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Nomenclature

Lettres romaines

Bg : température marquant le début du domaine bainitique (°C)

Cp : chaleur spécifique massique (J.kg' K™)

h : coefficient de transfert de chaleur moyen a la paroi (W.m2XK™")

hg : coefficient de transfert de chaleur local repéré par 1’angle  (W.m™2.K™)
k : énergie cinétique turbulente (m*.s?)

K : coefficient de plasticité de transformation (MPa™)

Mg : température de début de transformation martensitique (°C)

P : pression du fluide (Pa)

P, : pression de I’enceinte de trempe gazeuse
Q(r, t) : puissance thermique de transformation de phase en fonction du temps t (W.m™)

taeout - temps de début de transformation de phase (y = 1%) (s)
tin : temps de fin de transformation de phase (y = 99%) (s)

T : température (K ou °C)

T, : température de paroi locale (K ou °C)

T, : température loin de I’obstacle (K ou °C)

Thim = (Tp + Ts)/2 : température de film (K ou °C)

. T ) . . -
u = |- :vitesse de cisaillement de I’écoulement (m.s™)

p 8
U., : vitesse moyenne débitante de 1’écoulement d’un fluide (m.s™)
U; : composante du vecteur vitesse dans la direction x; (m.s™)
yk : fraction massique du constituant k d’un acier (-)
Vmax k - taux de phase maximal pouvant étre formé a une température donnée (-)

Lettres grecques

ox(T) : coefficient d’expansion thermique associ¢ au constituant k et dépendant de la
température T (°C™")

& (en mécanique des fluides) : dissipation de I’énergie cinétique turbulente (m?.s™)
€° : déformation élastique (-)
g' : déformation totale ou variation relative de volume (AV/V) (-)

P . déformation plastique dite classique (-)
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e
Sth
8tr

O:

: déformation de plasticité de transformation (-)
: déformation thermique (-)
: déformation associée a la transformation de phase (-)

densité de flux de chaleur moyenne  la paroi (W.m?)

e : densité de flux de chaleur locale repérée par I’angle 6 (W.m™)

A

At

W

Mt

Oy .

Gy

O_e

Tp

: conductivité thermique (W.m™". K"

conductivité thermique turbulente (W.m™".K™")

viscosité dynamique (Pa.s)

: viscosité turbulente (Pa.s)
L s sy . 2 1
: viscosité cinématique (m°.s™)

: masse volumique (kg.m™)

: composantes du tenseur des contraintes dans le solide (MPa)

: contraintes radiales (MPa)

contraintes axiales ou longitudinales (MPa)

: contraintes tangentielles (MPa)

= \/ % [(O'r -0, )2 + (O', -0, )2 + (O'x -0, )2] : contrainte équivalente de Von Mises (MPa)

ou

: contrainte parictale de cisaillement (Pa). En 2D, 7, =—u, —

oy

o = ¢/k : fréquence de dissipation des structures turbulentes de 1’écoulement (Hz)

Indices et opérateurs :

\%

X, = s’applique au gaz
X = s’applique au solide
Xy = s’applique au constituant k de I’acier
Xi; = composantes de la grandeur vectorielle X selon les directions i,j
X, = s’applique a I’écoulement du fluide en amont d’un obstacle
Xp = s’applique a la paroi d’un obstacle
: opérateur vectoriel désignant :
V.X > le gradient,
VX - la divergence,

V A X = le rotationnel



« Modélisation de la trempe gazeuse haute pression : application aux aciers de cémentation et de trempe »

J.F. Douce Theése de Doctorat INPL 18/12/2008

Nombres et grandeurs adimensionnels

2([z,ds
C, =———— : coefficient de frottement autour d’un obstacle de surface externe S
pU,S
27, . X )
Cp = T : coefficient de frottement local a la surface de I’obstacle
pg 8]
ATx . I :
Gr = gﬂ—zx : nombre de Grashof (ou B : coefficient de dilatation du fluide)
v
g
Ri= r2 : nombre de Richardson
Re

M = & : nombre de Mach

Nu = N : nombre de Nusselt global pour une piece de dimension caractéristique x
8

h,d . .
Nu, =—— : nombre de Nusselt local pour la coordonnée polaire angulaire 0
/18
u,C
Pr=—""% : nombre de Prandtl
8
p U, x ) . . e
Re, = ———— :nombre de Reynolds suivant la dimension caractéristique x
My
<u|2
Tu = U : intensité turbulente de I’écoulement (exprimée généralement en %)

u . . : : o
u  =— :vitesse adimensionnée par rapport a la vitesse de cisaillement

y = M. distance adimensionnelle a Ia paroi (de type Reynolds)
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Introduction

Le mot ‘trempe’, désignant I’action de plonger un corps dans un milieu liquide, suscite, dés
qu’il est associ¢ au mot ‘gaz’, de fréquentes et légitimes interrogations. Peut-on réellement
‘tremper’ un corps dans une phase gazeuse et comment faire ?

Dans le langage des professionnels du traitement thermique et de la métallurgie, le mot
‘trempe’ est généralement associé¢ a un métal, le plus souvent de I’acier, et il désigne 1’action de le
refroidir brusquement en vue de Iui conférer de bonnes propriétés mécaniques (résistance,
¢lasticité,...). L’origine de ce terme nous vient des premiers professionnels du traitement
thermique, les forgerons, qui ont trouvé il y a bien longtemps comment ¢élaborer des outils ou des
armes plus résistants, plus durs ou plus tranchants, en les trempant encore rouges dans un bain
d’eau. Leur art consistait alors, pour les épées par exemple, a éviter les déformations permanentes
de la lame, de manicre a ce qu’elle soit bien droite, en trempant les parties appropriées de la lame
au moment adéquat et en la reforgeant au fur et a mesure. Nos connaissances sur les aciers et leur
comportement lors de traitements thermiques ont énormément évolué depuis cette époque ; ce qui
fut empirique a été mis en équation et appliqué a 1’échelle industrielle. Les pratiques et le savoir-
faire du forgeron, qui ne sont plus compatibles avec les traitements thermiques de quantités
industrielles de piéces, ont donc progressivement évolué vers des cycles de trempe maitrisés et
automatisés. Ainsi, les traitements de trempe industriels actuels cherchent a atteindre une vitesse
de refroidissement donnée permettant de contrdler la microstructure a température ambiante en
fonction des nuances d’acier et des caractéristiques mécaniques finales désirées. A 1’échelle
industrielle, la réduction et le controle des déformations, qui diminuent la productivité¢ et
nécessitent des traitements coliteux des pieces déformées au-dela des spécifications du client, sont
restés des enjeux importants pour le traitement de trempe.

L’intérét des industriels pour le développement du procédé de trempe gazeuse est ainsi né du
constat quasi-unanime de la diminution des déformations résiduelles des piéces ainsi trempées et
de I’impact environnemental réduit vis-a-vis des trempes a I’huile ou en solution aqueuse de
polymeres. En effet, le traitement des liquides pollués par plusieurs traitements de trempe devient
de plus en plus compliqué et coliteux alors que les gaz peuvent étre recyclés pratiquement a
I’infini.

La réduction des déformations peut toutefois raisonnablement étre imputée au premier ordre
aux vitesses de refroidissement généralement plus lentes en trempe gazeuse. Cet avantage n’est
plus systématiquement observé dans les installations les plus récemment développées, ou les
cinétiques de refroidissement sont comparables a celles atteintes en solutions aqueuses de
polyméres, voire en bains d’huile, pour atteindre des caractéristiques mécaniques finales plus
¢levées. Néanmoins la trempe gazeuse conserve deux avantages importants par rapport aux
trempes en solutions liquides :

e La variété¢ des moyens d’actions sur la vitesse de refroidissement des piéces traitées (nature
du gaz, vitesse d’écoulement et pression dans I’enceinte) permettent de la controler plus
aisément, éventuellement en cours de trempe, pour atteindre les caractéristiques
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mécaniques visées. En solution liquide, la cinétique de refroidissement est controlée
d’abord par la nature du fluide (par ordre croissant de vitesse de refroidissement ; solutions
aqueuses de polymeéres, huile, eau) puis plus marginalement par sa température.

e Contrairement aux trempes en fluides vaporisables, la trempe gazeuse permet une bonne
reproductibilit¢ des traitements thermiques, ce qui en fait un outil adéquat pour la
prédiction et le controle des déformations. Le caractére vaporisable du fluide induit en effet
une transition spatialement et temporellement aléatoire entre les différents régimes de
refroidissement (caléfaction, ébullition et conducto-convection) pouvant rendre la trempe
difficilement maitrisable.

De ces deux avantages majeurs naissent I’intérét actuel pour cette solution technologique et
plus encore pour la modélisation globale du procédé, permettant de prédire les caractéristiques
mécaniques et les déformations des pieces trempées au gaz a priori. La mise en place de ce
modele numérique constitue 1’objet de ce travail de doctorat, réalisé en partenariat entre le
Laboratoire des Sciences et Génies des Matériaux et de Métallurgie (LSG2M) et la société Air
Liquide SA.

Les résultats obtenus au cours de ce travail sont restitués en les divisant suivant quatre axes :

Le premier résume les résultats de la littérature concernant les différents phénomenes mis en
jeu lors de la trempe gazeuse, en portant une attention particuliere a la description des
écoulements gazeux turbulents a trés fort nombre de Reynolds (régissant usuellement les
traitements de trempe gazeuse) et leur impact sur les transferts de chaleur, qui vont conditionner
les caractéristiques de la piece en fin de traitement.

Le deuxiéme décrit la construction par étapes du modéle, en incluant progressivement les
différents phénomeénes mis en jeu lors de la trempe gazeuse et en illustrant son application a des
cas simples pour vérifier la viabilit¢ numérique du mode¢le.

Le troisiéme rassemble les résultats de la campagne expérimentale, également conduite par
étapes successives, servant de base de validation et d’analyse des résultats de simulation.

La confrontation des résultats expérimentaux et numériques est réalisée dans le quatriéme axe,
en analysant et expliquant progressivement les écarts observés en considérant 1’écoulement
gazeux dans un premier temps, puis la thermique, les cinétiques de transformations de phases et,
pour finir, les déformations de la piece en cours de trempe.
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Chapitre A La trempe gazeuse haute pression :
mécanismes mis en jeu et analyse bibliographique

A. I. Contexte et description du procédé

1. Contexte technico-économique

L’étude de la trempe au gaz est principalement motivée par des considérations économiques et
environnementales, ainsi que par des avancées technologiques importantes dans le domaine. Alors
que dans les années 80, ce type de traitement était limité a des pressions de 5 a 6 bars pour les plus
performants, on atteint aujourd’hui des pressions de 1’ordre de 20 bars voire 40 pour certains gaz
(principalement 1’hydrogene) et certains fours de trempe. Grace a ces progres technologiques, il
apparait possible de prévoir le remplacement des actuels traitements a I’huile ou en bains de sels
par des procédés de trempe gazeuse.

En effet, la trempe gazeuse posséde de nombreux avantages vis-a-vis des trempes en fluides
vaporisables. Les plus importants sont listés ci-dessous.

v Une meilleure reproductibilité des traitements thermiques

La trempe en fluide vaporisable se déroule suivant trois étapes successives aux mécanismes
trés différents : la caléfaction, 1’ébullition et la convection en phase liquide. Lors de la caléfaction,
une nappe de fluide sous forme gazeuse entoure complétement la piéce et le refroidissement
s’effectue principalement par conduction au sein du gaz et du solide. Ce refroidissement lent
laisse place dans la phase d’ébullition a un refroidissement extrémement rapide di a I’absorption,
au niveau de la paroi du solide, de la chaleur latente de vaporisation du fluide de trempe. Le
refroidissement se termine par une phase de transfert uniquement convectif plus lente a basse
température. C’est le caractére aléatoire de la transition entre la caléfaction et 1’ébullition qui
entraine la présence de forts gradients thermiques locaux en surface de la piece trempée et donc de
déformations importantes qui, par essence, sont non reproductibles. L’utilisation d’un fluide en
phase gazeuse permet donc clairement de s’affranchir de ce probleme.

v Un procédé économique

Si le colt des gaz est généralement inférieur a celui des huiles, une installation de trempe
gazeuse haute pression constitue un investissement plus important qu’une installation de trempe
huile par exemple. Pour un fonctionnement a 1’azote, le retour sur investissement s’effectue donc
a moyen voire long terme. Il n’en est pas de méme pour une utilisation a 1’hélium, gaz autrement
plus cher a I’achat. Un dispositif de recyclage de gaz s’avére donc nécessaire pour ce type de gaz,
mais vient en contrepartie augmenter le montant de 1’investissement initial et de fait le temps de
retour sur investissement. Pour comparer les rentabilités des deux procédés, il faut intégrer deux
autres facteurs dans le calcul des colts de fonctionnement. Le lavage post-traitement des pieces
est supprimé lors de la trempe gazeuse, ce qui induit, en plus, des économies en temps de
traitement et donc en productivité. La meilleure reproductibilité des traitements thermiques assure
également un taux de pieces défectueuses plus faible ou la possibilité de corriger de facon plus
systématique ces mémes picces, ce qui offre également la possibilité d’un gain de productivité.
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v Un procédé plus respectueux de I’environnement

Le traitement des huiles usagées pénalise le procédé de trempe classique. A 1’opposé, les gaz
utilisés en trempe ne sont généralement pas polluants et sont également recyclables. Cet avantage
pour D’environnement constitue également un avantage €conomique dans la mesure ou le
traitement des huiles usagées a un coft relativement important.

v Souplesse du procédé de trempe gazeuse

Les paramétres opératoires influengant de facon prépondérante les vitesses de refroidissement
des picces trempées sont la pression, la nature du gaz et la vitesse d’injection du gaz dans la
cellule (variation possible de ce paramétre selon 1’équipement). Il est envisageable de piloter ces
paramétres en cours de trempe, de maniére a effectuer des refroidissements contrdlés, au choix
pour rechercher un phénoméne d’autorevenu ou une trempe complétement bainitique par
exemple. L’avantage par rapport aux autres méthodes de trempe est de pouvoir aisément stopper
et reprendre le refroidissement selon les besoins de 1’utilisateur. Cette souplesse reste néanmoins a
I’heure actuelle peu exploitée, mais de plus en plus de spécialistes des traitements thermiques
commencent a s’y intéresser.

A ces nombreux avantages viennent s’opposer plusieurs inconvénients, dont les principaux
peuvent étre recenseés.

v’ Vitesses de refroidissement plus faibles

Si la technologie actuelle des cellules de trempe permet d’atteindre des vitesses de
refroidissement similaires a celles obtenues en bains d’huile, il est nécessaire pour cela d’utiliser
des gaz comme I’hydrogéne, dont le caractere explosif constitue un risque qui limite fortement
son utilisation, ou des mélanges de gaz denses (N, CO,, ...) avec de I’hélium, gaz trés cher
nécessitant I’installation cotliteuse d’un dispositif de recyclage pour étre rentable. C’est pourquoi
I’utilisation du gaz comme fluide de trempe reste encore essentiellement confinée aux applications
de cémentation + trempe, qui ne nécessitent pas de vitesses de refroidissement trop élevées. Avec
les progres constants de la technologie et le nombre croissant d’études effectuées pour optimiser
les transferts thermiques, on dénote toutefois un intérét croissant pour I’application de la trempe
gazeuse haute pression a d’autres types de traitements thermiques, pour lesquels les vitesses de
refroidissement atteintes permettent d’obtenir des caractéristiques mécaniques finales de pieces
satisfaisantes.

v" Une moins bonne homogénéité des vitesses de refroidissement au sein d’une charge
industrielle

L’inhomogénéité de I’écoulement gazeux dans la cellule, I’échauffement du gaz entre les
différentes couches de piéces successives rencontrées au sein de la charge et la situation
particuliére des piéces en périphérie de la charge (ou ’allure des écoulements et I’intensité des
transferts radiatifs varient par rapport aux autres piéces au sein de la charge) sont autant de
facteurs favorisant la dispersion des vitesses de refroidissement dans la charge. Cette dispersion
est beaucoup plus faible dans le cas des trempes en bains liquides, ce qui peut contrebalancer
I’avantage clé de la trempe gazeuse, a savoir la meilleure reproductibilité attendue des
déformations.
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Parallélement a 1’optimisation des vitesses de refroidissement, la réduction de cette dispersion
entre les piéces d’'une méme charge constitue un objectif majeur pour promouvoir le procédé de
trempe gazeuse haute pression. Si le contexte technico-économique global est donc favorable au
développement de ce procédé, il reste encore a optimiser les parametres du procédé de trempe
gazeuse pour permettre en outre d’atteindre des vitesses de refroidissement plus homogenes et
comparables a celles obtenues avec I’huile pour un cotit compétitif.

2. Le procédé de trempe gazeuse et les phénomenes physiques mis en jeu

a) Présentation générale

Les cellules actuelles de trempe gazeuse haute pression sont construites selon un schéma
pratiquement identique (figure 1). Elles sont principalement composées de 4 ¢éléments: la
chambre de trempe, I’échangeur, le ventilateur et le ballon tampon. Les pieces a tremper sont
généralement placées dans un panier métallique ouvert permettant la circulation du gaz.
L’ensemble ainsi constitué est appelé la charge. Le plus souvent, celle-ci est initialement chauffée
et cémentée dans une installation de cémentation basse pression. Suite a ce traitement, il est donc
nécessaire de mettre la cellule de trempe sous vide pour le transfert de la charge. Ensuite, une fois
la charge positionnée, la cellule de trempe est remplie rapidement de gaz a partir du ballon
tampon pour atteindre la pression de trempe de consigne. Le ventilateur est alors mis en route
pour assurer la circulation du gaz en circuit fermé tout au long du traitement de trempe. Lors
d’une boucle de circulation du gaz, celui-ci vient refroidir les pieces de la charge, absorbe une
partie de leur chaleur et la céde ensuite dans un échangeur de chaleur, généralement a eau.

Ventilateur:
mise en circulation du

Echangeur de chaleur :
refroidissement du gaz
chaud

Ballon tampon :

consigne

- , aal) i
lllllllll] /

Chambre de trempe :
refroidissement de la
charge

figure 1 Schéma du principe de fonctionnement d’une cellule de trempe gazeuse haute pression
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b) Les différents phénoménes mis en jeu

L’écoulement du gaz dans la cellule de trempe régit les échanges de chaleur convectifs et donc
les cinétiques de refroidissement des picces de la charge. Celles-ci déterminent les cinétiques de
transformation de phases au sein des pieces d’acier trempées. Enfin les contraintes mécaniques (et
les déformations) sont principalement engendrées par les gradients de température et les
transformations de phases). Comme le souligne la figure 2, le comportement thermique et
a¢rodynamique du gaz pilote 1I’ensemble du comportement du solide. Tous les phénomeénes sont
couplés entre eux, directement et/ou indirectement, les fléches en pointillés indiquant des effets de
moindre importance. Pour la picce solide, les transferts thermiques, les cinétiques de
transformation de phases et les contraintes et déformations constituent un ensemble de
phénomenes couplés déja largement étudiés, en particulier au LSG2M [1]-[4].

pour les transfert
nvectifs. Phénome
de couches limites

Contraintes thermiques

TRANSFERTS CONTRAINTES &

THERMIOUES /L€ t-—-—-=-=-=-=-=-==---.
© Chaleur de déformation DEFORMATIONS

Changements de
phases induits par le

refroidissement
Contraintes de

= odiﬁc.a/tif)n cie Effet des contrdintes transformation
proprietes sur les transfofmatio
thermophysiques du dep
solide
Chaleur latente METALLURGIE

SOLIDE

figure 2 Présentation schématique des phénomeénes physiques et de leurs couplages mis en jeu lors
de la trempe gazeuse haute pression
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Ecoulement gazCux

Les échanges de chaleur avec la piéce a tremper dépendent des caractéristiques de
I’écoulement. Nous pouvons identifier les paramétres principaux de 1’écoulement influencant
I’efficacité de la trempe et les classer en deux catégories. Ceux sur lesquels 1I’opérateur peut agir :
la pression, le débit volumique du gaz en entrée de la cellule et la nature du gaz. Ceux qui sont
imposés a ’opérateur : la géométrie des picces a tremper, leur rugosité, I’intensité turbulente
produite en amont de la charge et la géométrie de la chambre de trempe. Il est nécessaire de bien
maitriser ces parameétres et de quantifier leur influence sur les vitesses de refroidissement du
matériau afin de calculer précisément les échanges de chaleur entre le gaz et les pieces a tremper.

Transferts thermiques :

Ils constituent le cceur de notre étude puisqu’ils associent les différents phénomeénes physiques
mis en jeu dans la phase gazeuse et dans la phase solide. Les déterminer nécessite de bien
modéliser les transferts thermiques dans la couche limite autour de la piéce a tremper, afin
d’obtenir des cinétiques de refroidissement précises. Cette condition est indispensable pour
prédire précisément les états microstructuraux et les contraintes et déformations au cours de la
trempe.

Cinétiques de transformation de phases :

L’étude des cinétiques de transformation de phases est décisive a la fois pour 1’obtention des
propriétés finales du matériau trempé et également pour bien modéliser les contraintes et les
déformations. Au cours du refroidissement, 1’austénite composant initialement 1’acier a haute
température va se transformer en différents constituants (essentiellement ferrite, perlite, bainite et
martensite) aux propriétés trés différentes. L’apparition de ces phases est essentiellement fonction
des cinétiques de refroidissement, bien que les états de contraintes aient une influence souvent
non négligeable sur les transformations de phases. De maniére générale, les refroidissements les
plus rapides tendent a former des phases plus dures, propriétés majoritairement recherchées dans
les traitements de trempe. C’est ce qui explique le souci d’augmenter les vitesses de
refroidissement encore limitées de la trempe gazeuse haute pression par rapport aux trempes en
fluides vaporisables. L’inconvénient est que I’amplitude des déformations est favorisée par les
refroidissements rapides au cours desquels les gradients thermiques obtenus sont les plus
importants.

Contraintes et déformations :

Industriellement, dans le cas de la trempe, on cherche généralement a minimiser les
déformations et les contraintes résiduelles, tout en atteignant des propriétés mécaniques élevées,
avec le souci principal d’une bonne tenue mécanique des piéces traitées. Malheureusement, ces
deux phénomeénes sont contradictoires, car les propriétés mécaniques les meilleures sont obtenues
avec des refroidissements rapides engendrant des gradients thermiques importants. Ceux-ci sont a
I’origine, avec les transformations de phases, des déformations permanentes des piéces trempées.
La maitrise de ces déformations, qu’elle s’effectue pendant ou apres la trempe, demeure un
objectif prioritaire. Deux solutions sont principalement explorées a I’heure actuelle.

