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traitement superficiel par une source laser mobile

An idealisation of the residual stresses genesis in heat treatmen
by a laser moving source

Abdelkarim Ben Rhima∗, Jamel Bessrour, Mahmoud Bouhafs, Ridha Khadrani

Laboratoire de génie mécanique, École nationale d’ingénieurs de Tunis, B.P. 37 Le Belvédère, 1002 Tunis, Tunisie

Reçu le 7 mai 2002 ; accepté le 24 octobre 2002

Résumé

La difficulté de la prédiction par simulation numérique de la genèse des contraintes internes lors des processus de traitemen
tient, notamment, à la formulation du problème thermomécanique–métallurgique couplé avec prise en compte de multiples non
physiques sévères.

L’étude présentée vise, à terme, le développement d’un modèle de prédétermination de l’état de contraintes résiduelles géné
traitement thermique superficiel en phase solide sans diffusion. Pour la généralité des modèles proposés, au sens de l’importance
thermomécanique et des différents couplages, nous traitons du cas du traitement par une source laser mobile et auto-trempe. La r
ce problème d’évolution portera sur les aspects thermique et thermomécanique ainsi que sur les effets des transformations de ph
nant l’analyse thermique, nous proposons un modèle non linéaire purement instationnaire qui permet de simuler l’histoire therm
durant le processus de traitement jusqu’au retour à l’équilibre thermique. Quant à l’analyse thermomécanique, elle est abordée à
modèle non linéaire incrémental simulant l’histoire mécanique depuis le début du traitement jusqu’à l’état de contraintes résiduelle
schéma numérique développé au sein d’un code de calcul par éléments finis, les caractéristiques mécaniques sont décrites par d
spatio-temporelles dépendant de la température et des phases en présence. Nous introduisons un coefficient dilatométrique globa
compte des effets simultanés et cumulés des déformations thermiques et des transformations de phase.

L’analyse comparative des résultats numériques et expérimentaux révèle d’une part une cohérence qualitative du modèle, et ori
part vers la nécessité d’une nouvelle description des transformations structurales pour un modèle véritablement quantitatif.
 2003 Éditions scientifiques et médicales Elsevier SAS. Tous droits réservés.

Abstract

The numerical simulation of the internal stresses genesis in processes of heat treatment holds, indeed, to the formulation of t
thermomechanics–metallurgic problem taking into account several and severe physical non linearities. This study aims to develo
a multipurpose model for prediction of the residual stresses state generated by a superficial heat treatment in solid phase withou
For the generality of the models set up, to the sense of the thermomechanical history and other coupling terms importance, w
the case of the treatment by a moving laser source and self quenching. Thus, the solution of this evolution problem, will lie in
thermal and thermomechanical aspects as well as in the phase transformation effects. For the thermal analysis, we propose a
transient model allowing the simulation of the whole thermal history during the treatment process until the return to the thermal bal
thermomechanical analysis is dealt with a non linear incremental model whereby we simulate the mechanical history since the be
the treatment until the residual stress state establishing. In the numeric scheme developed within a FEM code, the mechanical f
described in space–time evolutions depending on the temperature and the local instantaneous phases which are present throughou
We introduce a global dilatometric coefficient to take into account the simultaneous and cumulated thermal and phase transformat

The comparison of numeric and experiment results reveals on the one hand a better qualitative consistency of the model, and t
other hand towards a new description of the structural transformations to reach a truly quantitative model.
 2003 Éditions scientifiques et médicales Elsevier SAS. Tous droits réservés.

* Auteur correspondant.
Adresse e-mail :abdelkarim.benrhima@enit.rnu.tn (A. Ben Rhima).
1290-0729/03/$ – see front matter 2003 Éditions scientifiques et médicales
doi:10.1016/S1290-0729(03)00047-4
Elsevier SAS. Tous droits réservés.
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1. Introduction

La prédétermination quantitative par simulation num
rique de l’état de contraintes résiduelles recherché par
plication d’un traitement thermique, reste à ce jour un sen
difficile [1–4]. Différentes tentatives pour modéliser la g
nèse des contraintes internes lors des traitements therm
ont conduit, et continuent à le faire, à des progrès qua
tifs sans atteindre, toutefois, un niveau de précision suffi
en égard de certaines applications dont notamment la fa
de contact. La complexité du problème tient, d’une part
formulation du problème thermomécanique–métallurgi
avec prise en compte des différents termes de coupla
de multiples non-linéarités propres tant aux caractéristiq
physiques qu’aux conditions de frontières, et d’autre pa
une extrême sensibilité de la réponse des modèles vis-
des caractéristiques physiques locales interdépendante

Visant la généralité des modèles, les développem
présentés dans cette étude traitent d’un traitement therm
superficiel, en phase solide, par une source laser mo
Pour la prise en compte des différents couplages, n
contribution portera à la fois sur les aspects thermiqu
thermomécanique ainsi que sur les effets des transforma
de phases métallurgiques.

Concernant l’analyse thermique, nous proposons de
velopper un modèle non linéaire (propriétés et conditi
de frontière) purement instationnaire, qui permet de si
ler avec une bonne précision l’histoire thermique totale d
tout le domaine d’étude durant le processus de traitem
jusqu’au retour à l’équilibre thermique au refroidisseme
Notons que par ailleurs, l’importance de l’histoire th
mique a été signalée par Philibert et al. [5]. A cet effet,
schéma numérique sera intégré à un code standard d
cul par éléments finis pour la résolution de l’équation de
chaleur en régime transitoire non linéaire dans l’ensem
du domaine. Ce schéma numérique prend en compte
condition de frontière mobile sans aucune restriction su
géométrie du domaine, moyennant une discrétisation sp
temporelle adaptée. Il permet aussi de tenir compte d
non linéarité introduite par l’expression du flux émis p
rayonnement et de celle due aux caractéristiques the
physiques du matériau fonctions de la température. Q
à l’analyse thermomécanique, elle est habituellement a
dée sur la base du champ de température établi en ré
quasi-stationnaire sans considération de l’histoire therm
du domaine d’étude [6,7], le spot étant considéré dans
position courante de la trajectoire. Pour la formulati
largement développée par Niku-Lari [1], Greenwood [
Giusti [9], on considère, au cours de la trempe, que l’év
tion des grandeurs mécaniques à l’échelle macroscopiqu
le résultat d’une déformation thermoplastique classique
quelle vient se « superposer » les déformations induites p
s

t

s

e
.

s

t

l-

-

-
t

e

t

transformation de phase i.e., variation de volume et plast
de la transformation. La définition d’une limite d’élastic
locale instantanée du milieu, au moins biphasé, est une t
qui n’est pas toujours élucidée. A ce propos, différentes
ternatives ont été prospectées autour de l’application de
des mélanges combinée avec des modèles analytiques
la plasticité de la transformation. La nécessité d’apporter
correction sur le point du début de la transformation et
tienne compte de l’influence du tenseur des contraintes
pliquées est avancée par plusieurs auteurs [1,3,10].

Ainsi, nous proposons de développer un modèle
linéaire et instationnaire qui permet de simuler l’histo
mécanique i.e., contraintes et déformations, dans tou
domaine depuis le début du traitement jusqu’au retou
l’équilibre thermique (état de contraintes résiduelles). A
propos, un schéma numérique est développé au sei
même code de calcul utilisant une procédure pas à pas d
lyse non linéaire et incrémentale des contraintes avec un
de comportement thermo-elastoplastique à écrouissage
matique. Les caractéristiques mécaniques sont introduit
tant qu’objets à évolution spatio-temporelle dépendant d
température et des phases en présence.

Pour tenir compte des effets simultanés de déforma
thermique et de transformation de phase au cours du
froidissement, nous proposons la définition d’une grand
macroscopique locale que nous désignons par « coeffi
dilatométrique global ». Ce coefficient, défini à partir d’u
combinaison des relations de Thelning pour la variation
volume et de Koistinen–Marburger pour la cinétique de
transformation, est une modélisation des résultats de di
métrie expérimentale. Sa formulation analytique pour le
de la transformation martensitique permet son utilisation
recte dans un code standard.

