) :dev(e — X)

X représente la force thermodynamique associée & la variable d’état o décrivant I’évolution
de I’écrouissage cinématique linéaire. Le domaine d’élasticité est alors défini comme ’ensemble
des états de contraintes vérifiant f(o, X) < 0.

Loi de comportement élastoplastique
Le comportement élastoplastique a écrouissage cinématique linéaire est donné par les équa-
tions suivantes :

comportement élastique : o = L : (e —eP — aAT1) (2.14)

2
écrouissage cinématique linéaire : X = §C’a
et & =-A=—= (2.15)

of
0X
conditions de cohérence : A >0, f <0et Af =0

loi d’écoulement normal : éP = )\
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ou C représente le module d’écrouissage cinématique, « le coefficient de dilatation thermique
et AT =T — T} avec Ty la température initiale.

Loi de comportement élastoviscoplastique de Chaboche
Le comportement élastoviscoplastique de Chaboche & écrouissage cinématique linéaire, dont
le modéle rhéologique est représenté sur la figure 2.10, est donné par les équations suivantes :

~

comportement élastique : o =L : (e —eP — aAT1) (2.16)

2
écrouissage cinématique linéaire : X = §Ca

potentiel de dissipation viscoplastique : Q(o, X) = " <f(a', )>
n

loi d’écoulement normal : €P = — et &= ——= (2.17)

E
Gy
> < >

Fi1G. 2.10 : Modéle rhéologique du comportement élastoviscoplastique de Chaboche.

Pour les deux comportements ci-dessus, les équations (2.14) et (2.16) correspondent a ’ex-
pression des lois d’état écrites & partir de I’énergie libre alors que les équations (2.15) et (2.17)
correspondent aux lois complémentaires obtenues en appliquant la régle de normalité. Elles four-
nissent la vitesse d’évolution des variables internes (eP, —a) en fonction de leurs variables forces
associées (o, X).

Concernant le comportement élastoplastique, les lois complémentaires (2.15) auraient pu étre
écrites a partir d'un potentiel de dissipation comme pour les équations (2.17). Pour cela, il aurait
été nécessaire d’introduire le potentiel de dissipation plastique égal a la fonction indicatrice du
domaine d’élasticité. Cependant, la notation n’en aurait été que plus alourdie.

Pour ces deux comportements, la dissipation intrinséque introduite par I’équation (2.7) vaut

p=0:6P-X: &

Etant donné la fonction critére f considérée, on peut facilement montrer I'égalité entre &P et
& pour ces deux comportements.

Chacun de ces deux comportements présente des limites. LLe comportement élastoplastique ne
rend pas compte des effets visqueux a hautes températures. En effet, il est classiquement admis
que ces effets visqueux apparaissent lorsque les températures sont supérieures a une température
estimée aux deux tiers de la température de fusion du métal. L’inconvénient d’un comporte-
ment élastoviscoplastique de Chaboche réside & basses températures ot 'on désire avoir un
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comportement élastoplastique. Or, & basses températures, la viscosité devenant importante, les
déformations irréversibles P seront de nature visqueuses.

Loi de comportement élastoviscoplastique dit bicouche

Face a cela, la réflexion s’est portée vers une loi de comportement permettant de prendre
en compte les deux aspects mentionnés ci-dessus. Pour cela, on se base sur les travaux de [Ki-
chenin, 1992; Charkaluk, 1999; Constantinescu et al., 2004] qui ont utilis¢é un comportement
élastoviscoplastique dit “bicouche” pour la modélisation du comportement du polyéthyléne et
de la fonte sur des grandes gammes de températures ol les phénoménes visqueux et plastiques
interviennent simultanément. Notons qu’aucune application de cette loi de comportement a des
alliages d’aluminium n’est connue. Le modéle rhéologique de cette loi est représenté sur la figure
2.11.

gy gy
!

< > < 2y

I3
| - VNN
n,n E,
— n I

EP

< > < >
gr £?,

Fi1G. 2.11 : Modéle rhéologique du comportement élastoviscoplastique dit “bicouche”.

Avec ce comportement, il est possible de distinguer les effets plastiques des effets visqueux :
A hautes températures, la branche élastoplastique peut étre calibrée de sorte que son
influence soit faible. Pour cela, il est nécessaire d’intervenir sur la valeur du coefficient
d’écrouissage et du module d’élasticité E,.

— A faibles températures, les effets visqueux et la branche viscoélastique sont négligeables
contrairement au comportement élastoviscoplastique de Chaboche car la viscosité est éle-
vée. Le temps caractéristique de ces effets visqueux est trés important a faibles tempéra-
tures, d’autant plus que la branche élastoplastique réagit instantanément.

Au final, ce comportement consiste d’un point de vue rhéologique & placer les phénoménes
visqueux et les phénoménes plastiques en paralléle. En considérant 'influence de la température
sur les paramétres, on retrouve les tendances recherchées, a savoir une plasticité dominante a
faibles températures et une viscosité dominante & températures élevées.

La particularité d’un tel comportement est de pouvoir écrire les déformations totales de deux
manieéres différentes :

v v
{€_€§l+€
_ D
E=€, t€

On note oP, resp. o, le tenseur de contraintes dans la branche élastoplastique, resp. visco-
élastique. De méme, on note LP, resp. LY, le tenseur d’élasticité dans la branche élastoplastique,
resp. viscoélastique. En désignant par o le tenseur des contraintes totales dans la structure et L
le tenseur global d’élasticité, on a alors :
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o=0cP+0c% et L=LP+L"

Pour un tel comportement, les variables d’état sont (EZ, €y, ), leurs variables associées sont

alors (oP, 0, X). Les variables internes sont (eP,e?

(oP, 0", X).

, —) et leurs variables forces associées sont

En adoptant le méme type de raisonnement pour chacune des deux branches du modéle,
on déduit les équations permettant de définir la loi de comportement élastoviscoplastique dite

“bicouche” :

-

. . . o 2
écrouissage cinématique linéaire : X = gCa

n o? n+1
potentiel de dissipation visqueux : Q(a?) = <ﬂ)
n+1\ 7
of of w09

loi d’écoulement normal : eEP = A—— et & = - A=—— et e¥ =

ooP 0X oo®
conditions de cohérence : A >0, f <0et Af =0

comportement élastique dans la branche élastoplastique : oP = LP : (e — eP — aAT1)

comportement élastique dans la branche viscoélastique : ¥ = LY : (e — ¥ — aAT1)

(2.18)

Pour la branche viscoélastique, le potentiel de dissipation adopté (2.18) correspond & un

3
comportement visqueux de Norton-Hoff ou op, = \/§dev(0'v) s dev(oy).

Pour un tel comportement, la dissipation intrinséque prend alors la forme suivante :

p=0P: P - X :a+o":&"

. 0
En notant sP, resp. sY, le déviateur de oP, resp. ¥, et en remarquant que 8—fp =
o
3 sP-X
—————— les lois complémentaires (2.19) deviennent :
2~ X] P 219
3 sP—-X
EP=ca =\
2||s? - X|
oo 3 (%) 2
2\ n /) |[s"l
ou la notation ||.|| correspond & une norme liée au produit doublement contracté :

VO . O.

2.3.2.2 Identification des paramétres de la loi de comportement

Loi de comportement élastoplastique
La loi de comportement élastoplastique nécessite la connaissance des paramétres
pour différentes températures :

_of _
X

(2.21)

(2.22)

loll =

suivants

module de Young E et coefficient de Poisson v (définissant le tenseur d’élasticité isotrope

L);
— coefficient de dilatation thermique «;
limite d’élasticité oy ;
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- coefficient d’écrouissage C'.

Ces paramétres peuvent étre obtenus a partir d’essais classiques de traction et compression
uniaxiales effectués a différentes températures. Cependant, plusieurs ouvrages donnent ces va-
leurs pour divers alliages d’aluminium. Dans la suite de ce travail, on se basera donc sur I’'ouvrage
suivant pour la détermination de ces différents paramétres : [Kaufman, 1999].

Loi de comportement élastoviscoplastique de Chaboche
La loi de comportement élastoviscoplastique de Chaboche nécessite la connaissance des pa-
ramétres suivants pour différentes températures :
module de Young E et coefficient de Poisson v (définissant le tenseur d’élasticité isotrope
L);
coefficient de dilatation thermique «;
— limite d’¢lasticité o, ;
— termes relatifs a la viscosité n et n;
coefficient d’écrouissage C.

Pour cette loi, les paramétres cherchés sont difficilement accessibles dans la littérature d’au-
tant plus qu’il est nécessaire de connaitre ces parameétres en fonction de la température étant
donné la large gamme de températures mise en jeu lors du soudage par friction et malaxage.

C’est pourquoi, nous avons fixé les parameétres de cette loi comme suit. La valeur des co-
efficients d’élasticité, d’écrouissage et la limite d’élasticité sont identiques aux valeurs adoptées
pour un comportement élastoplastique. Ce choix peut paraitre abusif mais il permet d’avoir une
premiére approximation des paramétres de cette loi de comportement en ’absence de données
expérimentales. Concernant les termes relatifs a la viscosité, nous choisissons de prendre :

1. n = 1. Ce choix s’explique par le fait de considérer une relation linéaire entre vitesse de
déformation et contraintes, comme c’est le cas pour le comportement visqueux utilisé lors
de la premiére partie du modéle.

2. n = 3p ot p est la viscosité obtenue lors de la premiére étape du modele et donnée par
I’équation (2.2). Le facteur 3 permet d’obtenir des termes visqueux équivalents entre les
relations (2.2) et (2.22).

Loi de comportement élastoviscoplastique dite “bicouche”

La loi de comportement élastoviscoplastique dite “bicouche” nécessite la connaissance des
parameétres suivants pour différentes températures :

— module de Young EP et coefficient de Poisson v? (définissant le tenseur d’élasticité isotrope

L?P);
— module de Young E" et coefficient de Poisson v (définissant le tenseur d’élasticité isotrope
L®);
— coefficient de dilatation thermique «;
limite d’élasticité oy ;
— termes relatifs a la viscosité n et n;
coefficient d’écrouissage C.

Dans [Charkaluk, 1999|, une méthode d’identification des paramétres de la loi “bicouche”
est présentée a partir d’essais de traction-relaxation-recouvrance. De maniére générale, la phase
de traction des essais permet d’avoir accés an module de Young global E (égal & E, + E,) et
au coefficient d’écrouissage C' en fonction de la température. Les coefficients de Poisson et les
coefficients de dilatation thermique sont choisis constants & partir des données issues des tables
de la littérature. Il reste alors & déterminer les limites d’élasticité ainsi que les deux termes
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correspondant aux phénoménes visqueux. Ces paramétres sont déterminés & partir des phases
de relaxation et recouvrance des essais en se basant sur une méthode d’optimisation. Dans la
pratique, cette méthode présente quelques difficultés causées par la présence d'une vallée de
minima pour la fonction cott. Il est difficile de reproduire I’ensemble des phases de 1’essai avec
une précision équivalente pour chacune des phases.

Dans la suite, ne disposant pas de données expérimentales, nous nous sommes basés sur les
considérations suivantes pour déterminer 1’ensemble de ces paramétres.

1. Tout d’abord, nous choisissons de prendre n égal & 1 pour la méme raison que celle évoquée
précédemment pour le comportement élastoviscoplastique de Chaboche.

2. L’idée suivante consiste a prendre en compte 'influence de la température sur les différents
paramétres 4 déterminer :
plus la température est élevée, plus la limite d’élasticité est faible;
— plus la température est élevée, plus le coefficient d’écrouissage est faible (voire quasi-nul,
ce qui correspond alors & un comportement parfaitement plastique) ;
— plus la température est élevée, plus le module de Young est faible;
— plus la température est faible, plus la viscosité est élevée (voire infinie).

3. La viscosité donnée par I'équation (2.2) répond a I'exigence ci-dessus et les résultats de la
premiére étape du calcul nous donne accés en chacun des points des plaques a sa valeur
numérique. De plus, & hautes températures, le modéle de comportement adopté devra
correspondre & un comportement visqueux. Ainsi, pour rester cohérent avec la premiére
partie du modéle, nous choisissons d’utiliser la viscosité calculée lors du premier calcul.
De plus, comme mentionné précédemment, les termes de viscosité n et p sont reliés par la
relation suivante : 7 = 3pu.

En ce qui concerne le comportement dit “bicouche”, il est logique de considérer les mémes
valeurs que pour le comportement élastoplastique pour la limite d’élasticité et le coeflicient
d’écrouissage. Il reste & déterminer les coefficients d’élasticité notés FE, et F, sur la figure 2.11.
Pour cela, nous remarquons au préalable que la somme de ces deux coefficients correspond au
coefficient d’élasticité global du modéle, noté E dans la suite. Ce coefficient global est donné
par la littérature. Les valeurs de E, et E, sont alors déterminées en fonction des températures
de maniére & donner une plus grande influence & la branche élastoplastique pour les faibles
températures et a la branche viscoélastique pour les températures élevées. Pour cela, on définit

min
Tmax - Tmzn
par le premier calcul, T},;, est la plus basse température et Ti,q. 1a plus élevée. Les paramétres
E, et E, sont alors donnés par les équations suivantes :

le coefficient suivant compris entre 0 et 1 : ou T est le champ de température donné

EU:ME

Tmaw - Tmin
B —=(1- ﬂ) E
P ( Tmaw - Tmin
2.3.2.3 Conditions aux limites

Deux types de conditions aux limites doivent étre prises en compte dans le modéle mécanique :
celles concernant le contact entre l'outil et la matiére ;
— celles correspondant au bridage des plaques sur le support.
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Contact outil-matiére

Un effort est appliqué sur la surface de contact entre I'outil et la matiére. Il comprend deux
composantes : une composante tangentielle (cisaillement) et une composante normale (pression).

Concernant la composante normale, 1'effort de plongée est appliqué de la méme maniére que
lors de la premiére étape, c’est-a-dire, sur la surface de contact entre ’épaulement et la matiére
et celle entre la surface inférieure du pion et la matiére (cf. figure 2.3).

Concernant le cisaillement 7, il est calculé & partir des résultats de la premiére étape :

T=0'n—(noln)n
ol m représente le vecteur unitaire normal & la surface de contact et o' le tenseur de
contraintes calculé lors de la premiére étape a l'aide de la loi de comportement visqueuse fournie
par I’équation (2.2).

Bridage des plaques
Le bridage des plaques sur le support se traduit par deux conditions aux limites :
La premiére concerne la surface inférieure des plaques. Sur cette surface, la condition
suivante sur le déplacement vertical est écrite :

uy, >0

ou 'axe z est la verticale ascendante.

La deuxiéme condition correspond a la prise en compte de 'action des mors sur les plaques.
Cela est réalisé en imposant un déplacement nul sur deux lignes longitudinales loin de 'outil
et situées de part et d’autre de celui-ci.

2.3.3 Récapitulatif du modéle métallo-mécanique

Le tableau 2.2 récapitule 'ensemble des équations, des couplages et des conditions aux limites
présentés ci-dessus pour la deuxiéme phase du modéle.

2.3.4 Implémentation numérique du modéle métallo-mécanique stationnaire

Une des principales hypothéses de notre travail est de modéliser la phase stationnaire du
procédé. Pour cela, on a vu que cette hypothése consiste a travailler dans le repére lié a la
translation de I'outil. L’implémentation du modeéle métallo-mécanique nécessite donc 1'utilisation
d’un algorithme de calcul stationnaire capable d’évaluer directement les grandeurs mécaniques
sans avoir recours a un calcul d’évolution temporelle. Cet algorithme est présenté dans la section
2.3.4.1, ainsi que son adaptation & la simulation du procédé de soudage par friction et malaxage.

Ensuite, nous présentons 'implémentation du modéle métallurgique dans la section 2.3.4.2.

La loi de comportement élastoviscoplastique dite "bicouche” a été présentée dans la sec-
tion 2.3.2.1. Une des étapes principales de ’algorithme stationnaire correspond au calcul des
grandeurs mécaniques en respectant le comportement adopté. Il est donc nécessaire de détailler
I'implémentation numérique de cette loi. Ceci est effectué dans la section 2.3.4.3.

Ce calcul mécanique stationnaire fournit un état de contraintes de la structure bridée. L’ob-
jectif final du modéle est d’obtenir I’état mécanique résiduel, c’est-a-dire lorsque l'assemblage
soudé est complétement refroidi et débridé. C’est pourquoi, une ultime étape est nécessaire pour
calculer cet état résiduel. Celle-ci est détaillée dans la section 2.3.4.4.
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Modéle métallurgique :

1
. . . tdt\ 2
Modeéle de dissolution X, = -
0
Conditions initiales Xqi(t=0)=0

Modéle mécanique stationnaire :
Equilibre divie)+ f=0

¢lasticité : o =L : (e —aAT1) — (LP:eP + LY : €Y)
1
e=3 (Vu+ 'Vu)

2
écrouissage : X = -Ca
Comportement 3

écoulement plastique ép—d—\/g)\isp_
ulemen 1gue : = = -
Pt 2" ||sP - X
v

écoulement visqueux : €Y = ——

T =or.n — (n.or.n)n sur la zone de contact
Conditions aux limites prise en compte de 'effort de plongée
u, > 0 sur la surface inférieure

Influence de la thermique et de la métallurgie sur les paramétres mécaniques :

Limite d’élasticité oy(T, Xq) = o™ (T) + (07" (T) — o3"™(T)) (1 — Xq)
Tenseur d’élasticité L(T)
Coefficient d’écrouissage c(T)

TAB. 2.2 : Récapitulatif du modéle stationnaire métallurgique et mécanique.

2.3.4.1 Présentation de la méthode de calcul stationnaire

L’utilisation d’une méthode de calcul mécanique en régime permanent est nécessaire dés que
I’on veut modéliser la phase stationnaire du procédé. Dans cette section, nous présentons les
principes généraux de la méthode utilisée. Elle a été établie par [Maitournam, 1989| dans le cas
de problémes thermoélastoviscoplastiques et initiée par [Nguyen et Rahimian, 1981] pour I’étude
de propagation de fissure. Dans un second temps, nous détaillons les modifications apportées
a cet algorithme initial en vue d’une utilisation pour la simulation du procédé de soudage par
friction et malaxage.

Présentation d’un probléme stationnaire
On considére un solide infini selon une direction et soumis & un chargement mécanique animé
d’un mouvement uniforme de translation et constant au cours du temps. Le systéme est repré-
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senté sur la figure 2.12. En supposant 'existence d’un régime permanent dans le repére lié au
chargement, le probléme consiste & déterminer directement I’état mécanique de la structure sous
I’hypothése de transformations infinitésimales.

Déplacement du chargement

-— —
Etat initial de Etat final de
la structure la structure
Tranche i Tranche i+{

FiG. 2.12 : Présentation du probléme stationnaire : solide soumis a un chargement mécanique
constant dans le repére mobile.

Au lieu de travailler dans un repére fixe lié au solide, on se place dans le repére mobile lié au
déplacement de la source. Dans ce nouveau repére, la matiére se déplace sous le chargement et
I’'ensemble des dérivées partielles par rapport a la variable temps sont nulles. Pour toute quantité
T, on a alors la relation :

T =v.VT (2.23)

ol v est la vitesse des particules exprimée dans le repére d’étude. Dans le cadre des transfor-
mations infinitésimales, cette vitesse s’écrit v = Vgource€x, O —€g4 est la direction de translation
de la source mécanique et vgoyrce Sa vitesse de translation. La relation (2.23) se transforme alors
en

oT
ox

Ainsi, on a transformé un probléme d’évolution temporelle en un probléme ou les grandeurs
ne dépendent plus du temps mais sont données par des équations non locales.

(2.24)

T = Vsource

Algorithme de résolution d’un probléme stationnaire

On étudie maintenant la discrétisation de cette équation et la méthode de calcul développée
pour la détermination directe de I’état permanent de la variable T'. Pour cela, on considére un
probléme élastoplastique dont la vitesse d’évolution des déformations plastiques est donnée par

I'équation (2.15) : éP = )\a—. La variable T correspond donc ici aux déformations plastiques P.
o

De la méme fagon que 'on a obtenu la relation (2.24) a partir de (2.23), I’équation d’écoulement
se transforme en :

: OeP 0
eP = Vsource % = )\% (225)
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Pour résoudre un tel probléme, il est nécessaire de discrétiser la géométrie comme indiqué sur
la figure 2.12, c’est-a-dire, en suivant les lignes de courant. L’algorithme de résolution est donné
par le tableau 2.3. Son but est la détermination d'un champ de déplacement cinématiquement
admissible et d'un champ de contrainte statiquement et plastiquement admisssible. Dans ce
tableau, les indices ¢ et ¢ + 1 indiquent une restriction des grandeurs indicées aux tranches ¢ et
1+ 1 représentées sur la figure 2.12. Ces tranches sont orthogonales a la direction de déplacement
du chargement en raison de la discrétisation de la géométrie effectuée en suivant les lignes de
courant. L’exposant n désigne la valeur du champ a l'itération globale n.

Etape 1 : Détermination de la réponse purement élastique : e et oF.

n . 1) _ E (1) __E pM) _ _p

Etape 2 : Initialisation o) =g , e =¢ ,eP T =g, ..

Etape 3 : Détermination de la réponse purement élastique en tenant
compte de déformations plastiques initiales P . eF ot oF.

Etape 4 : Calcul de lincrément de déformation plastique pour chaque
. (n+1)
tranche et en commencant par ¢ = 1 et sf = zjm-l :

(n+1) (n+1) Az Of
p _ P
€ir1 =& + A

Usource 00 i+1

.. . . (n)
ol A est le multiplicateur plastique (nul si f(a’ﬁ_l, Ef_i_l) <0)
et Ar =x;41 —x; > 0.

Etape 5 : Si l'état mécanique obtenu (champ de déplacement et de
contrainte) est cinématiquement, statiquement et plastique-
ment admissible, 1’algorithme se termine, sinon on retourne a
I’étape 3.

TAB. 2.3 : Algorithme de calcul mécanique en régime permanent.