- Le contrdle des déformations peut €tre réalisé en temps réel pour des pieces isolées sur
lesquelles le gaz est injecté a travers plusieurs buses indépendantes. En adaptant les
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vitesses du gaz au niveau des injecteurs, il est alors possible de controler les vitesses de
refroidissement locales de la piece afin de minimiser les déformations finales, sans
pour autant trop réduire les cinétiques de refroidissement globales [4]-[10].

- Le flux de gaz traversant une charge industrielle peut étre homogénéisé afin de réduire
la dispersion des cinétiques de refroidissement des pieéces composant la charge.
Puisque le traitement est par nature reproductible, toutes les pieces subissent les mémes
déformations, qui peuvent étre corrigées plus efficacement en fin de trempe.

A. ll. Analyse bibliographique

La description au niveau macroscopique du comportement thermique, métallurgique et
mécanique des aciers, qui a déja fait I’objet d’articles de revues [1]-[3], est aujourd’hui un
probléme bien connu et relativement bien maitrisé. Nous avons donc fait le choix de circonscrire
le périmetre de notre recherche bibliographique a la prédiction et a 1’optimisation des échanges de
chaleur entre le gaz et le solide et a I’application de ces travaux au procédé de trempe gazeuse.

En effet, comme nous 1’avons souligné au chapitre A.I. précédent, une des difficultés est de
bien prédire les flux de chaleur échangés, pour pouvoir évaluer correctement les traitements
thermiques étudiés, quel que soit le fluide de trempe employé. Pour les traitements de trempe, une
condition aux limites de type Fourrier est le plus souvent employée, qui s’exprime a travers un
coefficient de transfert de chaleur. Trois approches sont utilisées couramment pour 1’évaluer : les
méthodes inverses, les corrélations empiriques et la simulation numérique. Avant de détailler ces
approches dans le cas de la trempe au gaz, nous faisons un bref rappel sur les écoulements
turbulents et nous détaillons les transferts de chaleur associés a ces écoulements.

1. Les écoulements a hauts nombres de Reynolds

Le nombre adimensionnel de Reynolds traduit le rapport des forces convectives aux forces
visqueuses dans 1’écoulement d’un fluide. Il s’exprime de la maniére suivante :

Ux
Re. = PUX
Y7
ou p et u sont respectivement la masse volumique et la viscosité du fluide, U la vitesse

moyenne débitante de 1’écoulement, et x une dimension caractéristique de 1’écoulement (par
exemple le diamétre du cylindre pour un écoulement autour d’un objet cylindrique).

a) lllustration des différents régimes d’écoulement

Lors d’un traitement de trempe gazeuse, les écoulements gazeux se produisent a forts nombres
de Reynolds (entre 10* et 10°), caractéristiques d’un régime fortement turbulent. Nous rappelons
les observations expérimentales de plusieurs auteurs qui ont étudié¢ les écoulements autour de
cylindres (et dans ce cas 1’écoulement est dirigé perpendiculairement a I’axe du cylindre) ou de
sphéres pour des nombres de Reynolds supérieurs a 1000. Parmi ces écoulements non structurés,
se discernent essentiellement deux types d’écoulement : les écoulements a nombre de Reynolds
inférieur (régime subcritique) et supérieur (régime critique, supercritique puis transcritique) au
nombre de Reynolds critique, qui dans le cas du cylindre vaut environ 3.10°.
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Le régime subcritique

Ce régime est caractérisé¢ par le décollement de la couche limite sur la surface amont du
cylindre, c’est-a-dire a un angle 6<90° (la coordonnée polaire 0 est choisie nulle au bord
d’attaque). La couche limite formée autour de 1’obstacle reste laminaire avant son décollement
(figure 3 et figure 4) de la paroi de 1’obstacle. Par rapport a I’écoulement structuré, les structures
tourbillonnaires restent présentes, moins distinctes et plus en aval de 1’écoulement, constituant
ainsi une sorte de dégénérescence des structures cohérentes des allées de Van Karman.

~ ——

T R

figure 3 Ecoulement pour un Reynolds de 2000 d’aprés Werli et Gallon [11]

——

La turbulence du sillage est trés nette sur la figure 3 et le décollement s’effectue en amont aux
alentours de 80°. Pour avoir un Reynolds critique plus facile a atteindre, les expériences
représentées sur les figures 4 et 5 sont menées sur des spheres, toutefois, les mémes phénomenes
seraient observés pour le cylindre a des Reynolds 1égérement supérieurs.

figure 4 Ecoulement autour d’une sphére pour un Reynolds de 150000 (Weérli [11])

La turbulence du sillage est visible (figure 4). Un vortex se forme au début du sillage et le
décollement s’effectue a 90° environ. La plus grande échelle spatiale de turbulence est importante,
de I’ordre du rayon du vortex formé en aval de la sphére.
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Le régime critique.

Au-dela du nombre de Reynolds critique Re., dont la valeur dépend de la géométrie de
’obstacle, le point de décollement de la couche limite se situe a un angle proche de 120°, soit
beaucoup plus en aval que pour le régime subcritique (figure 5). La transition entre le régime
subcritique et critique est brutale.

figure 5 Ecoulement autour d’une spheére a un Reynolds de 300000 d’apres Werli [11]

La transition de régime induit une forte diminution de la taille du sillage en aval du cylindre.
Les vortex qui s’y formaient en régime subcritique ont disparu et laissent place a une turbulence
avec une beaucoup plus petite échelle spatiale.

La mesure du coefficient de trainée C4 en fonction du nombre de Reynolds met en évidence la
transition brutale entre les régimes subcritique et critique et permet & Achenbach [12],[13] de
définir de nouveaux régimes (supercritique et transcritique) pour des Reynolds supérieurs a Re,
(figure 15). Au Reynolds critique, la chute du coefficient de trainée s’explique par le déplacement
brutal du point de décollement de la couche limite en aval du cylindre et par la réduction du
sillage. Lorsque le nombre de Reynolds croit, le coefficient de trainée augmente, définissant ainsi

le régime supercritique, avant d’atteindre une valeur stable pour le régime dit transcritique (figure
0).

supercritical
critical

subcritical- transcritical

Re.

— Re

figure 6 Définition des différents régimes a I’aide de I’évolution du coefficient de trainée avec Re
(Achenbach [12]).
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Zukauskas [14] explique que lors du régime critique, un bulbe (soit un décollement de la
couche limite puis un recollement plus en aval) se forme entre la couche limite laminaire et la
couche limite turbulente, favorisant aussi la brusque diminution de C4. D’aprés cet auteur, ce
bulbe disparait lors du régime supercritique pour laisser place a une couche limite de transition.
Pour le régime supercritique, la couche limite est ainsi successivement, du point d’arrét au point
de décollement, laminaire, de transition puis turbulente. Cette théorie est appuyée par quelques
observations d’ Achenbach, explicitées dans le paragraphe A.I1.2.b. L’augmentation du nombre de
Reynolds entraine la réduction de la taille de la couche limite laminaire au profit des couches
limites de transition et turbulente. Le régime transcritique est atteint lorsque la couche limite
laminaire disparait.

b) Des expériences a la théorie

Pour décrire les écoulements fluides quels qu’ils soient, il est nécessaire de s’appuyer sur les
équations de Navier Stokes [15]-[17]

op,U,
ot

1

s p VU, =V vu, )~

ou Uj est la composante de la vitesse V selon 1’axe i et P la pression.

Si ces équations fortement non linéaires peuvent aujourd’hui trés ais€ément €tre exactement
résolues dans le cadre d’écoulements laminaires, il n’en est pas de méme pour les écoulements
turbulents. Les méthodes de simulation numériques permettent bien de résoudre les équations de
Navier Stokes en régime turbulent, mais la résolution nécessite a la fois un nombre de mailles tres
important et un pas de temps trés faible pour simuler ’ensemble des structures turbulentes de
I’écoulement. La simulation directe sur les machines actuelles les plus puissantes demande encore
trop de temps pour Etre raisonnablement envisagée. C’est pourquoi il est nécessaire d’avoir
recours a des modeles statistiques pour modéliser ce type d’écoulements.

La plupart de ces modéles sont établis par une prise de moyenne des équations de Navier
Stokes, en dissociant toutes les grandeurs physiques de I’écoulement en une composante
moyenne et une composante aléatoire représentant les variations stochastiques dues a la
turbulence. On utilise, pour exemple, la décomposition :

U =U+U"ct P=P+P

En réécrivant les équations de Navier Stokes sous cette forme et en les moyennant, on obtient
un systeme d’équations appelé RANS (Reynolds Average Navier Stokes), le plus utilisé
actuellement.

Pour calculer la viscosité turbulente (u) apparaissant dans ce systéme d’équations, Launder et
Spalding [18] ont proposé une relation de fermeture, ou il est nécessaire de résoudre deux
équations de transport supplémentaires ; I'une s’appliquant a la grandeur k désignant 1’énergie
cinétique turbulente et I’autre a ¢, la vitesse de dissipation de 1’énergie cinétique turbulente. Le
modele de ce type le plus simple est le modele k-g, mais de nombreuses variantes de ce modele
existent [19]-[22]. Les principales différences résident dans les constantes choisies pour la
relation de fermeture et/ou certains termes des équations de transport de k et .
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2. Les transferts de chaleur en régime turbulent

Afin d’augmenter les vitesses de refroidissement, il est nécessaire de maximiser le coefficient
de transfert thermique, qui rend compte a lui seul des mécanismes de transport convecto-diffusif
au sein de la couche limite. Il existe a ce sujet de nombreuses études dans la littérature qui
donnent des corrélations permettant de calculer le coefficient de transfert global h pour une
configuration d’écoulement donnée. Les corrélations sont déterminées de facon semi-empirique a
partir de méthodes inverses. Les coefficients sont ajustés afin que les flux de chaleur calculés
correspondent le mieux possible aux mesures expérimentales. Elles sont généralement limitées
dans leur domaine d’application, sur une gamme de Reynolds et/ou de Prandtl, ce qui correspond
généralement au domaine d’étude de 1’auteur.

On distingue le coefficient de transfert global h, qui définit le flux échangé sur toute la surface
de la piece, du coefficient hy (ou hy) local qui exprime ’efficacité de 1’échange thermique sur un
¢lément de surface.

Pour une géométrie cylindrique de piéce (qui est la forme retenue dans ce mémoire), la
littérature est beaucoup plus abondante pour une configuration d’écoulement perpendiculaire a
I’axe du cylindre [12], [14], [23]-[33] que pour un écoulement parall¢le a cet axe [34]-[38].

Ainsi dans cette partie, nous analysons d’abord différentes corrélations permettant de
déterminer le coefficient de transfert de chaleur global. Puis nous synthétisons les résultats
obtenus pour les coefficients de transfert de chaleur locaux lors d’écoulements au-dessus d’une
plaque plane et perpendiculaire a un cylindre. Le réle de la rugosité surfacique du cylindre et de la
turbulence en amont de 1’écoulement sont analysés plus particulierement. Finalement, les
quelques résultats existants pour des écoulements paralléles a I’axe de cylindres sont présentés.

a) Coefficient de transfert global

Usuellement, les corrélations issues de la littérature se présentent presque toutes sous la forme :

Nu = ARe” Pr”

H,Lp
28 78 avec

8

ou Nu et Pr sont respectivement les nombres de Nusselt global et de Prandtl Pr =

Ag, la conductivité thermique du gaz et Cp, sa chaleur spécifique.

Les constantes A, o et B (o et B sont le plus souvent comprises entre 0 et 1) sont variables
selon le régime de 1’écoulement.

On en déduit le coefficient global h en fonction des propriétés thermo-physiques du gaz de
trempe :

h=42,""a" (p,U, ) u,"C,~

4

Le coefficient de transfert h dépend donc principalement de la nature du gaz ainsi que des
conditions d’écoulement (pression et vitesse).

20



« Modélisation de la trempe gazeuse haute pression : application aux aciers de cémentation et de trempe »
J.F. Douce Thése de Doctorat INPL 18/12/2008

Comme pour le coefficient de transfert, on peut définir un nombre de Nusselt local Nuy tel

h,d
que : Nu, =—2—

A

8

Sont cités ci-dessous trois corrélations qui s’appliquent a des écoulements & nombre de
Reynolds ¢€levé pour le cas du cylindre en configuration perpendiculaire.

i.  Laloi de Churchill et Bernstein [23] est applicable pour Re.Pr>0,2 :

4/5
Re 5/8
+ -
282000

041"
1+( ’J
Pr

Les propriétés thermo-physiques du gaz sont évaluées a la température de film:

Nu =0,3+0,62Re"? Pr'?

moyenne de la température de 1’écoulement loin de 1’obstacle T., et de la température de paroi de
I’obstacle Tp. Thim = (T + Tp)/2

ii.  La loi de Whitaker [24] est valable pour : 0.7 < Pr <300 et 40 <Re < 10°.
Nu = (0,4Re"”+0,06Re”” )Pr*

Les propriétés thermo-physiques du gaz sont également évaluées a la température de film.

iii.  Les deux lois présentées ci-dessus sont générales et couvrent des domaines d’application
trés larges. Ceci est dii notamment a la présence de termes correctifs dans les équations
devenant prépondérant dans certains domaines de Reynolds et/ou de Prandtl. Cependant,
la généralisation peut nuire a la précision de la prédiction. Zukauskas [14] obtient une loi
générale plus précise en différenciant la corrélation suivant le nombre de Reynolds associé

a I’écoulement. Elle est mise sous la forme simplifiée suivante :

0.25
Nu = cRe™ Pr*Y’ [ij

avece !

1-40 0,76 0,4

40-1.10

1.10%-2.10° 8’§§ 8’2

2.10°-1.10’ ’ ’
10°-1. 0,023 0.8

Les propriétés du fluide sont évaluées a la température loin de 1’obstacle, et Prp est le nombre
0.25
. s . r
de Prandtl évalué a la température de paroi. Dans cette corrélation, le facteur correctif (P—j
rP

rend compte des différences de températures qui peuvent étre importantes entre le fluide et la
paroi du cylindre. La puissance 0,25 est donnée par Mikhe’yev [25] par analogie avec la plaque
plane et en accord avec les résultats expérimentaux de Zukauskas [14]. On peut noter qu’avec les
gaz, le nombre de Prandtl est approximativement constant et égal a 0,7, quel que soit le gaz
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considéré. Il ne varie pas non plus significativement avec la température ce qui signifie que I’on
peut simplifier la loi ci-dessus en donnant :

0.25
pr®¥7 (EJ ~ 0,88

Pr,

b) Coefficient de transfert local

Si le coefficient de transfert global est principalement déterminé par le nombre de Reynolds et
donc par I’écoulement d’ensemble autour du cylindre, 1’évolution du coefficient de transfert local
le long de la paroi du cylindre est liée aux phénomenes ayant lieu au sein de la couche limite.

De nombreuses expériences d’écoulements au dessus d’une plaque plane [15] ont permis de
mettre en évidence les transitions de couche limite aux alentours du nombre de Reynolds critique
et leur influence sur les échanges de chaleur.

La figure 7 illustre les différents types de couches limites rencontrées lors d’un écoulement
turbulent et I’évolution des transferts de chaleur associés. Dans la majorité des écoulements,
méme turbulents, il se développe tout d’abord a la surface de I’obstacle une couche limite
laminaire, dont 1’épaississement progressif provoque une diminution lente du coefficient de
transfert de chaleur local. Au-dela du nombre de Reynolds critique, comme dans le cas du
cylindre, une couche limite turbulente se forme en aval de la couche limite laminaire. Entre les
deux, apparait une zone de transition au sein de laquelle les échanges de chaleur sont grandement
favorisés, responsable d’une augmentation brutale du coefficient de transfert. Puis, au sein de la
couche limite turbulente, son épaississement rapide induit une diminution prononcée du
coefficient de transfert de chaleur. Ainsi, dés lors que se forme une couche limite turbulente, un
pic de coefficient de transfert apparait.

Evolution du coefficient

Diminution lente:
Aug de transfert de chaleur

épaississement de la
couche limite laminaire

épaississement de
la couche limite
turbul

Couche limite
turbulente

—t—> Couche limite

laminaire

figure 7 Evolution du coefficient de transfert de chaleur local lors de la transition laminaire —
turbulent d’une couche limite

Tous ces phénomenes se retrouvent dans le cas du cylindre en configuration perpendiculaire.
Achenbach [12], [13] et Zukauskas [14] I’ont particulierement bien montré dans leurs études sur
I’influence de la rugosité des cylindres et de I’intensité turbulente de I’écoulement amont sur les
écoulements et les transferts de chaleur. Les résultats de ces deux auteurs sont obtenus dans des
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conditions similaires. Un cylindre creux est placé dans un écoulement de gaz ou de liquide dont la
vitesse est variable. Un systéme chauffant électrique est placé au centre du cylindre et I’intensité
localement consommée pour maintenir le cylindre a température constante est mesurée.
Achenbach et Zukauskas mesurent ainsi le flux de chaleur cédé par ce systeme chauffant et ils en
déduisent le flux de chaleur échangé avec le fluide. Les résultats d’Achenbach, rapportés sur la

figure 8, représentent I’évolution de Nug/ v Re . Ce rapport a été choisi par les auteurs car il

permet de « normer » le nombre de Nusselt afin d’obtenir des résultats similaires (et égaux a 1
pour 0 = 0) dans la couche limite laminaire quel que soit le nombre de Reynolds.

Lors d’une transition d’un régime subcritique vers un régime critique, puis supercritique et
transcritique, la structure de la couche limite se développant autour du cylindre évolue, modifiant
ainsi la distribution des coefficients de transfert de chaleur locaux. Comme le montre la figure 8,
le coefficient de transfert de chaleur diminue d’abord dans la zone de développement de la couche
limite laminaire. Puis, en régime subcritique (courbe bleue), la couche limite se décolle et le
coefficient de transfert de chaleur (ou le nombre de Nusselt) augmente. On obtient ainsi la
distribution caractéristique de coefficient de transfert de chaleur en régime subcritique, définie par
une lente diminution de h jusqu’a un angle de décollement 64 =~ 80°, puis une augmentation dans
la zone recirculation située dans le sillage du cylindre.

A partir du nombre de Reynolds critique (Re > Re,), une couche limite turbulente se forme et
fait naitre un pic de coefficient de transfert (augmentation dans la zone de transition et diminution
dans la couche limite turbulente) juste en amont du point de décollement rejeté plus en aval du
cylindre (64 = 110° d’aprés Achenbach [12] et 140° d’apres Zukauskas [14]). L’augmentation du
nombre de Reynolds engendre ensuite un grossissement du pic de coefficient de transfert en
hauteur (augmentation du maximum) et en largeur (réduction de la taille de la couche limite
laminaire au profit des couches limites turbulente et de transition). La couche limite laminaire
disparait finalement complétement et le régime transcritique est atteint (ici pour Re = 4.10°).
Achenbach [13] propose une corrélation donnant 1’angle de passage de la couche limite laminaire
a la couche limite de transition, en fonction du Reynolds et de la rugosité :

1.63x10° . _y
= —— ou ks est la hauteur moyenne des aspérités de surface

" Rek /d
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Nu
,/Re — Re = 9,2.104
— Re = 1,9-105
Re =5,9.105
3 a1 — Re = 1,9.106
— Re - 4,0.106
Augmentation @ Point de transition laminaire-turbulent
du Reynolds — \ . -
, 1 grossissement W Formation de la couche limite turbulente
du pic de hg \ [l Décollement de la couche limite turbulente
\\ O Décollement de la couche limite laminaire

~
~

Augméntation du Reynolds™ | Décollement de la

— dimipution puis disparition N | couche limite turbulente _9

dela cFuche IimiteI laminaire \ K 9 =110°

30 60 90 120 150 180

figure 8 Evolution du nombre de Nusselt local Nug pour différents nombres de Reynolds. (d’aprés
Achenbach [12])

¢) Le réle de la rugosité

Achenbach [13] a aussi étudié I’influence précise de la rugosité d’un cylindre en cuivre sur
I’écoulement et les transferts thermiques. Les trois valeurs de ce parameétre que Achenbach
considere sont :

ky/d=75.10";300.10"; 900.107.

A partir de la mesure du coefficient de trainée C4, Achenbach montre qu’une augmentation de la
rugosité favorise le passage en régime critique (figure 9). Elle a également pour effet d’augmenter
la surface d’échange favorisant ainsi doublement les transferts de chaleur.

24



« Modélisation de la trempe gazeuse haute pression : application aux aciers de cémentation et de trempe »

J.F. Douce Thése de Doctorat INPL 18/12/2008
4 o k/d =300.10"
\7% régime supercritique

.

AkyJd=75.10"
régime critique

o ky/d =900.10°
régime transcritique

1
0 30 60 90 120 150 180

x Cylindre lisse
Régime subcritique

figure 9 Evolution du nombre de Nusselt local Nugen fonction de la rugosité a Reynolds constant
(Re =1,9.10°) (résultats expérimentaux, Achenbach [13]).

Les résultats confirment que la rugosité influence sensiblement 1’allure du coefficient de
transfert le long du cylindre. Pour la plus faible rugosité, le régime critique est atteint pour un
nombre de Reynolds inférieur au nombre de Reynolds critique mesuré par Achenbach avec un
cylindre lisse. A la rugosité intermédiaire correspond le régime supercritique alors que pour la
rugosité la plus importante le régime transcritique est atteint.

A partir de ces résultats expérimentaux, Achenbach a établi des corrélations donnant le nombre
de Nusselt global Nu pour les trois cylindres de rugosité différentes. Le fluide utilisé étant un gaz,
le nombre de Prandtl peut étre supposé constant, si bien que les corrélations proposées ont pour

forme :
Nu = cRe"
Les corrélations obtenues sont comparées a celles proposées par Zukauskas dans le tableau 1.
Corrélations
ky/d (.10-5) Re,
Re <Re, Re > Re,
Achenbach 0 3,2.10° Nu=0,18 Re ** | Nu=9,02.10%Re !
75 2,1.10° Nu=0,18 Re *® | Nu=2,57.10° Re **
300 1,15.10° Nu=0,18 Re *® | Nu=1,35.10%Re *¥
900 5,7.10* Nu=0,18 Re *® | Nu=4,55.10%Re *%!
Zukauskas - 2.10° Nu=0,229 Re *® | Nu=2,02.10" Re **

tableau 1 Corrélations obtenues par Achenbach [13] pour différentes rugosités en-deca et au-dela
du régime critique comparées a celles obtenues par Zukauskas [14]
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En régime subcritique, la corrélation proposée par Achenbach est indépendante de la rugosité

et est donnée par Nu = 0,18 Re™®. Achenbach explique que la rugosité n’a plus d’influence sur
I’écoulement lorsque la taille la couche limite devient beaucoup plus épaisse que la taille des
rugosités, ce qui est le cas en régime subcritique, car le nombre de Reynolds est suffisamment
faible. L’expression obtenue est tres proche de celle proposée par Zukauskas.