La modélisation des interactions contraintes–transfor
tion de phase a concerné en premier lieu la cinétique ca
térisée par une variation de la températureMs du début de
transformation déterminée par l’état de contrainte multia
local et instantané. En second lieu, la plasticité de la tr
formation n’est pas considérée de façon explicite avec
limite d’élasticité régie par une loi de mélange. A ce prop
nous estimons qu’il est plus pertinent d’adopter des lois
comportement qui traduisent d’une façon plus réaliste le
terdépendances microstructurales des phases en présen
méthodologie adoptée dans le cadre de la modélisation
tuelle, utilisant les ressources disponibles du code de ca
a conduit à des résultats de simulations avec des tenda
nettement améliorées. Plus particulièrement, la résolu
du problème couplé dans sa globalité a permis d’ident
une grande sensibilité de la réponse du modèle en rap
avec la loi de comportement locale et instantanée, et a
d’appréhender les limites d’une description géométrique
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Nomenclature

a largeur du spot . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . m
A coefficient d’absorption de la surface traitée
A1 température de la transformation eutectoïde

α + P � α + γ . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . K
A3 température de la transformation allotropique

γ + α � γ . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . K
b longueur du spot . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . m
c chaleur massique . . . . . . . . . . . . . . . . J·kg−1·K−1

C % teneur en carbone
E module d’Young . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . MPa
ej élément indicej
hc coefficient d’échange par convection W·m−2·K
h enthalpie massique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . J·kg−1

H module d’écrouissage . . . . . . . . . . . . . . . . . . MPa
HV dureté Vickers
I indice de la position du spot
J indice de la position du spot
Ms température corrigée de début de transformation

γ → α′ . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . K
Ms0 température de référence du début de

transformationγ → α′ . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . K
n normale à la surface extérieure du domaine
Ne nombre d’éléments
NP nombre total de positions du spot
NPR nombre total de pas au refroidissement
NR nombre de pas au refroidissement avant la

transformation de phase
p fraction volumique de martensite
P densité de puissance du faisceau laser . W·m−2

P0 plan transversal moyen
q0 chaleur de changement de phase . . . . . . . J·m−3

q̇0 source volumique . . . . . . . . . . . . . . . . . . . W·m−3

r rayon . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . m
re rayon extérieur de laZAT2 . . . . . . . . . . . . . . . . m
ri rayon intérieur de laZAT2. . . . . . . . . . . . . . . . . m
Re rayon extérieur de l’anneau . . . . . . . . . . . . . . . . m
sij composantes du tenseur déviateur des

contraintes . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . MPa
s surface . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . m2

t temps . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . s
T température . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . K
T0 température ambiante . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . K
TRC transformation en refroidissement continu
xi coordonnées cartésiennes(i = 1,3) . . . . . . . . m
YA % fraction massique d’austénite
YC % fraction massique des carbures non dissous
ur déplacement radial . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . m
V vitesse relative du spot . . . . . . . . . . . . . . . . m·s−1

v volume . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . m3

ZAT zone affectée thermiquement
ZAT(I) zone affectée thermiquement à la position I du

spot . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . m3

ZAT1 zone superficielle à austénitisation totale . . . m3

ZAT2 zone de transition à austénitisation partielle m3

Symboles grecs

α ferrite
α′ martensite
αγ coefficient de dilatation thermique de

l’austénite . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . K−1

αd coefficient dilatométrique global . . . . . . . . . K−1

αdi coefficient dilatométrique global dans la
ZATi . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . K−1

αFe coefficient de dilatation thermique de la
ferrite . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . K−1

αM coefficient de dilatation thermique de la
martensite . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . K−1

αT coefficient de dilatation thermique . . . . . . . K−1

αtr coefficient de dilatation de transformation K−1

βM % dilatation due à la formation de la martensite
δij symbole de Krönecker
δl pas spatial . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . m
δt pas de temps pendant le traitement . . . . . . . . . . s
δtr pas de temps au refroidissement . . . . . . . . . . . . s
&l variation de longueur due à la transformation m
&V variation de volume due à la transformation m3

&Msi variation moyenne de température de la
transformationγ → α′ . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . K

ε émissivité de la surface extérieure
εe déformation élastique
εp déformation plastique
ε
p
e déformation plastique équivalente
εpt déformation de la plasticité de la transformation
εt déformation totale
εth déformation thermique
εtr déformation due à la variation de volume
γ austénite
ν coefficient de Poisson
ϕl flux laser . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . W·m−2

ϕc flux des pertes par convection . . . . . . . . W·m−2

ϕr flux des pertes par rayonnement . . . . . . W·m−2

λ conductivité thermique . . . . . . . . . . W·m−1·K−1

ρ masse volumique. . . . . . . . . . . . . . . . . . . . kg·m−3

σs constante de Stéphan . . . . . . . . . . . . W·m−2·K−4

σ Tenseur des contraintes de Cauchy . . . . . . . MPa
σ0 contrainte initiale . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . MPa
σe limite d’élasticité . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . MPa
σeq contrainte équivalente de Von-Mises . . . . . MPa
σm contrainte hydrostatique . . . . . . . . . . . . . . . . MPa
σθθ contrainte circonférentielle . . . . . . . . . . . . . . MPa
τ durée d’interaction laser-matière . . . . . . . . . . . . s
Ω domaine d’étude
∂Ω frontière totale du domaine
Ωe(I) élément de frontière éclairé par le spot dans la

positionI
Ωe surface totale éclairée
Ωu partie de frontière à déplacement imposé
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2. Variables de la genèse des contraintes résiduelles
dans un processus de traitement thermique

Le schéma classique de la Fig. 1 résume les inte
tions intervenant dans la genèse des contraintes internes
un processus de traitement thermique [1,3,6]. Ce sch
illustre bien la complexité d’un calcul de contraintes inter
du fait de l’interdépendance des phénomènes thermiq
métallurgiques et mécaniques. En synthèse, les étape
de calcul des contraintes résiduelles sont dans l’ordre c
nologique :

• Détermination du champ thermique transitoire dan
domaine par la résolution de l’équation de la chaleur
linéaire dans les conditions du traitement ;

• Caractérisation des évolutions microstructurales dan
domaine en fonction des températures, des vitesse
chauffage et de refroidissement et du diagramme TR

• Identification de l’évolution de l’état mécanique da
le domaine à partir de l’état initial et en considéra
les caractéristiques mécaniques et lois de comporte
des diverses phases en fonction de la température.
cette étape, on doit tenir compte des variations
volume qui accompagnent les transformations de ph
et l’effet des contraintes internes sur la cinétique e
plasticité de transformation.

3. Formulation et résolution du problème thermique
avec source mobile

Un modèle thermique instationnaire d’un traitement th
mique superficiel par une source laser mobile a été d
loppé [11]. Ce modèle permet de simuler l’histoire th
mique totale du traitement superficiel dans un doma
tridimensionnel, de frontière quelconque, jusqu’au retou
l’équilibre au refroidissement. La connaissance de cette
toire est une étape nécessaire pour la détermination de
toire mécanique et de l’évolution du champ de contrain

Fig. 1. Interactions dans le genèse des contraintes. internes.

Fig. 1. Interactions in internal stresses genesis.
s

,
s

e

t
s

-

instantanés. La formulation du problème intègre un cod
calcul par éléments finis pour la résolution de l’équation
la chaleur en régime transitoire non linéaire. Le schéma
mérique développé permet la résolution avec une cond
de frontière mobile moyennant une discrétisation spa
temporelle adaptée. Il tient compte des non-linéarités d
à la variation des caractéristiques thermophysiques en f
tion de la température et des pertes par rayonnement e
convection. Pour la résolution de ce type de problème
plupart des auteurs adoptent des méthodes analytiques
lement programmables qui supposent que le domaine e
espace semi-infini et que le problème admet un régime
bli asymptotique solution d’un modèle stationnaire dans
repère lié à la source mobile [12–26]. Dans l’équation d
chaleur, cette hypothèse se traduit par le remplacemen
terme transitoire par le terme convectifρcV∇T .