Dans cet algorithme, seule 1’étape 4 se distingue d’un probleme élastoplastique & évolution
temporelle. En effet, au lieu de résoudre un probléeme dépendant du temps, les équations sont non
locales et ne dépendent plus du temps. La discrétisation spatiale de I’équation (2.25) fournit :

Ax  Of

Vsource a0"L'—|—1

53;14_1 = 53:) + A ( ol Az = Tiy1l — Ty > 0 ) (226)

Cette équation s’interpréte de la fagon suivante. Connaissant la déformation plastique &%
dans la tranche 4, le but est de calculer la déformation plastique 5?-1—1 dans la tranche ¢ + 1.
Pour cela, la déformation plastique sf de la tranche i est transportée sur la tranche 7 + 1 et
correspond a un état plastique initial pour cette tranche ¢ + 1. De plus, un incrément plastique
) Az  Of
Vsource 80"i+1
Pour plus de détails sur la méthode stationnaire, on renvoie aux travaux initiaux de [Maitour-
nam, 1989; Dang Van et Maitournam, 1993|. Les principales caractéristiques d’une telle méthode

est ajouté si le critére de plasticité n’est pas respecté pour la tranche ¢ + 1.
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de calcul sont les suivantes :

travaillant dans le repére mobile, seule la région sous la source mécanique doit étre maillée
finement ;

un gain de temps est réalisé par rapport aux calculs & évolution temporelle du fait que le
régime permanent est directement déterminé;

le maillage doit nécessairement respecter les lignes de courant (découpage de la structure
en tranches).

Application de la méthode stationnaire & la simulation du procédé de soudage par
friction et malaxage

La méthode de calcul présentée ci-dessus a été exposée dans le cadre ot les lignes de courant
sont rectilignes. Or, une des particularités du procédé de soudage par friction et malaxage est qu’il
existe une zone autour de 'outil ot les lignes de courant ne sont pas rectilignes. L’idée retenue
est d’utiliser le méme schéma de calcul mais de ’adapter a cette région. Dans cette section, on
présente donc les modifications entrainées par cette adaptation vis-a-vis de ’algorithme présenté
au tableau 2.3.

Dans un premier temps, il est nécessaire de choisir un critére pour déterminer la zone ou les
lignes de courant ne sont pas rectilignes. Ce critére est basé sur le calcul de 1’écart relatif entre

. . L. . V—Vsoudage€
la vitesse d’un point matériel et la vitesse de soudage &, = [p=vsoutageee| :

Vsoudage

— la zone définie par &, < £ correspond & la région ot la matiére est suffisamment solide
pour que les lignes de courant y soient rectilignes;

— la zone définie par &, > S correspond a la région oil les lignes de courant ne sont pas
rectilignes, c’est-a-dire, la région autour de l'outil.

zone ou les trajectoires
ne sont pas rectilignes

M; M;,, direction de
soudage

Fi1G. 2.13 : Distinction de deuzx zones selon la nature des trajectoires.

Dans la pratique, £ est pris égal & 1072, La figure 2.13 illustre la distinction de ces deux
zones.

Pour la zone ou les lignes de courant ne sont pas rectilignes, I'étape 4 du tableau 2.3 est
modifiée. L’idée choisie consiste & utiliser le méme schéma de calcul, mais trajectoire par tra-
jectoire. Ainsi au lieu de considérer le transport de 1’état de déformation plastique tranche par
tranche, on considére le transport d’un point M; a un point M, situé directement en aval sur
la trajectoire issue de M;. Le transport de la déformation plastique s’effectue donc parallélement
aux lignes de courant. La relation (2.25) s’écrit donc a partir de ’abscisse curviligne s de la ligne

de courant :
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eP = p.VeP
OeP of
_ 97 2.2
v 0s )\80 (2.27)

ol le vacteur v représente la vitesse du point d’abscisse curviligne s et s’écrit sous la forme
v = vt avec t le vecteur tangent a la ligne de courant en s. La discrétisation de I’équation (2.27)
permet ensuite d’écrire :

|M;M; 11| Of
UM, a0'1\/11'-1-1

€My = Eng A (2.28)
ol vy, est la vitesse au point M; et |[M;M;41]| la distance entre les points M; et M, .
En résumé, la distinction de deux zones impose deux traitements distincts suivant la zone
considérée :
— Pour la zone ou les trajectoires sont rectilignes, le schéma de calcul est identique a celui
présenté au tableau 2.3.
— Pour la zone ou les trajectoires ne sont pas rectilignes, I’étape 4 est modifiée & partir de
I’équation (2.28). Ainsi, les déformations plastiques eP sont déterminées le long de chaque
trajectoire par le méme processus itératif.

2.3.4.2 Implémentation numérique du modéle de dissolution

L’implémentation du modéle métallurgique de dissolution des précipités durcissants est réa-
lisée suivant la méme idée, i.e. en calculant ’évolution de la fraction de précipités dissous X, le
long de chaque trajectoire.

Le modele choisi est basé sur I'équation (2.12). Le calcul en un point M; de la fraction de
précipité dissous est donné par la formule suivante :

i—1
[T — x| 1

Xo(M;) =

d( Z) JZO Voutil t*(Mj)

ol les points M; forment une trajectoire rectiligne ou non. Le point M est le point le plus en
amont sur la trajectoire.

Précisons qu’une autre méthode aurait pu étre adoptée pour déterminer la fraction de préci-
pité dissous X . Pour cela, la vitesse de dissolution est obtenue a partir de la relation (2.12) :

: 1 1 Qesr (11
. _ _ 2.29
1T o x,  2trxy ¥ < R \T, T (2.29)
Une telle méthode a été utilisée par [Sarrazin, 1995; Feulvarch et al., 2005]; elle consiste a
résoudre ’équation (2.29).

2.3.4.3 Implémentation numérique de la loi de comportement élastoviscoplastique
dite “bicouche”

On détaille dans cette section I'implémentation de la loi de comportement élastoviscoplastique
dite “bicouche” présentée dans la section 2.3.2.1. Il s’agit de déterminer 1’état de déformations
plastiques et visqueuses dans la tranche ¢ + 1 connaissant cet état dans la tranche ¢ située juste
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en amont. Cette section correspond donc aux étapes 3 et 4 de I'algorithme de résolution d’un
probléme stationnaire présenté au tableau 2.3.

La détermination d'un champ de déplacement cinématiquement admissible et d’un champ
de contrainte statiquement et plastiquement admissible est réalisée par un algorithme classique
de retour radial [Simo, 1998]. Il consiste & corriger une prédiction purement élastique jusqu’a
convergence de la solution. L’algorithme de calcul adapté a la loi de comportement dite "bicou-
che” se divise en trois étapes :

1. Calcul d’une solution purement élastique statiquement et cinématiquement
admissible

Un champ de déplacement test w® purement élastique est tout d’abord déterminé a partir
d’un état de déformation initiale. Ce champ est cinématiquement admissible avec les données en
déplacement et le champ de contrainte purement élastique associé est statiquement admissible
avec les données en effort. On note uﬂl sa restriction a la tranche ¢+ 1 et on définit les quantités
suivantes :

p” E P
o, ,=LP: (e(u; ;) —aAT;111) —2ue;

of =oP” + v on Z-gl :1 ' ¢ (2.30)
oy =LY (e(uiy,) — aATi11) — 2uey

Il s’agit des contraintes tests dans les branches élastoplastique et viscoélastique dans la
tranche ¢ + 1. Notons que I'incompressibilité des déformations plastiques et visqueuses permet
d’écrire LP : e = 2ue? et LV : €y = 2pe?.

i =

2. Correction plastique

, . . . . . E 2
L’état de contrainte doit étre plastiquement admissible, i.e. f <0'f+1, ngf> < 0. Dans le cas

contraire, une correction plastique doit étre réalisée. Elle est effectuée a partir d’une discrétisation
implicite de I'équation (2.21) et des conditions de cohérence (2.20) :

E 2 9
, o, A ESe)) - tea
€11 =6 + \/; , 20 e 2 (2.31)
W+ 3 Sit1— ng.

K2

On rappelle que ef et sf+1 correspondent respectivement aux déformations plastiques dans
la tranche i et ¢ + 1.

3. Correction visqueuse

Concernant la branche viscoélastique, aucun critére d’admissiblité n’est utilisé. La correction
visqueuse est réalisée par la discrétisation de I'équation (2.22) :

3
€it1 =& T3 Voutil Sit1 (2.32)
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ott =3 u(d,T) avec u(d,T) la viscosité obtenue par la relation de comportement visqueuse
(2.2).

L’arrét de cet algorithme est conditionné par I’obtention d’une solution plastiquement admis-
sible et par la convergence des déformations visqueuses. Pour plus de détails sur cet algorithme,
on renvoie aux travaux de [Kichenin, 1992; Charkaluk, 1999; Constantinescu et al., 2004].

2.3.4.4 Détermination de I’état mécanique résiduel d’un assemblage soudé

LL’état mécanique résiduel est ensuite calculé a partir des résultats précédents. Les déforma-
tions visqueuses étant par nature relaxées au cours du temps, celui-ci est calculé a partir des
déformations plastiques P présentes dans la branche élastoplastique. Il est défini comme 1’état
mécanique de I'assemblage aprés suppression du bridage et refroidissement complet des plaques.

Il est déterminé par la résolution d'un probléme élastique sur la structure débridée et refroi-
die avec un champ de déformation initiale correspondant au champ de déformation plastique
obtenu dans la partie "stationnaire” de ’assemblage et étendu a toute la structure. Le probléme
mécanique résiduel est posé comme suit :

connaissant P dans (), déterminer €"¢® tel que

div o = 0, dans ()
o"%*.n =0, sur 02 (2.33)
o™ =L : (e"® — gP), dans

Sa résolution est immédiate et fournit le champ de contraintes résiduelles "€® et le champ

de déformations résiduelles €™®® dans la structure. On remarque que ce probléme est écrit avec
un comportement élastique. Or il est possible que les contraintes solutions de ce probléme ne
respectent pas le critére de plasticité; autrement dit, le débridage des plaques peut s’accom-
pagner d'une plastification supplémentaire. Ainsi, aprés ce calcul, il est nécessaire de vérifier
I’admissibilité plastique du champ de contraintes résiduelles et si ce n’est pas le cas, le comporte-
ment élastique doit étre remplacé par un comportement élastoplastique au niveau de la troisiéme
équation de (2.33).

2.4 Conclusions

Le modéle mis en place pour la simulation du procédé de soudage par friction et malaxage
est composé de deux étapes successives :
La premaiére étape consiste a estimer le champ de température et I’écoulement de matiére
autour de l'outil a partir d'un comportement purement visqueux. Ses principales caracté-
ristiques sont les suivantes :

1. Le modéle est complétement défini par la connaissance de la valeur de trois coefficients.
Le premier est noté « et traduit le glissement introduit sur la surface de contact entre
loutil et la matiére. Le deuxiéme est noté g et correspond & un coefficient de partage ;
ce coefficient permet de distinguer la quantité de chaleur se propageant dans la matiére
de celle se propageant dans 'outil a partir de la connaissance de la quantité de chaleur
totale générée par le glissement avec frottement sur la surface de contact. Le troisiéme
coefficient est noté hgypport €t correspond a la valeur du coefficient d’échange sur la
surface inférieure des plaques.
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2.

La principale hypothése de cette premiére étape est de ne pas tenir compte de la
couche limite de cisaillement au contact de 'outil; 'interface outil-matiére est mo-
délisée comme une surface o la vitesse de la matiére est proportionnelle a la vitesse
de rotation de l'outil (condition de glissement). Cette hypothése se justifie par la
méconnaissance des phénomeénes physiques survenant & I'interface outil-matiére.

Le comportement purement visqueux est donné par une loi de viscosité fonction de la
température et du taux de déformation.

Deux sources de chaleur sont modélisées : la source de chaleur surfacique exprime la
quantité de chaleur dissipée par le frottement de 1’outil sur la matiére et la source de
chaleur volumique traduit le travail des déformations irréversibles. L’écriture de ces
deux sources induit un couplage thermo-mécanique.

— La deuxiéme étape consiste en un calcul mécanique stationnaire basé sur la connaissance
des deux champs résultats précédents : champ de température et écoulement de matiére
autour de l'outil. Elle permet de déterminer I’état résiduel d’un assemblage soudé par
friction et malaxage. Ses principales caractéristiques sont les suivantes :

1.

Face a

Le comportement adopté est un comportement élastoviscoplastique dit “bicouche”
dont ’avantage est de tenir compte, non seulement, des mécanismes de plasticité pré-
pondérants aux faibles températures, mais aussi, des mécanismes de viscosité induits
par des températures plus élevées.

Les évolutions métallurgiques sont prises en compte par le biais d’'un modéle simple,
reconnu et adapté au soudage d’alliages d’aluminium & durcissement structural. Le
but de ce modéle est de prédire la fraction de précipités durcissants dissous par le
fort apport de chaleur. En outre, il permet de prendre en compte l'influence de la
métallurgie sur le comportement mécanique par le biais de la limite d’élasticité.

Le champ de température induit des dilatations thermiques et a une influence sur les
parameétres du comportement mécanique du matériau.

[’écoulement de matiére autour de ’outil permet de suivre I’histoire thermique, mé-
tallurgique et mécanique de chaque point matériel.

Le contact outil-matiére est modélisé par un effort de cisaillement dont la valeur locale
est déterminée par les résultats de la premiére étape et par un effort de plongée.

I’état de 'art exposé au premier chapitre, ce modéle a 'avantage d’intégrer les trois

aspects thermique, métallurgique et mécanique. De plus, il présente la capacité de suivre I’histoire
thermique, métallurgique et mécanique de chaque point matériel. Enfin, la géométrie de 'outil

considérée inclut un grand nombre de caractéristiques : présence du pion, inclinaison de 'outil,

présence de filets sur le pion.

L’inconvénient de ce modéle a été mentionné plus haut : il ne tient pas compte de la couche
limite dont la mise en évidence n’est pas simple étant donné sa fine épaisseur et les forts gradients
de vitesse entre cette couche limite et la zone environnante. Cependant, comme nous le verrons
par la suite, le modeéle est capable de fournir des résultats satisfaisants.
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Chapitre 3

Simulation numérique du procédé de
soudage par friction et malaxage

3.1 Introduction

Le modéle du procédé de soudage par friction et malaxage présenté dans le chapitre précédent

posséde deux caractéristiques principales :

— Il est composé de deux étapes successives. La premiére étape permet d’obtenir une estima-
tion du champ de température et de ’écoulement de matiére autour de l'outil & partir d’un
comportement purement visqueux. La seconde étape utilise ces deux résultats pour évaluer
la fraction de précipités durcissants dissous lors du soudage et 1’état mécanique résiduel de
I’assemblage.

— Trois coefficients doivent étre déterminés afin de pouvoir utiliser ce modéle : le coefficient
d’échange entre le support et la face inférieure des plaques, un coefficient traduisant le
glissement entre I'outil et la matiére, un coefficient de partage permettant de quantifier la
chaleur se propageant dans les plaques.

Le but de cette section est de présenter les différents résultats qu’'un tel modéle peut fournir.

Compte tenu des deux caractéristiques précédentes, cette présentation est divisée en trois parties :

1. Dans un premier temps, nous présentons dans la section 3.2 la méthode choisie lors de ce
travail pour déterminer les trois coefficients inconnus. Celle-ci est basée sur la mise en place
d’'une procédure d’optimisation donnant les valeurs de ces paramétres en accord avec des
données expérimentales.

2. Dans un second temps, nous présentons les résultats du calcul thermique et du calcul
d’écoulement visqueux. Les champs de température et de vitesse dans les plaques sont
alors analysés. Puis, l'influence d’un certain nombre de parameétres propres au modéle
numérique est étudiée. Ces travaux sont respectivement rapportés dans les sections 3.3, 3.4
et 3.5.

3. Dans un troisiéme temps, les résultats de la deuxiéme étape du modéle sont exposés dans
les sections 3.6 et 3.7. Il s’agit des évolutions métallurgiques, de leurs influences sur le
comportement mécanique ainsi que de 1’état résiduel de I'assemblage soudé. L’influence de
quelques aspects du modéle est aussi étudiée.

Enfin, avant de conclure, nous exposons dans la section 3.8 l'influence de deux des trois
parameétres inconnus du modéle : le coefficient traduisant le glissement & l'interface outil-matiére
et le coefficient de partage permettant de quantifier la chaleur se propageant dans les plaques.
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3.2 Optimisation des paramétres du modéle & partir de données
expérimentales

Dans cette section, nous détaillons la démarche adoptée pour la détermination des trois pa-
rameétres inconnus du modéle. Pour cela, ’acquisition de données thermiques expérimentales est
décrite. Ces données permettent dans un premier temps de déterminer le coefficient d’échange
entre le support et la face inférieure des plaques puis dans un second temps le coefficient tradui-
sant le glissement entre I'outil et la matiére et le coefficient de partage permettant de quantifier
la chaleur se propageant dans les plaques. A la fin de cette section, nous effectuons quelques
remarques sur le processus d’optimisation construit.

3.2.1 Mesure du champ thermique par thermographie infrarouge

L’acquisition de données thermiques expérimentales peut généralement s’effectuer de deux
maniéres différentes :

— mesure par thermocouple ;

mesure par thermographie infrarouge.

Chacune de ces deux techniques posséde des avantages et des inconvénients. La thermographie
par thermocouple permet d’avoir la température en un point géométrique fixé au coeur de la
matiére alors que la thermographie infrarouge fournit le champ de température sur la surface
externe. Concernant la mesure du champ de température des plaques lors du soudage par friction
et malaxage, la thermographie infrarouge permet d’obtenir les températures a la surface des
plaques trés proche de 'outil, alors qu’il n’est pas possible de placer un thermocouple dans la
zone malaxée, c’est-a-dire, proche des sources de chaleur.

En ce qui concerne la mise en place du dispositif expérimental, 1a mesure par thermocouple né-
cessite d'instrumenter les plaques afin de placer les thermocouples. La thermographie infrarouge
est moins complexe & mettre en ceuvre. Un certain nombre de précautions doivent cependant étre
considérées. La surface filmée doit étre enduite de peinture noire afin d’obtenir une émissivité
proche de 1.

La technique adoptée pour les mesures du champ thermique consiste en l'utilisation d’une
caméra thermique infrarouge. Pour plus de précisions sur les principes de la thermographie
infrarouge, on peut se référer & 'annexe C.

Les essais ont été réalisés & I'Institut de Soudure. Il n’a été possible de filmer qu'un seul
coté des plaques, “l’'advancing side”, en raison de I’encombrement des machines principalement
due aux mors nécessaires au bridage des plaques. La peinture noire utilisée résiste jusqu’a des
températures de 700°C. De plus, les zones environnantes ont été recouvertes de linge blanc hu-
mide, pour marquer le contraste de température. Enfin, pour valider 1'utilisation et les résultats
fournis par la caméra, des comparaisons ont été effectuées “en direct” avec des thermocouples
posés sur la surface supérieure des plaques. Les données issues de la caméra et du thermocouple
concordaient, validant ainsi la valeur de I’émissivité de 0.95, parameétre de réglage de la caméra.

Le dispositif expérimental est visible sur la figure 3.1.

La configuration de soudage adoptée et I’ensemble des paramétres sont listés ci-dessous :

Caractéristiques de la plaque (une seule plaque a été utilisée, I'outil étant plongée au milieu
de la plaque) :

alliage d’aluminium 7050 état T6;
— dimensions : 500 x 200 x 10mm.
Caractéristiques du procédé :
vitesse de translation : 100mm.min~! (~ 1.7Tmm.s~1);
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FiG. 3.1 : Photographie du dispositif expérimental.

— vitesse de rotation : 260tr.min~!(~ 27rad.s 1)
effort vertical : 25kN ;
temps de préchauffe : 5s;

— vitesse de descente : 20mm.min~';
distance de soudage : ~ 200mm.

Caractéristiques de 'outil :

— diamétre de I’épaulement : 30mm ;
pion conique :
— diamétre a la base : 12mm,
diamétre final : 6mm ;
— filetage du pion : Imm.tr—! (pas gauche);

La figure 3.2 représente la valeur du champ thermique obtenue lors de ces essais. Cette prise
de vue a été effectuée, une fois le régime permanent atteint. Sur la figure 3.2, 'outil se déplace
de la droite vers la gauche, et un seul coté des plaques est visible pour la raison expliquée ci-
dessus : la face supérieure de “I’advancing side”. On remarque nettement la trainée laissée par
I’outil aprés son passage. En effet, au niveau de cette zone, la face supérieure des plaques n’est
plus recouverte de peinture, faussant ainsi les mesures pour la zone directement derriere I'outil.
Ces résultats seront donc exploitables seulement dans la zone ot 'outil n’a pas encore malaxé la
matiére.

La figure 3.4 présente une exploitation de ces données expérimentales. Pour ce faire, six lignes
longitudinales situées sur la face supérieure de la plaque ont été considérées comme représenté
sur la figure 3.3. L’ensemble des informations concernant la position de ces lignes est donné sur
cette figure.

Sur la figure 3.4, chacune des courbes représente la température le long d’une des six lignes
représentées sur la figure 3.3. Pour chacune de ces courbes, la droite correspondante n’a pas été
précisée car plus la ligne est proche de I'outil, plus la température maximale sur cette ligne est
élevée. 11 est ainsi facile de distinguer la position de chacune de ces six courbes. La ligne verticale
représente la position actuelle de 'outil.
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ol zone b zone ¢

rayon de
Poutil

demi-
largeur de
la plaque

ce |

Fi1G. 3.2 : Prise de vue de la mesure par thermographie lors de la phase stationnaire du soudage
(température en °C'). Zone a : zone en amont de l'outil ; zone b : position actuelle de 'outil ; zone
¢ : zone en aval de loutil.
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( @ Direction de soudage
+———
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L2 : 8 mm
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7 : 10 mm

s : 15 mm
Ls ¥

75 mm - 92 mm

Fi1G. 3.3 : Représentation schématique des siz lignes utilisées pour l’exploitation de la mesure
par thermographie.