Pour les nombres de Reynolds supérieurs au Reynolds critique, la corrélation trouvée par
Achenbach pour le cylindre lisse est paradoxalement la plus ¢€loignée de la corrélation de
Zukauskas (qui n’a pas tenu compte de la rugosité dans son étude). Les différences entre les lois
de corrélation proposées peuvent s’expliquer par les différentes conditions expérimentales dans
lesquelles elles ont été établies. Les résultats restent néanmoins relativement proches.

d) Le réle de la turbulence amont de I'écoulement

Le role de la turbulence de I’écoulement en amont de 1’obstacle a été largement étudié par
Zukauskas [14], mais d’autres auteurs s’y sont aussi intéressés (Lowery et Vachon [26], Scholten
et Murray [27], Kondjoyan et Daudin [28]).

Expérimentalement, la turbulence est générée en disposant une grille en amont de 1’obstacle.

. o <U"”> L . .
L’intensité de la turbulence Tu (Tu = |————) est une fonction directe du paramétre de maille
\ U,

de la grille, de la distance de la grille a I’obstacle et de la vitesse moyenne du fluide. La valeur de
Tu est ainsi bien maitrisée expérimentalement.

Zukauskas trace le rapport Nu / Re'? (figure 10) en fonction de 6 pour différentes intensités
turbulentes et différents Reynolds (ceux-ci restent cependant du méme ordre de grandeur).
L’ensemble de ces résultats montre que le Reynolds critique diminue sensiblement avec 1’intensité
turbulente (régime subcritique pour la courbe 1, critique et méme supercritique pour les courbes 2,
3 et 4). En conséquence, le nombre de Nusselt moyen augmente avec I’intensité de la turbulence
de I’écoulement amont.

\ /\ 1. Tu = 0,9%, Re=11.10°
57\ //\

== % 2. Tu=12%, Re=1,4.10°
Py B \\ /7 3. Tu=115%, Re = 3,9.10"
Z ) 4. Tu=15%, Re=1,4.10°

Al
L

0 60 120 180

06

0.2

figure 10 Evolution du nombre de Nusselt en fonction de I’angle d’incidence 0 pour différentes
intensités turbulentes amont et un Reynolds variant peu (résultats expérimentaux, Zukauskas [14])
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Zukauskas donne ainsi empiriquement un nouveau critére de transition en régime critique
combinant le nombre de Reynolds et I’intensité turbulente (Tu exprimée en %).

Si Re.Tu>1,5.10° le régime crique est atteint.

Zukauskas suggere de corriger les corrélations pour rendre compte de 1’effet de la turbulence
du fluide amont :

g, =1+0,01(ReTu)"* (Dyban & Epick,1970)

Nu(Tu) = Nu(Tu = 0)8(/) avec
&, = Tu"" (Tu en %, Zukauskas)

La corrélation de Dyban & Epick donne des prédictions légeérement supérieures a la réalité,
tandis que celle de Zukauskas n’est valable que pour Tu>1%.

e) Ecoulement paralléle a 'axe d’un cylindre

Les résultats de la littérature sur les écoulements autour d’un cylindre chauffé en configuration
parallele sont rares. Nous exposons principalement les résultats de trois auteurs, Ota et al. [34],
Adomaitis [35], [37] et Lior [38].

Les deux premiers auteurs ont limité leur analyse a 1’écoulement autour du cylindre au-dela du
point de recollement de la couche limite. Les expériences d’Ota et al. ont permis de situer ce point
de recollement a une distance invariable avec le nombre de Reynolds de 1,4 diamétre a partir du
bord d’attaque du cylindre. Cependant, leur étude se limite a des nombres de Reynolds (calculés a
partir de la longueur du cylindre) allant de 18000 a 54000.

Adomaitis [37] et Rao [36] analysent I’effet de la courbure de 1’obstacle et de I’intensité
turbulente amont a I’obstacle sur 1’écoulement et les transferts de chaleur, en comparant leurs
résultats avec ceux obtenus pour une plaque plane. Ils suggérent I’utilisation, pour adapter les lois
de parois déterminées dans le cas d’une plaque plane au cas de 1’écoulement autour d’un cylindre,
d’une nouvelle variable y" permettant de s’affranchir des effets de la courbure latérale introduite.
Dans le cas de la plaque plane, la variable y" utilisée est :

*
u |
y+=—y ou u* =

Ve Py

Tp

y est la distance a la paroi de I’obstacle, tp la contrainte pariétale de 1’écoulement et v, la
viscosité cinématique du gaz. Adomaitis recommande la variable suivante :

y' :RLlnL:R+ In| 1+
1% R R

ou r est la distance radiale par rapport a I’axe de symétrie du cylindre, et R le rayon du
cylindre.

La loi de paroi qu’il emploie avec cette variable conserve la forme rencontrée pour la plaque
plane et s’exprime de la maniére suivante :

u" =y"* poury'<10
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ut =561logy” +4,9 poury™>10

La deuxiéme loi logarithmique de vitesse utilisée pour 5<y'<30 pour la plaque plane n’est pas
déterminée par Adomaitis, c’est pourquoi il commet une erreur assez importante dans cet
intervalle.

Adomaitis [35], [37] nuance toutefois ce résultat en indiquant que I’augmentation de 1’intensité
turbulente en amont de I’écoulement provoque une déviation du profil de vitesse par rapport a la
loi de paroi qu’il préconise. Il montre aussi qu’une augmentation du niveau de turbulence en
amont de I’écoulement fait croitre le coefficient de frottement local a la surface du cylindre. Il
note également que plus le rayon du cylindre est faible (courbure importante), plus le coefficient
de trainée est important.

Adomaitis [37] propose enfin une corrélation donnant le coefficient de frottement local a la
paroi Cgy) en fonction de I’intensité turbulente amont de 1’écoulement, du rayon du cylindre (R)
et du nombre de Reynolds Rey en prenant le coefficient de trainée calculé pour la plaque plane

comme référence (¢, =0,0015+O,2Rex71/ *). Cette corrélation est valable dans le

domaine suivant :

3.10°<Re,<3.10"  ; 0,008<Tu..<0,064 : 7.10°<Re4<3.10°

Impact de I’intensité Influence de la
turbulente courbure

N. Lior [38] a mesuré le coefficient de transfert local autour d’un cylindre en configuration
parallele par thermométrie (thermocouples) sur 1’enveloppe du cylindre et au moyen de cristaux
liquides thermochromes sur ses extrémités planes. Le cylindre est placé dans un écoulement d’air
dont le nombre de Reynolds et I’intensité turbulente varient respectivement de 8,9.10* 4 6,17.10°
etde 0,3 a 6,7% (figure 11).

Le coefficient de transfert obtenu est uniforme sur la face d’attaque (face a-b) puis augmente
sur la face coaxiale (face b-c) apres le point de décollement de la couche limite (b) et jusqu’a son
point de recollement situé d’apres les auteurs a 0,9 diamétre du point b. Ainsi, comme dans le cas
du cylindre en configuration perpendiculaire, la zone de recirculation des gaz, ou les transferts
turbulents sont importants, est un lieu favorable aux échanges de chaleur. Le développement de la
couche limite plus en aval engendre la diminution du coefficient de transfert jusqu’au point ¢
faisant du point de recollement un maxima pour le coefficient de transfert local. Sur la face de
fuite (face c-d), le coefficient de transfert est plus faible au voisinage du point ¢ et augmente a
nouveau dans la zone de recirculation se développant dans le sillage du cylindre.

Nous observons que le coefficient de transfert croit de fagon homogene sur I’ensemble des
surfaces du cylindre avec le nombre de Reynolds mais que la position du point de recollement de
couche limite ne varie cependant pas.
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figure 11 Profils de coefficients de transfert local mesuré a la surface d’un cylindre placé dans un

écoulement paralléle a son axe pour différents nombres de Reynolds [38]

L’auteur note enfin que I’augmentation de la turbulence amont de 1’écoulement de 0,3% a
6,7% n’influence pas ’allure du profil de coefficient de transfert. Elle engendre cependant une
augmentation allant jusqu’a 22% du coefficient de transfert local. La formule d’ Adomaitis et Rao
(cf. paragraphe précédent) donne pour comparaison une augmentation du coefficient de transfert
de 28% dans les mémes conditions.

3. Application au cas de la trempe gazeuse haute pression

Parmi les nombreuses études dédiées a la trempe gazeuse haute pression, se distinguent
essentiellement deux types d’approches :

- L’approche globale consiste a analyser le procédé de trempe gazeuse dans son
ensemble et généralement d’un point de vue technique afin de proposer des solutions
permettant de réduire les colits de fonctionnement d’un traitement de trempe gazeuse
et/ou d’en augmenter la vitesse de refroidissement globale [39]-[49].

- La seconde approche, plus précise, s’attache a décrire les phénomeénes physiques mis
en jeu lors de la trempe gazeuse, le plus souvent en modélisant la trempe d’une piéce
isolée. Les objectifs les plus courant de ce type d’études consistent a optimiser les
caractéristiques mécaniques et/ou a réduire les déformations des picces en fin de
traitement [4]-[8], [50]-[54].

De plus en plus d’études sont engagées a I’heure actuelle afin de concilier ces deux approches
en considérant les différentes échelles du procédé de trempe gazeuse [55]-[58]. Cette démarche
est généralement fondée sur la simulation numérique des €coulements gazeux au sein d’une
cellule de trempe industrielle, qui devient aujourd’hui accessible grace aux développements
récents des moyens de calcul.
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a) Approche globale

L’analyse des corrélations exposées précédemment permet aisément d’identifier les parametres
sur lesquels I'utilisateur peut agir simplement afin d’augmenter le coefficient de transfert de
chaleur et donc la vitesse de refroidissement des picces.

La pression de trempe et la vitesse d’injection du gaz [39]-[43] :

L’augmentation de la masse volumique du gaz, qui, selon la loi des gaz parfaits, est
proportionnelle a sa pression, favorise les échanges de chaleur convectifs. Il est donc important de
rechercher a utiliser un gaz avec une forte masse volumique, ou de 1I’augmenter en ¢levant la
pression.

L’intensité de la vitesse d’injection du gaz en entrée de la cellule détermine en grande partie la
structure de 1’écoulement dans la charge. L’augmentation de vitesse d’injection favorise
¢galement nettement les échanges convectifs.

L’¢étude de la trempe gazeuse a connu un grand essor depuis le début des années 1990 [45]-
[48]. En effet, les progres technologiques réalisés a cette époque permettaient d’envisager
sérieusement la substitution des trempes en solution liquide au profit de la trempe gazeuse. Cette
période marque le début de la trempe gazeuse haute pression, alors limitée a 6 ou 10 bars pour les
installations industrielles les plus performantes [45], [48]. Il était dés lors trés clair que les
objectifs ambitieux nourris pour la trempe gazeuse ne pourraient se réaliser qu’au prix d’un
progres technologique permettant d’accroitre la pression et la vitesse de trempe. Cet effort a été
fourni et les installations industrielles actuelles permettent usuellement d’atteindre des pressions
de 20 voire 40 bars et des vitesses d’injection de 20 m.s™ environ [40], [41], [45]. Ces avancées
permettent aujourd’hui d’atteindre pratiquement les vitesses de refroidissement obtenues en
trempe huile chaude pour les meilleures conditions de trempe gazeuse. Des ordres de grandeur des
coefficients de transfert atteints en trempe gazeuse en fonction des gaz et des pressions de trempe
sont donnés dans le tableau 2.

Gaz et conditions de trempe h (W.m>.K")
Air, sans convection forcée 50-80
Azote, 6 bars, forcée 300-400
Azote, 10 bars, forcée 400-500
Hélium, 6 bars, forcée 400-500
Hélium, 10 bars, forcée 550-650
Hélium, 20 bars, forcée 900-1000
Hydrogene, 6 bars, forcée 450-600
Hydrogene, 10 bars, forcée =750 (théorique)
Hydrogene, 20 bars, forcée ~1300 (théorique)
Hydrogene, 40 bars, forcée ~2200 (théorique)
Huile, 20-80°C, repos 1000-1500
Huile, 20-80°C, agité 1800-2200
Eau, 15-25°C, agité 3000-3500

tableau 2 Coefficients de transferts calculés ou mesurés expérimentalement sur des installations
industrielles (d’aprés J. Conybear [45])
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Si I’augmentation des pressions de trempe pourrait théoriquement permettre d’élargir encore le
champ d’applications de la trempe gazeuse, elle est toutefois de moins en moins considérée
comme une solution économiquement viable, principalement a cause du surcolt qu’engendrerait
la construction (prix de revient élevé des équipements résistants a de hautes pressions) et
I’utilisation (consommation de gaz et consommation énergétique plus importante) de la cellule de
trempe. L’augmentation de la vitesse d’injection reste quant a elle tributaire des progres réalisés
concernant les ventilateurs et engendre également des difficultés pour assurer une bonne
homogénéité du refroidissement des différentes pieces au sein de la charge [41], [59]-[60].

La nature du gaz :

Les propriétés thermophysiques du gaz favorisant les échanges de chaleur sont :

une conductivité thermique €élevée pour accroitre les transferts diffusifs,

une densité élevée afin de maximiser les transferts convectifs,

une chaleur spécifique massique €levée pour augmenter la chaleur sensible du gaz
- et une viscosité faible pour limiter les dissipations visqueuses d’énergie.

L’hydrogene et I’hélium ont les conductivités thermiques et les chaleurs spécifiques les plus
importantes mais possédent en revanche les densités les plus faibles. Ces deux gaz favorisent donc
les transferts conductifs, aux dépens des transferts convectifs. C’est pourquoi de nombreux
auteurs [40], [41], [47]-[49] ont suggér¢ et essay¢ d utiliser des mélanges de ces gaz avec des gaz
plus denses (N,, Ar, CO,, ...) afin d’optimiser les échanges de chaleur. Les mélanges optima
proposés dans la littérature sont rassemblés dans le tableau 4. Ils sont obtenus soit
expérimentalement [40], [47]-[49], soit de facon théorique [41].

I1 est remarquable que la composition optimale d’un mélange d’hélium et d’azote (ou d’argon)
soit souvent de 80% d’hélium environ. Cette proportion varie toutefois assez fortement (60 a
100%) selon les auteurs et les conditions d’obtention de ce résultat. Or, utiliser 80% d’hélium, qui
est un gaz parmi les plus chers, au lieu de 60% constitue un surcotit d’autant plus indésirable si
I’efficacité de ce premier mélange est moindre. Ceci pose donc la question délicate de savoir
comment déterminer le mélange optimal en fonction des conditions opératoires.

SOURCES MELANGES AVEC HELIUM
L. Lefévre, V. Perrin, 2000 [40] 80% He — 20% Ar (pour une charge)
Holoboff et al. [47] 60-100% He dans Ar (charge 40kg)

P. Heilmann, W.R. Zenker, 1993 [48]  Tg. < 100°C : 70-80% He dans N,

Tgaz > 100°C : 60-70% He dans N
Stratton, Saxena, Jain, 1997 [41] ¢ o Hie dans
80% He — 20% N2 (pour une charge)

tableau 3 Compositions de mélanges de gaz maximisant ’efficacité de trempe

Stratton et al. [41] exploitent les corrélations exprimant le coefficient h, et ainsi cherchent a

maximiser le rapport A,,,,.. / i

1-5 a p-a B
hmélange _ (/Imélange ] [pmélange J [iumélange ] { CPmélange j
P Aétiam Puétium M hétium C phetium
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Les lois de mélange des gaz permettent en effet de déterminer toutes les propriétés
thermophysiques du mélange (Pmeianges Cp mélanges Amélanges Mimelange) €N fonction du titre molaire x en
hélium. Toutefois le titre x maximisant ce rapport dépend des coefficients a et 3 utilisés et donc
du choix de la corrélation et donc également de la géométrie de la piece trempée.

En conclusion, bien que la possibilit¢ d’accroitre la vitesse de refroidissement des pieces
trempées au gaz en utilisant des mélanges soit une réalité indiscutable, la détermination de la
composition optimale de ce mélange est a déterminer dans la pratique systématiquement au cas
par cas et nécessite une trés bonne connaissance de I’installation de trempe gazeuse.

b) Trempe gazeuse haute pression d’'une piéce isolée

Utilisation de méthodes empiriques

Que ce soit pour la simulation de trempe en solutions liquides ou de trempe gazeuse, certains
auteurs [38], [59], [62]-[64] ont recours aux méthodes empiriques afin de prédire les échanges de
chaleur entre le fluide et la picce a tremper. Pour les trempes en solution liquides, ces méthodes
sont méme pratiquement indispensables en I’état des connaissances actuelles, puisque les
processus de caléfaction et d’ébullition restent délicats a simuler précisément.

Deux approches sont communément employées pour estimer le coefficient de transfert
thermique, la premiére est de nature expérimentale tandis que la seconde s’appuie sur des
corrélations issues de la littérature. Parmi les méthodes les plus courantes, les méthodes dites
« inverses » consistent a équiper la piece de thermocouples et soit résoudre a I'inverse les
équations de conduction de la chaleur [62], [64], soit résoudre directement ces équations et
raisonner par approches successives [63] pour retrouver le coefficient de transfert en surface a
partir des évolutions de température. Cette technique présente 1’avantage d’étre facilement mise
en ceuvre et relativement fiable pour des géométries simples. De nombreux auteurs mesurent le
flux thermique échangé en maintenant constante la température de la piece placée dans un
écoulement gazeux via un systéme de chauffage électrique dont I’intensité de 1’alimentation est
mesurée [12]-[14]. Par ailleurs, les techniques de mesure de coefficients de transfert de chaleur ou
de maticre par colorimétrie sont de plus en plus utilisées. Nous avons déja illustré 1’exemple de
Lior [38], qui utilise une solution de cristaux appliquées directement sur la piece. La sociét¢ ALD
(constructeur allemand de fours et de cellules de trempe industriels) a également utilisé une
méthode de mesure du coefficient de transfert de matiére [59] et, par analogie, de transfert de
chaleur, a I’aide d’une feuille enduite d’un gel (MnCl, + H,0,) qui recouvre les pieces trempées
au gaz et réagit avec des particules d’ammoniac injectées en faible quantité¢ dans le gaz. Il en
résulte une coloration en dégradés de la feuille, proportionnelle a la quantit¢é d’ammoniac
transportée sur la feuille. La précision de cette méthode n’a toutefois pas encore été évaluée.

La deuxiéme catégorie de méthodes consiste a utiliser les corrélations empiriques [65]-[66]
construites a partir de techniques métrologiques évoquées précédemment. Ces corrélations sont
toutefois établies en dehors du contexte applicatif de la trempe gazeuse et présentent I’avantage
d’étre exploitables dans un large domaine de nombre de Reynolds et donc de conditions
opératoires pour la trempe au gaz. Néanmoins, ces approches sont limitées a des géométries tres
simples, pour lesquelles ces corrélations existent, et ne peuvent fournir qu’un coefficient de
transfert moyen autour de la piece considérée.
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Au cours de la trempe gazeuse, 1’évolution du coefficient de transfert de chaleur est trés faible.
Cette caractéristique assure une bonne reproductibilité des traitements de trempe au gaz. Elle est
aussi a ’origine de I’hypothése trés communément admise que le coefficient de transfert est
constant au cours de la trempe [6]-[8], [50]-[52]. Nous verrons cependant que cette hypothése est
discutable et que le coefficient de transfert peut évoluer de fagon non négligeable avec la
température de surface. L approche par corrélation, ou les propriétés thermophysiques du gaz sont
exprimées a la température de film (moyenne des températures du solide et du gaz), permettent de
rendre compte des variations du coefficient de transfert moyen avec la température de surface de
la piece trempée.

Il est notable qu’aucun auteur ayant utilisé ces méthodes pour déterminer le coefficient de
transfert de chaleur ne soit allé plus loin que le calcul des évolutions de températures au sein de
pieces de géométries simples. Ces méthodes, limitées par leur manque de précision, leur champ
d’application aux géométries de picces simples ou par leur inaptitude au calcul des distributions
spatiales de coefficient de transfert locaux, ne permettent pas d’envisager la simulation des
transformations de phases de I’acier ou des contraintes et déformations d’une piece trempée de
facon suffisamment précise et pertinente. Pour atteindre cet objectif, tous les auteurs ont eu
recours a la simulation numérique des écoulements gazeux et des transferts de chaleur.

Modélisation des cinétiques de refroidissement ou des échanges de chaleur a 1’aide d’un code de
de mécanique des fluides numériques (Computational Fluid Dynamics)

Si la bonne reproductibilit¢ de la trempe gazeuse est un avantage majeur pour réduire les
déformations des pieces en fin de traitement, elle rend pertinent 1’usage de la simulation
numérique. Celle-ci permet de calculer des distributions spatiales de coefficients de transfert
locaux plus précises que les méthodes empiriques et ainsi d’envisager une simulation globale de la
trempe gazeuse, a condition de bien rendre compte des écoulements gazeux et des transferts
thermiques dont ils sont le siége.

A notre connaissance, trois auteurs [5]-[7], [50]-[52], principalement, se sont attachés a décrire
ces écoulements gazeux, pour calculer les transferts thermiques dans le gaz et le solide, les
éventuelles cinétiques de transformations de phases et les contraintes et déformations de la picce
trempée. Pour ces auteurs, les deux objectifs majeurs de cette démarche sont d’augmenter les
vitesses de refroidissement et/ou de réduire les déformations des pieces en fin de traitement.

Ecoulement gazeux

Les travaux de Zukauskas [14] et Achenbach [12], [13] montrent I’importance de la structure
de I’écoulement gazeux, tout particulierement au sein de la couche limite, sur les transferts de
chaleur. La simulation de I’écoulement gazeux est donc une étape cruciale dans la modélisation
globale de la trempe gazeuse. Pour les écoulements hautement turbulents considérés en trempe
gazeuse, le choix du modéle de turbulence est un élément déterminant pour prédire précisément
les transferts de chaleur, comme I’illustre la figure 12. Ce choix peut conduire a une estimation du
coefficient de transfert allant du simple au double, voire du simple au triple. Pour limiter les temps
de calcul des simulations, tous les auteurs utilisent des modeles de type RANS (« Reynolds
Averaged Navier Stokes ») a deux équations de transport.
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figure 12 Comparaison des coefficients de transferts locaux hg calculés avec différents modéles k-&
et des résultats expérimentaux pour le cas de figure étudié par Lior & al [50], Re = 3,16.10°

Les modélisations présentées dans la littérature utilisent généralement des modeles dérivés
directement du modele k-¢ standard de Launder et Spalding [18]. Ainsi, Frerich et al. [6] de 'IWT
de Bréme utilisent le modéle k-¢ Realizable du code de calcul Fluent, Y. Morsi et al. [53] le
mode¢le k- RNG sur les recommandations des concepteurs du code de calcul CFX-4 tandis que
Stratton [5] utilise le modele k-¢ standard.