Le cas d’étude envisagé, relatif au traitement d’un ann
de petite dimension sur sa face latérale à l’aide d’un mou
ment circulaire du spot, ne peut pas être traité par ces
mulations analytiques établies en régime quasi-stationn
pour des massifs semi-infinis limités par un plan. Le mod
numérique instationnaire développé nécessite un mai
fin le long de toute la trajectoire de la source mobile et
pose sur un ensemble de calculs itératifs associés à ch
position de la source.

3.1. Modèle numérique. Schéma de résolution

La pièce soumise au traitement est un anneau de r
lution (Fig. 2). Le modèle géométrique, est discrétisé
maillage tridimensionnel non uniforme (Fig. 3) affiné da
le voisinage de la couche superficielle pour tenir compte
variations importantes des grandeurs locales. Le dom
d’étude, réduit à la moitié de l’anneau, est discrétisé en 5
éléments et 7 200 nœuds.

Pour exprimer la condition de frontière mobile, no
avons adopté pour la surface latérale un nombreNP de sec-
teurs à maillage répétitif ayant la dimensionb du spot suivan
le sens du défilement eta/2suivant l’axe de l’anneau. La su
face élémentaire éclairée par le spotΩe(I), (1 � I � NP)

Fig. 2. Schéma de principe d’un traitement superficiel par laser.

Fig. 2. Principle scheme of laser surface treatment.
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Fig. 3. Modèle géométrique—maillage.

Fig. 3. Geometric model—Meshing.

Fig. 4. Maillage de la surface éclairée par le spot.

Fig. 4. Meshing of lighted surface by spot.

Fig. 5. Caractéristiques thermophysiques de l’alliage.

Fig. 5. Alloy thermophysic characteristics.
est montrée sur la Fig. 4 pour deux positions success
avec un pas spatialδl. La Fig. 5 donne, pour l’acier uti
lisé (EN 36NiCrMo16 trempé revenu), les évolutions de la
conductivité thermiqueλ et de la capacité calorifiqueρc en
fonction de la température. Les singularités de ces cara
ristiques correspondent au changement d’état structura
cet acier.

La détermination des évolutions spatio-temporelles
températures à travers la résolution de l’équation de la
leur en régime transitoire dans un repère global, décou
de l’équation de conservation de la quantité de mouvem
et respectant des conditions initiales et aux limites, est
avec les hypothèses suivantes :

– l’énergie du spot est absorbée en surface ;
– le spot est de forme rectangulaire(a×b) et la répartition

de puissance est uniforme ;
– le faisceau se déplace par rapport à la pièce à une vi

constanteV .

Le faisceau laser est appliqué sur la face latérale (Fig.
est centré sur le plan transversal moyen (plan de symé
Le traitement est appliqué durant un tour de l’anne
Pour la formulation du modèle thermique instationnaire
applique surΩe(I) les flux laserϕl = AP , de rayonnemen
φr = εσs(T

4 − T 4
0 ) et de convectionφc = hc(T − T0).

Sur la surface totale traitéeΩe = {Ωe(I)/1 � I � NP}, on
superposeϕr etϕc. Le flux des pertes par convectionϕc sera
appliqué sur la surface extérieure totale du domaine∂Ω ,
excepté le plan adiabatiqueP0.


∂ρh(xi , t)

∂t
= ∇[

λ(xi, t)∇T (xi, t)
] + q̇0 dansΩ

λ(xi, t)
∂T (xi, t)

∂n
+ hc

[
T (xi, t) − T0

] = 0 sur∂Ω

λ(xi, t)
∂T (xi, t)

∂n
+ εσs

[
T 4(xi, t) − T 4

0

] = A.P

surΩe(I)

λ(xi, t)
∂T (xi, t)

∂n
+ εσs

[
T 4(xi, t) − T 4

0

] = 0

surΩe\Ωe(I)

T (xi,0)= T0 dansΩ

(1)

La durée d’interaction laser–matière pendant laquelle
lieu « voit » le spot estτ = b/V . Pour chaque positio
I du spot, on résout le système (1) en adoptant
discrétisation du temps qui exprime le bilan thermiq
global pour chaque intervalle[t, t + δt] où le pas de temp
δt = τ (δl/b). Ceci revient à substituer le système (1) parNP
sous systèmes exprimés aux différents pas. On tient co
du déplacement de la tache laser en faisant une repris
la résolution du système (1) avec le spot dans la pos
(I +1) avec, comme nouvelle condition initiale, le champ
température résultat du calcul précédent dans la positioI .
Pour la phase de refroidissement qui suit le traitemen
flux laser est nul et on considère comme condition initial
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Fig. 6. Organigramme du calcul thermomécanique.

Fig. 6. Flow chart of thermomechanical calculation.
pas
et

tre
a-
e
ue
en

ion.
ent

yon-
e.

é. La
pré-
ents
u-
mp
ilieu
champ de température résultat du pasNP jusqu’au retour à
l’équilibre thermique. On adopte pendant cette phase un
de tempsδtr plus grand afin de limiter le temps de calcul
un nombre de pasNPR.

La résolution du problème thermique comporte qua
blocs de calcul dont le premier correspond à l’initialis
tion du traitement(I = 1). Le deuxième bloc comporte un
boucle d’incrémentI permettant de réactualiser à chaq
pas les conditions initiales et de frontière et introduit,
plus, le calcul du flux de rayonnement et de convect
Le troisième bloc est relatif à la phase de refroidissem
pendant laquelle la dissipation de la chaleur se fait par ra
nement et convection libre jusqu’à l’équilibre thermiqu
Enfin, le dernier bloc permet d’identifier lesZAT. L’organi-
gramme de la Fig. 6 résume le schéma numérique adopt
procédure de calcul est implémentée dans un fichier de
traitement d’un code de calcul par la méthode des élém
finis (CASTEM 2000 du CEA), qui est particulièrement o
vert aux activités de recherche. La formulation en cha
de température pour un problème de Neuman et un m
isotrope, revient à minimaliser dansΩ , la fonctionnelle po-
tentiel thermique total :
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Fig. 7. Evolution des isothermes sur un cycle de traitement thermique.

Fig. 7. Isotherms evolution upon a treatment cycle.
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�(T ) = 1

2

∫
Ω

[
λ

(
∂T

∂xi

)2

−
(
q̇0 − ∂ρh

∂t

)
T

]
dv

+
∫

Ωe(I)

φlT ds +
∫

Ωe\Ωe(I)

φrT ds

+ hc

2

∫
∂Ω

(
T 2 − 2T T0

)
ds

où :




φl : (xi, t) ∈ Ωe(I)× [0,NP× δT ]
→ φl(xi, t) ∈ R

3

φr : (xi, t) ∈ Ωe × [0,NP× δt + NPR× δtr]
→ φr(xi, t) ∈ R

3

q̇0: (xi, t) ∈ ZAT(I)

× [0,NP× δt + NPR× δtr]
→ q̇0(xi, t) ∈ R

(2)

Pour la résolution du problème instationnaire discrétisé
schéma itératif mixte à deux pas temporels selon l’a
rithme DUPONT2 est retenu (théta-méthode pour le 1er pas).
Pour chaque positionI et instantt , le flux de rayonnemen
ϕr est calculé par un schéma explicite.

3.2. Résultats numériques et validation expérimentale

Pour la validation du modèle, les résultats sont prése
pour une simulation avec les paramètres optimaux util
lors des essais. Le spot laser (3,8 mm× 4 mm) est à
distribution uniformeP = 3600 W·cm−2 et défile àV =
1 m·min−1 soit une durée d’interactionτ = 0,24 s. Les
résultats ci-dessous correspondent àNP = 90.