La figure 3.4 met en évidence plusieurs caractéristiques concernant le champ de température
lors du soudage par friction et malaxage. Les périodes de chauffe et de refroidissement sont
nettement distinctes car la vitesse de chauffe est beaucoup plus importante que la vitesse de
refroidissement. On peut aussi remarquer que les températures maximales pour chacune des six
courbes se situent aprés le passage de I'outil. De plus, pour chacune des lignes, les maxima sont
atteints aprés une durée d’autant plus importante que la ligne considérée est éloignée du cordon
de soudure.

Ces données expérimentales seront par la suite confrontées aux résultats de la simulation. La
description de la premiére étape du modele (cf. section 2.2) a fait apparaitre trois coefficients
dont la valeur numérique n’est pas connue :
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Fic. 3.4 : Température le long des siz lignes présentées sur la figure 3.3. La ligne wverticale
représente la position actuelle de [’outil.

hsupport, coefficient d’échange entre le support et la face inférieure des plaques ;
— «, coefficient traduisant le glissement entre ’outil et la matiére;

3, coefficient de partage permettant de quantifier la chaleur se propageant dans les plaques.
Dans la suite, nous présentons le travail effectué pour déterminer ces trois coefficients.

3.2.2 Détermination du coeflicient d’échange h,pport

Le coefficent d’échange, noté hgypport dans 'équation 2.10, permet de quantifier les échanges
de chaleur entre les plaques et le support sur lequel elles reposent. Son évaluation est effectuée
indépendamment des deux autres coefficients pour deux raisons principales :

D’une part, ce parameétre hgyppors e joue pas le méme role que les deux autres coefficients
«a et (. Alors que ces deux derniers influent majoritairement sur la génération de chaleur
au niveau de l'interface outil-matiére et de la zone malaxée, le coefficent d’échange hgypport
intervient au niveau de la dissipation de chaleur sur toute la surface inférieure. Il pilotera
donc la valeur de la température dans les zones éloignées de l'outil.

— D’autre part, cela permet d’alléger le processus global de détermination de ces trois coef-

ficients.

Au final, ce coefficient d’échange est fixé arbitrairement de facon a obtenir des températures
simulées & l'infini (c’est-a-dire, loin de V'outil) équivalentes aux températures expérimentales.
C’est pourquoi, on considérera, dans la suite, la valeur suivante, comparable & celles adoptées
dans la littérature :

Psupport = 250W.m ™2 K !
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3.2.3 Détermination des paramétres o et (3

Les deux paramétres a et (3 sont déterminés a I'aide d’une procédure d’optimisation. Son but
est de fournir des valeurs de ces deux paramétres permettant d’obtenir des résultats en accord
avec les données expérimentales présentées dans la section 3.2.1. Pour cela, nous avons décidé
d’effectuer cette optimisation a partir d’une restriction des résultats expérimentaux a six points
proches de l'outil. Ceci se justifie par le réle prépondérant de ces coefficients sur la valeur de la
température a proximité de I'outil. Ces six points sont représentés sur la figure 3.5.

y

|

Sens de rotation X
Direction de soudage
4—

P2 P37 Ps $10mm

++++F+
P Ps  Ps
PiPia = 8 mm

FiG. 3.5 : Représentation schématique des siz points utilisées pour la détermination des coeffi-
cients a et (3.

La température mesurée en ces six points est la suivante :

TL =151°C, T2 =185°C, T3 = 228°C,

exp erp exp

T4 =276°C, T° = 308°C, TS =319°C.

exrp exrp exp

La fonction cotit adoptée pour cette procédure d’optimisation calcule simplement I’écart entre
la température expérimentale et la température simulée aux points P;. Elle est notée d(«, 3)
dans la suite. Elle est minimisée sous certaines contraintes, introduites dans les sections 2.2.1.2
et 2.2.2.2. Le probléme de minimisation sous contraintes s’écrit sous la forme suivante :

5(05) ﬁ) = ZP«L T;im(av ﬁ) - Téxp‘
déterminer min J§(«, 3) tel que 0<a<l (3.1)
(2,6) 05<8<1

ol Tsiim(a, () représente la température au point P; calculée a partir du couple de coefficients
(c, ).

Les logiciels Matlab et Castem sont utilisés pour résoudre ce probléme. Castem calcule les
champs de température et de vitesse pour un couple de coefficients («, 3) donné alors que Matlab
gére la procédure d’optimisation par le biais de la fonction fmincon qui s’appuie sur l'algorithme
du simplex.

3.2.4 Quelques remarques sur la procédure d’optimisation

Le probléme posé est complexe car la fonction & optimiser n’est pas connue explicitement.
Son gradient ne peut donc pas aussi étre déterminé. Un seul calcul d’optimisation n’est donc
pas suffisant pour déterminer le couple optimal de paramétres («, 3) en raison de la présence
possible de minima locaux. Pour cela, en parallele de la procédure d’optimisation, la fonction §
a été estimée pour différentes valeurs de («, 3) : 0.001 < o < 0.3 et 0.5 < 8 < 0.9. La surface
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0(a, B) est représentée sous forme de nappe sur la figure 3.6. On voit apparaitre une vallée de
minima, rendant ainsi le processus d’optimisation encore plus délicat a réaliser et justifiant un
travail supplémentaire pour la détermination des paramétres optimaux. La figure 3.6 n’est pas

exploitable sous cette forme. Nous avons donc représenté les isovaleurs de la fonction § sur la
figure 3.7.

400
300

200

Fonction &

100

0.015 901

‘ 05 Tgo3 0.025 002
Parameétre 3 ) Paramétre a

F1G. 3.6 : Représentation de la surface 0(a, 3) et de la vallée de minima.

La figure 3.7 montre que la vallée de minima s’étend pour des valeurs de 3 comprises entre
0.5 et 0.9 et pour des valeurs de o comprises entre 0.005 et 0.02. Il est possible de définir cette
vallée comme 'ensemble des couples («, ) pour lesquels la valeur de la fonction ¢ est inférieure
a 30, ce qui correspond a une erreur moyenne de 5°C par points (I’optimisation étant effectuée
sur 6 points).

Au sein de cette vallée, on distingue trois zones correspondant & des régions de minima locaux
pour lesquelles la valeur de ¢ est comprise entre 20 et 25 :

— la premiére autour du point (o = 0.01,3 = 0.6) ;

la seconde, plus étendue que la précédente, autour du point (o = 0.009, 3 = 0.65) ;

— la troisiéme pour des valeurs de 3 supérieures a 0.85 et « égal a 0.005.

La troisiéme zone n’est pas considérée dans la suite car des valeurs de § supérieures a 0.85
sont difficilement acceptables physiquement. En effet, cela revient a considérer que 85% de la
chaleur générée au niveau de l'interface se propage dans les plaques ce qui correspond & un ratio
trop important et donc peu réaliste.

La figure 3.7 et la remarque précédente permettent de restreindre la vallée de minima aux
valeurs suivantes : 0.008 < a < 0.02 et 0.5 < § < 0.7. Cependant, parmi les choix restant
possibles, il n’existe pas de critére pertinent pour adopter un couple de paramétres optimal.
C’est pourquoi, nous choisissons arbitrairement, pour les calculs & venir, de considérer le couple
suivant

{ o = 0.009 (3.2)

B =0.65
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F1G. 3.7 : Représentation des isovaleurs de la fonction §(a, 3).

sachant qu’il faudra, par la suite, étudier la variation des résultats lorsque d’autres couples
(a, B) sont considérés au sein de cette vallée de minima. Ce travail sera réalisé lors de la section
3.8.

Afin de valider le processus de détermination des parameétres a et 3, une comparaison des
résultats numériques avec les données expérimentales est présentée sur la figure 3.8.

Pour I’ensemble des six droites, on constate une bonne corrélation des résultats. De facon
générale, les calculs numériques ont tendance & sous-estimer la valeur du champ thermique en
amont de 'outil alors qu’en aval de I'outil, la tendance est inverse.

On peut remarquer que les courbes de la figure 3.8(a) sont trés proches car les six points P;,
utilisés pour la définition de la fonction coit § (cf. figure 3.5), sont situés sur la ligne Lp. Les
courbes 3.8(d) et 3.8(e) présentent le plus grand écart entre températures simulées et données
expérimentales. Sur chacune de ces deux lignes, la température maximale simulée vaut respecti-
vement 194°C et 171°C), et la température maximale expérimentale vaut respectivement 173°C
et 155°C. Ceci montre que ’erreur relative maximale est de 11% pour la température maximale.
Cette valeur est acceptable.

On peut préciser qu’il est possible de diminuer cette erreur entre les températures maxi-
males simulée et expérimentale en considérant un coefficient d’échange hgypport plus faible que
250W.m~2.K~!. Cependant, ceci aurait pour effet d’accélerer le refroidissement des plaques de
facon artificielle et donc d’amplifier la tendance des calculs a sous-estimer la température de-
vant l'outil. Des tests auraient aussi pu étre effectués en considérant la remarque de la section
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FiG. 3.8 : Comparaison entre les données expérimentales et les valeurs simulées (o = 0.009 et
B =0.65) de la température sur les siz lignes longitudinales de la figure 3.5.

2.2.3.2, c’est-a-dire, adopter plusieurs valeurs de coefficients d’échange au niveau de la zone de
contact entre les plaques et le support. Cependant, ceci aurait pour conséquence d’introduire des
paramétres inconnus supplémentaires.

C’est pourquoi dans la suite, nous considérons les résultats décrits ci-dessus comme une base
pour les calculs & venir.

A titre d’information, le tableau 3.1 compare les températures maximales obtenues sur cha-
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cune des lignes ainsi que ’abscisse de ces maxima, sachant que 1’abscisse nulle correspond a la
position de I'outil. On remarque que plus la ligne est éloignée de 'outil, plus la température
maximale est atteinte derriére I'outil comme illustré par la figure 3.4.

Données expérimentales Données simulées

Température Abscisse du maxi- | Température Abscisse du maxi-
maximale (en °C') | mum (en mm) maximale (en °C') | mum (en mm)

Ligne Ly | 319 5 310 9

Ligne Lo | 249 5 261 14

Ligne L3 | 199 18 222 20

Ligne Ly | 173 30 194 25

Ligne L5 | 155 43 171 42

Ligne Lg | 146 49 152 53

TAB. 3.1 : Comparaison des mazxima de température sur chacune des lignes.

3.3 Présentation des résultats thermiques

Dans cette section, I’ensemble des résultats concernant les aspects thermiques du modéle sont
présentés puis interprétés. Ces résultats ainsi que ceux présentés dans les sections suivantes ont
été obtenus a partir de la configuration de soudage suivante :

Domaine géométrique représentant deux plaques soudées dans une configuration sans recou-
vrement : 600 x 200 x 10mm

Caractéristiques du procédé :

— vitesse de translation : 100mm.min~! (~ 1.7mm.s~1):
vitesse de rotation : 260tr.min~! (~ 27rad.s~!);
— effort vertical : 25k ;
position de Poutil : (200mm, 100mm) ot la premiére coordonnée correspond a la direction
longitudinale et la seconde a la direction transverse;
inclinaison de 'outil par rapport a la verticale : 29;
— angle du cone formé par I’épaulement : 7°.
Caractéristiques de 'outil :

diameétre de I’épaulement : 30mm ;
— diamétre du pion cylindrique : 10mm;
hauteur du doigt : 9mm ;
pas des filets du pion (non maillés) : lmm.tr—1.

Ces données sont les mémes que celles adoptées pour la configuration expérimentale excepté
pour la géométrie de 1'outil. L’outil adopté pour la simulation est cylindrique et non conique afin
de simplifier la construction du maillage.

Le matériau utilisé est un alliage d’aluminium de type 7050-T6. Les données thermiques
[Ulysse, 2002] sont présentées au tableau 3.2 et les données mécaniques décrivant le comportement
[Sheppard et Jackson, 1997| donné par ’équation (2.2) sont présentées au tableau 3.3.

Enfin, les coefficients décrivant les échanges thermiques par convection (cf. équations (2.10)
et (2.11)) ont les valeurs suivantes : hgjr = 30W.m 2. K1, T, = 20°C et Tsupport = 100°C.
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Température (°C') 23 | 100 | 200 | 300 | 400 | 482
Conductibilité thermique (J.s~tm~L.K=1) [ 135 | 166 | 185 | 207 | 222 | 220
Capacité calorifique (J.kg=1. K1) 866 | 915 | 949 | 1041 | 1178 | 1276
Masse volumique (kg.m=3) 2800

TAB. 3.2 : Paramétres thermiques d’un alliage d’aluminium.

a(MPa™1)

InA

n

Q(Jmol™1)

0.0269

22.85

2.86

151500

TAB. 3.3 : Paramétres de lalliage d’aluminium 7050 pour le comportement de Sellars-Tegart.

3.3.1 Champ de température dans les plaques

La figure 3.9 présente la carte de température dans les plaques lors du régime permanent.

,,,,

figure. Au contraire, I’avancée de 'outil (de la droite vers la gauche) est nettement plus visible.
Le gradient de température est beaucoup plus élevé devant 1’outil qu’en aval ot le refroidissement
des plaques est piloté par les échanges avec le milieu extérieur.

On remarque aussi I'avantage de ne pas avoir positionné I'outil au milieu du domaine. 11
s’agit de pouvoir observer le refroidissement quasi-total des plaques derriére 1'outil. En effet, la
température des plaques loin derriére I'outil est constante sur les sections transverses et vaut
50°C ce qui peut étre considéré comme un refroidissement quasi-total, dans un environnement a

20°C.

Direction de soudage

FiG. 3.9 : Température (en °C') dans les plaques.
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La figure 3.10 représente la température au niveau de I'interface outil-matiére. L’angle de vue
est identique a celui de la figure 3.9, i.e., I”’advancing side” se trouve a droite et la “retreating
side” & gauche. On constate que les températures sont plus élevées du coté “advancing side”
que de 'autre; un écart maximal de 30°C est observé. Cette dissymétrie s’estompe rapidement
comme le montre la figure 3.9 et les graphes de la figure 3.11. On montre que cette non-symétrie
est provoquée par la prise en compte de I’écoulement de matiére lors du calcul. En outre, cette
non-symétrie n’est pas issue des sources de chaleur car, d’une part, la source de chaleur surfacique
est symétrique et, d’autre part, un calcul effectué sans considérer la source de chaleur volumique
présente aussi cette non-symétrie.

Advancing side 410
Direction de soudage
420
430
440
450
460
470
480
490
500

513

Retreating side

Fic. 3.10 : Température (en °C') au niveau de linterface outil-matiére.

Les graphes de la figure 3.11 ont été obtenus en représentant la température sur deux lignes
transverses situées a mi-épaisseur. La premiére est située a 5mm derriere le doigt (donc sous
I’épaulement) et la seconde est située 45mm derriére le doigt, i.e., 35mm derriére I’épaulement.
Ces températures ont été représentées en fonction de la distance au cordon de soudure afin de
comparer leurs valeurs de chaque c6té du cordon de soudure. On constate de légéres différences
et une tendance générale a des températures plus élevées coté “advancing side” que coté *
treating side”. Cependant, ces différences sont minimes et montrent que le champ thermique est
relativement symétrique par rapport au cordon lors du soudage par friction et malaxage.

‘re-

Pour finir, précisons que cette symétrie est obtenue a partir d’un choix approprié des para-
métres de la configuration de soudage et, plus particuliérement, des vitesses de soudage et de
rotation de Ioutil. En effet, si, & vitesse de soudage constante, on avait considéré une vitesse de
rotation de l'outil plus importante, une dissymétrie du champ de température serait apparue. Il
en aurait été de méme si on avait considéré une vitesse de rotation constante et une vitesse de
soudage plus faible. Ce type de configuration peut étre qualifié de soudage chaud car les frotte-
ments et donc la génération de chaleur est plus importante que pour la configuration initiale de
soudage.

3.3.2 Etude des différentes sources de chaleur dans le modéle

Dans cette section, on étudie l'influence des deux sources de chaleur introduites dans le
modele (cf. sections 2.2.2.1 et 2.2.2.2). Le tableau 3.4 présente cette comparaison et montre que
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Fic. 3.11 : Comparaison des profils de température selon la direction transverse.

la quantité de chaleur générée par les déformations irréversibles est trés faible devant la puissance
dissipée par le frottement. Ainsi, s’affranchir de la source de chaleur volumique peut constituer
une premiére simplification du modéle.

Quantité de chaleur totale 2828W
Puissance dissipée par le frotte- | 2740W (96.9%)
ment

Quantité de chaleur générée par | 83W (3.1%)
les déformations irréversibles

TAB. 3.4 : Répartition de la quantité de chaleur générée par les différentes sources prises en
compte dans le modéle.

Précisons cependant que cette tendance est propre au modéle construit. En effet, considérer
un glissement important au niveau de Uinterface outil-matiére revient a ne pas tenir réellement
compte de la couche limite sur cette interface (cf. remarque sur le coefficient « a la section 2.2.1.2).
Or, a l'intérieur de cette couche, les déformations sont trés importantes et il est probable que
la comparaison effectuée ci-dessus donnerait des résultats inverses si I’on tenait compte de cette
couche limite et d'une condition de contact plus proche de 'adhérence. Cela signifie que la source
volumique tient vraisemblablement un réle plus important dans la réalité que celui donné dans
ce modéle.

D’autre part, les seuls mécanismes dissipatifs dans ce modéle sont la viscosité et le frottement.
Comme la dissipation due & la viscosité est négligeable devant celle causée par le frottement et
que le recalage thermique du modeéle doit permettre de retrouver globalement la dissipation
totale, la principale source de dissipation du modéle est constituée par le glissement frottant.
Ainsi, ’ensemble des phénomeénes dissipatifs intervenant dans la couche limite lors du soudage
est transféré au niveau de la source surfacique de chaleur générée par le frottement.

La source de chaleur volumique est représentée sur la figure 3.12; on constate que cette source
de chaleur reste confinée au niveau du contact outil-matiére et sous I’épaulement. On remarque
aussi la dissymétrie de cette source de chaleur : elle est légérement plus importante au niveau
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de "™advancing side”. Ceci s’explique par des déformations plus importantes de ce coté que de
lautre (cf. figure 3.15).
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FiG. 3.12 : Valeur de la source volumique exprimée en 105W.m=3.

Le tableau 3.5 donne une répartition de la source de chaleur surfacique en distinguant les
trois surfaces principales formant l'interface outil-matiére : surfaces au niveau de ’épaulement,
des filets et de I'extrémité du doigt. On constate que plus de 80% de la chaleur est dissipée au
niveau de I’épaulement ce qui correspond & la plus grande surface de contact.

Surface de contact Aire (mm?) Puissance dissipée (V)
(% de l'aire totale) | (% de la puissance totale)
Epaulement 628 (61.2%) 2360 (86.1%)
Filets 321 (31.2%) 325 (11.9%)
Extrémité du doigt 78 (7.6%) 55 (2%)

TAB. 3.5 : Répartition de la quantité de chaleur générée par le frottement selon la surface de
contact.

Enfin, nous avons étudié la variation de cette source de chaleur surfacique avec la dis-

tance a l’axe de l'outil au niveau de I’épaulement. Pour cela, nous avons étudié le rapport
flux de chaleur surfacique

- — n remarque que ce rapport n’est pas constant. Ainsi, la condition
distance a l'axe )
aux limites adoptée dans notre modeéle (équation (2.9) page 59) ne correspond pas a celle pré-

sentée dans I’étude bibliographique (équation (1.5) page 33).

3.3.3 Etude de la nature des transferts de chaleur

Dans le modéle thermique adopté (cf. équation (2.8)), deux modes de transfert de chaleur
ont été considérés :
transfert de chaleur par conduction qui correspond a une diffusion de ’énergie au
sein de la matiére;
— transfert de chaleur par convection qui correspond & un transfert d’énergie provoqué
par un mouvement de la matiére.
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Pour mesurer I'importance relative de ces deux modes de transfert de chaleur, on introduit

généralement le nombre de Péclet :
_ pcpuL

A
ou v représente la vitesse du fluide et L une longueur caractéristique.

Pe
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(a) Coupe longitudinale (b) Coupe transverse

Fi1G. 3.13 : Nombre de Péclet selon différentes vues.

La figure 3.13 présente le nombre de Péclet pour le probléme thermomécanique considéré. Il
présente des valeurs importantes au niveau de l'interface outil-matiére (valeur maximale égale a
17) et est de V'ordre de l'unité sous l'outil. Ailleurs, il est insignifiant. Cela signifie que le terme
convectif, v.VT, de I’équation de la chaleur (2.8) est nécessaire pour le domaine sous I’outil, mais
qu’il joue un role beaucoup moins important ailleurs; ceci était prévisible étant donné la nature
de I’écoulement de matiére. On note qu’en contrepartie, la prise en compte de ce terme convectif
s’effectue au détriment du temps de calcul car il introduit une non-symétrie de la matrice de
rigidité de ’équation de la chaleur, et un couplage supplémentaire avec le probléme mécanique.

3.4 Présentation des résultats du modéle d’écoulement visqueux

3.4.1 Ecoulement de matiére autour de ’outil

La figure 3.14 présente les lignes de courant lors du passage autour de l'outil. Elles sont
représentées pour différentes hauteurs : un quart de I’épaisseur des plaques, mi-hauteur et trois-
quarts de 1’épaisseur des plaques.

La figure 3.15 présente le taux de déformation équivalent autour de ’outil. La coupe transver-
sale montre que les déformations ne sont pas symétriques par rapport au cordon de soudure : le
taux de déformation est plus importants du coté “advancing side” que de 'autre cété. En outre,
la valeur maximale du taux de déformation équivalent est de 1.4s~!. Encore une fois, cette valeur
est propre aux caractéristiques du modéle présenté et il est fort probable que les déformations
dans la couche limite sont plus importantes que cette valeur.