Parmi ces auteurs, seuls Lior et al. [50] justifient dans leurs travaux publiés, le choix du
modele de turbulence exploité. Ils étudient la trempe gazeuse en se placant dans la configuration
d’un écoulement perpendiculaire a I’axe de révolution du cylindre. Ils réalisent trois séries de
mesures et plusieurs simulations numériques pour des Reynolds de 3,16 10°, 4,91 10° et 10° au
cours desquelles un cylindre (& 30mm) maintenu a une température de 1200K est positionné dans
un écoulement d’air ou d’azote a 300K. Pour le nombre de Reynolds de 3.16 10°, Lior et al.
testent (figure 12) trois variantes du modele k-¢ standard disponible dans le code de calcul CFX,
la premicre proposée par Launder et Sharma [19] (LS), la deuxiéme par Yap en 1987 [20] (LSY)
et la derniere par Cho et Goldstein en 1993 [21] (LSY-CGQG). Les auteurs recommandent ce dernier
modele qui apporte les résultats de simulation les plus proches des mesures.

Néanmoins, les coefficients de transferts calculés a I’aide de ce modele par Lior et al [50]
surestiment les mesures. L’écart croit avec le nombre de Reynolds (figure 13). Il est en moyenne
de 40% et atteint 100% pour le nombre de Reynolds le plus élevé considéré (10°). Toutefois, les
distributions de hy obtenues correspondent bien aux résultats expérimentaux de Zukauskas [14] et
Achenbach [13] indiquant que ce modele de turbulence rend bien compte des phénomenes de
transitions et de décollement de la couche limite. Les distributions calculées par Lior et al. sont
plus proches de celles mesurées par Achenbach ou Zukauskas, que de leurs propres mesures.
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figure 13 Comparaison des coefficients de transfert de chaleur expérimentaux et calculés avec le
code CFX pour trois Reynolds différents. Température de paroi 1200K, température de ’air 300K,
Tu=1,2% (Lior et al.[50])

Calcul thermique : applications aux calculs métallurgique et mécanique

Pour calculer les transferts thermiques, les auteurs ont adoptées deux approches différentes :

v Lior et al. [51]-[52] et les auteurs de 'TWT de Bréme [6]-[7] simulent 1’écoulement
gazeux séparément des phénomenes thermiques, métallurgiques et mécaniques au sein de la
piece trempée. Ils supposent le coefficient de transfert constant tout au long de 1’opération
de trempe, ce qui permet de découpler totalement les phénoménes ayant lieu dans la phase
gazeuse et dans la phase solide

v’ Stratton [5] a choisi, a I’inverse, de modéliser les transferts thermiques conjugués
dans les phases gazeuse et solide avec un code de calcul de CFD. Il considére I’écoulement
d’un gaz injecté au moyen de buses de part et d’autre d’un disque percé en son centre
(figure 14). En utilisant des propriétés thermophysiques du gaz et de 1’acier (SAE, AISI
8620) variables avec la température, Stratton rend compte de 1’évolution des transferts
thermiques au sein de la couche limite au cours de 1’opération de trempe.

figure 14 Configuration expérimentale étudiée par Stratton [5] et champ de températures de surface
calculées (t = 6s) a I’aide du code Fluent
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Il rend compte de I’effet des transformations de phases sur les transferts thermiques a travers la
variation de la chaleur spécifique du solide avec la température. Cette approche ne prend pas en
considération les cinétiques de transformations de phases, qui jouent un role important sur
I’évolution des propriétés thermophysiques de 1’acier avec la température, et affecte donc de fagcon
non négligeable les cinétiques de refroidissement. Il n’est d’ailleurs pas surprenant que les
vitesses de refroidissement soient mal représentées a haute température, ou se produisent la
plupart des transformations de phases, comme le montre la figure 15.
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Par ailleurs, cette mauvaise estimation des vitesses de refroidissement n’a pas permis a Stratton
de mener un calcul des contraintes et déformations au sein de la piece trempée. Seuls Lior et al. et
les auteurs de 'IWT de Bréme montrent des résultats de calculs de déformations de piéces
trempées au gaz [6]-[7]. Liibben et al. [6]-[7] de 'TWT de Bréme étudient le refroidissement d’un
cylindre de diamétre 20 mm et de hauteur 200 mm placé au cceur d’un réseau croisé¢ de deux
colonnes de jets de gaz (figure 16 a.). En utilisant un mode¢le de turbulence k-¢ Realizable et en
considérant les propriétés thermophysiques du gaz variables avec la température, les auteurs
calculent une distribution spatiale du coefficient de transfert de chaleur a I’instant initial de la
trempe qu’ils interpolent par une fonction linéaire par morceaux (figure 16 b.) et qui est imposée
comme condition aux limites pour le calcul avec le code Sysweld des transferts thermiques, des
contraintes et des déformations dans le cylindre. L’excellente concordance des températures
calculées et mesurées (figure 16 c.) montre que, pour ce type d’écoulement, les variations
temporelles de coefficient de transfert de chaleur en cours de trempe peuvent étre négligées.
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figure 16 a. Dispositif expérimental considéré par Liibben et al. [7]
b. Coefficient de transfert calculé avec Fluent et utilisé pour la simulation numérique
c. Comparaison des cinétiques de refroidissement expérimentale et numérique au centre et en surface
de la piéce trempée

Lior et al. [51], [52] appliquent la méme démarche pour effectuer la simulation des
phénomenes thermo-métallurgiques et mécaniques dans un cylindre seul placé dans un
écoulement uniforme perpendiculaire a son axe (dont les résultats des simulations
aérodynamiques ont été rappelés précédemment au paragraphe A.IL.3.). Ils utilisent un code de
calcul développé par le Swedish Institute of Metals Research. Toutefois, en dehors des
coefficients de transfert de chaleur, aucun résultat expérimental n’est confronté a leur simulation
numérique. Pour ces calculs, les auteurs modélisent généralement des matériaux subissant au plus
une transformation de phases au cours du refroidissement.

¢) Applications industrielles

Les auteurs s’intéressant a la trempe gazeuse haute pression ont étudi¢ deux types
d’applications industrielles.

v’ Le traitement de piéces seules, réalisées en petite série
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Comme nous I’avons vu précédemment, les auteurs cherchant a calculer les déformations des
pieces lors de la trempe au gaz considérent exclusivement des picces isolées. Les applications
industrielles pour ces traitements thermiques sont généralement réservées aux pieces a forte valeur
ajoutée (petites séries) dont on cherche a contrdler les déformations en temps réel lors de la
trempe. Leur maitrise est assurée par un calcul a priori ou en temps réel et par le réglage du débit
de gaz dans un réseau de buses d’injection indépendantes comme 1’ont illustré Liibben et al.

(figure 17).

v [mis] HTC fmaK] T{°C}
s .y

@
[

2006
auu

mmmmi‘l

{180

E
b
(=]

120

g

=
=
.
&
R
T3
=3
L

60 450
i ]
0 o 470
Gas Velocity Heat Transfer Temperature Distortion
CFD Ceoeflicient - Distribution FEM
CFD FEM

figure 17 Dispositif expérimental utilisé par Liibben et al. [7] et résultats de la simulation
numeérique de la trempe gazeuse du cylindre

v Refroidissement d’un ensemble de piéces ou d’une charge industrielle de piéces trempées

en grande série :
Les auteurs s’intéressent alors aux écoulements gazeux et aux transferts thermiques au sein de

charges industrielles ou dans des réseaux (souvent périodiques) de pieces de géométrie simple.
Ces travaux visent en général a réduire les hétérogénéités de refroidissement au sein de charges

industrielles [55]-[58].

Pour les piéces usuellement trempées au gaz et produites en plus grande série, un procédé
batch, dans lequel on dispose une « charge » de pi¢ce a tremper, est plus communément utilisé. Si
les vitesses de refroidissement atteintes dans ce type d’installation sont comparables a celles
obtenues en trempe a I’huile, la plupart des auteurs [55]-[60] notent une hétérogénéité trés
importante de refroidissement entre les différentes pieces de la charge.

Parmi les raisons avancées dans la littérature pour expliquer ces hétérogénéités [55]-[60], nous

listons ci-dessous les plus récurrentes:

v I’échauffement du gaz au contact des premicres rangées de piéces qui conduisent a des
vitesses de refroidissement plus faibles pour les derniéres rangées,

v I’influence des piéces situées en amont du flux gazeux sur 1’écoulement autour des pieces

plus en aval,

v" 1’écoulement d’entrée de cellule fortement non-uniforme et
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v' les structures d’écoulements différentes et les transferts radiatifs plus importants pour les
picces situées a la périphérie de la charge.

Les constructeurs de cellules de trempe propose aujourd’hui certaines solutions pour minimiser
ces hétérogénéités comme des variateurs de vitesses pour la sociét¢é ECM [60] ou des cellules a
flux alternés pour la sociét¢ ALD [59]. Si ces solutions apportent des améliorations, il parait
néanmoins nécessaire d’étudier la structure des écoulements au sein d’une charge et donc sa
disposition au sein de la cellule afin de réduire au maximum ces hétérogénéités.

Certains auteurs ont directement modélisé les écoulements au sein de charges industrielles de
pieces de géométrie simple [55]-[58]. Cette approche permet de bien rendre compte des
écoulements dans la charge, mais nécessite une simulation trés gourmande en ressources de
calcul. Schmidt et Fritsching ont préféré considérer I’écoulement dans la cellule de trempe suivant
trois échelles [55], [56] :

v’ I’échelle « macroscopique » représente la cellule de trempe dans son ensemble en remplagant
la charge par une « boite noire » considérée comme un milieu poreux,

v I’échelle « mésoscopique » est constituée de la charge en remplagant les piéces réelles par
des pieces de géométries plus simples,

v’ I’échelle « microscopique » s’attache a la description de 1’écoulement autour d’une piéce
réelle.
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figure 18 Différentes échelles de la trempe gazeuse au sein d’une cellule industrielle modélisées par
Schmidt et Fritsching [55]

Les résultats numériques obtenus pour 1’échelle supérieure fournissent les conditions aux
limites pour le calcul a I’échelle inférieure. Schmidt et Fritsching commencent donc par modéliser
I’écoulement a 1’échelle macroscopique en calculant la perte de charge produite par le milieu
poreux constitué de la charge en appliquant la relation d’Ergun.

Pour valider leur démarche, les auteurs comparent leurs mesures de vitesses sur une section de
la cellule de trempe située juste en amont de la charge aux résultats de simulations numériques
[55]. Pour les deux géométries qu’ils considerent, cette méthode de calcul permet de globalement
bien rendre compte des vitesses moyennes et des distributions de vitesses sur les sections
considérées (figure 19). Toutefois, le fait d’imposer une perte de charge moyenne sur 1’ensemble
gomme les écarts de vitesse mesurés entre les espaces inter-cylindres et en amont des cylindres et
qui sont a I’origine du profil de vitesses en forme de vagues mesuré en amont de la charge 1
(figure 19).
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Cette formulation permet donc de calculer les écoulements au sein de la cellule de trempe avec
une bonne précision et pour un temps relativement modéré. Les auteurs ne montrent cependant
pas si, dans le cas d’une charge de cylindres, les écarts constatés entre les conditions aux limites
calculées par ce modele et les conditions réelles auront une incidence sur les écoulements et les
cinétiques de refroidissement calculés aux échelles inférieures.
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figure 19 Comparaison des profils de vitesses calculés et mesurés en amont des charges [55]

4. Résumé de I'analyse bibliographique

La trempe gazeuse haute pression est un procédé industriel faisant intervenir de nombreux
phénomenes physiques couplés entre eux. Les phénomenes ayant lieu au sein de la phase gazeuse
et dans la phase solide sont actuellement bien maitrisés séparément mais le couplage reste
aujourd’hui une étude délicate n’ayant pas fait I’objet de travaux approfondis.

Notre étude bibliographique a été centrée sur les transferts thermiques dans un écoulement
turbulent, puisque les nombres de Reynolds en trempe gazeuse sont compris dans I’intervalle 10*-
107. 11 est apparu que la prédiction des échanges de chaleur dans cette gamme de nombres de
Reynolds était délicate, tant en terme de métrologie qu’en terme de calcul numérique.

Si, pour les trempes en solutions liquides, les méthodes de détermination expérimentales sont
privilégiées pour évaluer le coefficient de transfert de chaleur, la meilleure reproductibilité des
traitements de trempe gazeuse favorise le recours au calcul numérique.

A notre connaissance, trois auteurs ont modélisé a ce jour le procédé de trempe gazeuse dans
son ensemble (ou presque). Tous ont utilisé des codes commerciaux, ou du moins préexistants,
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pour calculer les écoulements du fluide d’une part et les transferts thermiques, cinétiques de
transformations de phases, contraintes et déformations d’autre part. Seul Stratton [5] a calculé les
transferts thermiques conjugués dans les phases gazeuse et solide avec le code de calcul Fluent.
Cette démarche, bien qu’intéressante pour décrire précisément I’influence de I’écoulement sur les
échanges de chaleur a la paroi, n’a pas permis de prendre en compte les couplages entre les
transferts conductifs et les cinétiques de transformations de phases de maniere satisfaisante. Son
application est donc limitée aux matériaux ne subissant pas de transformation de phases dans les
plages de températures considérées. Ces cas de figures sont toutefois assez rares pour les
traitements de trempe gazeuse industriels et limite fortement 1’intérét de cette approche par
rapport a celle adoptée par Lior et Liibben et al.

Ces derniers ont opté pour une démarche dissociant la simulation de 1’écoulement du calcul
mené dans le solide. Ces auteurs ont ainsi pu décrire la globalité du traitement de trempe gazeuse,
de I’écoulement gazeux jusqu’a la prédiction des contraintes et des déformations. Cette approche
conduit néanmoins a négliger I’influence du comportement thermique de la piece trempée sur les
échanges de chaleur avec le gaz, ce qui, bien qu’apparemment d’impact faible dans le cas traité
par Liibben et al. [7], pourrait conduire a une mauvaise estimation des transferts thermiques dans
d’autres situations.

A. lll. Objectifs et démarche de I'étude

Nous avons décidé de construire un modele permettant de décrire la trempe gazeuse haute
pression dans son ensemble, sans négliger aucun des couplages existants entre les différents
phénomeénes physiques mis en jeu et notamment celui entre I’écoulement gazeux et les transferts
thermiques.

Pour ce faire, nous nous sommes appuyés sur deux codes numériques distincts pour décrire
séparément les phénoménes mis en jeu dans la phase gazeuse et dans la phase solide que nous
avons ensuite couplés. Nous avons ainsi utilisé deux codes de calculs commerciaux, Fluent [17]
pour la phase gazeuse et Sysweld [67]-[68] pour la phase solide. La spécificit¢é majeure de notre
travail a consisté a caractériser la nature du couplage gaz-solide de maniere a le simuler le plus
efficacement et précisément possible en « couplant » numériquement ces deux codes de calcul.

La construction du modele s’est déroulée progressivement. La premicre étape, qui s’est avérée
une des plus délicates, a consisté a modéliser les écoulements gazeux et les transferts thermiques
dans le gaz autour de la piéce a tremper. Nous avons ensuite simulé le refroidissement pour une
piéce ne subissant pas de transformations de phases. Cette étape nous a permis de mieux qualifier
la nature du couplage entre les transferts thermiques dans la phase gazeuse et dans la phase solide.
Nous avons pu ainsi développer et optimiser (essentiellement en terme de temps de calcul) le
couplage entre les codes Fluent et Sysweld tout en vérifiant sa validité en comparant nos résultats
a ceux obtenus par le calcul des transferts thermiques conjugués avec Fluent uniquement. Grace
au modele ainsi développé, nous avons pu appliquer au cas de la trempe gazeuse haute pression
des simulations thermo-métallurgique puis thermo-métallurgique et mécanique.

Aprés avoir atteint notre premier objectif, a savoir le développement d’un code numérique
permettant de simuler I’ensemble des phénomeénes physiques mis en jeu lors de la trempe au gaz,
nous avons alors naturellement appliqué ce modéle a la simulation de traitements thermiques réels
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de piece en acier. Dans ce but, nous avons mené une campagne de mesures sur I’installation pilote
de trempe gazeuse de P’ENSTIMAC (Ecole des Mines d’Albi) en collaboration étroite avec la
société Air Liquide. Cette vaste campagne a également été conduite par étapes :

e cn mesurant tout d’abord par vélocimétrie laser les vitesses d’écoulements des gaz
maintenus a température ambiante autour de pieces cylindriques,

e puis en effectuant ces mesures lors de la trempe de ces mémes pieces, en nickel, matériau
ne subissant pas de transformations de phases dans cette gamme de températures, et en
effectuant dans le méme temps des mesures de températures au sein de la pieéce (par
thermocouples).

e (Ces mesures thermiques ont été reproduites avec une piéce de méme géométrie en acier
27MnCr35, sur laquelle des mesures de dureté et des observations au microscope optique ont
¢été pratiquées en fin de traitement pour en qualifier I’état microstructural.

e Enfin, des mesures de déformations in situ, en suivant la technique et 1I’expertise reconnues
de S. Claudinon et P. Lamesle [69]-[70], ont été mises en ceuvre sur des piéces en 27MnCr5
de géométrie différente (cylindres creux a section intérieure décroissante de I’amont vers
I’aval de I’écoulement gazeux), permettant de maximiser les déformations subies lors de
refroidissements relativement lents (la pression dans la cellule étant limitée a 5 bars).

Pour valider notre modele a partir de ces résultats expérimentaux et pour clore notre travail de
thése, chacune de ces différentes configurations expérimentales a été simulée a I’aide de notre
modele, et les résultats des mesures ont été comparés aux résultats des calculs numériques.
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Chapitre B Modélisation des phénomenes
physiques mis en jeu lors de la trempe gazeuse :
technique de couplage des codes Fluent et Sysweld

Pour modé¢liser I’ensemble des phénomeénes physiques couplés mis en jeu lors de la trempe au
gaz, nous avons adopté une démarche progressive en isolant au départ les phénomeénes de
transport dans la phase gazeuse, puis en intégrant par étape les processus thermiques,
métallurgiques et enfin mécaniques dans le solide. C’est pourquoi nous nous intéressons tout
d’abord a la simulation des écoulements gazeux, nécessaire pour calculer les conditions de
transferts de chaleur a la paroi du solide a tremper.

B. I. Simulation des écoulements gazeux et des transferts de chaleur a
la paroi

Dans un souci de compréhension des phénomeénes physiques modélisés, des géométries
simples ont été utilisées pour le calcul des écoulements gazeux. Compte tenu de la richesse des
résultats de la littérature pour un écoulement perpendiculaire a 1’axe d’un cylindre supposé infini
(figure 20 A), cette configuration a été retenue dans un premier temps pour choisir les modeles
physiques les plus adaptés a la simulation. Dans un second temps, un écoulement parallele a I’axe
du cylindre (figure 20 B) a été simulé pour se rapprocher des configurations industrielles réelles,
tout en conservant une géométrie simple bidimensionnelle.

Propriétés thermo-

Physiques du solide :
@ CPSs Ps, 7\‘5
- Ecoulement turbulent uniforme :
Tuw, Ua, Tw, Pw

Propriétés thermophystques du gaz :
p’f,) CP&) p g5

/ -D

figure 20 Schéma de I’écoulement autour d’un cylindre en configuration perpendiculaire (A) et
paralléle (B)

1. Equations résolues et conditions aux limites

Le calcul de I’écoulement en régime turbulent est effectu¢ a I’aide du code de calcul
commercial Fluent, qui permet de résoudre les équations moyennées de Navier Stokes, de
conservation de la masse et de conservation de I’énergie.
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g;’ +p,VV =0 Eq. B-2
~112
a[pg(m“v“ f 2))@ Vp h+m =V (4, 97) Eg. B-3
o 178 2 elf ¢

avec Uy =g + € Aoy =4, + 4,

Ces équations de type RANS (Reynolds Average Navier Stokes) nécessitent un modele de
turbulence pour fermer le systéme d’équations et prédire la viscosité effective e, et donc la
viscosité turbulente y; au sens de Boussinesq. Quelques rares mode¢les font intervenir plus de deux
nouvelles grandeurs transportées dans la relation de fermeture comme par exemple le modele des
tenseurs de Reynolds (6 équations supplémentaires) ou le modele V2F (4 équations
supplémentaires) [17]. Pour des raisons de limitation de temps de calcul, nous nous sommes
intéressés a des modeles a deux équations de transport. Nous avons ainsi test¢ le modele k-¢
standard [18] et quelques unes de ses variantes (les modeles k-¢ Realizable, k-¢ RNG, k-¢ Yang et
Shih essentiellement) sur lesquelles le lecteur trouvera des informations détaillées dans les
références [17]. Le modéle k-, [71] ou w est égal au rapport €/k, a aussi été appliqué. Nous
présentons plus en détail les équations qui le constituent, puisque ce modele sera retenu par la
suite.

Le modele k-o calcule la viscosité turbulente (équation de fermeture) a 1’aide de la formule
suivante :

. Pk
M=
1)
. . + Re, /R
ol a = a o €f/ P tRe,=pg ,
1+ Re, /R, U, ®

et ou les paramétres Ry =6, oco*=0,024 et o, =1 sont constants.

k et ® sont donc calculés a I’aide des deux équations de transport :

olp,k) ok 0 u, ) ok
A IR S | PR AT S S
ot Pt ox; Ox, He o, )ox, ook

J

0
M'FPU 860_ a ((#g+ﬂt]a_a)]+Gw_Y

ot ¢ jgj—gj o )ox. @

@ J

Dans le mod¢le k-o standard, le terme de production de turbulence Gy est calculé de la méme
manieére que pour le modele k-¢ standard. Cependant, nous avons préféré utiliser une autre
maniere de le modéliser a partir de la vorticité, afin de mieux prédire les échanges de chaleur,
notamment dans les zones de recirculation des gaz. Ainsi, ce terme devient :
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N r 9 . 1 aUl aUJ

G, =2Q, ®Q, ou les coordonnées du tenseur s’expriment par : Q; = —| ——

2\ ox; O

Le terme de production pour 1’équation de transport de ® est reli¢ a celui pour I’équation de
transport de k par :
w
Gru = a?Gk

o (a,+Re /R
avec @ = w[—o R,

ou R,=2,95 et a,=1.
1+ Re, /R,

a*
Il est intéressant de noter que dans les zones ou Re; (et par conséquent également ) sont

J 7 . r . * %
grands (régions €loignées des parois), ¢ =, =a, =a =1.