La Fig. 7 montre l’évolution des isothermes et le dép
cement du front de la chaleur. La Fig. 8, mettant en évide
les seuilsA1 etA3, illustre l’évolution de la température e
fonction du temps en un point de la surface et en deux po
en sous-couche. La Fig. 9 montre le champ des tempéra
dans une section méridienne de l’anneau. L’analyse d
champ montre que la profondeur de la zone affectée the
quement(T > A1) est de 0,443 mm. La Fig. 10 représe
l’évolution de la vitesse instantanée de chauffage et de
froidissement pour les points considérés et confirme
que les cinétiques thermiques sont très rapides, notam
s

t

Fig. 8. Températures instantanées au passage du spot.

Fig. 8. Instantaneous temperatures at the spot passing.

Fig. 9. Température dans une section méridienne.

Fig. 9. Temperature field in a meridian section.

celle du refroidissement qui assure ainsi la transforma
structurale de l’austénite en martensite conformémen
diagrammeTRCde la Fig. 11 [27].

La caractérisation métallurgique des éprouvettes tra
a porté sur l’identification de la microstructure par mic
scopie optique et microscopie électronique à balayage
profondeur de la couche transformée ainsi que la mesu
la dureté à faible charge. La profondeur maximale de laZAT,
mesurée à la précision duMEB est de 0,426 mm, soit un
bonne concordance avec les résultats de la simulation
augmentations des températuresA1 et surtoutA3 avec les
grandes vitesses de chauffage déterminées par le traite
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Fig. 10. Evolution de la vitesse instantanée de chauffage et de refroid
ment.

Fig. 10. Evolution of instantaneous speed of heating and cooling.

Fig. 11. Diagramme TRC de l’acier Euronorm 36 NiCrMo16 [27].

Fig. 11. Cooling transformation diagram for Euronorm 36 NiCrMo
steel [27].
ont pu être mises en évidence par corrélation avec les
dues transformées identifiées.

Les micrographies réalisées à fort grossissement (Fig
et les mesures de dureté Vickers HV (Fig. 13) confirm
bien la présence d’une première région (ZAT1) sur environ
0,2 mm de profondeur suivie d’une deuxième (ZAT2) qui
est une transition entre la première et le substrat. La du
relevée dans laZAT1 correspond à celle de la martens
du même acier trempé dans les conditions d’austénitisa
complète. Ceci prouve que cette région est totalem
austénitisée à une température supérieure àA3. Quant à
la deuxième région (ZAT2) de structure martensitique plu
fine, elle est marquée par une diminution de la du
associée à une austénitisation partielle dans le dom
mixte (α + γ ) pourA1 < T <A3.

4. Formulation et résolution du problème mécanique
non linéaire en régime instationnaire

A chaque instant du traitement, les gradients de tem
rature et les variations de volume accompagnant les tr
formations structurales induisent localement dans les z
affectées une déformation plastique qui entraînera, lor
la pièce aura atteint son équilibre thermique, une dis
sion du milieu et par suite des contraintes résiduelles.
contraintes sont l’aboutissement des multiples interact
entre l’histoire thermique, métallurgique et mécanique
traitement.

Ainsi, nous proposons un modèle non linéaire (caracté
tiques mécaniques, et lois de comportement) instationn
qui permet de simuler l’évolution de l’état de contrain
dans le domaine depuis le début du traitement jusqu’au
tour à l’équilibre thermique au refroidissement. Le sché
numérique développé sera intégré au même code de c
utilisant une procédure pas à pas d’analyse non linéai
incrémentale des contraintes et déformations.

Ce schéma repose sur les étapes suivantes :

(a) identification géométrique, à partir de l’histoire th
mique, des zones sujettes aux transformations stru
rales et du substrat (ZAT1, ZAT2 etSUBST) ;

(b) affectation, à chaque zone géométrique, des carac
tiques mécaniques et de lois de comportement ap
Fig. 12. Micrographie électronique à balayage de la martensite dans les trois zones (×10000).

Fig. 12. SEM of martensite in the three zones (×10000).



A. Ben Rhima et al. / International Journal of Thermal Sciences 42 (2003) 759–776 767

près

so-
rise
aux

in-
itial

pté
par

ise

r la
her-
arac
oung
),

éta

est
s ont
ux
ent à

us-
. 17

que.
intro-

en
auf-
Fig. 13. Courbe de dureté fonction de la profondeur.

Fig. 13. Hardness curve function of depth.

Fig. 14. Zones élémentaires affectées thermiquement.

Fig. 14. Thermally affected elementary zones.

priées en fonction de la température (avant et a
transformation structurale) ;

(c) chargement thermique instationnaire par le champ
lution du problème thermique au même instant et p
en compte des variations de volume localisées dues
transformations de phase au refroidissement ;

(d) calcul incrémental de l’évolution mécanique (contra
tes et déformations) dans le domaine entre l’état in
connu et l’état final atteint après traitement.

4.1. Identification et définition des géométries

La Fig. 14 représente le maillage tridimensionnel ado
pour la définition des zones géométriques identifiées
l’analyse thermique et confirmés par l’expérience :

– ZAT1 (austénitisation totale) de profondeur 0,2 mm ;
– ZAT2 (austénitisation partielle) de profondeur compr

entre 0,2 mm et 0,45 mm ;
– Substrat.

4.2. Caractéristiques mécaniques

Les données mécaniques requises initialement pa
simulation numérique avec une loi de comportement t
moélastoplastique à écrouissage cinématique sont les c
téristiques mécaniques de chaque phase : module d’Y
E, coefficient de Poissonν (0,3 pour toutes les phases
limite d’élasticitéσe , coefficient d’écrouissageH pour un
modèle de Prager et coefficient de dilatation thermiqueαT .
La connaissance du comportement dimensionnel du m
-

l

Fig. 15. Limite d’élasticité de l’austénite.

Fig. 15. Yield stress of austenite.

Fig. 16. Limite d’élasticité de la martensite.

Fig. 16. Yield stress of martensite.

Fig. 17. Module d’écrouissage de l’acier.

Fig. 17. Rate of strain hardening of the steel.

au cours du refroidissement, déterminé par dilatométrie
également nécessaire. Les variations de ces paramètre
deux origines : l’une purement thermique et l’autre liée a
transformations structurales. Ils dépendent par conséqu
la fois, de la température et de la structure du milieu.

Les Figs. 15 et 16 donnent les limites élastiques de l’a
ténite et de la martensite brute de trempe [28]. La Fig
représente la variation du module d’écrouissageH de l’acier
au refroidissement pour une transformation martensiti
Le Tableau 1 résume les caractéristiques mécaniques
duites comme des objets à évolution spatio-temporelle
fonction du lieu géométrique et de la température au ch
fage et au refroidissement.
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Tableau 1
Caractéristiques mécaniques en fonction de la température du domaine

Table 1
Mechanical charcteristics function of domain temperature

Géométrie ZAT1 ZAT2 Substrat

Chauffage T <A1 structure: initiale structure: initiale structure: initiale
σ i
e ;Hi,Ei ,αiT σ i

e ;Hi,Ei ,αiT σ i
e ;Hi,Ei ,αiT

A1< T <A3 structure:α + γ structure:α + γ

σ
α+γ
e ;Hα+γ ,Eα+γ ,α

α+γ
T

σ
α+γ
e ,Hα+γ ,Eα+γ ,α

α+γ
T

A3< T < Tmax structure:γ
σ
γ
e ;Hγ ,Eγ ,α

γ
T

Refroidissement A3< T < Tmax structure:γ
σ
γ
e ;Hγ ,Eγ ,α

γ
T

Ms< T <A3 structure:γ structure:α + γ

σ
γ
e ;Hγ ,Eγ ,α

γ
T

σ
α+γ
e ;Hα+γ ,Eα+γ ,α

α+γ
T

T < Ms structure:γ + α′ structure:α + γ + α′

σ
γ+α′
e ,Hγ+α′

,Eγ+α′
, α

γ+α′
T ,αd1 σ

γ+α′+α
e ;Hγ+α′+α,Eγ+α′+α,α

γ+α′+α
T ,αd2
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4.3. Chargement instantané

Le champ de température instantané, solution du
blème thermique instationnaire, constitue le chargem
thermique à chaque pas de calcul. En plus, il faut t
compte des variations de volume dues à la transforma
martensitique au refroidissement localisées dans les z
affectées thermiquement. La résolution a été initiée ave
état initial naturel et des conditions de frontière en dépla
ment qui reprennent à l’identique les conditions de liai
de la pièce sur la machine à commande numérique : en
trement par centrage court et appui plan bilatéral.