Mettons maintenant en paralléle les résultats obtenus sur les figures 3.10 et 3.15 avec les
constatations expérimentales illustrées par le schéma 1.5. Expérimentalement, nous avons vu
que la zone du noyau soudé se situe au coeur du cordon de soudure mais s’étend aussi sous
I’épaulement coté “advancing side” ; cette zone est caractérisée par une forte recristallisation. On
a constaté que les résultats des figures 3.10 et 3.15 montrent des températures plus élevées et
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FI1G. 3.14 : Ecoulement de matiére autour de loutil a différentes hauteurs.
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Fi1G. 3.15 : Tauz de déformation équivalent, d en (s=1), selon différentes vues.

des déformations plus importantes dans cette région sous I’épaulement coté “advancing side”. Ces
résultats mettent donc en évidence la dissymétrie du cordon de soudure et permettent de supposer
que ces fortes températures et ces déformations intenses sous I'épaulement coté “advancing side”
sont a l'origine de la recristallisation observée expérimentalement dans cette zone.
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3.4.2 Etude du transfert de la quantité de mouvement

Comme dans la section 3.3.3 pour le probléme thermique, il est possible d’étudier la nature
du transfert de la quantité de mouvement. En mécanique des fluides, le nombre de Reynolds

2
v

Re =

mesure 'importance relative des forces d’inertie par rapport aux forces de viscosité au sein d'un
fluide en écoulement. Autrement dit, il correspond au rapport relatif du transfert par convection
par le transfert par diffusion de la quantité de mouvement.

La figure 3.16 présente la viscosité cinématique v pour le probléme d’écoulement considéré. On
remarque, tout d’abord, que la dissymétrie des champs de température et du taux de déformation
induit la méme dissymétrie pour la viscosité; en effet, la loi de viscosité adoptée est fonction de
ces deux champs. De plus, un fort gradient de la viscosité est visible sous et autour de 1’outil
nécessitant un maillage relativement fin sous celui-ci : la taille de maille caractéristique est
d’environ 1.6mm.

bE3
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1.1E4
1.3E4
1.6E4
2E4
2 4E4
2 8E4
3.2E4
3.8E4
4.4E4
5E4
|1E5
1E6

(a) Coupe longitudinale (b) Coupe transverse

FI1G. 3.16 : Viscosité cinématique, v (en m.s~2), selon différentes vues, sur un volume réduit
autour de 'outil.

En calculant le nombre de Reynolds, on constate que sa valeur maximale est trés faible et
vaut 2.1077. Ceci permet d’affirmer que les forces d'inertie pv.Vo dans 1'équation de bilan de
quantité de mouvement (2.1) sont négligeables. Il aurait alors été possible de ne pas prendre en
compte ce terme dans la résolution du probléme. Cette simplification aurait permis de rendre le
probléme mécanique symétrique :

—Vp+div (u(d,T)(Vv + Vo)) + f =0

3.4.3 Limites du modéle au niveau de ’interface outil-matiére

Dans cette section, on tente de mettre en évidence la couche limite au niveau de l'interface
outil-matiére a partir du modeéle thermomécanique adopté et présenté & la section 2.2.

En raison de la faible épaisseur de cette couche limite (inférieure au millimétre), un maillage
plus fin que celui adopté jusqu’a présent doit étre considéré. De plus, pour éviter des temps de
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calculs trop importants, on considére un probléme simplifié qui consiste a travailler en “pseudo-
axisymeétrique”. Cette hypothése se justifie par le fait que le produit (rayon du pion *
rotation de l'outil) est grand devant la vitesse de soudage. Ainsi, on peut ne plus considérer la
translation de I'outil. Dans ce probléme réduit, on est donc amené a travailler sur la section 2D
présentée sur la figure 3.17. Le champ de vitesse ne comprend qu’une composante orthoradiale ;
pour simplifier, on ne considére pas de composante verticale de la vitesse. Le champ de vitesse
est donc de la forme suivante :

vitesse de

v =v(r,z)ug (3.3)

axe de rotation

contact
outil-matiére r

FiG. 3.17 : Géométrie adoptée pour le modéle réduit axisymétrique.

Outre l'invariance par rapport & 'angle 6, on considére un régime permanent. En raison de
la dépendance du champ de viscosité avec les variables (r, z), les équations du probléme réduit
s’écrivent sous la forme :

{ pv.NVv = =Vp(r,z) + p(r, 2) Av + 2dV u(r, 2) (3.4)
divv =0

On remarque que la condition d’incompressibilité (3.5) est automatiquement vérifiée dés que
l'on considére des champs de vitesse de la forme donnée par I'équation (3.3). La projection de
I'équation d’équilibre (3.4) sur les vecteurs u, et u, permet de déterminer la dépendance de la
pression par rapport a z et r. Cherchant le champ de vitesse v(r, z), on considére donc seulement
la projection de (3.4) sur le vecteur ug :

M(@% 1@_1_62@)_1_6“@_’_8#8@ <U+Uau>:0

et 9:0:  \i? (3.6)

or or 0z 0z r2  ror

Le but est de résoudre numériquement cette équation sur le domaine représenté par la figure
3.17. Pour cela, on constate que cette équation est analogue a celle régissant un probléme de
thermique axisymétrique sans terme convectif, & conduction variable, en régime permanent et
avec une source volumique de chaleur notée s. En effet, I’équation de bilan d’énergie pour un tel
probléme se met sous la forme :

+aar+gaz+8:0 (3.7)

La méthode adoptée pour résoudre ’équation (3.6) consiste alors & mettre en place un pro-
cessus itératif au sein duquel I'équation thermique (3.7) est résolue en considérant une source

or?2  ror 0z
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v . . .
de chaleur égale au terme — <—2 + ——> évalué a partir des résultats de l'itération précédente.
r

Précisons enfin que la viscosité suit la loi de Sellars-Tegart. Pour cela, un champ de température
a été rapidement et simplement estimé.
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Fi1G. 3.18 : Quelques résultats concernant le modéle réduit azisymétrique.

Les résultats obtenus sont présentés sur la figure 3.18. On ne constate pas de forte discon-
tinuité au niveau de l'interface outil-matiére aussi bien pour le champ de vitesse que pour le
champ de vitesse de déformation. Cette observation permet donc d’affirmer que le calcul ne peut
pas mettre en évidence la couche limite & partir d'un comportement purement visqueux et de
conditions aux limites de type “vitesse imposée”.

3.4.4 Remarque sur le suivi de la surface libre

Lors de la recherche bibliographique, les avantages et inconvénients d’une description ciné-
matique eulérienne ont été examinés. En particulier, le recours & des techniques de modification
de domaine est nécessaire pour les problémes a surface libre étudiés dans un cadre eulérien. Dans
ce but, des recherches sur de telles techniques existantes ont été effectuées. Elles sont listées en
annexe A et une d’entre-elles [Lee et al., 1989] y est détaillée plus précisément.

Des essais ont été réalisés dans le but de la mettre en ceuvre. Cependant, non seulement par
manque de temps et du fait des problémes rencontrés, sa mise en ceuvre n’a pas abouti.

D’autre part, on peut préciser que le suivi de la surface libre ne semble pas étre un probléme
prépondérant dans la simulation du soudage par friction et malaxage. En effet, la composante
verticale de la vitesse est faible devant les deux autres composantes. La modification de domaine
qui en résulterait ne serait donc pas importante.

3.5 Sensibilité des résultats de la premiére étape du modéle a
quelques paramétres

Cette section est consacrée a 1I’étude de la sensibilité des champs de température et de vitesse
a la finesse du maillage et au type d’éléments finis utilisés.
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3.5.1 Sensibilité a la finesse du maillage

Nous avons vu que les forts gradients des champs simulés incitent a raffiner le maillage sous
et autour de l'outil. Plusieurs maillages ont alors été construits avec des finesses plus ou moins
grandes au niveau de cette zone. Les résultats obtenus & partir de chacun de ces maillages sont
donnés dans le tableau 3.6. Dans ce tableau, le maillage de référence correspond au maillage
utilisé pour les calculs présentés dans les deux sections précédentes 3.3 et 3.4. Pour chacun des
maillages, 'erreur relative en température a été calculée en prenant comme référence les résultats
obtenus avec le maillage le plus fin :

T — TtI‘éS fin
r=——+——
maX(TtreS ﬁn)
Nombre de | Nombre | Temps de | Erreur Température
noeuds de ddl calcul relative maximale
maximale
Maillage tres fin 6930 35494 4h40min | - 509°C
Maillage fin 5337 27347 2h07main | 0.013 509°C
Maillage de référence | 3829 19647 54dmin 0.018 508°C
Maillage grossier 3174 16282 35min 0.020 507°C
Maillage trés grossier | 1604 8268 Tmin 0.057 500°C

TAB. 3.6 : Etude de la sensibilité de la température au maillage.

Pour effectuer ce calcul, une interpolation du champ de température a di étre effectuée sur
le maillage le plus fin. En effet, les différents maillages utilisés n’ont aucun noeud en commun.

On constate que les erreurs relatives maximales sont acceptables pour les maillages fin, de
référence et grossier, d’autant plus que sous l'outil la valeur de I'erreur est largement inférieure
4 1072. Elle devient cependant plus importantes pour le maillage trés grossier, méme si le temps
de calcul est tres faible.

Les erreurs relatives pour les trois composantes de la vitesse ont aussi été calculées. Sous
I'outil, les valeurs sont comparables a celles concernant la température, ie. inférieures a 107 2.
On observe aussi des valeurs maximales égales & 0.2 localisées en quelques noeuds de la surface
supérieure, au niveau de singularités de maillage induites par la prise en compte de l'inclinaison
de 'outil. Au final, ces erreurs relativement élevées ne sont pas considérées comme prépondérante
car elles restent trés localisées.

En conclusion, ces tests de sensibilité vis-a-vis de la finesse du maillage montrent que la
configuration de référence adoptée est acceptable méme si un maillage plus grossier aurait aussi
pu étre considéré. De plus, il a été montré que les résultats difféerent peu en fonction du maillage
considéré pourvu que celui-ci soit élaboré de fagon a avoir un raffinement plus important au
niveau de l'outil que dans les régions plus éloignées. C’est pourquoi la phase d’élaboration du
maillage est trés importante.

3.5.2 Sensibilité au type d’éléments finis

Un probléme d’écoulement de fluide incompressible est bien posé s’il respecte la condition
inf-sup de Brezzi-Babuska [Pironneau, 1988|. Cette condition entraine des exigences & respec-
ter quant au choix des espaces de discrétisation non seulement pour la variable “vitesse” mais
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aussi pour la variable “pression” (notons que ces espaces de discrétisation ne sont pas nécessaire-
ment identiques). Ces exigences se traduisent par lexistence de couples d’éléments finis mixtes
compatibles & ’existence d’une solution unique alors que d’autres couples ne garantissent pas
I’existence et I'unicité d’une solution au probléme considéré. Autrement dit, le choix des espaces
de discrétisation et, par conséquent, le choix du type d’élément fini interpolant le champ de vi-
tesse et celui interpolant le champ de pression, ne sont pas arbitraires. Avant d’étudier I'influence
du choix du couple d’éléments finis sur le modéle mis en place, quelques couples d’éléments finis
sont présentés.

Choisir le type d’élément fini revient a déterminer le type d’interpolation au sein de chaque
élément. Une premiére facon de construire ces couples consiste a assembler des éléments finis de
Lagrange classiques :

~ L’éléement Q' /PY correspond a une interpolation linéaire sur des quadrangles pour la vitesse

et constante par élément pour la pression. Pour ce type d’élément, la condition de Brezzi-
Babuska n’est pas vérifiée ce qui se traduit par une instabilité numérique en damier pour
la pression.

~ L’éléement P?/P? (cf. figure 3.19(a)) correspond 4 une interpolation quadratique sur des tri-

angles pour la vitesse et une interpolation linéaire sur les mémes triangles pour la pression.
Cet élément est compatible au sens de la condition de Brezzi-Babuska.

D’autres couples d’éléments finis compatibles ont été inventés. Parmi ceux-1a, on en cite
quelques-uns :

L’élément bulle, noté Pblulle: correspond a un élément P! enrichi d’un noeud supplémentaire
situé au barycentre du triangle dans le cas 2D. II est utilisé pour discrétiser la vitesse. A
I'aide de cet élément, le couple P}, /P! (cf. figure 3.19(b)) a été inventé. Il consiste en
une amélioration de I’élément P'/P! qui n’est pas compatible avec la condition inf-sup
mais qui, cependant, donne des résultats corrects pour certains problémes.

Les macro-éléments sont obtenus en subdivisant chaque élément en plusieurs éléments &
partir du milieu des arétes. Ils sont utilisés pour discrétiser la vitesse. Parmi les macro-
éléments, on peut citer les couples Pt —iso— P2/P1 (cf. figure 3.19(c)) et Q' —iso—Q?/Q1.
L’interpolation est linéaire & 'intérieur de chaque micro-élément.

Les éléments discontinus sont linéaires a l'intérieur de 1’élément mais discontinus d’un élé-
ment & 'autre. Ils sont utilisés pour la discrétisation de la pression, en général. Par exemple,
le couple QZ/Pdliscontinu correspond a une interpolation quadratique pour la vitesse. Pour la
pression, en 2D, il existera 3 degrés de liberté par quadrangle. Les noeuds correspondant &
I'interpolation de la pression se situent a l'intérieur du quadrangle. On peut aussi imaginer
le couple Pfuue/PC}iswmmu qui lie un élément bulle pour la vitesse et un élément discontinu
pour la pression.

T =

(a) P?/P! (b) Pl./P* (c) P' —iso— P?/P1

F1G. 3.19 : Quelques couples d’éléments finis compatibles (les degrés de liberté de la vitesse sont
représentés par des points et ceuzx de la pression par des croiz).
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En fonction des possibilités offertes par le logiciel Castem, trois couples d’éléments ont été
testés (cf. tableau 3.7) :
— le couple P'/P' adopté dans les calculs présentés jusqu'ici;
le couple P?/P!;
- le couple P' —iso—P? | P} .. .

Couple d’élé- | Temps de | Nombre | Erreur relative | Température| Erreur  relative

ments calcul de ddl maximale en | maximale maximale en
température norme de vitesse

Pt/p! 4min 5820 - 502°C -

pP?/pt Th40min | 41932 0.019 506°C 0.12

Pl —iso—P? | 3h30min | 36078 0.069 511°C 0.18

/ P dliscontmu

TAB. 3.7 : Etude de Uinfluence de la méthode d’inversion

Pour faciliter le calcul des erreurs et pour ne pas avoir des temps de calcul trop importants,
le maillage sur lequel a été effectué ces tests est identique pour les trois cas et plus grossier que
celui de la configuration de référence de la section précédente 3.5.1.

Les résultats du tableau 3.7 montrent, en premier lieu, que le choix du couple P! /P! dans les
sections précédentes est validé méme si ce couple d’éléments n’est pas compatible au sens de la
condition de Brezzi-Babuska. Concernant le champ thermique, les températures sont similaires
d’un calcul & l'autre; les températures maximales pour chacun des calculs sont trés proches.
Concernant le champ de vitesse, il existe certains noeuds ou ’erreur relative présente des valeurs
importantes, supérieures a 10%. Comme dans la section précédente, ces noeuds sont tres localisés.
A T'exception de ces noeuds, 'erreur relative est largement acceptable.

3.6 Présentation de I’état résiduel d’un assemblage

Dans cette section, I'état résiduel d’un assemblage soudé par friction et malaxage est présenté
a partir des résultats obtenus par le modéle donné dans la section 2.3. Dans un premier temps,
les résultats métallurgiques sont exposés, puis, les distorsions, les déformations plastiques et les
contraintes résiduelles sont présentées.

Pour ’ensemble de ces calculs, la configuration de soudage est la méme que celle adoptée lors
de la premieére étape (cf. section 3.3). C’est pourquoi, dans les tableaux 3.8 et 3.9, nous précisons
juste les paramétres des modéles choisis.

Qeff t: Tr
118k J.mol~1 | 16s | 350°C

TAB. 3.8 : Paramétres pour le modéle métallurgique de Myhr et Grong (données issues de

[Robson et al., 2004]).

De plus, les résultats présentés dans ce qui suit ont été obtenus a partir d’'un comportement
élastoviscoplastique bicouche présenté & la section 2.3.2.1, sauf indication contraire.

Le maillage adopté comporte 16773 noeuds pour 16008 éléments & interpolation linéaire. Au
total, il existe 52467 degrés de liberté.
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Température (°C') 25 | 100 | 150 | 177 | 205 | 230
Module de Young, E (GPa) 71 68 | 63 | 60 | 57 | 53
o (M Pa) 28 | 25 | 21 | 19 | 17

o, (M Pa) 435 | 405 | 345 | 310 | 240 | 180
Coefficient d’écrouissage, H (M Pa) 2000 | 1800 600
Température (°C') 260 | 315 | 370 | 425 | 482 | 540
Module de Young, E (GPa) 48 39 28 | 25 | 20 | 20
o (M Pa) 14 11 8 8 8 8
0, (M Pa) 125 25 32 | 23 | 15 8
Coefficient d’écrouissage, H (M Pa) 400 | 250 | 150 | 100 | 50 | 25
Coefficient de Poisson, v 0.33

Coefficient de dilatation thermique, o (K1) 25.107°

TAB. 3.9 : Paramétres mécaniques pour le modéle de comportement élastoviscoplastique bicouche
(données issues de [Kaufman, 1999]).

Enfin, le cisaillement appliqué au niveau du contact outil-matiére est obtenu & partir des
résultats de la premiére étape du calcul, comme précisé a la section 2.3.2.3. La norme du ci-
saillement est représentée sur la figure 3.20. On constate qu’elle est plus importante au niveau
de I'épaulement : elle vaut en moyenne 20M Pa. Cette valeur est similaire a celle utilisée par
[Colegrove et Shercliff, 2004a] dans leurs travaux.

Fi1G. 3.20 : Cisaillement (en M Pa) appliqué sur la zone de contact outil-matiére (issu de la
premiére étape du modéle).

3.6.1 Etat métallurgique

La figure 3.21(a) présente la fraction de preécipités dissous au sein du cordon : il s’agit d'un
zoom d’une coupe transversale. Comme précisé auparavant, ces résultats sont issus d’un modéle
simple, ne tenant compte que de la dissolution des précipités et non de la période de maturation
aprées soudage. La figure 3.21(a) montre que la dissolution des précipités est compléte au niveau du
passage de I'outil. Rappelons que cette dissolution est pilotée par le cycle thermique. Ces résultats
numeériques sont comparables et en accord avec les résultats expérimentaux de [Genevois, 2004]
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représentés sur la figure 1.6(b) (page 21).
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F1G. 3.21 : Fraction de précipités dissous, notée Xy dans l’équation (2.12) et dureté Vickers au
sein du cordon de soudure (les pointillés verticaur délimitent [’épaulement et la “retreating side”
est caractérisée par les valeurs négatives de la distance au cordon de soudure).

La figure 3.21(b) présente un profil de dureté obtenu a I'aide d’une expression analogue &
I'équation (2.13), en prenant les valeurs Hupg, = 140 et Hupi, = 55 (cf. [Bjorneklett et al.,
1999] et [Robson et al., 2004]). Le profil obtenu fait apparaitre une chute de dureté liée a I’échauf-
fement. On remarque que la dissolution compléte se traduit par une dureté minimale. Vis-a-vis
des données expérimentales présentées sur la figure 1.9 et de celles de [Robson et al., 2004], on
remarque que le profil capte bien la chute de dureté mais qu’il ne fait pas apparaitre une aug-
mentation de la dureté induite par la réapparition des zones de Guinier-Preston dans les régions
ayant connu des températures les plus élevées. Ceci s’explique par le fait qu’aucun modéle de
reprécipitation n’a été utilisé lors de ce travail.

Une fois la dissolution des précipités estimée, la limite d’élasticité est évaluée a partir de
Iéquation (2.13) et des données dans le tableau 3.9. Ceci permet de prendre en compte non
seulement les aspects thermiques mais aussi les aspects métallurgiques pour la détermination
de la limite d’élasticité. Sur la figure 3.22(a), la dépendance de la limite d’élasticité avec la
température est représentée. On remarque que plus la température est grande, plus la limite
d’élasticité est faible. Ainsi, la zone & faible limite d’élasticité est réduite a la région autour de
Ioutil. Le refroidissement des plaques apreés le passage de 'outil permet directement un retour a
des valeurs de la limite d’élasticité plus élevées. Dans ce cas-13, les évolutions métallurgiques ne
sont pas prises en compte. Or, la matiére située derriére I'outil ne retrouve pas son durcissement
initial instantanément en raison de la dissolution compléte des précipités. Cet aspect est pris en
compte sur la figure 3.22(b) on la limite d’élasticité reste faible aprés le passage de 1'outil. Bien
que la relation (2.13) liant la limite d’élasticité a la fraction de précipités dissous soit simple
et ne tienne pas compte du léger durcissement de la matieére derriére 1’outil engendré par la
précipitation de zones de Guinier-Preston, la méthode retenue dans ce travail présente ’avantage
de considérer les deux phénomeénes principaux influant sur la valeur de la limite d’élasticité : les
évolutions thermiques et métallurgiques.
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Fic. 3.22 : Valeurs de la limite élastique (en M Pa) modifiée par Uapport du modéle métallur-
gique, notée o, dans l'équation (2.13) et/ou par Uapport du champ de température.

3.6.2 Distorsions et déformations résiduelles

Dans cette section, les distorsions et les déformations résiduelles sont exposées. La figure 3.23
montre les distorsions verticales aprés soudage. Les résultats présentés se situent & mi-épaisseur
des plaques mais on note que les distorsions sont uniformes dans 1’épaisseur. Le déplacement
maximal a 'extrémité des plaques est de 1.4mm ; on rappelle que la largeur de chaque plaque
vaut 10cm. On remarque aussi que 1’assemblage se courbe vers le bas; cette tendance s’explique
par des températures plus importantes au niveau de la face supérieure que de la face inférieure
des plaques. Cette différence de température est due a la présence de la source de chaleur au
niveau de la face supérieure et a la dissipation de chaleur importante avec le support sur lequel
reposent les plaques. Elle induit donc des dilatations plus importantes au niveau de la partie
supérieure du cordon de soudure.