Pour résoudre les équations de transport de k et de @ (ou & pour les modeles k-¢), il est
nécessaire d’imposer des conditions aux limites réalistes au voisinage de la piéce, ou les gradients
d’intensité turbulente sont élevés. Pour estimer k et € au premier point de maillage avoisinant un
obstacle, une premiere solution consiste a appliquer une fonction de paroi, qui est déterminée a
partir de la théorie de la longueur de mélange de Prandtl [15]-[18], [71]. La vitesse moyenne au
point P du maillage le plus proche de la paroi est supposée parallele a celle-ci et obéit au profil
logarithmique de vitesse donné par :

Sous-couche limite laminaire : 0<y'<5 u" =y’
Couche limite intermédiaire : 5<y'<30 u" =5Ilny" -3,05
Couche limite turbulente : 30<y'<500 u" =25lny" -5,

wWreloy

8

et y' = qui représentent respectivement une vitesse moyenne

adimensionnelle et la distance a la paroi adimensionnelle.

A partir du calcul de la contrainte pariétale tp, on peut en déduire les conditions aux limites sur
k et € (ou ®), en supposant que le premier point du maillage est situ¢ dans la couche limite
turbulente (30<y'<500) et I’on obtient :

k = |TP|
"G
a)p _ Cy3/4kp1/2

Ky

Ce type de traitement de paroi est directement implémenté dans Fluent sous la dénomination
(Standard Wall Functions ; SWF). Une deuxiéme solution consiste a positionner le premier point
de maillage au sein de la sous-couche limite laminaire, soit dans une zone ou y" est inférieur a 1.
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Cette méthode est également disponible dans Fluent (Enhanced Wall Treatment; EWT) et
détermine automatiquement la loi liant u” a y" permettant d’estimer la turbulence de paroi en
fonction de la valeur de y* calculée. Nous utiliserons de préférence cette derniére méthode, qui
nécessite un maillage plus fin et donc un temps de calcul plus important, mais permet néanmoins
d’obtenir des résultats plus précis.

Quelle que soit la simulation d’écoulement considérée (nature du gaz, pression de trempe,
vitesse d’injection, ...), les conditions aux limites suivantes ont été appliquées :

e en entrée du domaine, la vitesse du gaz (U.) (pour la résolution des équations de Navier
Stokes), la température du gaz (T.) (résolution des équations de transport de chaleur),
I’intensité turbulente amont (Tu.) et le diamétre hydraulique (résolution des équations de
transport de k et ®) ont été imposés,

e en sortie, une condition de pression a été imposée (P = Py),

e une symétrie axiale est imposée dans le cas de I’écoulement en configuration parall¢le et
une symétrie plan dans le cas de I’écoulement perpendiculaire,

e 2 l’interface avec le cylindre, la température de paroi (Tp) est fixée et une condition
d’adhérence est appliquée,

e 2 la fronticre externe du domaine, une condition de glissement et une paroi adiabatique sont
adoptés.

Le domaine est pris suffisamment large pour pouvoir assimiler I’écoulement a un écoulement
libre et infini de maniére a pouvoir confronter nos résultats a ceux de la littérature.

2. Géomeétrie et maillages

Pour I’écoulement autour d’un cylindre en configuration perpendiculaire, la géométrie est 2D
cartésienne et le maillage employé (figure 21) a été réalisé avec le logiciel Gambit [72]. 11
comporte 33 000 mailles et une condition de symétrie a ét¢ appliquée par rapport au plan médian
du cylindre pour réduire le nombre de mailles. L.’épaisseur des mailles a été fortement réduite au
niveau de la paroi du cylindre, de maniére a ce que, pour le plus grand nombre de Reynolds de
I’écoulement simulé, la grandeur y" reste inférieure a 1 sur la totalité de la surface. L’épaisseur de
la premicre maille a la paroi est ainsi de 1 um. Le diametre du cylindre considéré est de 30 mm.
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En ce qui concerne le cylindre en configuration parall¢le, la géométrie est bidimensionnelle
Entrée
U, T Tug,

axisymétrique et le maillage réalis¢é comporte 17 000 mailles (figure 22). Il est également

figure 21 Maillage du cylindre (230 mm) en configuration perpendiculaire et zoom sur Uinterface
fortement affiné en périphérie du cylindre (y'<1) et I’épaisseur de la premiére maille est de I’ordre

de 1 um. Le diamétre du cylindre est identique (30 mm) et sa longueur de 110 mm.

figure 22 Maillage du cylindre en configurati
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3. Résultats de simulation pour un écoulement perpendiculaire a I'axe d’'un
cylindre et choix d’un modeéle de turbulence

Nous nous concentrons tout d’abord sur 1’étude d’un écoulement d’azote en régime permanent
perpendiculaire a 1’axe du cylindre. La vitesse d’injection du gaz et la pression de I’enceinte
varient de maniére a couvrir un large domaine de nombre de Reynolds (10*-10°), correspondant
aux nombres de Reynolds communément rencontrés pour un traitement de trempe gazeuse haute
pression. Pour cette géométrie, la modélisation des transitions de couche limite du régime
laminaire au régime turbulent est essentielle pour la bonne prédiction des transferts de chaleur
ayant lieu lors de la trempe gazeuse. Toutefois cette modélisation est des plus complexes. Elle
suppose de bien rendre compte des variations des propriétés thermo-physiques des gaz lors de la
trempe et I'utilisation d’un modele de turbulence adéquat.

a) Variations des propriétés thermophysiques du gaz

Les propriétés thermophysiques du gaz sont principalement influencées par la température et la
pression. Le nombre de Mach global de 1’écoulement (rapport de la vitesse d’écoulement a la
vitesse du son) est toujours inférieur a 0,15 (pour la vitesse d’injection maximale utilisée d’une
valeur de 50 m.s") et les effets de compressibilité sont ainsi négligeables. La figure 23 compare
les valeurs de contraintes pariétales obtenues le long de la surface du cylindre pour trois
conditions de calcul de la masse volumique p,. Les résultats acquis pour un écoulement
compressible ou incompressible mais avec p, variable avec la température (p, = Poy/tT)
s’accordent parfaitement. Nous avons aussi pu vérifier que les variations de pression dans le
domaine de calcul restent inférieures a 1% de la valeur de la pression de I’enceinte en écoulement
compressible. En conséquence, les valeurs des propriétés thermophysiques du gaz sont prises a la
pression nominale de I’enceinte.
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figure 23 Comparaison des contraintes pariétales locales a Uinterface pour Re = 5.10°
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Les gradients thermiques sont importants dans la couche limite thermique se développant au
voisinage du cylindre comme le montre la figure 24. Nous avons cherché a quantifier I’influence
de ces gradients sur les échanges de chaleur entre le gaz et le cylindre.

Température

CYLINDRE

figure 24 Exemple de couche limite dynamique et thermique se développant au voisinage du
cylindre

Les tables thermodynamiques montrent que la chaleur spécifique (Cpy) des gaz varie peu avec
la température (dans les gammes de températures considérées). Bien que cette grandeur ait un
impact fort sur le niveau des échanges de chaleur, ses trés faibles variations au sein de la couche
limite ont donc un impact négligeable sur la prédiction des échanges de chaleur et la chaleur
spécifique est donc considérée constante dans nos simulations.

Par ailleurs, les équations de la théorie cinétique des gaz (Eq.B-4) donnent I’évolution de p, et
Ag avec la température :
6 NMT 5r
Hy =2,67.10 62— et g = g (Cpg +—j Eq. B-4
o°Q, 4

ou M est la masse molaire du gaz, ¢ la longueur caractéristique de Lennard Jones, Q, tel que :

Q,=Q, (T/ (¢/kg )) ou ¢/k, estle paramétre énergétique de Lennard Jones.

Les équations (Eq.B-4) confirment que le nombre de Prandtl reste constant et donc
indépendant de la température puisque :
_He CPg

Ag

Pr

Les coefficients de transfert de chaleur obtenus en considérant les propriétés thermophysiques
constantes ont été comparés a ceux calculés en supposant que les variations de p, et A,
s’exprimant suivant les équations B-4 (figure 25). Il en résulte que les forts gradients de propriétés
physiques engendrés par les variations de température au sein de la couche limite ont une
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influence importante sur les échanges de chaleur. La figure 25 montre également la disparition du
pic de coefficient de transfert pour le nombre de Reynolds critique (3.10°) lorsque 1’on considére
U et A, constants. Ainsi, les variations de p, et A, avec la température doivent étre prises en
compte pour prédire la transition d’un régime subcritique vers un régime critique.

1800
1600 -
------- Re = 3e5
1400 coefficients
constants
1200
< | .\ g Re = 1e6
NE 1000 coefficients
X constants
=
800
< . Re = 3e5
600 4 coeﬁicients
variables
400 Re = 1e6
coefficients
-~ e .
200 \\/ s variables
0 T T T T T
0 30 60 90 120 150 180

angle théta (°)

figure 25 Comparaison des coefficients de transfert de chaleur de Nusselt a la paroi calculés avec
un modéle k-w pour deux nombres de Reynolds avec des propriétés thermophysiques (A, 1)
variables ou constantes

b) Choix du modeéle de turbulence

Pour choisir le mod¢le de turbulence le mieux adapté pour modéliser les écoulements et les
transferts de chaleur, nous nous sommes concentrés sur 1’analyse des coefficients de transfert de
chaleur globaux et locaux calculés avec quatre modeles de turbulence différents (k-¢ Realizable,
k-¢ RNG, k-¢ Yang et Shih et k-w). Les évolutions des coefficients de transfert et des nombres de
Nusselt globaux en fonction du nombre de Reynolds ont tout d’abord été comparées aux valeurs
calculées a 1’aide des corrélations de Zukauskas et d’Achenbach (figure 26). Si les résultats
obtenus avec les différents modeles sont tous en accord avec les résultats expérimentaux pour les
nombre de Reynolds les plus faibles (Re < 3.10°), seuls les modéles k-o et k-g Realizable assurent
une bonne prédiction des échanges de chaleur moyens sur toute la gamme de nombres de
Reynolds considérée.
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figure 26 Evolutions du nombre de Nusselt et des coefficients de transfert de chaleur globaux en
fonction du nombre de Reynolds calculées avec différents modéles de turbulence et a partir des
corrélations de Zukauskas et Achenbach

Les profils de coefficients de transfert locaux (exprimés sous la forme adimensionnelle
Nu/Re™) calculés avec les différents modéles de turbulence & la surface du cylindre et la
comparaison avec les valeurs expérimentales d’ Achenbach sont présentés sur la figure 27.

En régime subcritique (figure 27A), le modele k-o et le modele k-¢ bas Reynolds de Yang et
Shih permettent de bien prédire 1’allure du profil de coefficient de transfert a la surface du
cylindre. Les résultats obtenus avec le modéle k-¢ Realizable sont plus ¢€loignés des résultats
d’Achenbach. De maniere générale, le coefficient de transfert de chaleur est surestimé dans la
zone de couche limite laminaire et sous-estimé dans la zone de recirculation du sillage. De fagon
quantitative, c’est le modele k- qui permet de prédire au mieux les échanges de chaleur.

En régime supercritique (figure 27B) et transcritique (figure 27C), le modele k-¢ bas Reynolds
de Yang et Shih donne les résultats les plus éloignés de ceux d’Achenbach, en particulier dans la
zone de couche limite laminaire et de transition. Le mod¢le k-¢ Realizable permet de bien estimer
le coefficient de transfert dans la zone de couche limite de transition, mais le surestime dans la
zone de couche limite laminaire et le sous-estime dans la zone de recirculation du sillage. De plus,
la transition de couche limite survient trop en amont de 1’écoulement. Le mode¢le k- permet une
estimation a peine moins bonne du coefficient de transfert dans la couche limite de transition mais
s’approche plus des mesures d’Achenbach dans la zone de couche limite laminaire et sont
pratiquement identiques aux résultats expérimentaux dans la zone de recirculation. De plus, il
prévoit relativement précis€ément 1’angle de transition 0, de la couche limite.
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figure 27 Confrontation des profils du nombre de Nusselt normalisé a la surface du cylindre en

régime sub- et super- et transcritique avec les résultats expérimentaux d’Achenbach
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Ces résultats soulignent la difficulté a prédire de facon précise les transitions de régime
d’écoulement rencontrées dans la gamme de Reynolds [10* - 10°] en utilisant des modéles de
turbulences de types RANS a deux équations de transport. Le modéle k-w apporte malgré tout, de
facon générale, la solution la plus satisfaisante. Les points forts de ce modéle sont de prédire avec
une bonne précision I’emplacement des transitions de couche limite (malgré une légeére sous-
estimation du coefficient de transfert local dans les pics de transition) et une trés bonne estimation
du coefficient de transfert dans la zone de recirculation en aval du cylindre (figure 27 b et ¢). Ce
modele de turbulence a donc été retenu pour les calculs présentés ultérieurement dans ce travail.

¢) Ecoulement gazeux autour du cylindre

Pour analyser les résultats de simulation pour les différents régimes identifiés, nous
considérons le cas d’un écoulement d’azote a 10 bars et des vitesses d’entrée de 5 m.s”' (Re =
1.10°), 25 m.s' (Re =5.10") et 50 m.s™ (Re = 1.10°).

Les distributions de I’intensité des vitesses calculées pour les différents régimes d’écoulement
(figure 28) reproduisent bien les allures des écoulements rencontrées dans la littérature (figure 4 et
figure 5 du chapitre A.). Elles font également apparaitre le déplacement du point de décollement
de la couche limite en aval du sillage pour les nombres de Reynolds supérieurs a la valeur
critique. Si I’angle de décollement calculé en régime subcritique correspond tres bien a la valeur
de 80° mesurée par Achenbach et Zukauskas, cet angle est un peu inférieur a 100° en régime
critique et supercritique, alors que les valeurs expérimentales sont de I’ordre de 120°.

En ce qui concerne la simulation de la turbulence le modele k- permet de corriger le défaut
rencontré avec les modeles de type k-g, qui est de générer une turbulence juste en amont des
obstacles. Ce défaut est illustré sur la carte d’énergie cinétique turbulente calculée avec le modéle
k-¢ RNG (figure 29). Ainsi, la turbulence calculée avec le modele k-o est générée uniquement
dans le sillage en aval du cylindre.
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figure 28 Carte des normes des vitesses calculées (en m.s™) pour les différents régimes d’écoulement

modeélisés et évolutions de la contrainte pariétale
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figure 29 Cartes de I’énergie cinétique turbulente (k en J/kg) calculée avec le modéle k- et le
modéle k- ¢ RNG pour Re = 1.10°

A I’échelle de la couche limite, la figure 30 montre que le maximum du coefficient de transfert
calculé et enregistré expérimentalement par Achenbach [13] est bien corrélé a 1’augmentation du
niveau d’intensité turbulente au sein de la couche limite et traduit donc sa transition laminaire-
turbulent. Cette transition peut également Etre observée en examinant la carte d’intensité
turbulente au sein de la couche limite, ou se dessine nettement une zone de turbulence plus élevée
(figure 31).

—h ko) ™ Achenbach < Tu (k-
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figure 30 Profil de coefficient de transfert de chaleur (h en W.m™.K") a la surface du cylindre et
d’intensité turbulente (Tu en %) au sein de la couche limite
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figure 31 Carte d’intensité turbulente calculée au niveau de la transition de la couche limite

4. Résultats de simulation pour un écoulement paralléle a I'axe d’un cylindre

Pour cette configuration d’écoulements, nous considérons dans un premier temps des
écoulements d’azote a 10 bars déja étudiés en configuration perpendiculaire (vitesse d’injection 5
m.s™, 15 m.s?, 25 m.s” et 50 m.s‘l). Puis, dans un second temps, nous considérons un écoulement
d’hélium a 20 bars pour les mémes vitesses d’injection dans le but de se rapprocher des conditions
de trempe a priori les plus efficaces rencontrées actuellement dans les traitements industriels.
Rappelons que le diamétre du cylindre est de 30 mm et sa longueur 110 mm.

De par sa géométrie, la structure de I’écoulement autour de cet obstacle (figure 32) combine
les phénomeénes observés autour du cylindre en configuration perpendiculaire (obstacle
perpendiculaire a 1’écoulement) et le long d’une plaque plane (obstacle parallele a I’écoulement).
On note ainsi un décollement de couche limite pratiquement au bord d’attaque du cylindre, puis
un recollement de cette couche limite plus en aval (a une distance d’environ 1 diameétre du bord
d’attaque) sur la face coaxiale du cylindre. Enfin, en aval du point de recollement, 1’évolution de
la couche limite présente des analogies avec celle observée le long d’une plaque plane. Dans le
sillage du cylindre se développe également une zone de recirculation de longueur plus importante
(environ 2 diameétres du cylindre). La variation du nombre de Reynolds de I’écoulement
n’engendre par ailleurs pratiquement aucune modification de 1’écoulement comme le montre la
figure 33.
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figure 32 Champ de vitesses (norme en m.s) pour Re, = 5.10° et représentation des lignes de
courant dans les deux zones de recirculation (bulbe de décollement et sillage)
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figure 33 Champ de vitesses (norme en m.s) autour du cylindre obtenue pour Re, = 10° (a gauche)
et Re; = 10° (a droite)

Ces deux zones de recirculation, sont, comme dans le cas du cylindre en configuration
perpendiculaire, des régions ou I’énergie cinétique turbulente est élevée (figure 34). De méme, les
dimensions des régions de forte turbulence sont pratiquement invariantes avec le nombre de
Reynolds.
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figure 34 Distribution de ’énergie cinétique turbulente (k en J.kg"') autour du cylindre en

configuration paralléle obtenue pour Re, = 10° (d gauche) et Re, = 10° (a droite)

Le bulbe de décollement a une taille prédite par la simulation d’environ 1 fois le diametre du
cylindre, valeur a comparer aux mesures faites par Ota et al. [34] de 1,4 diamétre et par Lior et al.
[38] de 0,9 diametre. Ce résultat est satisfaisant, d’autant plus que, comme les mesures
enregistrées par ces deux auteurs, la longueur du bulbe de décollement obtenue par simulation
numérique est invariante avec le nombre de Reynolds. A titre indicatif, la taille du bulbe de
recirculation calculée avec le modele k-e Realizable est de 2,2 diamétres environ ce qui montre
que le modele de turbulence k-o est également le mieux adapté dans cette configuration
d’écoulement.

Sur la surface coaxiale, les évolutions des contraintes pariétales tp et des coefficients de
transfert de chaleur locaux h tracés sur la figure 35 font apparaitre deux zones bien distinctes. La
premiere correspond a la zone de décollement de couche limite et la seconde a la zone ou la
couche limite se recolle a la paroi, plus en aval de I’écoulement. En effet, comme pour la
configuration perpendiculaire, en aval du point de décollement de la couche limite h diminue
brutalement, puis augmente un peu plus lentement vers un maximum local correspondant au point
de recollement de la couche limite (tp = 0). Enfin, dans la zone ou la couche limite est recollée,
son épaississement se traduit par une augmentation lente de tp et une diminution progressive de h.
Si ’on considere la totalité de la surface du cylindre, les profils de coefficient de transfert de
chaleur sont plus homogenes qu’en configuration perpendiculaire, malgré quelques gradients
locaux importants au niveau du bord de la surface d’attaque du cylindre. Ceci s’explique
principalement par I’absence de transition de la couche limite se développant a la surface du
cylindre. Située directement en aval d’une zone de forte turbulence (bulbe de décollement), la
couche limite est en effet directement turbulente en configuration paralléle quel que soit le
nombre de Reynolds de I’écoulement amont considéré. Le choix de cette configuration pour
obtenir un traitement industriel plus homogéne a 1’échelle de la piéce semble ainsi €tre justifié.

La figure 35 donne aussi les évolutions de h et 1p calculées pour différents nombres de
Reynolds. A I'inverse du cylindre en configuration perpendiculaire, les profils obtenus sont
d’allure similaire quel que soit le nombre de Reynolds considéré et seul le coefficient de transfert

moyen varie avec Re. Le tracé des courbes donnant 7, / T pmoyen CONfirme la grande similitude des

écoulements calculés aux différents nombres de Reynolds. Dans la zone de recirculation, seul tp
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(Re = 1.10%) traduit, par I’aplatissement plus important du pic, la présence d’une zone de
recirculation de taille plus importante. Enfin, en aval du point de recollement de la couche limite,
si les évolutions de 1p avec x sont également d’allure similaire, les différences d’intensité
observées traduisent 1’évolution non-linéaire de la contrainte pariétale avec le nombre de
Reynolds dans cette zone, comme dans le cas d’un écoulement au-dessus d’une plaque plane

(r, cRe ).
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figure 35 Evolution le long de la paroi du cylindre de la norme de la contrainte pariétale normalisée
(A) et du coefficient de transfert de chaleur (B) calculés pour différents nombres de Reynolds Re,
(écoulement d’azote a 10 bars)

Nous considérons & présent 1’étude d’un écoulement d’hélium a 20 bars avec U. = 25 m.s™.
Les champs de vitesses et d’énergie cinétique turbulente (figure 36) sont qualitativement en tous
points semblables a ceux obtenus dans le cas d’un écoulement d’azote a 10 bars. De méme, si I’on
compare les coefficients de transfert calculés pour un écoulement d’hélium et pour un écoulement
d’azote avec une vitesse d’entrée du gaz identique de 25 m.s” (figure 37), seule la valeur
moyenne du coefficient de transfert varie (elle est multipliée par 2 en utilisant de I’hélium a 20
bars), les différences entre les profils de higeai / hmoyen €tant négligeables. Dans ces conditions
opératoires le coefficient de transfert reste en moyenne supérieur a 1000 W/m*/K.
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figure 36 Champ de vitesses en m.s” (@) etd ’énergie cinétique turbulente k en m’.s” (b) calculés
pour un écoulement d’hélium a 20 bars et une vitesse d’injection de 25 m.s” (Re, = 4.10°)
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figure 37 Profils de coefficient de transfert de chaleur locaux et des coefficients adimensionnels
correspondants (adimensionnés ou non) calculés sur la surface coaxiale pour des écoulements
d’azote et d’hélium a vitesse d’entrée constante (U =25 m.s™)

La figure 38 montre que, pour un écoulement d’hélium a 20 bars, les évolutions des contraintes
pariétales tp et des coefficients de transferts locaux h ont des allures similaires a celles obtenues
pour les écoulements d’azote a 10 bars (figure 37) ce qui traduit des morphologies d’écoulements
équivalentes.
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figure 38 Evolutions de la norme de la contrainte pariétale normalisée (A) et du coefficient de

transfert de chaleur (B) calculé avec le modeéle k- pour différentes vitesses d’injection d’hélium a 20

bars

En conclusion, la configuration paralléle permet d’obtenir une structure d’écoulement et des
distributions du coefficient transfert de chaleur plus homogénes et indépendantes du nombre de
Reynolds (soit de la vitesse d’injection, de la nature du gaz et de la pression). Elle est de plus, si
I’on compare les coefficients de transferts moyens obtenus dans les deux configurations (figure
39), pratiquement aussi efficace en termes de vitesse de refroidissement que la configuration

perpendiculaire.
2500 : . :
Azote 10 bars perpendiculaire
Azate 10 bars parallale
2000 | Helium 20 bars paralléle
TTK_ 1500 | 1
i
=
é 1000 |
-
500 ¢ 1
I:I 1 1 1 1
1] 2 4 B g 10
Re w107

figure 39 Variation du coefficient de transfert de chaleur moyen en fonction du nombre de
Reynolds pour les différentes configurations de trempe considérées
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B. Il. Couplage des deux codes de calcul Fluent (écoulement) et Sysweld
(thermique — métallurgie — mécanique)

Apres avoir mis en place les hypothéses et modéles utilisés pour les calculs d’écoulements,
nous progressons dans la modélisation de la trempe gazeuse en prenant en compte des transferts
thermiques conjugués entre la phase fluide et la phase solide. Ceci est un aspect crucial de la
modélisation car I’échange de chaleur couple le comportement du gaz et du solide, et nécessite le
couplage entre les deux codes de calculs commerciaux.