4.4. Formulation du problème mécanique

L’analyse thermomécanique est abordée à l’échelle
croscopique dans l’hypothèse de petites perturbations,
en ce qui concerne le champ de température, découplé
l’équation de l’énergie par l’omission du terme de vitesse
déformation (hypothèse justifiée a posteriori). Les force
volume négligées, il s’agit de résoudre l’équation d’équili
local :


∇ · σ(xi, t) = �0 dansΩ

0 � t � (NPδt + NPRδtr)

Avec les conditions aux limites

σ(xi, t) · �n = �0 sur∂Ω\Ωu

ūi(xi, t) = 0 surΩu

et les conditions initiales

σ 0(xi,0) = 0, T (xi,0) = T0 dansΩ

(3)

Une loi de comportement thermoélastoplastique à écro
sage cinématique est définie pour chaque sous-dom
macroscopiquement homogène et isotrope. L’analyse d
genèse des contraintes internes repose sur le calcul n
néaire et incrémental des déformations et des contrai
L’équation incrémentale exprimant la déformation tot
s’écrit :

dεtij = dεeij + dεth
ij + dεp + dεtr

ij (4)
ij
s

-

f
e

s

-
.

– dεeij : incrément de déformation élastique

dεeij = d

(
1+ ν

E
σij − ν

E
σkkδij

)
(5)

– dεth
ij : incrément de déformation thermique

dεth
ij = d

[
αT (T − T0)δij

]
(6)

– dεpij : incrément de déformation plastique

dεpij = 3

2

dεpe
σeq

sij (7)

– dεtr
ij : incrément de déformation due à la variation

volume

dεtr
ij = βMdpδij (8)

L’incrément de déformation plastique dεpij est calculé pou
un seuil défini par le critère de Von-Mises, justifié p
Poirier [29], et un modèle d’écrouissage cinématique de
ger [30,31]. Ce modèle d’écrouissage permettra, notamm
de rendre compte de l’effet Baushinger consécutivemen
transformations de phase lors du traitement.

Il faut souligner que plusieurs auteurs [1,3,8,9] ajout
le terme dεpt

ij pour l’incrément de déformation due à «
plasticité de transformation ». Ce concept a été introduit p
mettre en évidence les propriétés mécaniques particul
d’un acier lors de la trempe au moment où sa structure
multiphasique. Ce comportement se traduit notammen
une plasticité bien supérieure à ce que laisserait prévoir
loi de mélange linéaire des propriétés des phases prés
Des modèles ont été formulés pour tenir compte de
phénomène dans les calculs dont le plus fréquemment u
est celui développé par Greenwood et Johnson [8].

Cependant, la pertinence et la validité de ces modèle
parfois discutée [32] et leur utilisation dans un code de ca
par éléments finis conçu pour des applications très géné
n’est pas, de notre avis, envisageable. Pour ces rai
ce terme ne sera pas considéré d’une façon explicite
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l’incrément de déformation totale mais l’influence de ce
plasticité de transformation sera prise en compte à tra
les caractéristiques mécaniques observables pour le mé
multiphasique au cours du refroidissement (cf. Section 4

4.5. Définition d’un coefficient dilatométrique global au
refroidissement

Nous proposons de définir une grandeur macroscop
locale que nous désignons par «coefficient dilatométrique
global» notéαd qui traduit, au refroidissement, les effe
cumulés de déformation thermique et de transformation
phase. Ce coefficient représente, en fait, une modélis
des résultats expérimentaux de la dilatométrie au re
dissement dans l’hypothèse de l’isotropie des dilatat
thermiques et des variations de volume. L’avantage de c
description est de pouvoir utiliser un seul coefficient qui s
injecté dans le code de calcul en tant que coefficient de
tation thermique fictif représentant les deux effets à la f
Pour cela, on suppose qu’à chaque instant de la transfo
tion martensitique (T < Ms), le coefficient dilatométrique
global est la somme d’un coefficient de dilatation de la tra
formationαtr et du coefficient de dilatation thermiqueαT
du mélange austénite-martensite. Cette tâche est intéres
par le fait que l’évolution de la transformation martensitiq
ne dépend que de la température ce qui permet une form
tion analytique de ces coefficients.

4.5.1. Coefficient de dilatation de la transformationαtr
Pour définir ce coefficient, on considère une combin

son des relations de Thelning (variation de volume) e
Koistinen–Marburger (cinétique de la transformation).
variation positive de volume d’un acier trempé après au
nitisation est décrite pour les aciers non alliés par la rela
de Thelning [3] :

&V

V
= 1,68(1− Yc − YA)%C + YA(2,21%C − 4,64) (9)

La dilatation linéaire isotrope est

&l

l
= 1

3

&V

V

La relation de Koistinen–Marburger pour la cinétique de
transformation martensitique donne la proportionp(T ) de
martensite formée [3] :

p(T ) = 1− exp
[−0,011(Ms− T )

]
pourT < Ms (10)

Substituant la fraction d’austéniteYA = 1 − p(T ) =
exp[−0,011(Ms− T )] dans la relation de Thelning on o
tient l’expression de&l/l en fonction de la température :

&l/l = K1(1− Yc)+ (K2 −K1)exp
[−0,011(Ms− T )

]
où

K1 = 10−2

3
1,68%C, K2 = 10−2

3
(2,21%C − 4,64)

Il est alors possible de définir le coefficient de dilatation
la transformation comme :
e

-

te

-

Fig. 18. Coefficient de dilatation de la transformation.

Fig. 18. Dilatation coefficient of the transformation.

αtr = ∂

∂T

(
&l

l

)

= 0,011(K2 −K1)exp
[−0,011(Ms− T )

]
(11)

La Fig. 18 représente la variation de cette grandeur p
l’acier 36 NiCrMo16 (Ms= 275◦C). Notons qu’il est natu
rel que ce coefficient soit négatif puisque la transforma
de phase martensitique s’accompagne d’une augment
de volume pour une baisse de température.

4.5.2. Coefficient de dilatation thermiqueαT
Connaissant les coefficients de dilatation thermique

l’austéniteαγ = 2,22× 10−5 K−1 et de la martensiteαM =
1,56× 10−5 K−1 [28], ce coefficient est évalué par une
linéaire de mélange :

αT = p(T )αM + [
1− p(T )

]
αγ

= αM + (αγ − αM)exp
[−0,011(Ms− T )

]
(12)

Cette approximation se justifie d’une part par la prépon
rance du coefficient de transformation (singularité) dev
le coefficient thermique, et d’autre part par des valeurs
voisines des coefficients élastiquesE etν des phases en pré
sence [33].

4.5.3. Coefficient dilatométrique global dans la ZAT1 αd1
La courbe de la Fig. 19 représente l’évolution du

efficient αd1 = αtr + αT pour la même nuance d’acier e
fonction de la température. Cette évolution assure un
sage continu du domaine austénitique au domaine m
(α′ + γ ). Il faut noter que ce coefficient représente , en f
la pente de la courbe dilatométrique dont l’allure est d
née par la Fig. 20 [1]. Le premier passage par 0 deαd1(T )

correspond à l’extréma de la courbe dilatométrique en d
de transformation. Le deuxième passage par 0 à plus b
température, confirmé par une pente nulle sur la courb
latométrique, se manifeste lorsque la contraction therm
devient opposée à la dilatation de transformation de pha

4.5.4. Coefficient dilatométrique global dans la ZAT2 αd2
Cette zone intermédiaire à austénitisation partielle

définie parri < r < re. Nous considérons, au premier ord



770 A. Ben Rhima et al. / International Journal of Thermal Sciences 42 (2003) 759–776

arie

t, on
lcul
n
ien
le

nt

e

ini-
a-

ques

om-

ique
yant
re-

35].
péra-
ée.
ipa-

du

se-
ice

e, de
le

urant

ches
ume
et à

nes

ases
s
non

e

tion
c
omé-
entes
sein

son,
rique
éca-
rvant
fin

inte
s-
ge du
Fig. 19. Coefficient dilatométrique global (ZAT1).