—+—avant débridage
0.25¢ —— aprés débridage

Distorsion verticale (mm)

_15 L L L L L L L
-100 -75 -50 -25 0 25 50 75 100
Distance au cordon de soudure (mm)

FiG. 3.23 : Distorsions verticales aprés soudage (les pointillés verticaur délimitent 1’épaule-
ment et la “retreating side” est caractérisée par les valeurs négatives de la distance au cordon de
soudure). La comparaison des distorsions verticales avant et aprés débridage est présentée.
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De plus, la figure 3.23 présente la comparaison des distorsions verticales avant et aprés débri-
dage. On remarque que 'opération de débridage libére les plaques et permet & 'assemblage de
prendre sa forme incurvée. Avant la suppression des mors de bridage, les déplacements verticaux
sont quasiment nuls.

La figure 3.24 montre trois composantes des déformations plastiques atteintes lors du ré-
gime permanent. Ces déformations plastiques sont représentées sur une section transverse a la
direction de soudage. La position de cette section a été choisie dans la zone caractérisant le ré-
gime permanent. Cette zone correspond & la région o les grandeurs mécaniques sont stabilisées.
Elle débute naturellement largement derriére I'outil et se termine avant I'extrémité arriére des
plaques, de fagon a ce que les conditions aux limites de bord libre n’influent pas sur les valeurs des
grandeurs mécaniques du régime permanent. C’est pour cela, que, lors de la simulation, 1’outil
ne se situe pas au centre de 'assemblage. Il a été placé de facon a permettre une stabilisation de
ces grandeurs mécaniques (cf. figure 3.9 pour visualiser cette position).

Les cartes de déformations plastiques sur la figure 3.24 mettent en évidence la zone traversée
par l'outil. On remarque aussi que les valeurs de la composante €5, sont largement inférieures
aux deux autres. De plus, la valeur de cette composante %, est maximale dans des zones situées
de part et d’autre de I’épaulement. Cette zone correspond a la zone de discontinuité forte de la
limite d’élasticité (cf. figures 3.21 et 3.22(b)).
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: 1 z
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Ezz y
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F1G. 3.24 : Déformations plastiques atteintes lors du régime permanent : &by, e, et €2,. Ces
déformations plastiques sont représentées sur une section transverse a la direction de soudage.

3.6.3 Contraintes résiduelles

Le résultat final du modeéle global est présenté dans cette section : il s’agit des contraintes
résiduelles. Leur estimation est importante car elle permet de connaitre le nouvel état initial de
I’assemblage soudé en vue d’une utilisation ultérieure.

La figure 3.25 montre 1’évolution des contraintes résiduelles sur une section transverse. Ces

cartes montrent que la composante longitudinale o7%° présente les valeurs les plus importantes
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et les plus irréguliéres.
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Fi1G. 3.25 : Coniraintes résiduelles atteintes lors du régime permanent : 0,5°, oy0° et 075°. Ces

contraintes résiduelles sont représentées sur une section transverse o la direction de soudage.

Pour une étude plus précise des contraintes résiduelles, des profils sont représentés sur les
figures 3.26 et 3.27. Il s’agit des valeurs des contraintes résiduelles sur des droites transverses
situées & différentes épaisseurs.

La figure 3.26 met en évidence le profil particulier de la composante o7%° par rapport aux
deux autres composantes; il s’agit d'un profil relativement symétrique comportant deux pics. Ils
sont situés de part et d’autre de la zone qui a été en contact avec ’épaulement : les maxima
des deux pics sont espacés de 50mm alors que le diamétre de I’épaulement vaut 30mm. De plus,
une comparaison avec la figure 3.21(b) montre que ces deux pics se situent dans la zone de forte
discontinuité de la fraction de précipités dissous, c’est-a-dire, de la limite d’élasticité.

D’autre part, on remarque que les deux autres composantes sont moins importantes, la com-

posante o.¢° étant méme négligeable devant les deux autres. Les valeurs maximales des pics de

Tes
0—$$

deux pics (50M Pa au minimum). La région entre les deux pics correspond a la région ou la
dissolution est totale lors du soudage (cf. figure 3.21(b)).

valent 220M Pa alors que l'on obtient des valeurs beaucoup moins importantes entre ces

La figure 3.27 montre que les variations de la composante o75° dans I’épaisseur des plaques

ne sont pas importantes. On remarque cependant que plus 1’on se trouve proche de la face
supérieure des plaques, plus les pics ont des valeurs maximales élevées (variations entre 190M Pa
et 240M Pa).

L’ensemble des résultats concernant les contraintes résiduelles est comparé & des données
expérimentales issues de la littérature [Wang et al., 2000] et déja présentées sur la figure 1.9. Ce-
pendant, n’ayant pas considéré la méme configuration de soudage et le méme alliage d’aluminium
que dans les travaux de [Wang et al., 2000, nous ne pourrons réaliser, ici, qu'une comparaison
qualitative des résultats obtenus. Ainsi, le profil & double pic peut étre validé, de méme que la
position de ces pics, situés a 'extérieur de la zone délimitée par I’épaulement (le diameétre de
I’épaulement de outil utilisé dans les travaux de [Wang et al., 2000] est de 19mm (cf. |Feng
et al., 2004])).
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FiG. 3.26 : Contraintes résiduelles a4 mi-épaisseur aprés soudage, débridage et refroidissement
complet (les pointillés verticauz délimitent I’épaulement et la “retreating side” est caractérisée par
les valeurs négatives de la distance au cordon de soudure).

Concernant la valeur des contraintes résiduelles obtenues, il est plus difficile d’établir une
comparaison. On peut cependant situer leurs valeurs vis-a-vis de la limite d’élasticité & I’ambiante.
Pour I'alliage considéré, elle vaut 435M Pa alors que les contraintes résiduelles maximales valent
220M Pa. Les contraintes résiduelles estimées se situent donc a 50% de la limite d’élasticité a
Iambiante. Dans leur travaux, [Wang et al., 2000] ont effectué deux essais, le premier avec une
vitesse de soudage “faible”, et le second avec une vitesse de soudage “élevée”. Ils ont conclu que les
contraintes résiduelles mesurées se situent respectivement a 53% et 73% de la limite d’élasticité
prise égale a 276M Pa pour un alliage d’aluminium 6061-T6. Ainsi, la valeur de 50% obtenue
dans la simulation est acceptable vis-a-vis de ces résultats expérimentaux. On retrouve aussi
cette valeur de 50% dans les travaux de |Lawrjaniec et al., 2003].

Enfin, la figure 3.28 présente une comparaison portant sur la composante longitudinale des
contraintes avant et apres débridage, sachant que les résultats présentés jusqu’ici concernent
I’état mécanique aprés débridage. On remarque que le débridage influe de maniére significative
sur les contraintes au niveau de la région d’application des mors de bridage. De plus, on note
aussi qu’au quart de I’épaisseur et a mi-épaisseur des plaques, les contraintes évoluent lors du
débridage dans la région traversée par 1’outil. Cependant, le profil & deux pics existe avant la
suppression du bridage.

Conformément a la remarque effectuée a la section 2.3.4.4, il a été vérifié que le champ de
contraintes résiduelles présenté ci-dessus vérifie le critére de plasticité. Ceci permet de considérer
un retour purement élastique pour déterminer I'état résiduel a partir des déformations plastiques
présentées sur la figure 3.24.
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Fic. 3.27 : Variations de la composante xx des contraintes résiduelles dans l’épaisseur de l’as-
semblage (les pointillés verticauz délimitent ’épaulement et la “retreating side” est caractérisée
par les valeurs négatives de la distance au cordon de soudure).

3.7 Etude de l'influence de quelques aspects de la seconde étape
du modéle

Dans cette section, I'influence de plusieurs paramétres du modeéle et de quelques parameétres
de la configuration de soudage est étudiée. Successivement, nous nous intéressons a l'influence
de la loi de comportement, I'influence de la prise en compte du modéle métallurgique, I'influence
de la vitesse de soudage et de la vitesse de rotation de l'outil. Pour ces quatre aspects, nous
étudions leur influence sur I’'état mécanique résiduel.

3.7.1 Influence de la loi de comportement

Dans cette section, on étudie I’influence de la loi de comportement sur les contraintes rési-
duelles longitudinales o075°. Pour cela, on renvoie a la section 2.3.2.1 o1 trois lois de comportement
avaient été détaillées :

le comportement élastoplastique a écrouissage cinématique linéaire ;

— le comportement élastoviscoplastique de type Chaboche (n = 1) a écrouissage cinématique

linéaire ;

— le comportement élastoviscoplastique dit “bicouche”.

Pour chacun de ces trois comportements, la seconde étape du modéle a été appliquée a partir
des résultats de la premiére étape. Le tableau 3.10 donne les temps de calcul pour chacune de ces
trois lois. On n’observe pas de grandes variations du temps de calcul en fonction du comportement
adopteé.
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FiG. 3.28 : Comparaison de la composante longitudinale des contraintes avant et aprés débridage
(la “retreating side” est caractérisée par les valeurs négatives de la distance au cordon de soudure).

Loi de comportement Temps de calcul
Elastoplastique 16 heures
Elastoviscoplastique (Chaboche) 13 heures
Elastoviscoplastique (bicouche) 14 heures

TAB. 3.10 : Comparaison des temps de calcul en fonction de la loi de comportement.

La figure 3.29 représente la composante o.5° des contraintes résiduelles & mi-épaisseur des
plaques. Les trois comportements font apparaitre le méme type de profil et la localisation des pics
est inchangée d'un comportement & l'autre. On remarque cependant des différences dans la valeur
maximale des pics et la valeur moyenne entre les deux pics. Globalement, pour le comportement
élastoplastique, les valeurs maximales des pics sont plus importantes que pour les deux autres
comportements alors que la valeur moyenne entre les deux pics est la plus basse. Au contraire,
le comportement élastoviscoplastique de Chaboche fournit des pics dont les valeurs maximales
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sont les plus faibles et entre lesquels la valeur moyenne est la plus élevée des trois comportements
choisis. Les contraintes résiduelles obtenues par le comportement élastoviscoplastique bicouche
sont donc encadrées par les deux autres comportements.
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FiG. 3.29 : Composante o5’ des contraintes résiduelles a mi-épaisseur pour différentes lois de
comportement (la “retreating side” est caractérisée par les valeurs négatives de la distance au
cordon de soudure).

3.7.2 Influence du modéle métallurgique

Dans cette section, nous étudions I'influence de la prise en compte du modéle métallurgique
sur le profil des contraintes résiduelles. Pour cela, au lieu de la limite d’élasticité représentée sur
la figure 3.22(b), on ne considére que la dépendance de la limite d’élasticité avec la température
(cf. figure 3.22(a)). La variation avec la fraction de précipité dissous n’est donc plus prise en
compte.

La comparaison des profils de contraintes résiduelles longitudinales est représentée sur la
figure 3.30 pour différentes hauteurs dans l'assemblage. Sur les trois figures, le méme profil de
contraintes résiduelles peut étre visualisé. Les pics se situent sensiblement au méme endroit.
Cependant, on remarque que, au quart de I'épaisseur et & mi-épaisseur des plaques (cf. figure
3.30(a) et 3.30(b)), la valeur moyenne entre les deux pics est nettement plus élevée lorsque le
modéle métallurgique n’est pas pris en compte. Cette tendance est aussi visible dans le modéle
thermomeécanique mis en place par [Lawrjaniec et al., 2003] ou les évolutions métallurgiques ne
sont pas prises en compte.

Ces résultats montrent donc que le modéle métallurgique est responsable des faibles valeurs
moyennes des contraintes résiduelles entre les pics. De plus, la prise en compte d'un modéle
meétallurgique fournit des résultats plus proches des résultats expérimentaux ou la valeur des
contraintes entre les pics est aussi trés faible (cf figure 1.9).
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FiGc. 3.30 : Influence de la prise en compte ou non du modéle métallurgique sur la composante
ores des contraintes résiduelles (la “retreating side” est caractérisée par les valeurs négatives de
la distance au cordon de soudure).

Cependant, on remarque que sur la figure 3.30(c), i.e. aux trois-quarts de I’épaisseur de
I'assemblage, les profils sont trés similaires, contrairement aux figures 3.30(a) et 3.30(b). Ceci
peut étre une conséquence de la force de plongée appliquée par 1’outil sur les plaques. Cet effort
jouerait donc un réle plus important au niveau supérieur des plaques qu’au niveau inférieur.

3.7.3 Influence de la vitesse de soudage

Dans cette section, l'influence de la vitesse de soudage sur le profil des contraintes résiduelles
est étudiée. Pour cela, seul ce paramétre est modifié par rapport a la configuration de soudage
présentée plus haut. Précisons qu’il s’agit de “tests numériques” et, qu’en réalité, d’autres para-
métres (force de plongée,...) peuvent aussi étre modifiés si 'on décide de modifier la vitesse de
soudage en vue d’obtenir une configuration de soudage optimale.

Les résultats présentés sur la figure 3.31 illustrent I'influence de la vitesse de soudage sur
I'état résiduel de Passemblage. Tout d’abord, on constate sur la figure 3.31(a) que plus la vitesse
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Fi1Gg. 3.31 : Etude de linfluence de la vitesse de soudage sur l’état résiduel d’un assemblage
soudé par friction et malazage (la “retreating side” est caractérisée par les valeurs négatives de
la distance au cordon de soudure).

de soudage est élevée, i.e. plus le soudage est “froid”, plus les distorsions sont faibles. Concernant

la composante 075 des contraintes résiduelles, deux remarques peuvent étre effectuées a partir

de la figure 3.31(b) :
Premiérement, les courbes relatives aux vitesses de Imm.s~! et 1.7mm.s~! montrent que
les pics sont d’autant plus élevés et marqués que la vitesse de soudage est élevée. Une diffé-
rence de 50M Pa (resp. 100M Pa) existe pour le pic situé au niveau de la “retreating side”
(resp. “advancing side”). Cette tendance apparait aussi dans les travaux expérimentaux de
[Wang et al., 2000] ot des mesures de contraintes résiduelles ont été effectuées sur deux
assemblages identiques soudés a deux vitesses différentes. Ces résultats expérimentaux sont
présentés sur la figure 1.9.

— Ensuite, on constate que plus la vitesse de soudage est élevée, plus la région entre les deux
pics est étroite. Cette tendance se vérifie pour les trois vitesses étudiées sur la figure 3.31(b)
et plus particuliérement pour le cas v = 3mm.s~! ol la bande est beaucoup plus étroite que
pour les deux autres cas. En effet, les deux pics sont éloignés de 55mm pour une vitesse de
soudage de Imm.s~ !, 50mm a 1.7mm.s~! et 36mm a 3mm.s~!. Cette tendance s’explique
par le fait que la quantité de chaleur fournie aux plaques est d’autant plus faible que la
vitesse de soudage est élevée. Ceci a pour conséquence de diminuer I’apport de chaleur au
sein des plaques et donc de diminuer la taille de la région ou la dissolution des précipités
est totale. Ainsi, les deux pics ont tendance a se rapprocher I'un de l'autre.

1

3.7.4 Influence de la vitesse de rotation de ’outil

De méme que dans la section précédente, cette section est consacrée a I'étude de linfluence
de la vitesse de rotation de 'outil sur les distorsions et contraintes résiduelles, tous les autres
paramétres restant inchangés méme si la configuration de soudage considérée pour ces “tests
numériques” n’est pas optimale.

Les tendances apparaissent moins distinctement sur ces résultats que lors de la section pré-
cédente. Néanmoins, concernant les distorsions verticales sur la figure 3.32(a), on remarque que
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FiGg. 3.32 : FEtude de linfluence de la vitesse de rotation de Uoutil sur ’état résiduel d’un
assemblage soudé par friction et malazage (la “retreating side” est caractérisée par les valeurs
négatives de la distance au cordon de soudure).

plus la vitesse de rotation de 1'outil est élevée, i.e. plus le soudage est “chaud”, plus les distorsions
sont importantes.

Concernant la composante 7%

rxr
les deux pics est d’autant plus large que la vitesse de rotation est élevée. Un raisonnement

similaire au précédent permet d’expliquer cette tendance : plus la vitesse de rotation est grande,
plus importante est la quantité de chaleur fournie aux plaques, plus large est la région ou la
dissolution des précipités est totale, et donc, plus les pics sont éloignés.

des contraintes résiduelles, il apparait que la région entre

3.8 Influence des paramétres o et  sur le modéle

Dans cette section, I'influence des paramétres o et [ sur les températures et les contraintes
résiduelles est étudiée. Comme illustré par la figure 3.7 et suite & la discussion de la section 3.2.4,
cette étude paramétrique apparait nécessaire pour valider I’ensemble des résultats présentés dans
les sections précédentes. Pour cela, trois autres couples («,3) ont été considérés au sein de la
vallée de minima ; ils sont représentés en bleu sur la figure 3.33.

Le tableau 3.11 compare les champs de température pour chacun de ces trois nouveaux couples
en prenant comme référence le couple initialement choisi. On constate que U'erreur relative est
faible et donc acceptable pour les trois cas; elle vaut au maximum 4.48% pour le troisiéme cas
considéré. Ceci permet de conclure que la position des paramétres (a,) dans la vallée ne joue
pas un réle important pour le champ de température. Cette remarque était cependant prévisible
car la vallée de minima représentée sur la figure 3.33 est liée a la fonction cofit § introduite &
I’équation (3.1) et estimant I’écart entre les champs de température expérimentale et simulée en
quelques points autour de 'outil. La seule information supplémentaire que nous fournissent ces
résultats est que les champs de température obtenus & partir de ces quatre couples sont proches
les uns des autres sur 'ensemble de la géométrie.

La figure 3.34 expose les profils de la composante 07%° des contraintes résiduelles pour les
différents couples de paramétres considérés. On constate que les profils sont trés similaires pour
les couples (o = 0.008, (3 =0.7), (a =0.009, B =0.65)et (a=0.01, [ =0.6). Pour le dernier
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0.03
0.025}

0.02f

Parametre o
(=]
(]
—
h

0.01F5%

0.005}

0.001L
0.5 0.6 0.7 0.8 0.9
Parametre p

F1G. 3.33 : Représentation des couples (a,3) considérés au sein de la vallée de minima pour
létude paramétrique (en bleu) : (a = 0.008, [ =0.7), (a =0.01, [ =0.6) et (a« = 0.015,
B = 0.55). En noir, est représenté le couple (o = 0.009, S = 0.65) adopté depuis le début de
[’étude.

Couple («,f) Erreur relative | Température maximale
(¢ =0.008, [ =0.7) 1.32 % 511°C
(¢ =0.01, [=0.6) 0.968 % 505°C
(a =0.015, B =0.55) 4.48 % 511°C

TAB. 3.11 : Erreurs relatives des champs de température par rapport au couple (o = 0.009,
B = 0.65) initial et températures mazimales pour les trois couples («,3) considérés.

couple (a = 0.015,8 = 0.55), on observe de plus grandes variations dans une région trés localisée
entre les deux pics avec une zone ou les contraintes résiduelles sont plus importantes. Cependant,
la largeur de la bande et les profils des deux pics restent trés similaires au cas de référence grace
a la bonne corrélation du champ de température. Ceci permet de conclure que le choix de caler
les deux paramétres « et 8 sur un champ de température expérimental est pertinent car il s’agit
d’un champ prépondérant dans tout procédé de soudage et que son estimation doit donc étre la
meilleure possible vis-a-vis du champ réel.

3.9 Conclusions
En conclusion de ce chapitre, les principaux résultats et tendances obtenus lors de ce travail

sont résumés dans ce qui suit.
Concernant le processus d’optimisation, il a été vu que les trois parameétres permettant de
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Fic. 3.34 : Comparaison des profils de la composante ol5° des contraintes résiduelles pour les
trois couples («,[3) considérés au sein de la vallée de minima avec le couple (o = 0.009,3 = 0.65)
de référence (la “retreating side” est caractérisée par les valeurs négatives de la distance au cordon

de soudure).

définir complétement le probléme ont été déterminés en ajustant au mieux le champ thermique
simulé sur des valeurs de température expérimentales. A posteriori, le choix de baser I’estimation
de ces deux parameétres sur le champ de température est opportun car cette grandeur physique
est a la base du modéle mis en place, et, plus généralement, de toute modélisation de procédé
de soudage. D’un point de vue pratique, accéder expérimentalement & un champ thermique est
aussi plus facile et plus stir qu’accéder a un champ de contraintes résiduelles, par exemple. Le
processus d’optimisation a mis en évidence une vallée de minima pour la fonction coiit adoptée,
rendant la détermination des deux paramétres problématique. Cependant, il a été démontré que
considérer des couples de paramétres distincts au sein de cette vallée ne génére pas de variations
de résultats trop importantes.

Concernant la premiére étape du modeéle dont le but est de déterminer le champ de tempé-
rature et I’écoulement visqueux autour de I’outil, les résultats suivants ont été obtenus :

1. le champ de température est globalement symétrique par rapport a ’axe longitudinal de
soudage ;

2. la seule dissymétrie du champ thermique est visible au niveau de la zone de contact outil-
matiére mais celle-ci s’estompe rapidement ;

3. la principale source de chaleur pour le modéle mis en place est la source de chaleur surfa-
cique correspondant a la chaleur libérée par le frottement ;

4. le terme convectif dans ’équation de Navier-Stokes peut étre supprimé;

5. le modéle purement visqueux ainsi que la nature des conditions aux limites adoptés ne
permettent pas de mettre en évidence la couche limite de cisaillement au niveau du contact
outil-matiére.

Concernant la seconde étape du modéle dont le but est d’estimer 1’état mécanique résiduel
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d’'un assemblage soudé en tenant compte de la dissolution des précipités durcissants, les princi-
paux résultats obtenus sont les suivants :

1. Bien que simple, le modeéle métallurgique adopté permet de capter les principales évolutions
métallurgiques et d’en tenir compte dans l'estimation de I'état résiduel d’un assemblage
soudé par friction et malaxage. D’autre part, la prise en compte de ce modéle donne une
meilleure évaluation de cet état résiduel.

2. Le profil de contraintes résiduelles longitudinales obtenu met en évidence deux pics. Ils se
situent au niveau de la zone de discontinuité de la fraction de précipité dissous et donc de
la limite d’élasticité. De plus, le profil obtenu est globalement symétrique par rapport a
I’axe longitudinal de soudage.