1. Introduction au couplage des codes de calcul Fluent et Sysweld

Le calcul de I’écoulement gazeux, que nous avons €tudié préalablement, est primordial pour
estimer les transferts de chaleur en cours de trempe. Nous avons vu qu’en régime permanent, le
régime d’écoulement et les zones de recirculation de gaz en particulier pouvaient conduire a de
fortes variations du coefficient de transfert de chaleur local et/ou global. Les variations des
propriétés thermophysiques du gaz avec la température influent également de fagon sensible sur le
calcul des transferts de chaleur. Il est donc nécessaire d’associer un calcul précis des transferts
thermiques en couche limite a la simulation du comportement de la piece solide en termes de
transferts thermiques, transformations de phases et déformations. A I’heure actuelle, aucun code
commercial de calcul multiphysique ne permet de modéliser ces phénomenes dans leur ensemble.
C’est pourquoi les codes spécialisés de mécanique des fluides numérique Fluent et de
thermométallurgie et de mécanique Sysweld ont été choisis et couplés.

Les équations ainsi résolues en régime transitoire par ce couplage sont les suivantes :
3\

Equation de continuité

Equations de Navier Stokes moyennées \ Phase gazeuse :
FLUENT

Equations de transport et de dissipation de I’énergie cinétique turbulente

Equation de transport de chaleur

Equation de transport diffusif de chaleur
. Phase solide :

Equilibre des contraintes et compatibilité des déformations SYSWELD

Cinétiques de transformations de phases

Dans un premier temps, nous avons choisi délibérément de ne pas modéliser les cinétiques de
transformations de phases et les contraintes et déformations, de maniére a pouvoir analyser plus
aisément le comportement du couplage des deux codes de calcul commerciaux. L’étude de cette
situation simplifiée a pu étre menée suivant deux approches. La premicre pour laquelle I’équation
de transfert thermique dans le solide est aussi résolue par Fluent (transferts conjugués), si bien que
I’ensemble du calcul est effectué par ce code et sert de résultat de référence. La deuxiéme ou le
couplage entre les deux codes est appliqué.
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2. Démarche et hypotheses

a) Approximation des régimes quasi-stationnaires

Le temps de séjour caractéristique d’une particule fluide au contact du solide (Tscjour),
caractéristique de la durée pendant laquelle une particule fluide peut refroidir le solide est apparu
négligeable (pour les vitesses d’écoulement et la dimension caractéristique L des pieces
usuellement employées) devant le temps caractéristique de diffusion de la chaleur (tTgisusion) au
sein de la piece d’acier. Autrement dit, une particule fluide ne ressent pratiquement pas les
évolutions temporelles de température de la surface de la piece. L’écoulement du fluide se fait
donc en régime quasi-stationnaire (mises a part les fluctuations turbulentes qui ne sont pas
calculées explicitement avec le modele k-w). L’échelle de temps pour le systeme fluide/solide est
donc imposée par les transferts thermiques conductifs dans le solide.

p,Cp L L

T iffusion >> Tse‘our -
diffus /1S ) UOO
Cette analyse permet de réaliser un gain conséquent en temps de calcul. Puisque la dynamique
globale du systéme solide/gaz est gouvernée par le transport conductif a 1’intérieur du matériau, le

pas de temps fluide dt; peut étre choisi €gal voire supérieur au pas de temps solide dt;.

b) Méthode initiale de couplage entre Fluent et Sysweld

Le schéma de couplage est présenté sur la figure 40. Au terme du pas de temps dt;, la densité
de flux de chaleur calculée le long de I’interface par Fluent est utilisée par Sysweld comme
condition a la limite. Apres n itérations temporelles (n = dt;/ dt,), le profil thermique prédit par
Sysweld en surface de la piéce est imposé comme condition de Dirichlet pour le calcul dans la
phase gazeuse.

Condition initiale Pas de temps CALCULS TRANSITOIRES
=T, fluide dt; DANS LA PHASE FLUIDE

V3

3

3
>

\
Ecriture d’

profil de

Ecrj
€ densité de flux

re d’un profil

l l l l l L LY | l l l l l l
e
>

Y

>

CALCULS TRANSITOIRES

Pas de temps DANS LA PHASE SOLIDE

solide dt,
figure 40 Principe de la méthode initiale de couplage entre Fluent et Sysweld

Cette méthode de couplage permet de bien décrire 1’évolution temporelle de température de la
piece trempée pour des pas de temps de couplage faibles. Toutefois, 1’augmentation de ce
paramétre entraine rapidement des écarts de températures conséquents et des instabilités
numériques lors du calcul couplé Fluent — Sysweld, surtout au cours de refroidissements rapides
comme nous le verrons par la suite.
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La diminution rapide du flux de chaleur cédé¢ par le solide au fluide lors de la trempe (figure
41) est a I'origine de ces instabilités. En effet, le flux de chaleur imposé comme condition aux
limites a la surface du solide sur un pas de temps dts, est supposé constant si bien que la densité de
flux de chaleur est surestimée pendant cette période et ce tout au long de la trempe. Plus dt; croit
et plus le flux sera surestimé, donc plus la température du solide sera sous-estimée (figure 42).

' Densité de flux de
chaleur (W/m?)

temps

figure 41 Schéma de I’évolution temporelle du flux de chaleur transféré au cours de la trempe
(schéma)

Densité de flux de
chaleur (W/m?)

Evolution réelle du flux de
chaleur a I’échelle du pas de
temps de fluide

A

Evolution du flux de

chaleur calculée
/ avec le couplage

Fluent - Sysweld

temps

figure 42 Comparaison schématique de I’évolution temporelle de la densité de flux de chaleur
réellement transféré et calculé avec le couplage Fluent — Sysweld a ’échelle du pas de temps fluide

¢) Méthode de couplage amélioree

Afin de réduire la dépendance de la condition a la limite avec la température, un profil de
coefficient de transfert h a été imposé a la surface du solide a la place du profil de densité de flux
de chaleur. Ainsi, lors d’un pas de temps de couplage, la densité de flux de chaleur (¢) imposée
n’est plus constante, mais varie proportionnellement a la température.

o=hT-T,)

Ce changement permet d’obtenir une meilleure estimation de la densité¢ de flux réellement
transférée au cours du pas de temps fluide, bien qu’elle soit, a 1’échelle du cylindre, légérement
sous-estimée (figure 43).
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Densité de flux de
4 chaleur (W/m?)

Evolution réelle du flux de chaleur
a I’échelle du pas de temps fluide

Evolution du flux de chaleur
calculée avec la nouvelle
méthode de couplage

dte

\

dty

d

Calcul des transferts de chaleur
dans le fluide: le coefficient de
transfert de chaleur est recalculé. >

figure 43 Comparaison schématique de I’évolution temporelle de la densité de flux de chaleur
réellement transféré et calculé avec le couplage Fluent — Sysweld a ’échelle du pas de temps fluide
avec la méthode de couplage améliorée

La dépendance du coefficient de transfert de chaleur avec la température explique la sous-
estimation de la température schématisée sur la figure 43. Son évolution, de la forme :

hocT™™ (avec 0,2<m<0,3)

montre cependant que la dépendance de la condition limite avec la température est bien réduite,
puisque la densité de flux de chaleur a pour loi d’évolution :

@oc T" (avec 0,7 <n<0,8).

Nous comparons les performances respectives des ces deux méthodes de couplage dans le
paragraphe suivant.

3. Choix de la méthode de couplage

a) Présentation du calcul de référence

Nous adoptons a nouveau pour cette simulation le cas d’un cylindre de diametre 30 mm et de
longueur 110 mm (géométrie 2D axisymétrique) placé dans un écoulement uniforme parallele a
son axe. Les propriétés thermiques de I’acier ont été prises constantes a ce stade de 1’étude. Nous
avons considéré dans un premier temps une trempe a 1’azote a 10 bars puis a I’hélium a 20 bars,
trempe parmi les plus rapides utilisées actuellement dans les industries de traitements thermiques,
qui nous permet de confronter la technique de couplage a une situation ou les vitesses de
refroidissement sont les plus élevées. Le tableau 4 rassemble les conditions appliquées a ce calcul.
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Gaz de I’enceinte : N, 10bars ;
He 20 bars (absolu)
Conditions aux limites Vitesse d’entrée : 25 m.s”!

Intensité turbulente amont : 1%
Température du fluide en entrée : 27°C

Conditions initiales Température du solide : 927°C

Gaz : pg, Ag €t |, variables avec la température,
Cp, constant

Propriétés thermophysiques Acier : constantes avec A=16,3 W.m" K,
ps=8030 kg.m™ et

Cps=500 J kg' K

tableau 4 Paramétres utilisés pour la simulation des transferts conjugués entre le fluide et le solide

b) Premiers résultats
La figure 44 présente 1’ensemble des résultats du calcul pour une trempe a 1’hélium 20 bars :
les vecteurs vitesses de 1’écoulement et les distributions de température dans le gaz et dans le

cylindre.

La figure 45 représente plus en détail 1’évolution temporelle de température au sein du
cylindre. L’orientation de 1’écoulement (du bas vers le haut de la figure 44) induit un échange de
chaleur plus important sur la face d’attaque du cylindre (coefficient de transfert de chaleur
moyen : 1650 W/m?%K) que sur les autres faces (respectivement 1040 et 1100 W/m*K pour la
face latérale et la face de fuite). Ceci provoque un gradient thermique longitudinal et translate le
point le plus chaud (par rapport a une condition d’échange de chaleur uniforme sur toute la
surface du cylindre) sur I’axe au 2/3 de la longueur totale du cylindre. Ces résultats, obtenus avec
le couplage Fluent — Sysweld, illustrent également 1’impact du bulbe de décollement sur la
température du cylindre, plus faible, au point de recollement et montrent la cohérence physique
des distributions de températures calculées.
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figure 44 Champs de température dans le cylindre et dans le gaz et distribution de vecteurs vitesses
au voisinage du cylindre (trempe a I’hélium 20 bars)
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figure 45 Evolution temporelle de la température dans le solide au cours d’une trempe a I’hélium a
20 bars

Dans la suite nous comparerons les résultats obtenus avec le couplage Fluent — Sysweld (2
méthodes) et le calcul de référence (Fluent seul).
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c¢) Comparaison des thermogrammes

La comparaison des résultats obtenus avec le couplage Fluent — Sysweld (2 méthodes) et le
calcul de référence (Fluent seul) s’effectue a partir des thermogrammes enregistrés en différents
points de la surface et de ’axe du solide. La comparaison obtenue pour des trempes relativement
lentes (azote 10 bars) met en évidence I’impact de la condition aux limites utilisée lors du
couplage entre les deux codes de calcul Fluent et Sysweld (figure 46). En effet, lorsqu’une densité
de flux de chaleur est imposée a I’interface, les échanges de chaleur sont surestimés (voir figure
42) et les évolutions de températures sous-estimées (figure 46). A I’inverse, lorsqu’un coefficient
de transfert de chaleur est imposé a l’interface, I’effet est inversé. Toutefois, les écarts de
températures observés par rapport au calcul des transferts conjugués servant de référence, restent
tres faibles (<10°C) quelle que soit la méthode de couplage utilisée. Les deux méthodes sont donc
viables dans ces conditions de trempe.

( A : : : : :
900 500 s 1
30 mm 80 mm F50 mim 60 mm ;I
S00| 500 ¢ 1
o 7oolt o oo}
£ smo} 2 sl
2] 2]
‘2 500} ‘2 500}
& &
= 400 ¢ — 400 ¢
300t 300 ¢ 1
200 : : : : 200 : : : :
a 10 20 30 40 a 10 20 30 40
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""""" methode de couplage initiale en flux (Fluent-Sysweld)
methode de couplage ameéliorée (Fluent-Sysweld)
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figure 46 Confrontation des évolutions de températures calculées avec les deux méthodes de
couplage entre Fluent et Sysweld au calcul des transferts conjugués (Fluent seul) pour une trempe a
Pazote a 10 bars en différents points de la surface coaxiale et de I’axe du cylindre
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Dans le cas de trempe plus rapide (He 20 bars) I’examen des thermogrammes (figure 47) met
en évidence un écart systématique faible entre les différentes évolutions de températures
calculées, sous-estimées avec les deux méthodes de couplage par rapport au calcul des transferts
conjugués qui conduisent a des résultats pratiquement identiques.

température (°C)
température (*C)

: : : = 200 : : :

10 20 an 40 1] 10 20 a0 40
transferts conjugués (Fluenty  temps (s)

""""" méthode de couplage initiale en flux (Fluent-Sysweld)

méthode de couplage améliarée (Fluent-Sysweld)

N7 1

=00 L 70 mm .-~ 40 mm 00
800 e ,)é 300
& 700 & 700
o ak]
S 500 S 500
2 500 2 500
s 5
= 400 = 400
300 300
200 : : : 200 : : :
a 10 20 30 40 0 10 20 30 40
termps (=) termps (s)

figure 47 Confrontation des évolutions de températures calculées avec les différentes méthodes de
couplage entre Fluent et Sysweld au calcul des transferts conjugués (Fluent seul) pour une trempe a
Uhélium a 20 bars en différents points de la surface coaxiale du cylindre

Ces écarts systématiques peuvent atteindre, dans les zones du cylindre ou le refroidissement est
le plus rapide, des valeurs dépassant 20°C. Pour comprendre ces écarts, nous avons cherché a
savoir s’ils pouvaient résulter d’une différence de calcul des transferts conductifs entre Fluent et
Sysweld ou s’ils résultaient de la méthode de couplage elle-méme. L’équation de conduction de la
chaleur a donc été résolue avec Fluent et Sysweld dans un cylindre. Les évolutions de
températures obtenues a ceeur et en surface (figure 48) montrent que si les deux codes de calcul ne
conduisent pas exactement aux mémes résultats, les écarts minimes (< 2°C) qui sont observés ne
permettent pas d’expliquer les différences systématiques rencontrées lors de la trempe rapide.

Nous avons dans un deuxieme temps mené la simulation de la trempe a I’hélium a 20 bars en
utilisant la méme méthode de couplage avec le code Fluent uniquement, d’un c6té pour calculer
I’écoulement en phase gazeuse et de ’autre les transferts conductifs au sein du cylindre. La
concordance presque exacte des résultats ainsi obtenus avec ceux observés pour le couplage entre
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Fluent et Sysweld (figure 49), démontre que les écarts systématiques constatés par rapport au
calcul des transferts conjugués est inhérent a la démarche de couplage elle-méme. La limite de
validit¢ de I’hypothese des écoulements quasi-stationnaires est ainsi probablement atteinte pour
ces refroidissements rapides.
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figure 48 Comparaison d’un calcul de tranferts de chaleur conductifs calculés avec Fluent et
Sysweld
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figure 49 Comparaison des évolutions de températures calculées avec différentes méthodes de

couplage et avec le calcul des transferts conjugués
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Cette analyse ne nous permet donc pas de choisir la méthode de couplage apportant la plus
grande précision, quelle que soit la vitesse de refroidissement considérée. Toutefois, en examinant
les thermogrammes au point ou la vitesse de refroidissement est la plus élevée (a savoir le coin
entre la surface d’attaque et la face coaxiale du cylindre), nous constatons des instabilités
périodiques (la période correspond au pas de temps fluide), uniquement observées lorsque qu’une
condition de densité de flux de chaleur est imposée a I’interface (figure 50).

200 _ transferis conjugués (Fluent)
méthode de couplage initiale en flux (Fluent-Sysweald)

800 méthode de couplage améliorée (Fluant-Sysweld)
foa

o bOO
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& 40}
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100 ¢

D i 'l i i
o 5 10 15 20 25 30 b 40

temps (2)
figure 50 Confrontation des évolutions de températures calculées avec les deux méthodes de

couplageau calcul des transferts conjugués pour les vitesses de refroidissements locales les plus
élevées

d) Influence du pas de temps fluide

Pour étudier I’impact du pas de temps fluide sur les évolutions de température dans le cylindre,
la méthode de couplage améliorée (condition aux limites de Fourier) a donc été retenue pour

éviter les instabilités numériques observées pour les vitesses de refroidissement locales les plus
¢levées.

L’augmentation du pas de temps fluide dt; d’une valeur de 0,02s (valeur qui correspond au pas
de temps appliqué dans le calcul de référence) a 2s n’a pratiquement aucun effet sur les
thermogrammes comme le montre la figure 51. L’écart maximal entre les résultats obtenus pour
les différentes valeurs du pas de temps est de 3°C. Toutefois, 1’utilisation de ce pas de temps
engendre quelques instabilités dans la prédiction de I’évolution de température au niveau du coin
d’attaque du fluide (figure 52), qui restent néanmoins moins marquées que lorsqu’une condition
aux limites de densité de flux de chaleur est imposée avec un pas de temps de 0,5s. On peut donc
considérer que, pour les conditions de traitement envisagées ici, le pas de temps fluide de 2s est
une valeur limite a ne pas dépasser. L’utilisation d’un pas de temps adaptatif, plus faible au début
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de la trempe ou les gradients thermiques sont plus €levés et plus important en fin de trempe est
également recommandée aux vues de ces résultats.
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figure 51 Effet de I’augmentation du pas de temps fluide (0,02 s a 2 s) sur les évolutions temporelles
de températures (trempe hélium 20 bars)
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figure 52 Effet de I’augmentation du pas de temps fluide (0,02 s a 2 s) sur les évolutions temporelles
de températures (agrandissement de la figure précédente entre 0 et 10 s)

72



« Modélisation de la trempe gazeuse haute pression : application aux aciers de cémentation et de trempe »
J.F. Douce Thése de Doctorat INPL 18/12/2008

e) Comparaison des évolutions du coefficient de transfert de chaleur pariétal

L’¢évolution du coefficient de transfert de chaleur est globalement bien représentée avec la
méthode de couplage Fluent — Sysweld améliorée (figure 53) pour la majorité des points de la
surface du cylindre. Toutefois, le coefficient de transfert est sensiblement surestimé dans les
zones ou I’intensité turbulente de 1’écoulement est élevée, a savoir le bulbe de recollement, la face
d’attaque et la face de fuite. L approximation des régimes quasi-stationnaires est sans doute mise
en défaut dans ces zones fortement instationnaires.

Nous avons vu au chapitre B—1, que les corrélations établies par Achenbach et Zukauskas,
donnant le coefficient de transfert de chaleur moyen a la surface d’un cylindre en configuration
perpendiculaire, représentaient également bien les échanges de chaleur pour un cylindre placé en
configuration parallele. Il nous a ainsi paru intéressant de comparer 1’évolution calculée du
coefficient de transfert de chaleur avec la température a celle donnée par ces corrélations
empiriques (figure 54). Nous avons ainsi cherché a voir si les évolutions locales des transferts
thermiques pouvaient étre représentées de fagon satisfaisante par une relation donnant une bonne
estimation des évolutions moyennées des échanges de chaleur. Si I'on prend en compte
I’évolution des propriétés thermophysiques du gaz dans la corrélation

Nu =CRe;" Pr'/3
on obtient pour un nombre de Prandtl constant
h=BA,(pU.,)" g, "L" ..

Pour cet écoulement, le nombre de Reynolds vaut 1,2.10° donc m vaut 0,6. En approximant les
lois d’évolution de la théorie cinétique des gaz par une loi puissance (u /A, = aT ™) ou n =0,6 on
trouve donc

n—(1+n)m _AT -0,36

h = AT film

film

Sur la figure 54, la constante A est calculée pour que le coefficient de transfert local calculé
par cette méthode corresponde a celui calcul€ initialement (a Tgim, = 750 K) avec Fluent.
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figure 53 Evolutions temporelles du coefficient de transfert de chaleur en divers points de la surface
du cylindre

La figure 54 illustre I’incapacité des méthodes empiriques a bien représenter 1’évolution du
coefficient de transfert local (courbes pointillées), malgré la bonne prédiction des échanges de
chaleur moyens sur la surface du cylindre (chapitre B-1). Seules les évolutions calculées avec les
lois de corrélations apres le point de recollement de couche limite se rapprochent de celles
calculées avec notre méthode couplant Fluent et Sysweld (traits pleins). De plus, lorsque
I’écoulement du gaz n’est plus parallele a la surface du solide (face d’attaque, zones de
recirculation,...) I’évolution du coefficient de transfert avec la température n’est plus représentée
correctement par la corrélation. Le recours aux corrélations empiriques engendrera donc
localement une prédiction erronée des évolutions de température en trempe gazeuse.
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figure 54 Comparaison des évolutions de coefficient de transfert avec la température de film

calculés avec la méthode couplant Fluent et Sysweld (traits pleins) et a partir des lois de corrélations

d’Achenbach (pointillés)

B. lll. Calcul thermo-métallurgique couplé a un calcul d’écoulement

Nous décrivons succinctement le modéle métallurgique et présentons une premicre application

du couplage fluide — thermique — métallurgie au cas du refroidissement d’une piéce en acier.