Fig. 19. Global dilatometric coefficient (ZAT1).

Fig. 20. Courbe dilatométrique [1].

Fig. 20. Dilatometric curve [1].

que la proportion d’austénite formée au chauffage v
linéairement depuis la valeur nulle pourr = ri à la valeur
1 pourr = re , le complément étant constitué de ferriteα. Au
cours de la transformation de phase au refroidissemen
introduit le coefficient dilatométrique dans le code de ca
sous forme d’un champ par éléments fonction du rayor
et de la température. On suppose alors que le coeffic
dilatométrique localαd2 est une pondération linéaire entre
coefficient dilatométriqueαd1 de l’austénite se transforma
en martensite et le coefficient de dilatation de la ferriteαFe :

αd2(T , r) = αd1(T )
r − ri

re − ri
+ αFe(T )

re − r

re − ri
(13)

4.6. Schéma numérique de résolution par une procédur
pas à pas

La formulation en champ de déplacement revient à m
maliser dansΩ , la fonctionnelle énergie interne de déform
t

tion (pour des densités de forces volumiques et surfaci
nulles) :

Π(t) =
∫
Ω

gradsu(xi) :σ(xi)dv
∣∣
t

∀u :Ω → R
3, nul surΩu (14)

Avec actualisation, à chaque pas de temps, de la loi de c
portement localeσe(xi, t), E(xi, t), H(xi, t), αT (xi, t) et de
l’état de contrainte initialσ 0(xi, t).

Le schéma numérique du problème thermomécan
est effectué après résolution du problème thermique, a
pris soin de sauvegarder toute l’histoire thermique pour
calculer à chaque pas la matrice de rigidité tangente [
A chaque pas de temps, le champ instantané des tem
turesT (xi, t) dans tout le domaine est une donnée d’entr

On peut considérer que la résolution comporte princ
lement deux blocs de calcul :

Le premier bloc correspond à la rotation du spot lors
traitement et comporte une boucle d’incrémentI variant de
1 àNP. Le deuxième bloc est relatif à la phase de refroidis
ment, qui suit la fin du traitement, pendant laquelle l’ind
du pas de tempsI varie de(NP+ 1) à (NP+ NPR). L’ana-
lyse des résultats thermiques aura permis, au préalabl
déterminer le nombreNRde pas de refroidissement après
passage du spot pour que la température en un point co
représentatif, devient égale à la température du pointMs en
ce point (l’écart de température entre les diverses cou
s’estompe rapidement). L’organigramme de la Fig. 6 rés
le schéma numérique adopté. Au niveau du premier bloc
chaque positionI du spot, on affecte à chacun des domai
prédéfinis, par l’intermédiaire d’une boucle d’indiceJ , des
caractéristiques matérielles variables en fonction des ph
en présence. A chaque positionI , on distingue dans le
zones affectées thermiquement, la région au chauffage
balayée par le spot(I < J � NP), la région déjà traversé
par le spot en début de refroidissement(I − NR< J � I)

et la région en cours de refroidissement avec transforma
de phase(1 � J � I − NR). Au niveau du deuxième blo
(refroidissement), on affecte à l’ensemble des zones gé
triques les caractéristiques matérielles des phases prés
à chaque instant. Les algorithmes sont programmés au
du même code de calcul.

4.7. Résultats d’une simulation sans transformations de
phase

Dans le but de disposer d’un élément de comparai
nous avons effectué, avant application du schéma numé
précédent, une simulation du comportement thermom
nique sans transformations de phase, le matériau conse
alors ses caractéristiques matérielles initiales jusqu’à la
du processus. La Fig. 21 montre l’évolution de la contra
circonférencielle instantanéeσθθ (t), en surface et en sou
couche dans une section médiane courante. Au passa
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Fig. 21. Evolution de la contrainte circonférencielle (sans transformatio
phase).

Fig. 21. Circumferencial stress evolution (without phase transformatio

spot, cette composante est compressive et atteint de
leurs locales intenses. Lors du refroidissement, elle bas
vers un état de tension. Les contraintes résiduelles so
traction sur environ 0,5 mm de profondeur. Ces résultats
joignent ceux obtenus par Debuigne [6] et Rosselet [4].

4.8. Modélisation des interactions contraintes
transformation de phase martensitique

La simulation précédente montre qu’à la traversée
point Ms au refroidissement, les couches superficielles s
soumises à un état de contrainte multiaxial de tension
plusieurs études, mentionnées précédemment, ont m
que les contraintes ont une action sur la transforma
elle-même et provoquent deux types d’effets nouvea
Le premier concerne une modification de la cinétique
la transformation et se traduit par une variation de
températureMs. Le second est un effet mécanique, dési
communément « plasticité de transformation », se tradui
l’apparition d’une déformation plastique pour une contrai
appliquée inférieure à la limite d’élasticité (dε

pt
ij dans la

formulation du problème mécanique).
L’effet d’un état de contrainte multiaxial sur la tem

pératureMs doit traduire à la fois l’influence des partie
déviateur et sphérique du tenseur des contraintes. La
riation de Ms est reliée à la contrainte hydrostatiqueσm
et à la contrainte équivalenteσeq par la relation empirique
&Ms = Aσm + Bσeq [1], avec pour ce type d’acier,A =
5 × 10−2 ◦C·MPa etB = 3,33× 10−2 ◦C·MPa. L’applica-
tion de cette relation à partir de l’état de contrainte iden
au début du refroidissement (sans transformation de ph
conduit à&Ms≈ 50◦C en surface.

Quant à la plasticité de la transformation, considé
dans quelques modèles [32], elle est prise en compt
admettant que la limite d’élasticité de la structure bipha
austénite/martensite est déterminée par une loi de mél
linéaire des limites élastiques des deux constituants. C
approche privilégie de fait, la contribution de la marten
dont la limite d’élasticité est nettement plus élevée que c
de l’austénite.
-

é

-

)

e

A ce propos, nous pensons que l’adoption, pour les
maines multiphasiques évolutifs, de lois de comportem
basées sur une loi des mélanges pour des grandeurs en
rigueur intensives n’est pas très pertinente. Plusieurs s
lations effectuées avec la loi de mélange pourσe ont par
ailleurs toujours conduit à des contraintes résiduelles
hibitives : modéliser la plasticité de la transformation
décrivant la limite d’élasticité comme une grandeur ext
sive, conduit manifestement à des incohérences physiqu

A ce stade de l’étude, nous avons retenu pour le
lieu multiphasique, en début de refroidissement, une lim
d’élasticité confondue avec celle de la phase la plus du
(l’austénite). Au début de la deuxième phase du refroidi
ment (deuxième bloc de calcul), la proportion de marten
constituée, d’après la relation de Koistinen, étant d’env
90 %, nous considérons que cette valeur est un seuil de
culement de la limite d’élasticité du milieu vers celle de
martensite. Une telle description est tout à fait aborda
dans les limites des ressources actuelles du code de ca

5. Résultats des simulations numériques. Comparaison
avec les résultats expérimentaux

Les nombreuses simulations effectuées ont montré
trême sensibilité de la réponse des modèles vis-à-vis
nombre très élevé de paramètres introduits. Les meilleur
sultats aboutissant à des contraintes résiduelles proche
valeurs mesurées ont été obtenus à travers la combinais
l’ensemble de facteurs suivant :

(1) un maillage affiné des couches superficielles ;
(2) une délimitation précise des domainesZAT1 etZAT2 en

profondeur et en largeur ;
(3) toutes les caractéristiques sont considérées en fon

de la température ;
(4) une évolution du coefficient dilatométrique global as

rant une transition continue de la phase austénitique
phase martensitique conformément à l’allure des dil
métries expérimentales ;

(5) un coefficient dilatométrique défini localement dans
zone de transition(ZAT2) sous forme d’un champ pa
éléments pour tenir compte de la présence de la ferr

(6) une température deMs portée à environ 350◦C ce qui
correspond à&Ms= 75◦C ;

(7) une première approche pour la limite d’élasticité
milieu multiphasique (Section 4.8.).