3. Il a été démontré que le modéle métallurgique joue un role sur la valeur des contraintes
résiduelles longitudinales entre les deux pics mais qu’il n’est pas seul a l'origine de ces deux
pics.

4. Faute de données expérimentales sur 1’état résiduel pour la configuration de soudage simu-
lée, il n’a pas été possible de comparer quantitativement ces résultats. Une appréciation
qualitative est cependant possible et permet de conclure que le profil & deux pics obtenu est
comparable aux profils expérimentaux ; d’autant plus que le rapport entre les contraintes
résiduelles simulées maximales et la limite d’élasticité de l'alliage de base est du méme
ordre de grandeur que celui issu de travaux expérimentaux de la littérature et obtenu pour
d’autres configurations de soudage.

Enfin, I'influence de quelques paramétres de soudage a été étudiée :

1. plus la vitesse de soudage est élevée, plus les distorsions sont faibles, plus les pics de la

Tes

7¢5 des contraintes résiduelles sont élevés, marqués et rapprochés;

composante o

2. plus la vitesse de rotation de I'outil est élevée, plus les distorsions sont importantes et plus
les pics de la composante 075’ des contraintes résiduelles sont éloignés.

En outre, il est intéressant de connaitre le rendement 7 d'un tel procédé de soudage. On
définit ce rendement comme le rapport entre la puissance Pejgjeyr dissipée dans les plaques sous
forme de chaleur et la puissance mécanique Pfoyrnie fournie a l'outil. La valeur de Pepgleqr a été
calculée et vaut 2828W. La valeur de Pfoyrpnie correspond au produit entre le couple appliqué a
I’outil et la vitesse de rotation de celui-ci :

Pfourm'e = Uoutil - Woutil

ol Cyyeir est défini par Coyii = / TrdS. €. représente la surface de contact entre 'outil et
Q¢
la matiére, 7 la norme du vecteur cisaillement sur cette surface et r la distance & I'axe de I'outil.

Un simple calcul fournit les résultats suivants :

Coutil =172N.m
n=61%

La principale limite au modéle développé dans ce travail réside dans le fait que les parameétres
a et (B englobent implicitement plusieurs phénoménes physiques telles que la description du
contact outil-matiére, la répartition de la dissipation de chaleur et plusieurs paramétres physiques
tels que le coefficient de frottement, par exemple. Ainsi, I’étude réalisée ci-dessus est propre a la
configuration de soudage adoptée et le choix des paramétres a et 5 ne peut pas étre généralisé
a une autre configuration de soudage (dimensions des plaques, nature de I’alliage,...). Une phase
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préliminaire de détermination de ces deux paramétres est donc nécessaire, ce qui implique la
connaissance d’un champ de température expérimental. Cependant, les études paramétriques
effectuées dans les sections 3.7.3 et 3.7.4 sur les vitesses de soudage et de rotation de l'outil et
surtout les tendances dégagées restent valables car les configurations considérées sont proches de
la configuration de référence.
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Chapitre 4

Perspectives : vers une modélisation
unifiée du friction stir welding ?

4.1 Introduction

Dans les deux chapitres précédents, une modélisation prédictive du procédé de soudage par
friction et malaxage a été construite et présentée. La principale hypothése de la deuxiéme étape
de ce modéle est de travailler dans le cadre des déformations infinitésimales. En particulier, la
loi de comportement adoptée présente les principales caractéristiques suivantes : utilisation du
tenseur de déformation linéarisé €, partition additive du tenseur de déformation € = €€ + P,
absence de non-linéarités géométriques,...

Bien que cette hypotheése ne soit pas remise en cause par les résultats (ceci est principalement
di au fait que la couche de cisaillement n’a pas été prise en compte par le modele), il semble plus
correct de travailler dans un cadre plus élargi sans se restreindre a I'hypothése des déformations
infinitésimales. Il s’agit notamment d’utiliser une loi de comportement adaptée aux grandes
déformations : utilisation du tenseur de déformation non linéarisé, partition multiplicative du
gradient de transformation, prise en compte des non-linéarités géométriques,...

Ce chapitre est consacré a I’étude de la faisabilité de tels objectifs & partir de 'amélioration
du modéle construit jusqu'ici. Pour cela, le premier objectif consiste en la construction d’une
modélisation du procédé en une seule étape. En effet, lors de la mise en place du modéle, un
calcul en deux étapes nous a semblé, tout d’abord, nécessaire car les trajectoires suivies par la
matiére constituent une inconnue du probléme. Utiliser la méthode de calcul stationnaire issue des
travaux de [Maitournam, 1989] n’est donc pas possible puisqu’elle est basée sur la connaissance
a priori des lignes de courant supposées rectilignes. Une étape préliminaire était donc nécessaire
pour déterminer ces lignes de courant.

On se propose, dans ce chapitre, de construire une méthode de calcul stationnaire similaire
a celle utilisée jusqu’ici mais dans laquelle les lignes de courant sont a priori inconnues et seront
déterminées par le processus numérique. La mise en place d’un tel algorithme est décrite dans
la premiére section. Ensuite, cet algorithme sera appliqué au procédé de laminage en vue de le
valider et son applicabilité & la simulation du procédé de soudage par friction et malaxage sera
étudiée.
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4.2 Elaboration d’une méthode de calcul stationnaire en grandes
déformations

Dans cette section, nous présentons une méthode de calcul stationnaire dans le cadre des
grandes déformations. Ceci signifie que les non-linéarités géométriques et un tenseur de défor-
mation non linéarisé sont pris en compte en comparaison avec l'algorithme de calcul stationnaire
initial adopté dans les chapitres précédents.

La section 4.2.1 est consacrée & I’étude du transport des déformations plastiques dans le cadre
du nouvel algorithme présenté a la section 4.2.2.

4.2.1 Transport des déformations plastiques

Dans cette section, un probléme lié & ’étape 4 du tableau 2.3 est étudié. Cette étape concerne
le transport des déformations plastiques parallélement aux lignes de courant. Nous expliquons
tout d’abord le probléme intervenant lors d’un tel transport dans le nouveau cadre d’étude puis
nous présentons la mise en ceuvre de ce transport dans les cas rectiligne et curviligne.

Transport des déformations plastiques dans le cadre général

La méthode de calcul stationnaire mis en ceuvre par [Maitournam, 1989| et présentée dans
la section 2.3.4.1 présente quelques régles concernant la génération du maillage : il doit suivre la
forme des lignes de courant, comme indiqué sur la figure 2.12. Cette contrainte est nécessaire car
la détermination de I’état plastique stationnaire est effectuée de proche en proche sur une ligne
de courant en partant de ’état initial supposé connu.

Considérons donc une ligne de courant paramétrée par I'abscisse curviligne s (cf. figure 4.1).
Sur cette ligne de courant, on repére deux points x(s) et (s 4+ ds) et on étudie le transport
des déformations plastiques entre ces deux points parallélement & la ligne de courant. Pour cela,
on étudie la rotation entre le repére (¢(s),n(s)) et le repére (t(s 4+ ds),n(s + ds)).

t(s+ds)

Fi1Gc. 4.1 : Transport paralléle a une ligne de courant.

d
En remarquant que t(s 4+ ds) = t(s) + ChAtoub=tAn et p est le rayon de courbure,

la rotation R est déterminée par la relation

RX-x+%prx. (4.1)
P

Mise en ceuvre du transport des déformations plastiques dans le cadre rectiligne
Dans le cadre de I'hypothése des petites perturbations, les lignes de courant sont rectilignes.
La rotation R de I'équation (4.1) est égale a I'identité. Le transport des déformations plastiques
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paralléelement & une ligne de courant est illustré par la figure 4.2. Numériquement, ce transport
s’effectue de points de Gauss a points de Gauss.

Déplacement de la source

<

R
+ o+

+ +
Tranche j Tranche j+1
+ +

4 4

Fi1Gc. 4.2 : Transport de la déformation plastique de points de Gauss a points de Gauss.

Mise en ceuvre du transport des déformations plastiques dans le cadre curviligne
Dans le cadre des grandes déformations, les lignes de courant peuvent ne plus étre rectilignes.

On est alors confronté au probléme illustré par la figure 4.3 : comment tenir compte de la rotation

des éléments lors du transport des déformations plastiques de la tranche j a la tranche j 4+ 17

Déplacement de la sourt

Fi1Gc. 4.3 : Transport de la déformation plastique de points de Gauss a points de Gauss pour des
trajectoires curvilignes.

Pratiquement, cette rotation est déterminée & partir du gradient de la transformation per-
mettant de passer de la tranche j a la tranche j+ 1. Ce gradient de transformation s’écrit sous la
forme FI11 — Va,;xjt+1- Il se décompose en une déformation pure Uf’l et une rotation R§+1
entre les triedres relatifs a la configuration de la tranche j + 1 et de la tranche j. Le tenseur des
déformations pures droit UJJ-'i'1 est symétrique défini positif et la matrice R;‘H est une matrice
de rotation. Elle est donc orthogonale. La décomposition polaire du gradient de transformation
FJ?'H peut s’écrire :
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J+1 _ pi+l pri+1
F;" = Rj .Uj (4.2)
Le transport de la déformation plastique doit tenir compte de la rotation entre les tranches

rotation :

p? _ pit+l _ptpitl
e; =R; e R; (4.3)

R
ol e? correspond aux déformations plastiques dans la tranche j et e? correspond aux mémes

déformations plastiques mais écrites dans la base de référence liée a la tranche j + 1.

La décomposition polaire d'un champ de gradient est implémentée sous Castem. La méthode
retenue pour déterminer cette matrice de rotation est détaillée dans [Salengon, 2001|. Elle consiste
a remarquer que le tenseur des dilatations de Cauchy-Green droit s’écrit en fonction de U sous
la forme : C = U?. Ainsi, C et U ont mémes directions propres et les valeurs propres de U
sont les racines positives des valeurs propres de C. Ceci permet de déterminer complétement U.
Ensuite, il est alors facile de calculer la matrice de rotation par la relation 4.2.

La mise en ceuvre du transport d'une grandeur le long d'une géométrie dont les lignes de
courant ne sont pas rectilignes a été testée sur un exemple simple. Nous avons considéré une géo-
métrie dont la transformation entre la tranche initiale et la tranche finale comporte une rotation
globale égale a l'identité. Suite a la dégradation du transport due & des séries d’approximations
numeériques, on a constaté qu’il était préférable de considérer la rotation entre la tranche j et la
tranche j + 1 comme une composition de la rotation entre la tranche j et la tranche 1 avec la
rotation entre la tranche 1 et la tranche j + 1, ce qui a conduit & des résultats acceptables.

4.2.2 Meéthode de calcul stationnaire en grandes déformations

Dans cette section, 'algorithme de calcul stationnaire élastoplastique mis en place est pré-
senté dans le cas de lignes de courant non rectilignes. Il s’appuie sur la méme méthode que celle
mis en place dans le cas de lignes de courant rectilignes et d’un comportement élastoplastique
& écrouissage cinématique linéaire. En outre, le transport des déformations plastiques s’effectue
en tenant compte de la relation (4.3). Une inconnue supplémentaire s’ajoute cependant au cadre
précédent : il s’agit de la forme des lignes de courant. Celles-ci sont déterminées de facon itérative
en s’inspirant des travaux de [Ouakka, 1993].

Modélisation du comportement élastique en grandes déformations
Il existe deux grandes approches pour écrire un comportement élastique dans le cadre des
grandes déformations :
La premiére approche revient a considérer un comportement hyperélastique basé sur la
connaissance de I'expression de I’énergie libre respectant les contraintes thermodynamiques
(premier et second principes). Les lois d’état permettent ensuite de relier les contraintes
aux déformations. On pense notamment aux lois hyperélastiques de type néo-Hookien.
La seconde approche revient & adopter un comportement hypoélastique défini par la relation

en vitesse suivante
Do .
<_ L
Dt ),

. . Do )
oil e est le tenseur de déformation de Green-Lagrange. La dérivée <— est la dérivée
T
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D
objective de Truesdell du tenseur o définie par <F(ty =6 + odivv — Vv.o — 0. 'Vo

ou Vv correspond au gradient eulérien des vitesses. L’introduction d’'une telle dérivée est
rendue nécessaire afin que la réponse du matériau soit indépendante du reférentiel d’obser-
vation.

Présentation de 1’algorithme
L’algorithme présenté au tableau 4.1 peut étre décrit de la facon suivante :

1. On suppose connues les lignes de courant. On calcule un champ de déplacement cinémati-
quement admissible et un champ de contrainte statiquement et plastiquement admissible
pour cette géométrie et le chargement considéreé.

2. On réactualise la géométrie en fonction du champ de déplacement solution : les lignes de
courant sont modifiées a partir de 1’écart a 1’équilibre des contraintes sur cette nouvelle
géométrie.

3. Le processus est répété jusqu’a ce que le champ de contrainte calculé soit en équilibre sur
la nouvelle géométrie.

Ainsi, la méthode retenue pour le calcul s’apparente aux méthodes de lagrangien réactualisé
car les calculs sont effectués sur une configuration que I'on actualise & chaque itération globale.

Au sein du tableau 4.1, 'exposant noté n se rapporte & la non-linéarité géométrique alors
que l'indice noté ¢ est lié a la non-linéarité du comportement mécanique. L’indice noté j repére
la tranche considérée. L’étape 4-1 de l’algorithme correspond au transport des déformations
plastiques de la tranche T;_; a la tranche T} en tenant compte de la rotation de la tranche Tj
par rapport a la tranche T;_;, comme expliqué dans la section précédente 4.2.1.

Q) représente la géométrie étudiée dans sa configuration initiale. K représente la matrice de
rigidité matérielle du solide considérée dans la configuration indiquée en exposant. Feg: repré-
sente, de fagon symbolique, les efforts appliqués a la structure. u et H correspondent aux modules
de cisaillement et d’écrouissage cinématique linéaire. L représente le tenseur d’élasticité de la
structure et o, sa limite d’élasticité initiale. L’opérateur F correspond au calcul élastique. Par
exemple, dans le cadre de D'élasticité linéaire, ’équation F(K, R) = du se met sous la forme

Kdéu = R.

Quelques commentaires sur ’algorithme proposé
Plusieurs remarques peuvent étre formulées au sujet de cet algorithme :

1. Les principales caractéristiques de 'algorithme présenté dans le tableau 4.1 sont les sui-
vantes :
utilisation du tenseur de déformation de Green-Lagrange non linéarisé e
— décomposition additive des déformations e = et + eP
comportement hypoélastique pour la partie réversible et plastique a écrouissage cinéma-
tique linéaire pour la partie irréversible.

2. Contrairement aux algorithmes traitant de problémes & évolution temporelle, le résidu
est calculé lors des étapes 5 et 6 a partir des contraintes totales et non des incréments
de contraintes. Ceci s’explique par le fait que les déformations plastiques sont calculées
intégralement lors de I'étape 4 et non par ajout d’incréments successifs.

3. La structure de l'algorithme ne présente pas un couplage fort, c’est-a-dire, que la géomeé-
trie est actualisée une fois un état plastique parfaitement déterminé pour cette géométrie
donnée. On peut se poser la question de savoir ce que donnerait un algorithme ot ces
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Etape 1 : Initialisation générale

Etape 2 : Détermination de la réponse purement élastique

Etape 3 : Test de plasticité sur le critére fi ; = \/3J2 (aﬂl,Hef> — 0oy :

Etape 4 : Projection de la solution purement élastique tranche par tranche (notée Tj)

Etape 5 : Calcul des nouvelles contraintes et du nouveau résidu

Etape 6 : Actualisation de la géométrie Q"1 = Q" + u;1 4 et calcul de la rigidite K™t1

Q0 =0, KO=K? tBO=tB® R} =F.p, uo=0,e0=0,00=0cet el =0.

calcul de du;q = F(K™, R?), de de;yq et de 50‘5_1
calcul de w;y1 = u; + duit1, de ej41 = €; + de;y1 et de ‘75-1 =0;+ 60'5_1.

si fir1 > 0, aller & I'étape 4; si f;11 < 0, aller a I'étape 6.

Etape 4-1 : transfert de la déformation plastique de T; 1 aT;

R :
p Y P t I
Citir,_, ~ R;_, Cit1r,_, i1

Etape 4-2 : calcul du critére plastique pour la tranche T;

Fior =131 (L (€isq — ePr HeP ) —
Z+1\Tj 2 i+1 ’L+1|Tj_1 ’ 1 Ty

Etape 4-3 : calcul du multiplicateur plastique et de la direction de la projection

dev | L|e;r1 — e?R — HeP
2 fi+1\Tj ’L+1 l+1|Tj—1 2
AN = 3o I = ‘

et n; =
2u+H I R
dev <L <ei+1 — ef_l_llTj_l) — Hef)
R

Etape 4-4 : calcul de la déformation plastique de T; : ef+1|Tj = e§+1|Tj_1 +A\n;

n

oit1 =L (ei+1 — ef_l_l) et R?-l-l = Fopt — / tBnO',,;+1, puis retour a I'étape 2

transfert des contraintes ;41 sur la nouvelle configuration Qntl
calcul du nouveau résidu : RBH'I = Fopt — / tB"'Ha'H_l
Qn+1

test de convergence sur le résidu
sinon : ug =0, eg = €;41 et 0g = 0441, puis retour a I'étape 2; si oui : FIN.

TAB. 4.1 : Méthode de calcul stationnaire dans le cadre des grandes déformations.

deux étapes seraient imbriquées ; autrement dit, ou la géométrie serait actualisée dés la fin
de I’étape 4 sans attendre d’avoir obtenu une solution cinématiquement, statiquement et
plastiquement admissible. Il a été constaté numériquement qu’imbriquer ces deux étapes
ne fournissait pas de bons résultats.

Une approche en résidu est adoptée pour la détermination des déformations plastiques. Une
approche en déformations totales aurait aussi pu étre envisagée. Une telle approche revient
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a déterminer un champ de déplacement total w et non un incrément de déplacement du lors
du calcul de la réponse purement élastique (étape 2 de l'algorithme). Pour cela, on résout
un probleme & déformations plastiques initiales avec pour conditions aux limites le char-
gement initial Feye. L’état plastique initial correspond alors aux déformations plastiques
de l'itération précédente. Cependant, 'approche en résidu est préférable a une approche
en déformations totales car ’actualisation de la géométrie est aussi basée sur un calcul de
résidu. On revient sur le choix de 'approche de résolution globale dans la section suivante.

5. Le cas des conditions aux limites en déplacements imposés nécessite un traitement par-
ticulier. Sous Castem, la gestion des déplacements imposés est réalisée par l'utilisation
de multiplicateurs de Lagrange. De facon symbolique, le systéme matriciel s’écrit sous la

forme :
CRIHEE)

ou K représente la matrice de rigidité matérielle, Fegz et Xg représentent les efforts exté-
rieurs appliqués et les déplacements imposés, X correspond aux déplacements solutions du
probléme. X représente les multiplicateurs de Lagrange associés aux déplacements imposés.
La matrice A permet de relier les noeuds du maillage aux valeurs des déplacements imposés
en ces noeuds.

Le traitement des problémes & déplacements imposés est légérement différent de celui a
efforts et blocages cinématiques imposés. En effet, la prise en compte des déplacements
imposés ne doit étre effective que lors de la premiére itération du calcul. Dans le cas
contraire, les déplacements imposés se surajouteraient aux déplacements déja imposés lors
de l'itération précédente. Ainsi, pour résumer, le calcul du résidu R\, lors des étapes 5
et 6 s’effectue en considérant le terme X4 nul :

n Fept tBnUi—l—l
R\, = [ 0 } - [ 0 (4.5)

4.3 Application de la méthode stationnaire élastoplastique en
grandes déformations

Dans cette section, la méthode stationnaire présentée au tableau 4.1 est appliquée & deux
cas : le laminage a froid et le soudage par friction et malaxage. On étudie la performance de cette
méthode pour chacun de ces deux cas en fonction de leurs spécificités.

4.3.1 Validation de la méthode par la modélisation du laminage a froid

Présentation du probléme
Le procédé de laminage consiste a diminuer 1’épaisseur d’une tole a 'aide de deux rouleaux
comme illustré par la figure 4.4. Dans ce qui suit, on ne considére que le probléme mécanique du
laminage a froid d’une téle d’aluminium. Pour cela, on adopte la configuration suivante :
dimensions de la plaque : 0.2 x 0.05 x 0.006m ;
— rayon du cylindre : 0.08m ;
réduction du laminage : 14%.
La loi de comportement choisie est une loi élastoplastique & écrouissage cinématique linéaire.
Ce choix est justifié car on considére ici le matériau a froid et donc aucun effet visqueux n’appa-
raitra lors du laminage :
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F1G. 4.4 : Description du procédé de laminage (DL : direction de laminage, DT : direction
transverse).

module de Young : T0GPa;

— coefficient de Poisson : 0.3;

limite d’élasticité : 150M Pa ;

— coefficient d’écrouissage : 1GPa.

Comme le montre la figure 4.4, une symétrie par rapport au plan (DL,DT) peut étre consi-
dérée; ce plan se situe & mi-épaisseur de la tole laminée. De plus, pour le calcul 3D, on se place
dans le cadre de déformations planes, ce qui est obtenu en imposant des symétries sur les faces
y =0 et y = 0.05 ou la direction y représente la direction transverse DT comme indiqué sur la
figure 4.5.

FiG. 4.5 : Géométrie parallélépipédique initiale utilisée pour le laminage a froid. En rouge est
représentée la surface de contact avec le cylindre.

Concernant les conditions aux limites pour les noeuds au contact du rouleau, nous avons
choisi d'imposer leur déplacement vertical suivant un arc de cercle. D’autres types de conditions
aux limites auraient pu étre choisies. Imposer un effort de laminage est possible. Cependant,
imposer des conditions de frottement et du contact unilatéral semble plus correct. Ces conditions
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aux limites sont adoptées dans [Montmitonnet, 2006] ou le frottement suit une loi de Coulomb
ol le vecteur cisaillement est limitée par une valeur limite. Or, le but de cette étude est d’étudier
la faisabilité de I'algorithme présenté au tableau 4.1 ; c’est pourquoi, des conditions aux limites
simples ont été choisies dans un premier temps.