1. Modéle employé pour le calcul thermo-métallurgique

a) Phénomenes physiques mis en jeu

La prédiction des transformations de phases lors du refroidissement d’un acier est avant tout

déterminée par la prédiction de I’évolution de température de la piece refroidie. Ces deux

phénomeénes sont couplés dans la mesure ou les transformations de phases induisent des variations

des propriétés thermophysiques de 1’acier (celles-ci étant différentes pour chacune des phases
I’acier) et des chaleurs latentes de transformations leurs sont associées (figure 55).

de
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Transformations de phases
induites par le refroidissement

T Variation des propriétés thermophysiques
! Chaleurs latentes de transformation

figure 55 Couplage thermique — métallurgie lors de la trempe d’un acier

L’¢équation de conduction de la chaleur appliquée au cylindre devient donc

Cp(T)=2.Cp (T)ys
p(T)Cp (T)(aa—]; = div(/l(T)gradT)+Q(r,t) avec S A(T) =2 A (T )y,
P(T)=2 (T )

ou k désigne la phase considérée et Q(r,t) la puissance thermique dégagée lors de la
transformation de phase r, a I’instant t.

Les propriétés thermophysiques utilisées pour la résolution de cette équation sont les
moyennes pondérées par les taux de phases des propriétés thermophysiques des différentes phases
de l’acier. Ces dernicres varient en fonction des températures et different parfois fortement d’une
phase a ’autre.

Pour calculer I’évolution de température du cylindre ainsi que les évolutions des taux de
phases au cours de la trempe, nous utilisons le code de calcul Sysweld qui propose plusieurs
modeles de cinétiques de transformations de phases. Nous avons retenu le modele PhaseRC
développé au sein du LSG2M.

b) Modéle PhaseRC (LSG2M) [1]-[3], [68], [73]

Ce modele utilise les cinétiques de transformation en conditions isothermes (diagramme TTT)
pour prévoir les cinétiques en conditions anisothermes. La prédiction des cinétiques de
transformations de phases est donc tout d’abord fondée sur I’exploitation des données
expérimentales servant a construire un diagramme TTT de 1’acier.

Un diagramme TTT est obtenu expérimentalement en suivant la démarche suivante.
L’éprouvette d’acier, initialement portée a sa température d’austénitisation, est refroidie
brutalement jusqu’a la température désirée. Elle est ensuite maintenue a cette température a
laquelle se produit la transformation de phases. Pendant tout le cycle thermique, on enregistre les
variations de longueur de I’éprouvette. En supposant que celles-ci sont proportionnelles au taux de
phase formé, on détermine la cinétique de transformation de phases. Les temps de début et les
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temps de fin de transformation obtenus a différentes températures permettent la construction du
diagramme TTT.

Cette cinétique est modélisée par la loi de Johnson-Mehl-Avrami

Vi = Ymaxk [1 — exp(—bk (t ~gebut )nk )}

qui fait intervenir les parametres by et n, et ou ymaxk est le taux de phase maximal qui peut étre
formé a la température considérée (donnée d’équilibre). Cette loi est utilisée pour les
transformations ferritiques, perlitiques et bainitiques.

Les parametres ny et by sont déterminés a partir des points correspondants a 10% et 90% de
transformation sur la cinétique expérimentale (figure 56).

1+
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figure 56 Représentation graphique d’une cinétique de transformation de phase en condition
isotherme (Yimax = 1)

Les cinétiques de transformation en conditions anisothermes sont déduites des cinétiques en
conditions isothermes (connues) en décomposant le refroidissement en une somme de
refroidissements par paliers isothermes. En appliquant ainsi le principe d’additivité, on peut en
déduire le modele correspondant aux cinétiques de refroidissement en conditions anisothermes.

La cinétique de la transformation martensitique (indépendante des temps) est décrite par la
relation de Koistinen et Marburger

Vi =Yy [l—exp(—Am (Ms —T))]

ou A, est le coefficient de Koistinen et Marburger et Mg est la température de début de
transformation martensitique. Les parametres A, et Mg sont tirés d’une expérience de dilatométrie
réalisée en refroidissement continu.

La puissance de transformation s’exprime alors en fonction de la dérivée temporelle des taux
de phases

a,

Q(r,t)=ZAHk o

On notera que cette énergie est bien nulle en dehors de I’intervalle de temps pendant lequel a
lieu la transformation.
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L’utilisation du mode¢le PhaseRC du LSG2M nécessite donc la constitution d’un fichier de
données relatif a 1’acier pour lequel on effectue un calcul thermo-métallurgique. Ce fichier doit
renseigner :

+ les températures caractéristiques (figure 57) :
v' températures d’équilibre AC; et AC; (figure 57),

v’ température d’Hultgreen Ty, en dessous de laquelle la transformation perlitique
n’est plus précédée d’une formation de constituant proeutectoide (figure 57),

v température Bs pour le début du domaine bainitique et température Bg
délimitant le domaine dans lequel la transformation peut étre incomplete,

v’ température de début de transformation martensitique Mg

+ les données cinétiques pour chaque transformation
V' taeous l€ temps de début de transformation,
V' tiov €t tog, les temps auxquels la transformation s’est effectuée a 10% et 90%,
v Vmaxk l€ taux de phase maximal formé au cours de la transformation,
Pour la transformation ferritique, ces données sont tirées du diagramme d’équilibre et de son
extrapolation et/ou de résultats expérimentaux. Pour la transformation bainitique, ymax €st mesure.
v Aq le coefficient de Koistinen Marburger pour la transformation martensitique
4 les propriétés thermophysiques de 1’acier, a savoir, pour chaque phase :
v" M(T), la conductivité thermique en fonction de la température,
v pi(T), la masse volumique en fonction de la température,
v Cpi(T), la chaleur spécifique massique en fonction de la température,

v" DURT(T), la dureté en fonction de la température de formation du constituant
considéré (ferrite, perlite, bainite) pour calculer la dureté aprées refroidissement.

y

TEMPERATURE
TEMPERATURE

Cementite
+|perlite

— ﬁ Ferrite
T + petlite

A = aysténite ’ 3
Pr= prosutectoide I

Pe= perlite - || ) | :

8 = bainite Acier Acier Acier

M = martensite hypo-eutectoide eutectoide hyper-eutectoide

figure 57 Diagramme TTT schématique et diagramme fer-carbone (avec I’extrapolation
d’Hultgreen) et définition des températures utilisées comme données d’entrée pour le modéle
PhaseRC
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2. Application a la trempe d’un cylindre en acier C80

La particularité de 1’acier eutectoide C80 (0,8% C) est de ne présenter qu’une transformation
de phase (austénite = perlite) dans le domaine de vitesses de refroidissement que nous explorons,
qui, de plus, est fortement exothermique. Cette caractéristique a guidé le choix de cet acier pour
cette premicre étude, pour permettre d’étudier I’influence des variations de températures lors des
transformations de phases sur les évolutions du coefficient de transfert de chaleur. Cet acier avait
également été choisi a I’occasion d’une étude antérieure (Azim [64]) dans laquelle les coefficients
de transfert de chaleur ont été mesurés par méthode inverse. La discussion de nos résultats
s’appuie grandement sur ce travail.

L’ensemble des données métallurgiques et thermophysiques de cet acier sont tirées d’un travail
antérieur [74]. Les évolutions des propriétés thermophysiques des différentes phases de cet acier
en fonction de la température sont représentées sur la figure 58. La température AC1 de cet acier
est de 720°C. Comme le montre le diagramme TTT de cet acier (figure 59), les cinétiques de
transformations sont tres rapides a 550 °C (environ 3s pour une transformation totale au nez du
diagramme). En conséquent, il serait nécessaire, pour éviter la transformation perlitique, de
refroidir la piéce d’acier de 720°C a 550°C en moins d’une seconde et demie, soit un
refroidissement a plus de 110°C/s. Ces vitesses de refroidissement ne sont actuellement pas
envisageables en trempe gazeuse, ce qui implique que la composition finale d’une pi¢ce en acier
C80 trempée au gaz sera systématiquement totalement perlitique.
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figure 58 Evolution des propriétés thermophysiques des différentes phases de ’acier C80 en
fonction de la température [74]
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figure 59 Diagramme TTT de ’acier C80 [74]

a) Résultats

Nous considérons la trempe a 1’azote & 10 bars (vitesse d’injection = 25 m.s”', Re = 5.10%)
d’un cylindre, toujours de géométrie identique, de diametre 30 mm et de longueur 110 mm, a la
température initiale de 930°C.

L’écoulement autour de ce cylindre en configuration paralléle est, conformément aux résultats
présentés au paragraphe B.1.4., caractérisé par la présence de deux zones de recirculation (figure
60). La premiére est située au début de la face coaxiale, directement en aval de la face d’attaque.
La seconde correspond au sillage de 1’écoulement en aval de la face de fuite. Le coefficient de
transfert de chaleur augmente rapidement dans ces deux régions et atteint son maximum au point
de recollement de la couche limite. Ceci est dii aux transferts turbulents accrus dans ces zones et a
I’apport de gaz froid directement au contact des parois.
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figure 60 Evolution du coefficient de transfert de chaleur local le long de la paroi du cylindre en
C80 trempé a I’azote a 10 bars en lien avec les lignes de courant de I’écoulement

Les résultats des simulations (figure 61) montrent que la transformation d’austénite en perlite
est bien totale. Elle intervient en premier lieu dans les zones ou le refroidissement est le plus
rapide, a savoir le coin sur la face d’attaque, le coin sur la face de fuite, puis la surface du
cylindre.

La transformation de phases étant unique, seule la température de transformation différe et est
a ’origine des gradients de dureté au sein du cylindre en fin de trempe qui sont reportés sur la
figure 62. Les zones ou le refroidissement est le plus rapide et donc les températures de

transformations les plus basses sont logiquement les plus dures.
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figure 61 Champs de températures (°C), de taux d’austénite et de perlite calculés lors de la trempe
d’un cylindre en acier C80 avec de I’azote a 10 bars
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figure 62 Champ de dureté (HV) en fin de trempe
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Le tracé des évolutions de températures en différents points du cylindre (figure 63) permet de

bien mettre en évidence I’important dégagement de chaleur associ¢ a la transformation de phases

(phénomene de recalescence). Ces phénomenes sont particulierement visibles sur la section

radiale la plus chaude du cylindre (points « centre 6 » et « peau 3 ») ou I’augmentation de

température s’échelonne entre 15 et 35°C. Comme nous 1’avons vu au chapitre B.II., la variation

de la température de surface du cylindre induit une variation du coefficient de transfert de chaleur.

La figure 64 montre que le refroidissement du cylindre engendre ici également une augmentation

globale du coefficient de transfert, qui est ralentie par le phénomene de recalescence au moment

de la transformation de phases. C’est également au point « peau 3 » que ce phénomene est le plus

marqué.
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figure 63 Evolutions temporelles de température en différents points du cylindre et évolution du
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La transformation de phases, qui a dans le cas de I’acier C80 des effets importants sur
I’évolution de température, a donc également un effet indirect sur le coefficient de transfert. Cet
effet est observé lorsque 1’on trace le coefficient de transfert en fonction de la température de
surface (figure 65). Ainsi, I’évolution de h est légerement modifiée a la température de
transformation de phases.
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figure 65 Evolutions du coefficient de transfert de chaleur avec la température de paroi en
différents points de la surface du cylindre

3. Discussion

Cette évolution particuliére du coefficient de transfert au moment de la transformation de
phases a spécialement retenu notre attention. Nous avons cherché a en déterminer I’origine en
comparant trois calculs différents : le premier prend en compte les transformations de phases, le
second considére I’enthalpie de transformation de phases nulle et le dernier ne prend pas en
compte les transformations de phases.

Les évolutions temporelles de températures et de coefficient de transfert de chaleur obtenues
au point « peau 3 » avec les trois calculs (figure 66) montrent que méme si le changement de
propriétés thermophysiques intervenant au moment de la transformation de phases induit une
variation dans 1’évolution de température, c¢’est réellement I’enthalpie de transformation de phases
qui a ’effet le plus important. Ainsi, I’écart maximum entre la température calculée avec et sans
changement de phase est de 120°C et de 30 W.m™. K" en ce qui concerne le coefficient de
transfert. Si I’on reporte le coefficient h en fonction de la température, cet écart est divisé par 10
(figure 67). En conclusion, si la transformation de phases a un effet indéniable sur I’évolution du
coefficient de transfert avec la température, cet effet reste trés faible, a tel point que nous avons
cherché a vérifier s’il n’était pas d’origine purement numeérique.
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figure 67 Evolution du coefficient de transfert de chaleur avec la température au point « peau 3 »

calculée avec et sans transformations de phases et en considérant une enthalpie de transformation de

Dphases nulle (I’évolution du taux de perlite est également représentée)

Afin de vérifier si cette évolution de h n’était pas la conséquence d’un artefact numérique,

nous avons augment¢ artificiellement (x2 et x5) I’enthalpie de transformation de phases du C80 et
nous avons observé les conséquences sur les évolutions du coefficient de transfert avec la
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température (figure 68). Les phénoménes que nous avions précédemment observés a la
température de transformation de phases ont tous été exacerbés en amplitude, sans pour autant
modifier les évolutions avant et aprés transformation. Ce phénomene ne peut donc étre d’origine
purement numérique et doit résulter d’'une modification ponctuelle de 1’écoulement au voisinage
du point considéreé.
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figure 68 Evolution du coefficient de transfert de chaleur avec la température aux points « peau 3 »
(a) et « recirc 2 » (b) pour trois différents niveaux d’amplification de ’enthalpie de transformation de
Dphases (x1, x2 et x5)

Une étude antérieure menée au LSG2M lors de la thése de doctorat d’ Azédine Azim [64], avait
montré que la densité de flux de chaleur échangée et le coefficient de transfert de chaleur variaient
de fagon importante lors de la transformation de phases (figure 69). Ces résultats ont été établis
par résolution inverse de 1’équation de conduction de la chaleur, en prenant en considération un
terme source correspondant a la chaleur latente de transformation de phases et en se basant sur des
mesures de températures dans un cylindre en C80 trempé a ’hélium 5 bars. Le cylindre était de
plus supposé¢ infiniment long. Afin de confronter nos résultats a ceux d’A. Azim, nous avons

représenté d’une part les évolutions temporelles de h/ h,ou h représente la valeur moyenne

temporelle du coefficient de transfert de chaleur, afin de s’affranchir des différences de normes de
h. Le coefficient de transfert local calculé au point « peau 3 » (probablement le moins affecté par
les effets de bords dans notre simulation) et le coefficient de transfert moyen de la surface
coaxiale du cylindre ont été choisis pour étre comparés au coefficient de transfert déterminé par
A. Azim.

La comparaison des trois résultats (figure 70) montre de tres nettes différences. En effet, nos
résultats font apparaitre une diminution trés réguliere du coefficient de transfert avec la
température correspondant a son augmentation en cours de trempe. Les résultats expérimentaux

d’A. Azim font d’abord apparaitre une décroissance de h/ h avant la transformation de phases

lorsque la température diminue de 850 a 625°C. Puis, une «rupture», marquée par une
augmentation brutale du coefficient de transfert, est observée dans le domaine de transformation
de phases et un niveau plus ¢levé de aprés la transformation qu’avant. Cette évolution du
coefficient de transfert lors de la transformation de phases avait été attribuée a une éventuelle
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modification de 1’état physico-chimique de la surface de 1’échantillon (oxydation superficielle).
Dans notre simulation, nous n’observons pas de « saut » de coefficient de transfert ni de fortes
variations dans le domaine de transformation. La diminution du coefficient de transfert mesuré par
A. Azim avec la température pour les fortes températures (> 750°C) est probablement due aux
transferts thermiques par rayonnement, dont nous ne tenons pas compte dans la simulation.
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figure 69 Evolutions temporelles mesurées par A. Azim [64] de la température de surface et densité
de flux de chaleur échangée a la surface du cylindre calculée par méthode inverse

Compte tenu de la marge d’erreur concernant les méthodes inverses et des hypothéses
simplificatrices de notre modele, il est difficile de déterminer dans quelle mesure le coefficient de
transfert est réellement affecté lors de la transformation de phases. Quoiqu’il en soit, une
perturbation telle que celle observée par A. Azim ne peut étre induite par les seuls phénomenes
d’écoulement gazeux et de thermique. Ainsi, si I’on admet que ces phénoménes sont les seuls qui
influent sur les échanges de chaleur gaz — solide et que la transformation de phases puisse
modifier, alors nos résultats montrent que les transformations de phases, bien qu’elles puissent
étre fortement exothermiques, ont une influence négligeable sur 1’évolution du coefficient de
transfert de chaleur avec la température de paroi.

A T’issue de cette premicre application du modele couplé fluide — thermique — métallurgie, il
convient néanmoins de noter que le couplage contrainte — cinétique ne peut pas étre négligé dans
la prévision des cinétiques de transformation perlitique et donc des cinétiques thermiques dans
une éprouvette massive [3], [75]-[77]. Nous reviendrons sur ce point par la suite.
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figure 70 Evolution du coefficient de transfert de chaleur normalisé calculé au point « peau 3 » et
sur la surface coaxiale et obtenu expérimentalement par A. Azim [64]

B. IV. Calcul couplé écoulement — thermique — métallurgie — mécanique

Le schéma de la figure 71 rappelle les couplages thermique — métallurgie — mécanique qui
interviennent dans un solide au cours de la trempe [1]-[3]. Nous avons précédemment détaillé le
couplage thermique métallurgie. Ici, nous ajoutons le couplage avec la mécanique. En effet, les
gradients thermiques ainsi que les transformations de phases engendrent des contraintes internes
et inversement ces contraintes affectent les transformations de phases. Nous avons cependant
limité le niveau de couplage pour deux raisons principales. D’une part, la chaleur de déformation
est négligeable en traitement thermique (du fait des faibles déformations plastiques générées).
D’autre part, les interactions entre contraintes et transformations de phases n’ont pu étre prises en
compte puisqu’elles faisaient appel a une version B de Sysweld développée dans le cadre de la
thése de M. Veaux [76] en collaboration avec ESI (ce qui aurait compliqué notablement la
procédure de couplage entre Fluent et Sysweld).

Dans la suite de ce chapitre, nous présentons d’abord succinctement le modéle mécanique, puis
nous développons une application du modele couplé fluide — thermique — métallurgie —
mécanique.
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figure 71 Schéma des couplages thermique — métallurgie — mécanique dans un solide trempé

1. Modele employé pour le calcul mécanique

Les déformations et contraintes mécaniques induites par la trempe gazeuse sont calculées par
un modele thermo-elasto-plastique appliqué a un matériau multiphasé. La vitesse de déformation

totale ¢; est supposée résulter de I’addition de plusieurs contributions.
-t _ e - th -p - tr - pt \
& =& +&] +&] +&f +&) ou
- La déformation élastique 6‘; est reliée a 1’état de contrainte par la loi de Hooke faisant

intervenir le module d’Young et le coefficient de Poisson dépendant de la température et de
I”état microstructural.

- La déformation thermique

prend en compte le coefficient d’expansion thermique des différentes phases et leur variations

avec la température (o(T)).

- La vitesse de déformation plastique (dite classique) &} est calculée par le modele de

Leblond [79]-[81] fond¢é sur une approche micromécanique a 1’échelle des phases. Nous
résumons ci-apres les lois obtenues dans une hypothese d’écrouissage isotrope.

Rappelons tout d’abord que la limite d’écoulement ¥ est donnée par une loi des mélanges non
linéaire des limites d’écoulement de chaque phase

2 =(1-f()o] + f(y)o,

ou la fonction f(y) permet de prendre en compte la non-linarit¢ et a ét¢ déterminée

numériquement pour différents mélanges de phases [67]. o est la limite d’écoulement de

l’austénite et o, la limite d’écoulement du mélange des autres phases dites « dures » (noté a).
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Les lois d’écoulement plastique s’expriment alors de fagons différentes selon que la contrainte
équivalente X est supérieure ou non a la limite d’écoulement.

SiX<¥et y>0 (y>0,03), les déformations plastiques classiques se décomposent en un
terme « thermique » et un terme « mécanique » :
3(0‘1 —a 2)

o pe _
ET - ¥
O

yIn(y)T.s i

. 3(1 - .
gr =02 80 g
20f E
Si 2> 3V les déformations plastiques s’écrivent classiquement :
mp 3E“
ij ) ij

ou S;; sont les composantes du tenseur déviateur des contraintes,

g(y), comme f(y), est une fonction déterminée numériquement pour différents mélanges de
phases introduisant la non-linéarité du comportement mécanique d’ un matériau biphase,

E® est la déformation plastique équivalente
et o; sont les coefficients de dilatation thermique des différentes phases.

Le modele prend en compte un effet de restauration au moment de la transformation de phases.
Ainsi, la nouvelle phase formée lors d’une transformation ne se consolide pas des déformations
plastiques créées préalablement dans I’austénite. Pour le mode¢le, les données d’entrée
caractérisant la déformation plastique sont la limite d’¢lasticité et la courbe d’écrouissage, qui
dépendent de la température et de la microstructure.

- La déformation de transformation induite par le changement de volume entre les différentes

phases de I’acier est calculée par une loi de mélange linéaire entre les déformations associées a

chaque transformation pondérées par le taux de phase.
- b - t
8ijr = zykgyrak
k

Dans le modele mécanique utilisé, les déformations thermiques et de transformation sont
données simultanément. En effet, la dilatation thermique en fonction de la température est
renseignée pour chaque phase, de telle sorte que 1’écart a 0°C corresponde a la déformation de

transformation de phases (figure 72).
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figure 72 Prise en compte des déformations thermiques et de transformations dans le code de calcul
Sysweld

- La déformation associée a la plasticité de transformation sfj’t s’exprime sous la forme :

) 3 )
51']1‘” = E K¢(yk )ykSij

ou K et d(yi) sont des paramétres qui dépendent du type de transformation de phase et de la
température a laquelle elles se produisent.

Par défaut, Sysweld utilise la formule donnée par le modele de Leblond pour calculer le
coefficient K :

B 2A&™

y
o-l

K

Ou Ag™ est la variation de déformation thermique (intégrant la déformation de transformation
— voir figure 72) entre les deux constituants a la température de transformation de phases.

Mais il est possible de lui donner une valeur fixe obtenue expérimentalement. La fonction
D(y) est de la forme y(1 —In(y)) [67]
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2. Application a la trempe d’un cylindre en acier 60NiCrMo11

a) Cas étudié
Pour mettre en ceuvre une premicre simulation des contraintes et déformations d’une picce

d’acier trempée au gaz, nous avons choisi le cas de 1’acier 60NiCrMol1 pour deux raisons
majeures.

e Cet acier a la particularité de ne subir, pour la trés large majorité des cinétiques de trempe,
qu’une seule transformation de phases, martensitique. Cette caractéristique facilite
grandement ’interprétation des évolutions de contraintes et déformations au sein de la picce
et permet, pour un premier cas de mise en place du calcul complet, de vérifier la cohérence
physique du modele.

e D’autre part, la trempe martensitique de I’acier 60NiCrMol1 a été étudiée en détail au
LSG2M et nous disposons déja d’une analyse fine de la génése des contraintes et des
déformations [82] qui ont par ailleurs aussi fait 1’objet de validations expérimentales.