La Fig. 22 montre le champ instantané de la contra
circonférencielleσθθ au passage du spot et met en évide
la zone austénitique tendue suivie par la zone martensi
comprimée. Notons que par rapport à cette observa
le modèle d’écrouissage retenu tient compte de l’e
Baushinger. La Fig. 23 montre le champ des contrai
résiduelles à la température d’équilibre dans le plan mo
et en surface latérale. La Fig. 24 représente le cham
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Fig. 22. Isovaleurs de la contrainte circonférencielle instantanée au passage du spot(I = 25).

Fig. 22. Instantaneous field of circumferencial stress at the spot passing(I = 25).
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Fig. 23. Contraintes circonférencielle résiduelles (surface latéral
sous-couches).

Fig. 23. Residual circumferencial stress (lateral surface and ben
surface).

contraintes résiduelles dans une section méridienne fa
apparaître une zone comprimée en surface entouré
profondeur et latéralement par une zone tendue.

La Fig. 25 représente l’évolution deσθθ (t) en surface e
en sous-couche. Comparée à la Fig. 21, on constate d’a
qu’après le passage du spot, il y’ a un début d’affaissem
de la contrainte dû à la ductilité de l’austénite et ensuite
évolutions en surface et à 0,2 mm subissent une inversio
pente à l’instant du début de la transformation martensit
et tendent vers des valeurs négatives. Cette inversio
pente est naturellement due au changement de sign
coefficient dilatométrique. La Fig. 26 illustre le déplacem
radial instantané en surface et sa valeur résiduelle(ur ≈
7 µm) et la Fig. 27 représente la déformée résiduelle
surface sur la largeur de l’anneau. L’hypothèse de pe
t
n

d

u

Fig. 24. Isovaleurs de la contrainte circonférencielle résiduelle dans
section méridienne.

Fig. 24. Field of residual circumferencial stress in a meridian section

perturbation est confirmée par une amplitude maxim
calculée de la composanteεθθ = 4,7 × 10−3. De même, le
découplage des équations de conservation de l’énerg
de la quantité de mouvement s’est avéré tout à fait val
en égard des vitesses de déformations calculées qui
majorées par 3,5× 10−2 s−1 pour la composantėεθθ .

Le profil des contraintes résiduelles en fonction de
profondeur dans la section moyenne de l’éprouvette
représenté à la Fig. 28 et on lui superpose les val
mesurées par diffraction X dans la même section.
constate bien la mise en précontrainte de compression
couche superficielle, caractéristique d’un traitement par
source laser [3,34], mais également l’apparition de la z
en traction chevauchant la zone de transition et le subs
La contrainte s’annule au-delà de 1 mm de profond
environ.
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Fig. 25. Evolution de la contrainte circonférencielle instantanée : (a)
sage du spot ; (b) passage du spot et refroidissement.

Fig. 25. Evolution of instantaneous of circumferencial stress: (a)
passing; (b) spot passing and cooling.

Fig. 26. Déplacement radial instantané en surface.

Fig. 26. Instantaneous radial displacement of surface.

L’analyse comparative révèle une correspondance q
tative des résultats expérimentaux et numériques qui tra
une réponse satisfaisante du modèle. Cependant, d’un
de vue quantitatif, les écarts constatés sont manifestem
t
t
a

Fig. 27. Déplacement résiduel en surface.

Fig. 27. Residual displacement at the surface.

Fig. 28. Profil des contraintes circonférentielles résiduelles dans la se
moyenne de l’éprouvette.

Fig. 28. Profile of residual circumferencial stress in the middle sectio
sample.

conséquence de l’effet cumulé du nombre important d
pothèses adoptées aux trois niveaux (thermique, méca
et métallurgique). Dans ce sens, de nombreuses simula
numériques, ont conduit à l’identification d’une source p
vilégiée d’écart relative à la loi de comportement du mil
multi-phasique au cours du refroidissement.

6. Conclusions

Le modèle numérique instationnaire proposé néce
un maillage fin le long de toute la trajectoire de la sou
mobile et repose sur un ensemble de calculs itératifs
sociés à chaque position de la source. Ce modèle pe
une simulation fine de l’histoire thermique totale d’un tr
tement par une source mobile en réactualisant à chaqu
les conditions initiales et de frontière. Il permettrait nota
ment d’accéder aux champs de température dans le c
pièces dont le traitement impose des recouvrements : tr
toires fermées ou traitements multi-passes. La connaiss
de cette histoire jusqu’au retour à la température ambi
est nécessaire notamment si on traite le couplage ave
modèle de thermoélastoplasticité pour suivre l’évolution
champs de contrainte et déformation instantanés et, à te
déterminer l’état de contraintes résiduelles en régime pe
nent après refroidissement. Cette phase de refroidisse
est déterminante pour l’évaluation rigoureuse et précis
l’état de contraintes résiduelles.
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Moyennant le schéma numérique proposé, il dev
possible de résoudre le problème thermique instationn
dans un domaine tridimensionnel avec une condition
limites évolutive et de simuler le traitement d’une pièce
forme quelconque, ayant des dimensions finies, sans p
par l’hypothèse d’un milieu semi-infini.

La procédure de calcul de la genèse des contrainte
ternes est basée sur une analyse non linéaire et incréme
des déformations et des contraintes avec une loi de c
portement thermoélastoplastique. La prise en compte
effets thermomécaniques dus à l’évolution microstructu
du matériau au refroidissement est considérée au vu de
sultats thermiques par une identification géométrique
diverses zones affectées thermiquement auxquelles on
cie des caractéristiques matérielles évolutives dans le te
en fonction des proportions des phases en présence. L
finition d’un coefficient dilatométrique global en tant q
modèle représentatif de la dilatométrie expérimentale et
utilisation directe dans le code de calcul permet de t
compte des effets simultanés de dilatation thermique e
variation de volume liées aux transformations de phase.

La principale difficulté est localisée au niveau de
prise en compte de la plasticité de la transformation. Ce
ci est habituellement considérée par rapport à une lim
d’élasticité du milieu multiphasique calculée par la loi d
mélanges, approche qui nous semble discutable en é
du caractère intensif des grandeurs. Aussi, les mod
analytiques proposés dans la littérature pour tenir comp
cette plasticité de transformation, sont pénalisés d’une
par le recours à une limite d’élasticité instantanée incerta
et d’autre part, par des formulations unidimensionnelles
limitent fortement leur utilisation directe dans un code
calcul offrant des ressources multiples. Bien que les te
de calcul soient encore relativement longs (temps mo
CPU = 25 heures sur Pc 1 GHz), on peut espérer
réduction grâce à l’évolution des performances des mo
de calcul.

Notons que pour les échelles spatiales en questio
taille des zones affectées thermiquement étant relative
faible en égard avec celle des grains, l’existence à
instant d’une périodicité spatiale (même aléatoire) ne p
pas être supposée et donc, le recours à des techniqu
localisation–homogénéisation n’est pas actuellement e
sageable. Notons, que par rapport à la finesse de la
crétisation spatiale retenue au voisinage de la zone affe
thermiquement, une description à une échelle mésoscop
serait a priori plus indiquée mais imposerait, entre autre
nécessité de considérer l’influence de la taille des grain
la limite d’élasticité locale.

Dans cette étude, nous avons retenu pour le m
multiphasique, la limite d’élasticité de l’austénite en dé
de refroidissement avec un seuil de basculement vers
de la martensite au delà de90 % d’austénite transformée
Ce seuil, a priori arbitraire, a été choisi sur la base
l’analyse des résultats de nombreuses simulations. C
r

le
-

-

-
s
-

d

t

e

-
e
e

option a conduit à une nette amélioration tant qualitative
quantitative des résultats.