Présentation de quelques résultats
La figure 4.6 présente les maillages de la configuration initiale et de la configuration finale et
met ainsi en évidence la capacité du calcul & prendre en compte les changements de configuration.

F1G. 4.6 : Déformée du maillage : en rouge (resp. noir) est représentée une portion de la surface
latérale (plan x — z) du maillage initial (resp. final).

La figure 4.7(a) représente les contraintes équivalentes de Mises en M Pa définies par o.q =

3

2

sont sensiblement plus élevées. De telles tendances avaient déja été notées dans [Montmitonnet,

2006| lorsque un comportement élastoplastique est adopté en comparaison de comportements
purement visqueux qui sont majoritairement utilisés dans la littérature.

La figure 4.8 montre I'influence de la valeur du coefficient d’écrouissage cinématique linéaire
sur le retour élastique aprés le passage du rouleau. On note que la tendance attendu se retrouve
bien sur ces résultats, a savoir que plus ce coefficient est grand, plus le retour élastique est
important. A la limite, lorsque ce coefficient est égal au module de Young, on retrouve l'essai de
poinconnement statique. Le retour élastique est total car le comportement n’est plus plastique.
Ce résultat prouve ainsi que la méthode présentée est cohérente sur ce point.

On remarque cependant un petit pic sur le profil correspondant & un module d’écrouissage
de 1GPa. Ceci est vraisemblablement di & la sortie de la zone de contact et donc a la rupture
entre une zone ou les déplacements sont imposés et une surface libre.

s : s. Par rapport a des résultats de la littérature, on constate que les contraintes atteintes

Etude de la convergence

Le critére de convergence adopté porte sur l'erreur e|n ré|sidu : le rapport de la norme du résidu
Rn
| R?|
indiqué sur le tableau 4.1, le résidu initial correspond a la norme de Fegt). La convergence est
atteinte aprés 13 itérations globales. La figure 4.9 présente les erreurs en résidu et en déplacement
calculées a la fin de chacune des itérations globales. L’erreur en déplacement présentée sur cette
figure correspond au rapport entre la norme du déplacement total & la fin de l'itération globale
et la norme du déplacement total & la fin de la premiére itération. La figure 4.9 montre que ces
deux erreurs sont équivalentes.

Le maillage considéré pour le calcul et représenté sur la figure 4.5 comporte plus de 13000
noeuds et 11000 éléments cubiques linéaires. Le temps de calcul est de 35 heures respectivement
18 heures et 9 heures pour un coefficient d’écrouissage valant 1GPa respectivement 2G Pa et
5GPa.

En conclusion, I’algorithme présenté au tableau 4.1 permet de résoudre le probléme que I'on
s’était posé en début de chapitre, c’est-a-dire, étre capable de déterminer par un processus itératif
la forme des lignes de courant. Vis-a-vis du probléme étudié par [Ouakka, 1993] (étude du passage

) doit étre inférieur & 1072 (comme

a l'itération actuelle par la norme du résidu initiale (
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FiG. 4.7 : Contraintes et déformations plastiques sous le rouleau pour un laminage a 14% de
réduction.
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Fi1G. 4.8 : Influence du coefficient d’écrouissage cinématique linéaire sur le retour élastique apres
le passage du rouleau.
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Fi1G. 4.9 : Etude de la convergence de l’algorithme.

de matiére dans une filiére), 'exemple considéré ici comporte une surface libre a priori inconnue et
donc & déterminer par 'algorithme. De plus, il n’a pas été trouvé dans la littérature de problemes
simulant la phase stationnaire du procédé de laminage avec détermination itérative de la forme
des lignes de courant. Tous les travaux effectués dans le cadre stationnaire ont comme point de
départ une géométrie fixée dés le début du calcul.

4.3.2 Application au soudage par friction et malaxage

Apres avoir validé la méthode de calcul permettant la détermination des lignes de courant de
fagon itérative, nous avons voulu tester ce calcul pour la simulation du soudage par friction et
malaxage. Cependant, plusieurs problémes ont été rencontrés et l'application de cette méthode
de calcul au soudage par friction et malaxage nécessite auparavant de répondre a plusieurs ques-
tions. Dans la suite, nous exposons les différents problémes rencontrés.

Détermination de la configuration initiale
Le premier probléme consiste en la détermination de la configuration initiale. En effet, il est
préférable (voire nécessaire) de considérer une configuration initiale la plus proche possible de
la configuration finale. Pour l'illustrer, on se base sur les lignes de courant obtenues lors d'un
écoulement potentiel d’un fluide parfait autour d’un cylindre en rotation. Pour un tel écoulement,
les lignes de courant sont obtenues par superposition des potentiels complexes correspondant &
— un écoulement uniforme de vitesse Vo @ f(2) = Vooz;

a2

— un écoulement correspondant a un doublet a I'origine d’intensité a : f(z) = Voo—;

: e : : —il’
un écoulement correspondant a un tourbillon a l'origine de circulation I': f(z) = TP Inz.
™

r
Pour cet écoulement, la vitesse est orthoradiale et vaut —— sur le cercle de rayon r.

La figure 4.10 montre les différents régimes d’écoulement 7gzun fluide parfait autour d'un
cylindre en rotation en fonction des valeurs de I', a et V. Le cas de la figure 4.10(a) met en
évidence deux points d’arrét situés sur le cylindre de rayon a. Le cas de la figure 4.10(b) ne
montre qu'un point d’arrét sur le cylindre. Enfin, pour la figure 4.10(c), il existe un point d’arrét
mais il est situé a 'extérieur du cylindre.
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(a) || < 4maVu (b) |T'| = 4maVe (c) IT'| > 4maVie

Fi1G. 4.10 : Les différents régimes d’écoulement autour d’un cylindre en rotation.

Les résultats d’écoulement de matiére autour de loutil lors du soudage (cf. figure 3.14)
montrent que le cas de la figure 4.10(c) est plus proche des écoulements obtenus lors du friction
stir welding. Une application numérique a partir de la configuration de soudage adoptée dans le
chapitre précédent améne a la méme conclusion. Pour cela, on relie I' & la vitesse de rotation de
I'outil par la relation I' = 27a?w et on compare sa valeur numérique (4.2.1073m?2.s71) a celle de
41aVy : 1.1.107*m2.s7! : on est bien dans le cas de la figure 4.10(c).

Cependant, la mise en place d'une configuration initiale a partir des lignes de courant de la
figure 4.10(c) semble impossible car celles-ci se croisent. On est donc limité aux configurations
des figures 4.10(a) et 4.10(b). Le choix pour la construction du maillage initial s’est porté sur le
cas de la figure 4.10(b) car cette configuration est plus proche de la configuration de la figure
4.10(c) que celle de la figure 4.10(a). De méme que lors de la justification de l'introduction du
paramétre de glissement « (cf. page 57), ce choix se justifie en englobant dans le pion la couche
de matiére circulant autour de 'outil.

Détermination de la ligne de courant comprenant le point d’arrét

Le second probléme intervient aussi lors de la construction de la configuration initiale. Il
s’agit de déterminer la quantité de matiére passant d'un coté de 'outil et la quantité de matiére
passant de l'autre co6té. Autrement dit, comment déterminer la position de la ligne de courant
comprenant 'unique point d’arrét pour le régime d’écoulement choisi (cf. figure 4.10(b)) ? Plus
précisément, 'inconnue & déterminer est la distance entre la ligne de soudage et un point situé
sur cette ligne de courant mais loin devant (ou derriére) 'outil comme représenté sur la figure
4.11.

Ligne de soudage

7] Distance inconnue

Ligne de courant contenant I'unique point d'arrét

Fi1G. 4.11 : Détermination de la ligne de courant comprenant le point d’arrét.

Cette question est importante car il semble impossible de pouvoir déterminer cette inconnue
par itérations successives. En effet, I’état de contraintes loin devant ’outil est nul et ne permet
donc pas de modifier la position des lignes de courant loin devant l'outil. Cette interrogation
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reste encore ouverte et sans réponse. Cela ne nous a donc pas permis d’appliquer 1’algorithme au
soudage par friction et malaxage.

4.4 Conclusions

Ce chapitre a permis d’étudier la faisabilité d'une des perspectives possibles au travail de
modélisation du soudage par friction et malaxage présenté dans les trois premiers chapitres de ce
manuscrit. Une méthode de calcul a été développée afin de pouvoir simuler la phase stationnaire
du procédé en une seule étape contrairement au modéle présenté dans le deuxiéme chapitre o
deux étapes sont nécessaires. Pour cela, la méthode de calcul mise en place détermine itérative-
ment la forme des lignes de courant & partir d'une configuration initiale donnée.

Le cadre théorique de ce calcul est donné par les caractéristiques suivantes :

1. utilisation du tenseur de déformation de Green-Lagrange non linéarisé ;
2. prise en compte des non linéarités géométriques ;

3. comportement élastoplastique & écrouissage cinématique linéaire :
comportement hypoélastique,
— décomposition additive du tenseur de déformation en une partie réversible et une partie
irréversible ;

La méthode de calcul s’apparente a une méthode de lagrangien réactualisé. En outre, un
second algorithme pourrait étre imaginé a partir d’'une décomposition multiplicative du gradient
de la transformation et de I'adaptation au cadre stationnaire de I'algorithme de retour radial
écrit par [Simo, 1995; Simo, 1998| sous 'hypothése d'une décomposition multiplicative.

La validation de la premiére méthode de calcul a été effectuée sur la simulation du laminage.
Des résultats encourageants ont été obtenus car ils font apparaitre une actualisation des lignes de
courant derriére le rouleau. C’est pourquoi, nous avons voulu ensuite tester cette méthode pour
la simulation du soudage par friction et malaxage. Cependant, les tests n’ont pas pu aboutir en
raison de difficultés liées & la construction de la configuration initiale.
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Conclusions générales

Le travail présenté dans ce manuscrit a porté sur la mise en place d’une modélisation du pro-
cédé de soudage par friction et malaxage. Dés le début de I’étude, une recherche bibliographique
s’est avérée nécessaire afin de tracer les contours de I'étude et d’apprécier sa faisabilité au regard
des objectifs fixés : détermination de I'état résiduel d’un assemblage et étude du réle de certains
paramétres définissant la configuration de soudage.

Comme pour tout procédé de soudage, la description de celui-ci s’appuie sur des considéra-
tions multiphysiques rendant complexe sa compréhension et par conséquent sa modélisation. La
recherche bibliographique a mis en lumiére plusieurs caractéristiques dont une prise en compte la
plus rigoureuse possible est indispensable a la réalisation d’'une modélisation correcte du procédé :

1. Description des transferts de chaleur.

Ce point consiste a définir de la meilleure maniére possible les apports et les transferts de
chaleur dans les plaques lors du soudage. D’un point de vue global, I'apport de chaleur au
niveau de la surface de contact outil-matiére provient de la puissance fournie a I’outil sous
forme d’un mouvement de rotation. Physiquement, il est admis que la plus grande quantité
de chaleur est produite au sein de la couche de cisaillement sous forme de dissipation
mécanique générée par les fortes déformations de la matiére.
Le modéle mis en place comprend deux sources de chaleur :

une source de chaleur surfacique générée par le glissement frottant entre l'outil et la

matieére,
— une source de chaleur volumique correspondant a la dissipation visqueuse.
Parmi ces deux sources de chaleur, il a été constaté que la source de chaleur surfacique
constitue le principal apport de chaleur pour les plaques. Ceci s’explique par 'introduction
dans le modéle d'un glissement important entre ’outil et la matiére qui ne permet pas de
mettre en évidence la couche de cisaillement. Ainsi, la dissipation mécanique qui a lieu
principalement dans cette couche de cisaillement lors du soudage est transférée au sein de
la source de chaleur surfacique afin de retrouver une dissipation globale équivalente dans
le modeéle mis en place.
Les échanges thermiques avec le milieu extérieur sont caractérisés par un coefficient de
convection. Cette description des échanges thermiques est valable pour les surfaces des
plaques en contact direct avec ’air ambiant car les dissipations par rayonnement sont trés
faibles étant donné la faible émissivité d’'une plaque en aluminium.
En ce qui concerne la surface de contact entre les plaques et le bati sur lequel elles reposent,
modéliser les échanges thermiques par un coefficient de convection revient & ne pas tenir
compte géométriquement du bati dans le modéle. Cependant, son influence est prise en
compte en considérant un coefficient de convection plus important. Ces échanges thermiques
auraient aussi pu étre modélisés a 1’aide d'une résistance thermique au niveau du contact
plaque-bati et d’une diffusion de la chaleur au sein du bati. L’inconvénient d’'une telle
méthode est d’ajouter géométriquement le bati alourdissant inutilement le calcul.
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2.

Description des évolutions métallurgiques.

Le passage d’une source de chaleur sur un alliage métallique provoque un certain nombre
de modifications métallurgiques. Il est nécessaire de pouvoir les quantifier car leur réle sur
les évolutions mécaniques est généralement important. Cependant, la prise en compte de
ces transformations métallurgiques pose plusieurs difficultés. D’une part, les cinétiques de
changement de phase ou de dissolution sont propres a chaque famille d’alliages métalliques
ce qui nous a conduit & concentrer le travail sur les alliages d’aluminium & durcissement
structural. D’autre part, il est préférable de considérer un modéle métallurgique le plus
simple possible ce qui nécessite de ne modéliser que les principales transformations.

Au final, le modeéle métallurgique adopté permet de quantifier la dissolution des précipités
durcissants dans un alliage d’aluminium & durcissement structural lors du soudage et de
relier cette dissolution & la limite d’élasticité du matériau. Ce modéle est simple, reconnu et
adapté au soudage d’alliages d’aluminium a durcissement structural bien qu’il ne tienne pas
compte de deux autres phénoménes métallurgiques observés : grossissement des précipités
dans les zones affectées thermiquement et thermomécaniquement et apparition des zones
de Guinier-Preston dans le noyau soudé et la zone affectée thermomécaniquement aprés
soudage.

Cependant, les résultats obtenus sont valables pour les alliages dont I’état de maturation
initial est optimal (état T6). Ils font apparaitre une dissolution compléte des précipités
durcissants dans le noyau soudé et la zone affectée thermomécaniquement.

Ecoulement de matiére autour de 1’outil.

Connaitre I’écoulement de matiére autour de Poutil est un probléme en soi. Il s’agit du
sujet d’étude d’'un grand nombre de travaux. Leur objectif est d’étudier 'influence de la
géométrie de l'outil sur I’écoulement et de pouvoir établir des critéres de soudabilité & partir
de cet écoulement de matiére.

En outre, la connaissance de I’écoulement de matiére autour de 'outil permet aussi de
pouvoir suivre les particules lors du passage de l'outil et donc de connaitre les histoires
thermique, métallurgique et mécanique de chaque particule.

Dans le modéle mis en place, un comportement purement visqueux a été adopté pour éta-
blir cet écoulement. Le calcul s’apparente ainsi a un calcul d’écoulement de fluide dont la
viscosité est une fonction de la température et des vitesses de déformation. Le contact outil-
matiére a été modélisé par une surface de glissement étant donné les mauvaises connais-
sances du contact réel.

Comportement de la matiére.

La description du comportement apparait aussi comme un point crucial et complexe de la
modélisation du procédé en raison de la large gamme de comportements intervenant lors du
procédé. D'un comportement élastique avant et aprés le passage de I'outil, le comportement
de la matiére peut étre décrit par une loi élastoplastique a I’approche de I'outil puis par une
loi purement visqueuse pour la matiére située dans la couche de cisaillement. Idéalement,
une loi de comportement permettant de modéliser ’ensemble de ces aspects doit donc étre
considérée.

Le modéle construit se base successivement sur deux lois de comportement. Premiérement,
un comportement purement visqueux est adopté pour le calcul de I’écoulement de matiére
autour de l'outil. Dans un second temps, un comportement adapté aux remarques précé-
dentes a été choisi. Il s’agit d’'un comportement élastoviscoplastique pouvant étre schématisé
par la mise en parallele de deux comportements rhéologiques simples : un comportement

N

viscoélastique et un comportement élastoplastique & écrouissage cinématique linéaire. Les
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parameétres de ce comportement sont dépendants de la température. L’avantage d'un tel
comportement est de tenir compte des mécanismes de plasticité prépondérants aux faibles
températures et des mécanismes de viscosité a températures élevées. Un tel comportement
n’avait jamais été utilisé jusqu’a maintenant pour la modélisation d'un procédé de soudage.

Outre ces quatres grandes caractéristiques du procédé de soudage, le cadre stationnaire a été
retenu pour la construction du modéle. Cela consiste a ne considérer que la phase stationnaire
du procédé, excluant la plongée de I’outil dans les plaques et le régime transitoire. Cette hypo-
thése n’est pas réductrice vis-a-vis de la réalité car ces phases représentent des zones réduites
de I'assemblage et peuvent étre supprimées par la suite. Cependant, la suppression du régime
transitoire ne permet pas de connaitre le chemin suivi pour la stabilisation des grandeurs. Or
cette connaissance est importante car elle peut permettre d’expliquer pourquoi une configuration
de soudage donnée ne permet pas d’obtenir un régime permanent.

La méthodologie retenue pour la modélisation consiste en une structure a deux parties :

1. Premiére étape du modéle.

Lors de la premiére étape du modéle, un calcul d’écoulement est couplé & un calcul ther-
mique. Le couplage est fort. Le but du premier calcul est d’obtenir I’écoulement de matiére
autour de loutil, c’est-a-dire dans la région ou les trajectoires ne sont plus rectilignes. Il
est basé sur un comportement purement visqueux ce qui n’est valable que pour une zone
trés réduite autour de 'outil. Malgré cela, par souci de simplification, nous avons choisi
d’adopter un tel comportement pour la totalité des plaques. De plus, la zone de contact
outil-matiére est modélisée par une surface de glissement. Le second calcul évalue le champ
de température lors du passage de 'outil. Les apports de chaleur sont de deux types : une
source volumique de chaleur correspondant & la dissipation due au travail des déformations
irréversibles et une source surfacique de chaleur correspondant a la chaleur libérée par le
frottement entre 'outil et la matiére, pondérée d'un coefficient de partage.

Au regard des spécificités propres au procédé énoncées ci-dessus, on constate que la modéli-
sation du contact entre I’outil et la matiére est largement simplifiée du fait de 'introduction
d’une surface de glissement et d’une source surfacique de chaleur. Cette hypothése se justifie
par la volonté de ne pas vouloir concentrer les recherches sur la description du contact mais
d’évaluer de facon globale les grandeurs recherchées. Ainsi, la fine couche de cisaillement
n’est pas mise en évidence par un tel modéle.

2. Seconde étape du modéle.

La seconde étape du modeéle consiste a calculer I'état mécanique résiduel d’un assemblage.
Pour cela, on s’appuie sur un comportement élastoviscoplastique plus réaliste que le com-
portement purement visqueux de la premiére étape. L’écoulement de matiére permet de
suivre ’histoire de chaque particule, en particulier lors de son passage autour de 'outil. Le
champ de température est non seulement utilisé pour tenir compte de la variation avec la
température des paramétres de la loi de comportement adoptée mais aussi pour fournir le
cycle thermique vu par la matiére au modéle métallurgique choisi. Ce modéle permet de
quantifier la dissolution des précipités durcissants lors du passage de la source de chaleur
et de relier cette dissolution a la limite d’élasticité du matériau. Le modéle métallurgique
adopté est simple, reconnu et adapté au soudage d’alliages d’aluminium & durcissement
structural bien qu’il ne modélise pas ’ensemble des phénoménes métallurgiques observés.
Enfin, cette seconde étape est effectuée a 'aide d’'une méthode de calcul stationnaire per-
mettant d’obtenir directement ’état stationnaire des variables mécaniques.
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La seconde étape du modéle est directement conditionnée par la connaissance des résultats
de la premiére étape. Or celle-ci n’est réalisable qu’aprés avoir fixé trois coefficients : le coefficient
d’échange entre les plaques et le support sur lequel elles reposent, le coefficient de partage et le co-
efficient de glissement au niveau de la zone de contact outil-matiére. Le premier de ces coefficients
est fixé simplement & partir de comparaisons entre les températures simulées et expérimentales
loin de I'outil. Les deux autres coefficients sont déterminés par une procédure d’optimisation qui
a pour but de minimiser 1’écart entre le champ de température simulé et le champ de température
expérimental. Celui-ci a été obtenu & la suite d’essais de thermographie réalisés a I'Institut de
Soudure.

Les résultats obtenus sont trés encourageants :

— Le champ de température solution présente des valeurs inférieures a la température de

fusion de l'alliage. De plus, une symétrie globale par rapport & la direction de soudage
est observée. On remarque cependant que le couplage thermohydromécanique lors de la
premiére étape du modéle induit une dissymétrie des températures localement sous 'outil :
une différence maximale de 30°C' est observée.

Le modéle métallurgique fournit la fraction de précipités dissous au sein de I’alliage lors
du soudage. On constate que la dissolution est totale pour la zone affectée thermomeé-
caniquement et le noyau soudé. Ceci s’explique par l'instabilité des précipités a hautes
températures. En outre, on remarque que la dissolution est négligeable lorsque la tempéra-
ture maximale atteinte par une particule est inférieure & 225°C'. L’importance de la prise
en compte de ce modéle métallurgique dans le calcul mécanique des contraintes résiduelles
a été montrée.

Concernant 1’état mécanique résiduel, des profils de contraintes résiduelles ont été obtenus
et représentés pour différentes épaisseurs dans un plan transversal & la direction de soudage
situé dans la zone de régime stationnaire, c’est-a-dire, la zone ou I'ensemble des variables
mécaniques ne dépendent plus de la direction de soudage. Ces profils correspondent aux
contraintes résiduelles apres refroidissement complet et débridage des plaques.

Il a été montré que les contraintes résiduelles varient peu selon 1’épaisseur des plaques et
que la principale composante est la composante longitudinale. Son profil symétrique est
caractérisé par deux pics situés dans les zones de forte discontinuité de la limite d’élasticité,
de part et d’autre de 1’épaulement.

Par manque de données expérimentales, des comparaisons des profils de contraintes ré-
siduelles ont été effectuées qualitativement & partir de données issues de la littérature.
Un bon accord a été obtenu. De plus, aussi bien expérimentalement que numériquement,
on remarque que les valeurs maximales de la composante longitudinale des contraintes
résiduelles se situent a 50% de la limite d’élasticité a 'ambiante de 1’alliage initial.

Enfin, I'influence de la vitesse de soudage et de la vitesse de rotation de 'outil a été étudiée
au regard des contraintes résiduelles obtenues. Cependant, comme la procédure d’optimi-
sation limite I'utilisation du modéle mis en place & une configuration proche de la configu-
ration expérimentale, seule une légére variation de ces vitesses autour de la configuration
expérimentale est envisageable.

Il a été constaté que plus la vitesse de soudage est élevée, plus les distorsions sont faibles
et plus les pics de la composante longitudinale sont élevés, marqués et rapprochés. Ceci
s’explique par le fait que 'outil se déplace plus vite le long du joint et une plus faible
quantité de chaleur est donc générée par frottement. En outre, plus la vitesse de rota-
tion de Doutil est élevée, plus la quantité de chaleur générée par le frottement de 'outil
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sur la matiére est grande, plus les distorsions sont importantes et plus les pics sont éloignés.

Les ouvertures possibles offertes par ce travail sont multiples :

— Confrontations expérimentales a partir de plusieurs configurations de soudage.

Le travail effectué fournit des résultats satisfaisants au regard des données expérimentales
de la littérature et des valeurs de températures mesurées lors des essais par thermogra-
phie. Cependant, il serait intéressant de valider I’ensemble du modéle par des résultats
expérimentaux correspondant & plusieurs configurations de soudage. Ces confrontations
porteraient sur les températures, les distorsions et les contraintes résiduelles dans 1’assem-
blage soudé.
Elaboration d’un modéle unifié. Un modeéle en une seule étape faciliterait son utilisa-
tion. La construction d'un algorithme stationnaire dans le cadre des transformations finies
serait alors nécessaire pour mettre en ceuvre cette idée. La faisabilité de cette perspective a
été étudiée dans le dernier chapitre de ce manuscrit. Un algorithme de calcul stationnaire
en grandes déformations a été présenté et appliqué a la simulation du procédé de laminage.
Son utilisation pour la simulation du soudage par friction et malaxage semble possible mais
des problémes propres a la simulation de ce procédé de soudage se posent. Ceux-ci doivent
étre résolus avant d’appliquer cette méthode & la simulation du friction stir welding.

— Etude de la phase transitoire. Connaitre la phase transitoire permettrait d’obtenir des

informations supplémentaires sur I’évolution des différents champs physiques et d’étudier
la formation du régime permanent.
Construction d’une loi de comportement en transformations finies. Une telle loi
de comportement permettrait de mieux traiter la zone & grandes déformations. D’autre
part, il serait important que cette loi de comportement puisse couvrir I’ensemble des com-
portements connus par la matiere lors du soudage.
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Annexe A

Les techniques de modification de
domaine des problémes a surface libre

Cette annexe aborde la question de la modification de domaine posée pour un probléme a
surface libre lors d’'une approche eulérienne. La section 1.4.1 a montré que cette modification
de domaine constituait un des principaux inconvénients d’une approche eulérienne. Notons aussi
que ce probléme ne se pose pas pour les approches euléro-lagrangiennes, au détriment d’'un temps
de calcul plus important.

Les problémes & surface libre sont nombreux : simulation de la houle, de la surface libre autour
d’une coque de bateau, simulation du laminage & chaud,... Dans un premier temps, nous posons les
équations d’'un tel probléme afin de mettre clairement en évidence les difficultés supplémentaires
intrinséques a ce type de probléme. Pour cela, on note 2 le domaine global délimité par trois
types de frontiére :

09, la surface ou les conditions aux limites sont de type « vitesse imposée » ;

— 0Q7 la surface ou les conditions aux limites sont de type « effort imposé » ;

— 09y la surface libre.

Seules les deux premiéres frontiéres sont géométriquement connues. On suppose un compor-
tement de fluide newtonien incompressible. Un tel probléme revient & déterminer le champ de
vitesse v(x) le champ de pression p(x) et la forme de la surface libre 9 pour tout point x
dans (2 telles que les équations suivantes soient vérifiées :

équation d’équilibre : div(o) + f = pg—’;} +pv.Vv dans (A.1)

conditions aux limites :

v=v% sur 99,
on=T% sur 90

1
o=—-pl+2ud dans Q on dzi(Vv—i-th) (
divv =0 dans Q

()n(x) =0 sur 00y
(x)n(x) =0 sur 00y

loi de comportement : { A.3)

(A4)

surface libre : { 7
L v

Vis-a-vis d’un probléme classique, un probléme & surface libre présente les équations (A.4)
supplémentaires. La premiére condition de (A.4) traduit le fait que la surface est libre d’effort
et la seconde condition de (A.4) exprime que les lignes de courant des points matériels de cette
surface lui sont tangentes (n représente la normale extérieure a la surface libre).
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Le systéme a résoudre devient donc plus important car la géométrie du domaine correspond &
une partie des inconnues. De plus, un couplage est nécessairement introduit entre les équations :
la résolution de ’équation de conservation de la quantité de mouvement (A.1) dépend de
la géométrie du domaine,
les conditions imposées sur la surface libre (A.4) sont fonction de la géométrie de celle-ci
et du champ de vitesse issu de la résolution de (A.1).

Cependant, lors d’une résolution numeérique, il est d’usage de découpler ce probléme pour
en faciliter la résolution. Ainsi, le probléme mécanique et le probléme de la modification du
domaine seront résolus de fagon itérative jusqu’a convergence de chacun de ces deux problémes.
La résolution du probléme mécanique ne fait apparaitre que la premiére condition de (A.4) alors
que l'actualisation de la surface libre est réalisée a partir de la deuxiéme condition de (A.4).

De plus, il est précisé dans [Chenot et Bellet, 1992] qu’une sous-relaxation est souvent néces-
saire pour éviter une divergence de la forme de la surface libre lors des itérations. L’algorithme
couplé prendra donc la forme suivante :

1. Initialisation : la configuration initiale est imposée arbitrairement.
. Résolution du probléme mécanique pour la surface libre actuelle : v*, p.

2
3. Détermination de la géométrie de la surface libre par une méthode quelconque : 8921.
4

. Correction du domaine a I'aide d’une sous-relaxation : i, = az’;!' + (1 — a)z’, (o
0<a<l).
5. Test :

si v, pl et 8Qil convergent, fin de 1 algorithme.
— sinon retour a I’étape 2.

Plusieurs propositions de résolution de ’étape 3 de 1'algorithme précédent sont données dans

la littérature :

— La premiére méthode consiste & intégrer le champ de vitesse pour avoir accés aux dépla-
cements des points de la surface libre. Cette technique présente I'inconvénient de ne pas
pouvoir étre utilisée en régime permanent.

— Une seconde méthode est basée sur le calcul des lignes de courant des points de la surface

libre.
— [Chenot et Bellet, 1992] ont développé une méthode basée sur I'optimisation de la fonc-
tionnelle J = (v.n)?* dSy.

aﬂifl
— La méthode VOFSZ(Volume Of Fluid) permet aussi de déterminer la position de la surface
libre (cf. [Hirt et Nichols, 1981]).

Dans ce qui suit, nous choisissons de détailler une autre méthode, en se basant sur les travaux
de |Lee et al., 1989]. Elle consiste a écrire la formulation faible de la seconde condition de (A.4) &
I’aide de la méthode de Galerkin ce qui signifie que les fonctions tests correspondent aux fonctions
de forme du maillage représentant la surface libre. Cette méthode s’inscrit alors dans le cadre
d’une discrétisation spatiale par éléments finis. Dans ce qui suit, nous reprenons en les clarifiant
et en les corrigeant les principaux points de la méthode développée dans [Lee et al., 1989].

Chaque noeud de la surface est assujetti & se déplacer selon une direction choisie au préalable,
notée ici i (en général, il s’agit de la normale a la surface). On écrira donc

x=¢(X)=X+dX)n (A.5)

o X est un point de la surface libre a 'itération (i — 1), & est un point de la surface libre
inconnue a litération i et d(X) le déplacement en X selon la direction n. On a ainsi défini une
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transformation homogéne permettant de passer d'un point X de 8(21;1 a un point x de 8921.
Dans la suite, on notera n(z) la normale a4 9Q%, au point & et N(X) la normale & 9Q'; " au
point X.

La formulation faible de la condition de surface libre est écrite sur la surface 8Q§l :

v, W = [ v(@).dSyi(z) = / v(@) (@) (@)dS, = 0
8921 BQil

On effectue un changement de variable pour pouvoir intégrer sur une surface connue. Pour

cela, on utilise la relation de transport d’une surface orientée lors d’une transformation homogéne

(cf. [Salengon, 2001]) : dSz = J(X)'F~1(X)dSx ot J(X) = detF(X) est le jacobien de la

transformation. On obtient alors :

Vi, W = _ l'v(X +d(X)n). (thl(X)N(X)) Y(X +d(X)n)J(X)dSx =0 (A.6)
oL,
On remarque que les fonctions tests 1) sont des fonctions définies sur la surface inconnue 8921.
En Poccurence, il s’agit ici des fonctions de forme associées & chacun des noeuds de aﬂil.
J et F s’expriment a partir de la transformation ¢ définie par (A.5). En ce qui nous concerne,
nous considérerons le cas ou 7 = [0;0; 1] pour plus de simplicité. On peut alors montrer :

ad 10 _%8—)?1
J=1+_—— et 'F'=|0 1 -1
2
0Xs oo 3
Ceci permet de simplifier I'équation (A.6) :
Vo, W = v (X +d(X)R). (F(X).N(X)) (X +d(X)R)dSx =0 (A7)

i—1
o0
avec

- OXs ad O
F = 0 1+ X 0N
0 0 1

A ce stade, la discrétisation peut étre effectuée en décomposant d sur la base formée par les
fonctions de forme 1); associées a chacun des noeuds de 0€2%; (on note N,, le nombre de noeuds de

Nn
la surface) : d(X) = Z d;;(X). Il est alors possible d’écrire le systéme d’équations permettant
j=1

de déterminer les déplacements d; en chacun des noeuds de la surface 8Qil :

Vi € [1;Na], W = /{mi_l v (X +d(X)R). (F(X).N(X)) DX +d(X)R)dSx =0  (A.8)

On a donc un systéme de N, équations a IV, inconnues, notées d;, sytéme que I'on résoud

par une méthode classique de Newton-Raphson. Pour cela, on définit la matrice K, telle que

oW,

Ky = Wk’ et un vecteur f, tel que f = —Wj. A priori, si aucune simplification n’est effectuée,
1

ce systéme est non-linéaire car K et f sont des fonctions des d;. La résolution du systéme (A.8)

suit ’algorithme suivant :
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Initialisation de d : dg
Calcul de K; = K(d;) et f;, = f(d;)
Résolution du systéme matriciel K; Ad; = f;

Test :
si Ad; < ¢, fin des itérations
— sinon retour a l'étape 2 avec d; 11 = d; + Ad,;.

- W=

Plusieurs simplifications peuvent étre effectuées au niveau du systéme d’équations (A.8) avant
la mise en ceuvre numeérique. Tout d’abord, au lieu d’utiliser les fonctions de forme de la surface
inconnue, on peut utiliser les fonctions de forme associées & la surface connue, 8(22;1, notées
@;. Cette simplification a été faite implicitement dans [Lee et al., 1989]. De plus, il est possible
d’effectuer le développement limité suivant : v(X + d(X)n) = v(X) + d(X)n.Vv = v(X)
en supposant le gradient de vitesse négligeable. Au final, le systéme d’équations (A.8) peut se
réécrire sous la forme linéaire suivante :

Vi € [1;N,], W = Z/g v (X). (F(X).N(X)) 0:(X)dSx =0 (A.9)
Es k

oit &s; = [, & est le support de la fonction de forme associée au noeud Xj;. Du fait de
la division du domaine d’intégration, la forme du systéme (A.9) met en évidence les techniques
d’assemblage de sous-matrices élément par élément, technique typique des méthodes par éléments
finis.
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Annexe B

Y

Expression du flux de chaleur a partir
de la puissance totale fournie a 'outil

Cette annexe présente le calcul du flux surfacique de chaleur dans le cadre présenté lors de
la section 1.4.2.2.1 (page 33) pour la géométrie représentée sur la figure 1.13(c).

La surface de contact est composée de trois surfaces élémentaires : une portion d’un cone de
révolution définie par le rayon externe de I’épaulement r, et par le rayon du pion r; (zone de
contact entre la matiére et I’épaulement), une surface latérale d’'un cylindre de rayon r; et de
hauteur h (zone de contact entre la surface latérale du pion et la matiére), un disque de rayon
i (zone de contact entre la surface inférieure du pion et la matiére).

L’intégration sur les deux derniéres surfaces mentionnées est directe. On ne présente donc
que l'intégration sur la portion de cone. En outre, le résultat obtenu corrige 1’expression fournie
par [Schmidt et al., 2004; Schmidt et Hattel, 2004b|. La figure B.1 présente la surface de contact
sur laquelle le flux linéaire en r doit étre intégré.

Fi1G. B.1 : Surface de contact conique entre ’épaulement et la matiére.

Pour cela, on considére la bandelette grisée dont I'aire s’exprime par dS = 27rdl ou dl =

. L’intégration 1.4 sur cette surface de contact S; donne alors :
COoS (v
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Te )
/ lds = / 3" 12y
Sy r  COSC

3

3
2mre =

3 cosa

Au final, on retrouve 'expression du flux surfacique donnée a la section 1.4.2.2.1 :

P
<I>d(7“) =3 T3 / T
re —r
§7T <7ZOS ad + ?“2) + 27TT‘62lh
Le terme (1 + tan«) de [Schmidt et al., 2004; Schmidt et Hattel, 2004b]| est remplacé par le
terme .
cos &
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Annexe C

Principes généraux de la thermographie
infrarouge

La thermographie infrarouge désigne une technique de mesure permettant d’obtenir une des-
cription spatiale et temporelle de I'état thermique d'un corps. Cet état thermique concerne soit
la donnée du flux de chaleur soit la température. Il est obtenu par la mesure d’un flux de rayon-
nement électromagnétique émis et/ou réflechi par le corps étudié.

Ce rayonnement électromagnétique est provoqué par I'agitation des molécules qui est intime-
ment liée & la notion de température. Les longueurs d’onde de tels rayonnements sont comprises
entre 0.1um et 1000um. Cependant la mesure par thermographie infrarouge ne permet de capter
les longueurs d’onde qu’entre 2um et 14um (cf. figure C.1).

04 0,8

4 Visible '
Ultraviole\ Infrarouge

i

T | {

I I

| | | Ondes radio
| | i

| | .

I
I
]
I
R
| 1
10 nm 0,1 um 1 p.m 10 um 0,1cm cm

Bande spectrale classique
en thermographie infrarouge

Bande spectrale en thermographie

Fig. C.1 : Spectre des rayonnements électromagnétiques.

On définit la luminance énergétique spectrique L) comme étant la quantité de rayonnement
émis par un élément de surface dS, dans 'angle solide df2 autour d’une direction fournie par 6
et dans un domaine de bande spectrale d\ autour de la longueur d’onde A :

d®
(dS cos 0)dQ2d\

ou ® représente I’énergie émise par unité de temps (en ). La luminance énergétique spec-
trique, Ly, s’exprime donc en W.m™3.sr 1.

Ly =

A partir de cette définition, on peut introduire la notion de corps noir qui peut étre vu comme
un émetteur parfait. 1l s’agit d'un corps qui ne réfléchit aucun rayon incident (autrement dit, il
absorbe I'intégralité des rayonnements lui parvenant) et qui émet un rayonnement fonction de la
température suivant la loi de Planck suivante :
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LY(T) =

ol ¢1 et ¢y sont deux constantes.

Un corps noir émet donc sans direction privilégiée et & toutes les longueurs d’onde. On peut
montrer que, pour un température donnée, le rayonnement est maximal dans l'infrarouge; ceci
permet de justifier 'emploi de caméra dans le domaine infrarouge pour la thermographie. Les
courbes de Planck représentées sur la figure C.2 donnent I’évolution de la luminance, LE{(T)7 en
fonction de la longueur d’onde pour un corps noir a différentes températures.
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FiGc. C.2 : Courbes de Planck.

Cependant, un corps noir n’est seulement qu’un objet idéal. Tout corps réel ne se comporte
pas comme un corps noir : les objets réels émettent un rayonnement moins important comparati-
vement a celui émis par un corps noir a la méme température et quelle que soit la longueur d’onde
du rayonnement. Pour caractériser la capacité d’émission d’'un corps, on définit alors I’émissivité
de ce corps par le rapport de la luminance énergétique du corps considéré par la luminance d’un
corps noir sous les mémes conditions de température :

Ly(T

Ce rapport est compris entre 0 et 1. Qutre la longueur d’onde et la température, ’émissivité
est aussi fonction de plusieurs autres parameétres :
la direction d’observation. Pour un angle d’observation compris entre 0° et 507, la variation
est faible mais au-dela, ’émissivité chute rapidement.
la nature du corps et son état de surface. Le tableau C.1 donne les valeurs de 1’émissivité
pour différents métaux et différents états de surface pour chacun de ces métaux (’angle
d’observation est égal & 0” et la longueur d’onde du rayonnement considéré vaut 5um). On
remarque qu'un état de surface poli engendre une émissivité extrémement faible.
Les appareils permettant de mesurer le rayonnement thermique en provenance d’un corps sont
appelés des radiométres. Une caméra thermique est un de ces appareils. Il s’agit d'un systéme
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temperature ("C) | émissivité
aluminium poli 100 0.05
aluminium anodisé 100 0.55
acier poli 100 0.07
acier oxydé 60 0.85

TAB. C.1 : Emissiité de différents métauz présentant différents états de surface.

composé non seulement d’un dispositif permettant cette mesure mais aussi d’'un ensemble de
fonctions permettant de relier cette mesure a un champ de température. En ce qui concerne la
thermographie, la figure C.2 montre qu’il est préférable de travailler dans le domaine infrarouge
car les rayonnements sont plus importants a ces longueurs d’onde.

On peut montrer que la connaissance de I’émissivité et d’'une mesure de température relative
permet de remonter a la température de surface du corps considéré. La détermination de la
valeur de l’émissivité est donc fondamentale en thermographie infrarouge. Dans la pratique,
les corps observés sont enduits d’une couche de peinture noire qui a pour effet d’obtenir une
émmissivité proche de 1 (généralement comprise entre 0.9 et 1). Cette opération est importante
car elle permet au corps de réfléchir trés peu les rayons incidents pouvant géner la mesure. De
fait, le rayonnement capté par la caméra ne provient que du corps observé et n’est pas bruité par
I’environnement extérieur.
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Modélisation du soudage d’alliages d’aluminium par
friction et malaxage

L’objectif de I’étude consiste en I’établissement d'une modélisation prédictive du procédé avec
des temps de calcul acceptables en vue d’optimiser le procédé vis-a-vis de la tenue mécanique de
I'assemblage soudé. Le modéle mis en place est constitué de deux étapes sucessives :

1. Lors de la premiére étape, un calcul stationnaire thermohydrodynamique couplé permet
d’obtenir le champ de température et I’écoulement de matiére autour de I'outil. Pour cela,
un comportement purement visqueux est adopté et la zone de contact outil-matiére est
modélisée par des conditions de glissement. Des données expérimentales obtenues par ther-
mographie infrarouge ont permis de fixer deux paramétres de ce modéle.

2. La seconde étape du modele s’appuie sur un comportement élastoviscoplastique pour déter-
miner I’état mécanique résiduel d’'un assemblage. Pour cela, I’écoulement de matiére permet
de suivre 'histoire de chaque particule, en particulier lors de leur passage autour de 'outil.
Le champ de température permet de quantifier la dissolution des précipités durcissants au
sein de l'alliage et de tenir compte de la variation avec la température des paramétres de
la loi de comportement adoptée. En outre, la fraction de précipités dissous est reliée a la
limite d’élasticité du matériau. Une méthode de calcul stationnaire est utilisée pour obtenir
directement 1’état stationnaire des variables mécaniques.

Les résultats obtenus sont en accord avec des profils de contraintes résiduelles publiés dans
la littérature. De plus, 'influence de la vitesse de soudage et de la vitesse de rotation de 'outil
a été étudiée au regard des contraintes résiduelles simulées.

Mots-clés : soudage, alliages d’aluminium, modélisation numérique, état stationnaire, couplage
meétallo-thermo-mécanique, contraintes résiduelles.

Modelling of friction stir welding of aluminium alloys

The purpose of this work is to establish a reliable computational method for the simulation
of friction stir welding. The numerical simulation consists of two successive steps :

1. First, a thermohydrodynamic model based on a viscous incompressible non-Newtonian
constitutive law is used to establish the temperature field and the material flow around the
tool. To this end, two coefficients related to the contact description have been determined
by an optimisation procedure using experimental data obtained by IR thermography.

2. The second part is devoted to the determination of the residual state of a friction stir
welded assembly. To this end, an elastoviscoplastic constitutive law for aluminium alloys
at temperatures between 20°C' and 500°C has been developed. Furthermore, the whole
thermal, metallurgical and mechanical history of each particle is taken into account by
using the path lines previously computed. A metallurgical model is used to calculate the
fraction of dissolved precipitates which is related to the yield stress of the alloy. Finally,
the steady state assumption leads to a substantial reduction of computational time.

A good agreement between experimental and simulated data has been observed. Moreover,

a parametric study about the influence of welding and rotation speeds on residual stresses has
been carried out.

Keywords : welding, aluminium alloys, modelling, steady state, metallurgical and thermome-
chanical coupling, residual stresses.