En tout état de cause, et en dépit de l’ensemble
améliorations apportées dans cette contribution, il nous
raît vraisemblable que pour les échelles spatio-tempor
spécifiques aux traitements thermiques superficiels san
fusion d’un domaine polycristallin avec une source mob
une loi de comportement macroscopique, déterministe,
mogène et isotrope ne permettrait pas une prédiction qu
tative précise de l’état de contraintes résiduelles au reto
l’équilibre thermique.

Ainsi, la prédétermination quantitative par simulation n
mérique de l’état de contraintes résiduelles induit par
traitement thermique superficiel devrait progresser par la
cherche de lois de comportement traduisant d’une façon
fine, en lieu et date, les interdépendances microstructu
des phases en présence. Ceci passerait vraisemblabl
par une approche multi-échelles appropriée.

Abridged English version

Quantitative prediction by numerical simulation mea
of the residual stresses generated by superficial heat
ments is not yet a beaten track [1–4]. Several attem
have given, up today, qualitative improvements, never
less the accuracy attained remains below the levels ne
in some technology fields such as contact fatigue. For
scope mentioned, the numerical simulation holds, indee
the formulation of the coupled triptych thermomechani
metallurgic problem taking into account several and sev
physical non linearities. This study aims, at least, the de
opment of multipurpose model for prediction of the resid
stresses state generated by a superficial heat treatme
solid phase without diffusion. For the generality of the m
els set up, to the sense of the thermomechanics history
other coupling terms importance, we consider the cas
the treatment by a moving laser source and self quench
Thus, the resolution of this evolution problem, lies in bo
the thermal and thermomechanical aspects as well as i
phase transformation effects.

For the solution of this problem, most authors consi
analytical methods with assumptions of an infinite ha
space and an assymptotic solution of a stationary mode
datum attached to the moving source [12,26]. Thus, this
est assumption enables substituting in the heat equatio
the transient member by the convective termρcV∇T . With
regard to the specific geometry of sample such as a
treated on its lateral surface by a revolving laser spot,
resolution couldn’t involve such assumptions, i.e., a re
transient model is required. Hence, for the thermal an
sis, we propose a non linear transient model allowing
simulation of the whole thermal history during the treatm
process until the return to the thermal balance. The prob
to be solved, giving temperature space–time evolutions,
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respect to boundary and initial conditions, is governed by
following equations:


∂ρh(xi , t)

∂t
= ∇[

λ(xi, t)∇T (xi, t)
] + q̇0

in the bounded domainΩ

λ(xi, t)
∂T (xi, t)

∂n
+ hc

[
T (xi, t)− T0

] = 0 on∂Ω

λ(xi, t)
∂T (xi, t)

∂n
+ εσs

[
T 4(xi, t)− T 4

0

] = A.P

onΩe(I)

λ(xi , t)
∂T (xi, t)

∂n
+ εσs

[
T 4(xi, t)− T 4

0

] = 0

onΩe\Ωe(I)

T (xi,0) = T0 in the bounded domainΩ

(1)

Variational formulation in temperature for Neuman probl
and isotropic medium, consists on minimising the funct
total thermal potential within the bounded domainΩ :

�(T ) = 1

2

∫
Ω

[
λ

(
∂T

∂xi

)2

−
(
q̇0 − ∂ρh

∂t

)
T

]
dv

+
∫

Ωe(I)

φlT ds +
∫

Ωe\Ωe(I)

φrT ds

+ hc

2

∫
∂Ω

(
T 2 − 2T T0

)
ds

where




φl : (xi, t) ∈ Ωe(I)× [0,NP · δT ]
→ φl(xi, t) ∈ R

3

φr : (xi, t) ∈ Ωe × [0,NP· δt + NPR· δtr]
→ φr(xi, t) ∈ R

3

q̇0: (xi, t) ∈ ZAT(I)

× [0,NP · δt + NPR· δtr]
→ q̇0(xi, t) ∈ R

(2)

For our purpose, the geometric model is subdivided in th
dimensional non-uniform meshing given by Fig. 3. Since
transient non-linear model proposed requires a thin m
ing along the whole moving source trajectory, a mesh wit
5 040 elements connected between themselves by 7
nodes is considered.

The flow chart shown in Fig. 6 gives an abstract of
numerical scheme set up. The computation procedur
implemented in a standard FEM code (CASTEM 2000
CEA). Such option is justified by the opening of this code
development activities. This chart involves four blocks:
first one corresponds to initial step, the second block en
the actualisation of both boundary and initial conditions,
third block is relative to cooling sequence and the latter
realise the identification the thermally affected zones.

Resolution is based on a set of iterative computati
associated to each source position, i.e., a mixed sch
according to DUPONT2 algorithm andθ -method for the
first step. For each position and instant, the radiative ra
obtained by an explicit scheme. The results given by Fig
9, 10, 12 show a good consistency with experimental res

Thermomechanical analysis is treated throughout a
linear incremental model whereby we simulate the mech
ical history since the beginning of the treatment until
residual stress state establishing. In the numeric schem
veloped within a FEM code, the mechanical features are
scribed by space–time evolutions depending on the tem
ature and the local instantaneous phases which are pr
throughout the domain. The problem to be solved, giv
stresses space–time evolutions, with respect to boundar
initial conditions, is governed by the following equations


∇ · σ(xi, t) = �0
in the boundedΩ, 0� t � (NPδN + NPRδtr)

σ (xi, t) · �n = �0 on∂Ω\Ωu

ūi(xi, t) = 0 onΩu

σ 0(xi,0) = 0, T (xi,0) = T0

in the boundedΩ

(3)

A thermoelastoplastic behaviour law is prescribed
each domain assumed homogeneous and isotropic.
analysis of the internal stresses genesis is based on
following incremental equation:

dεtij = dεeij + dεth
ij + dεpij + dεtr

ij (4)

Plastic deformation increment is calculated using a V
Mises criterion and Prager model, thus, the Baushin
effect is implicitly taken into account. We introduce a glob
dilatometric coefficient to take into account the simultane
and cumulated thermal and phase transformation strain
combining Koistinen–Marburger law for the transformati
kinetics and Thelning relation for the variation of t
volume [3]. Henceforth, such coefficient may be written:

αtr = ∂

∂T

(
&l

l

)

= 0,011(K2 −K1)exp
[−0,011(Ms− T )

]
(5)

For this evolution problem, the variational formulation
displacement, without volume forces, is given by:

Π(t) =
∫
Ω

gradsu(xi) :σ(xi)dv
∣∣
t

∀u :Ω → R
3, zero onΩu (6)

with actualisation, for each step, of the local behaviour
and the initial stress state.

Resolution of the thermomechanical problem is done
ter solving the thermal problem by missing the term of
strain rate in the energy equation, such assumption is j
fied subsequently. Since the whole thermal history is sto
the tangent stiffness matrix is actualised for each comp
tion step.

The main difficulty met concerns the plasticity of tran
formation. This quantity is usually considered through
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a linear mixture law of the elastic limits relatives to ea
component of the medium. From our point of view, th
idealisation seems inconsistent in regard with the inten
character of such variables. Instead of this, we kept
elastic limit of the austenite from the beginning of cooli
with a doorstep of toppling to martensite elastic limit b
yond 90% of austenite transformed. Let us note that bec
of the periodicity default in such scales, the localisatio
homogenisation techniques are not foreseeable.

Such option brought off real qualitative improveme
of the results shown by Figs. 25, 26, 27, 28. In any ca
and in spite of several classical assumptions remove
seems plausible that for the specific space–time scales
tives to the superficial heat treatment without diffusion w
a moving source, and subject to the hold in account o
the thermal history as well as the set of non-linearit
a macroscopic, homogeneous, isotropic, deterministic
haviour law, could not allow the numerical quantitati
prediction, with enough accuracy, the multi-axial resid
stress state at the return to thermal balance.

Thereby, the quantitative prediction by numeric simu
tion of the residual stress state led by a superficial ther
treatment, should progress by the research of adequat
haviour laws translating in a finer way, at the proper ti
and place, the microstructures relationships. It would n
likely an appropriated multi-scales description.
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