Afin d’obtenir des niveaux de déformations importants, nous avons choisi de simuler une
trempe rapide a I’hélium pour une pression de 20 bars et une vitesse d’injection de gaz de 25 m.s™
en entrée du domaine. La géométrie du cylindre est conservée, a savoir un diametre de 30 mm et
une longueur de 110 mm. Le domaine et le maillage utilisé pour ce calcul est bien str le méme
que celui décrit au chapitre B-1. La simulation couplée de I’écoulement gazeux et des transferts
thermiques a été menée a I’aide du modele décrit au chapitre B-2 et le calcul couplé des cinétiques
de transformations de phases avec le modele décrit au chapitre B-3. Pour cet acier, ['unique
transformation d’austénite en martensite est décrite par la loi de Koistinen et Marburger et ne se
produit qu’en deca de la température M; valant 247°C. L’ensemble des données thermophysiques,
métallurgiques et thermomécanique de 1’acier sont extraites d’études antérieures [82] et reportées
en annexe 1.

b) Analyse des résultats

L’écoulement gazeux et les coefficients de transferts obtenus en début de trempe (figure 73 a)
et b)) correspondent a ceux obtenus précédemment pour le cylindre en acier C80. Ainsi, les
échanges de chaleur les plus importants sont obtenus sur la face d’attaque du cylindre, ce qui
engendre une distribution de température asymétrique, ou le point le plus chaud est décalé vers
I’aval de I’écoulement. La présence de deux vortex engendre une augmentation du coefficient de
transfert de chaleur local. Sur la face coaxiale, h atteint son maximum au point de recollement de
la couche limite et les gradients de températures radiaux sont trés importants sur la section passant
par ce point. Nous avons ainsi choisi cette section et celle passant par le point le plus chaud du
cylindre (visualisé en traits gras sur la figure 73) pour représenter les évolutions de températures
en surface et a cceur de la piece (figure 73 c)). Les cinétiques de refroidissement, avec des vitesses
de I’ordre de 20 °C/s a 30 °C/s, sont caractéristiques de ce type de trempe. Nous noterons
également, qu’a l'inverse de 1’acier C80, la transformation de phase n’engendre pas de
phénomeéne de recalescence bien qu’elle affecte les évolutions de température au sein de la picce
trempée, notamment a cceur (figure 73 c).
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figure 73 Résultats du calcul d’écoulement et thermo-métallurgique :
a) Lignes de courant de I’écoulement autour du cylindre trempé
b) Profil de coefficient de transfert (W.m™.K") obtenu au début de la trempe en surface du cylindre
¢) Evolutions temporelles de température et cinétiques de transformation en divers points du cylindre

La figure 74 présente 1’évolution temporelle des contraintes axiales en surface et a coeur du
cylindre pour les deux sections ou ont €té représentées les évolutions de température (passant par
le point le plus chaud du cylindre et par le point de recollement de couche limite). Les vitesses de
refroidissement instantanées ont été ajoutées pour faciliter ’analyse et la compréhension des
évolutions de contraintes. Nous pouvons ainsi séparer la trempe en 4 étapes distinctes, quelle que
soit la section du cylindre considérée.

A.  La surface de la picce, connaissant dans un premier temps les refroidissements les plus
rapides, subit des contraintes de traction et le cceur du cylindre, par réaction, des
contraintes de compression.

B.  Puis, les cinétiques de refroidissement deviennent plus rapides a coeur et les contraintes
tendent a s’inverser, la compression diminue a cceur et la traction diminue en surface.

C. La transformation martensitique se produit ensuite en surface de la picce trempée et
accélere la mise en compression de la surface. Quand la transformation progresse vers le
ceeur, la surface passe par un maximum en compression puis la contrainte de
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compression diminue. Les contraintes de compression diminuent a coeur et il passe en
traction.

D.  Quand la transformation martensitique se produit a cceur du cylindre, celui-ci se met en
compression et, pour des raisons d’équilibre, la surface se met en traction.
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figure 74 Evolution des contraintes axiales en cours de trempe a ceeur et en surface su cylindre,
pour deux sections : A. passant par le point le plus chaud du cylindre et B. par le point de recollement
de couche limite
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En fin de refroidissement, les distributions de contraintes résiduelles dans les deux sections
considérées ainsi que dans toute 1’éprouvette, a 1’exception des extrémités (illustrées sur les cartes
de contraintes axiales et longitudinales de la figure 75), sont caractérisées par des contraintes de
traction en surface (plus €levées pour la section passant par le point de recollement de couche
limite) et des contraintes de compression a cceur. Ces contraintes résiduelles proviennent des
déformations permanentes qui se sont produites pendant le refroidissement (déformations
plastiques et déformations de plasticité de transformation). Comme généralement en trempe [82],
les déformations plastiques se produisent essentiellement en début du refroidissement quand
I’acier est austénitique, comme 1’illustre la figure 76 ou nous comparons la contrainte équivalente
de Von Mises a la limite d’¢lasticité de 1’acier. En effet, nous notons que dans les 25 premicres
secondes du refroidissement, la contrainte équivalente est supérieure a la limite d’¢lasticité (du
fait de 1’écrouissage par déformation plastique). Néanmoins, nos résultats laissent penser que ces
déformations plastiques sont relativement faibles par rapport aux déformations de plasticité de
transformation de phases, ce qui explique que les contraintes résiduelles de surface soient de
traction en fin de refroidissement, si I’on se réfeére aux analyses qu’avaient menées S. Denis dans
ses travaux [82]. En effet, elle avait montré qu’en trempe martensitique, le profil de contraintes
résiduelles pouvait étre inversé par rapport a un profil ou les contraintes sont d’origine thermique
(sans transformation de phases), ¢’est-a-dire de traction a cceur et de compression en surface, du
fait de la compétition entre les déformations plastiques générées dans I’austénite a haute
température (quand elle est en traction) et les déformations de plasticité de transformation qui se
produisent majoritairement quand le matériau est en compression.
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figure 75 Cartes de contraintes radiales (c,), axiales (o) et tangéntielles (cy) en MPa en fin de
trempe (t=223s)
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figure 76 Evolution de la contrainte équivalente de Von Mises (MPa) et de la limite d’élasticité
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On peut bien shr analyser les champs de température, de fraction de phases et de contraintes
sous la forme de cartes bidimensionnelles, comme celles reportées sur la figure 77. Sur toute la
hauteur du cylindre, sauf bien slir a proximité des extrémités, nous retrouvons les mémes
évolutions que celles analysées précédemment.

Nous pouvons aussi suivre sur cette figure la déformation globale du cylindre amplifiée d’un
facteur 50. Nous observons ainsi dans un premier temps la contraction strictement thermique du
cylindre, plus importante en surface de la piece. La transformation martensitique engendre ensuite
une dilatation locale qui se propage des zones les plus froides vers les zones les plus chaudes du
cylindre et qui s’accompagne de la génération de contraintes de compression, comme observé sur
la figure 74.
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figure 77 Evolution temporelle des distributions de températures, de taux de martensite et des
contraintes axiales dans un cylindre déformé (déformation amplifiée x50)

D’apres nos résultats, nous pouvons aussi tenter de corréler les hétérogénéités de transfert de
chaleur en surface et les contraintes et déformations. La figure 78 et la figure 79 superposent les
profils de coefficient de transfert de chaleur initiaux (t = Os) avec ceux de déformations radiales et
de contraintes longitudinales sur la surface latérale du cylindre en fin de trempe.

Comme nous I’avons vu précédemment, la majeure partie de la surface, hormis aux bords ou
les contraintes sont nulles, est soumise a des contraintes de traction. Nous pouvons noter sur la
figure 78 un niveau de contraintes plus ¢levé 1a ou le coefficient de transfert de chaleur est le plus
¢élevé (vers x =20 mm).
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figure 78 Profils de coefficient de transfert (en début de trempe) et de contraintes longitudinales
résiduelles sur la surface latérale du cylindre
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Du point de vue des déformations, la forme globale du cylindre est « en tonneau » et nous
observons aussi que la déformation maximale coincide avec le coefficient de transfert de chaleur
le plus éleve.
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figure 79 Profils de coefficient de transfert (en début de trempe) et de déformations radiales (en fin
de trempe) sur la surface latérale du cylindre

Méme si des simulations numériques supplémentaires seraient nécessaires pour conclure quant
a une corrélation directe entre le coefficient de transfert de chaleur local et 1’état mécanique final
du cylindre, il est clair que I’hétérogénéité spatiale des échanges de chaleur générée par
I’écoulement des gaz a un effet. Ne pas prendre en compte les gradients locaux pour I’estimation
des échanges thermiques, en calculant par exemple uniquement un coefficient de transfert moyen
pour la surface a partir de corrélations empiriques, n’est donc pas une méthode acceptable lorsque
I’on souhaite prédire les déformations d’une piéce trempée au gaz. Un coefficient moyen
uniforme conduirait en outre a des profils de déformations et de contraintes symétriques.
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Chapitre C Campagne expérimentale : essais
dans une cellule de trempe

En vue de comparer des résultats de simulation numérique obtenus a I’aide du modele décrit
dans le chapitre B, une campagne expérimentale par étapes a été engagée en suivant la méme
progression que celle adoptée pour la modélisation. L’Ecole des Mines d’Albi dispose d’une
cellule expérimentale de cémentation et de trempe pouvant fonctionner jusqu’a une pression de 6
bars, particulierement bien adaptée a notre étude puisqu’elle dispose d’appareils de métrologie
pour analyser :

e [’écoulement autour de la piéce par des mesures PIV (Particle Image Velocimetry),
e la thermique de la piéce par un ensemble de thermocouples et,
e la déformation de la piéce par caméra numérique et analyse d’images.

Dans ce chapitre nous décrirons successivement le dispositif expérimental, les expériences
menées a froid pour mesurer les vitesses d’écoulement, les expériences de trempe (aprés
chauffage) qui nous permettront au chapitre D de mener les comparaisons calcul — expériences.

C. I. Le dispositif expérimental

1. Description et protocole expérimental

Le schéma (figure 80) représente une vue de dessus de I’installation de 1’Ecole des Mines
d’Albi, ou ’on distingue 1’enceinte cylindrique du four, le circuit fermé de gaz a haute pression
ainsi que I’ensemble des appareils de mesure.

Cette installation est composée d’un four de cémentation monocellulaire (figure 81) dans
lequel s’effectue a la fois la cémentation et la trempe. La cellule est cependant divisée en deux
parties et un systeme de vérin (figure 81) permet de déplacer la piece du compartiment supérieur,
ou a lieu le chauffage radiatif et la cémentation, vers le compartiment inférieur, dans lequel
s’effectue la trempe. La piece métallique est chargée sur une sole solidaire du vérin. Cette piece
peut étre instrumentée de thermocouples pour mesurer 1’évolution des températures a différents
emplacements.

La partie inférieure correspondant a la cellule de trempe est également équipée de 4 hublots en
quartz. Ceux-ci permettent une visualisation de la piece dans le four, mais également des mesures
de vitesse (au moyen d’un laser et d’une caméra CCD), de températures ou de déformation
(caméra rapide).

La cellule est alimentée en gaz de cémentation par une bouteille et en gaz de trempe par une
cuve tampon. Cette cuve est conditionnée a 6 bars (relatifs) et permet un remplissage de la cellule
en quelques secondes. Le gaz de trempe injecté est re-circulé et refroidi pendant le cycle par un
systéme de pompe et échangeur (figure 81). Celui-ci permet de refroidir le gaz échauffé au contact
de la piece pour tre a nouveau injecté a une température inférieure a 15°C.
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figure 80 Représentation schématique de Uinstallation de trempe gazeuse haute pression de I’Ecole
des Mines d’Albi (vue de dessus)

Le four est piloté par une armoire de commande (figure 81) permettant la régulation en
température et en pression des cycles de traitement. Elle gére également la sécurité de
I’installation. Un capteur mesure la pression et en particulier s’assure du vide suffisant dans la
cellule pour limiter la concentration en oxygéne lors des cycles de chauffage sous vide (pour
¢éviter I’inflammation de la résistance graphite). Il permet également la régulation de la pression
en cours de trempe, par le pilotage de la vanne d’alimentation si la mesure est inférieure a la
consigne et le pilotage de la vanne d’évent si la mesure est supérieure a la consigne.

Une opération de trempe se déroule suivant deux étapes. La picece a traiter est chauffée par
rayonnement dans le compartiment supérieur lors de la premiére phase. Un éventuel traitement
par cémentation peut s’appliquer pour une durée et a la température de la piece désirées. A la fin
de cette premicre étape, le ventilateur est mis en route et la piece est déplacée dans la cellule
inférieure pour 1’opération de trempe proprement dite.

102



« Modélisation de la trempe gazeuse haute pression : application aux aciers de cémentation et de trempe »

J.F. Douce Thése de Doctorat INPL 18/12/2008
Ballor tarmpon A e o W]
il Sl 14:....J..l: |

(3az froid

Weniflateur

Four et installation des
cémentation

Echangeur
de chaleur

Gaz chaud

d'ensen e ncemant

figure 81 Dispositif expérimental

2. Le périmetre de sécurité

L’utilisation d’un laser de classe IV pour les mesures de vélocimétrie oblige la formation des
utilisateurs et la mise en place de nombreuses protections. En pratique, un périmétre autour du
laser a été défini et des panneaux de protection occultants ont été placés tout autour de la zone
(figure 80). Un signal lumineux informait les personnes extérieures du fonctionnement du laser et
I’alimentation de la source était interrompue en cas de franchissement du périmetre. Enfin,
I’installation de trempe, en particulier les hublots ont été calfeutrés au papier noir et les
utilisateurs portaient des lunettes de protection adaptées a la classe du laser.

C. ll. Mesures de vitesses d’écoulement a froid

1. Méthode PIV et conditions opératoires

La technique utilisée pour mesurer les vitesses de 1’écoulement gazeux en périphérie d’une
picce pendant les cycles de trempe est la méthode PIV (Particle Image Velocimetry). Elle met en
ceuvre un laser et une caméra CCD. Ces appareils sont installés devant les hublots et forment un
angle d’environ 60° par rapport a 1’axe de la cellule de trempe (voir figure 80). Une nappe laser,
qui passe par 1’axe de symétrie du four et par le hublot devant lequel se positionne la source laser,
est générée verticalement.

La caméra mesure le déplacement de particules inséminées dans le gaz traversant la nappe
laser. Cette mesure de déplacement est déduite de deux images prises a un intervalle de temps
donné. Le bloc laser, composé de 2 lasers (type YAG, A = 532 nm, pulse de 4ms, fréquence de 15
Hz et énergie de 30 mJ), permet de générer des pulses lasers espacés d’un intervalle de temps
dti.ser ajustable.

Les images ainsi obtenues sont ensuite traitées par un logiciel (Insight de la société TSI) pour
déterminer les vecteurs vitesses ponctuels et instantanés. Ils sont obtenus en mesurant le
déplacement moyen le plus probable des particules éclairées dans une fenétre de mesure de
dimension ajustable (dxy) et en le divisant par I’intervalle de temps entre deux images (dtjuser).
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Le choix des deux paramétres de taille de fenétre de mesure (dxy) et d’intervalle de temps entre
deux pulses (dtjuser) €st primordial pour la qualité des mesures. Le premier doit étre suffisamment
important pour permettre une mesure statistique fiable et le plus petit possible pour une meilleure
résolution spatiale. Le second doit étre adapté au premier, a savoir qu’une particule ne doit pas (ou
le moins possible) sortir de la fenétre de mesure pendant I’intervalle de temps fixé.

Un critere empirique (Eq. C-1) pour fixer I’intervalle de temps est choisi. Il correspond a une
distance parcourue d’un quart de la fenétre de mesure par une particule évoluant a la vitesse
moyenne de 1’écoulement.

ax
at,.,, =—>— Eq. C-1
laser 4 U q

0

Les premiéres mesures de vitesses ayant permis d’évaluer leur ordre de grandeur & 10 m.s”,
nous avons choisi d’apres cette formule une taille de fenétre de 16 pixels et un intervalle de temps
de 40 ps.

La méthode de mesure de vitesses (PIV) nécessite I’injection réguliére de particules.
L’homogénéité du mélange gaz — poudre est assurée par un lit fluidisé dont le principe de
fonctionnement est expliqué sur la figure 82. Le gaz utilis¢ est le méme que celui de la trempe
(soit de I’hélium ou de I’azote) conditionné a la pression de travail (1 a 5 bar absolus). Les

particules sont issues d’une poudre d’oxyde de zirconium d’une granulométrie de 3 pum.

Suivant la quantit¢ de particules a injecter, 1’alimentation s’effectue en continu ou par
impulsion au moyen d’une vanne d’injection sur le circuit du gaz de trempe (figure 83). Le
mélange gaz-poudre s’ajoute ainsi au gaz de trempe a la fin du remplissage de la cellule.

Mélange
gaz-poudre

Poudre

T L ] Porews

figure 83 Vanne d injéction des particules de
Zr0, dans la cellule de trempe

Alimentation gaz

*

i
figure 82 Colonne d’ensemencement
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2. Précision des mesures

L’objet de cette étude préliminaire est I’analyse de la précision et de la fiabilité des mesures de
vitesses d’écoulement par PIV. Il s’agit donc de vérifier la capacité du dispositif expérimental a
extraire des vitesses moyennes d’écoulement fiables a partir d’'un échantillonnage de vitesses
instantanées.

Apreés s’étre assuré de la puissance suffisante du laser ainsi que de la bonne qualité de
I’ensemencement du gaz (figure 84), les premiers tests ont permis de régler les principaux
parametres de mesures par PIV. Ainsi, la fenétre de mesure carrée de coté (dxy) 16 pixels (1,6
mm), donne une résolution spatiale satisfaisante pour 1’observation de 1’écoulement
macroscopique (dimension équivalente a 1/50 du diameétre du cylindre), mais insuffisante pour
I’observation de la couche limite. Cette dimension a toutefois été retenue car les vitesses au sein
de la couche limite étaient impossibles a mesurer de fagon satisfaisante en utilisant la PIV.

Les images obtenues sont traitées a 1’aide du logiciel Insight pour fournir le champ de vecteurs
vitesses. Un exemple d’image brute de champ de vitesses est donné sur la figure 84. Les vecteurs
calculés ont été¢ conservés si le rapport pic / bruit dépassait 2. En moyenne, les rapports obtenus
étaient cependant nettement supérieurs. Un filtre médian pour éliminer les valeurs aberrantes a été
appliqué, si bien que les vecteurs dont les valeurs d’une des deux composantes dépassent la
moyenne calculée des composantes des vitesses des cellules voisines (carré examiné de 3 x 3
fenétres) sont supprimés et remplacés par des valeurs interpolées.

a b

Traitement des images avec le logiciel Insight

figure 84 Image instantanée de I’écoulement du gaz au sein de la cellule de trempe (a) et champ de
vitesse calculé avec le logiciel Insight (b)

A partir des cartes de vecteurs instantanées, il a été ensuite possible d’évaluer le niveau de
turbulence de cet écoulement en séparant les contributions moyennes et fluctuantes du champ de
vitesses. La figure 85 montre qu’a partir d’environ 60 cartes de vecteurs instantanées, la moyenne
de la vitesse débitante calculée sur une section médiane du cylindre converge vers une valeur de
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4,6 m.s”. Au-dela d’un échantillonnage de 60 mesures, les variations enregistrées autour de la
vitesse moyenne sont inférieures a 1% de la vitesse moyenne débitante, soit environ 10 fois moins
¢élevées que le niveau d’intensité turbulente sur cette section (écart type des vitesses instantanées
divisé par la vitesse moyenne de I’écoulement amont).
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figure 85 Evolution de la vitesse moyenne calculée sur la section médiane du cylindre avec le
nombre de mesures de vitesses instantanées (a) et comparaison des variations de la moyenne avec le
niveau final d’intensité turbulente (b)

Ainsi les variations de la vitesse moyenne avec le nombre de mesures instantanées sont
considérées négligeables au-dela de 60 mesures et I’écoulement tend bien vers un écoulement
moyen invariant. La répétition de cette mesure pour des conditions expérimentales identiques
vient confirmer cette analyse (figure 86) et est le gage de la bonne reproductibilité des mesures.

)

vitesse moyenne fonction du nombre de mesures
vitesse moyenne finale essai précédent

vitesse moyenne (m.g')

1] a0 100 150 200
hornbre de mesures instantanées

figure 86 Evolution de la vitesse moyenne en fonction du nombre de mesures de vitesses
instantanées : comparaison avec la vitesse moyenne obtenue lors de ’essai précédent (figure 85)

Nous avons voulu vérifier la symétrie axiale de 1’écoulement en calculant les résidus de
I’équation de conservation de la masse. Ces derniers sont exprimés ici comme une variation
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relative de la vitesse moyenne débitante U, (équation C-2). Nous signalons que dans ce chapitre,
I’axe de symétrie sera noté Ox et les coordonnées cylindriques seront donc (r, 9, x).

dx (&tx oru, j _ Ou, dx,

+ B Eq. C-2
U, \ ox  ror rod U, 1

Résidus =

Ainsi pour une axisymeétrie parfaite, les résidus doivent étre nuls.

L’équation C-2 a été discrétisée et les résidus ont ainsi pu €tre calculés a partir d’un maillage
régulier (r, x) de pas dx¢ utilisé pour établir les mesures par PIV.

Les valeurs moyennes calculées des résidus sont rassemblées dans le tableau 5. De manicre
générale, ces valeurs moyennes sont bonnes et indiquent que si une composante orthoradiale de la
vitesse existe, il est raisonnable de la négliger dans la mesure ou elle n’excede pas 2,5 % de la
vitesse moyenne débitante dans le cas de 1’azote a 1,2 bar (le nombre de cartes instantanées
exploitées pour la prise de moyenne est plus réduit : 65) et 1,5 % pour les deux autres types
d’écoulements.

Valeur moyenne des résidus (%

Gaz Pression de la vitesse moyenne débitante)

Hélium 1,2 bar 1,1
Hélium 4,5 bars 1,45
Azote 1,2 bar 2.5

tableau 5 Valeurs moyennes des résidus calculées pour les différents écoulements observés

On note toutefois la présence de plusieurs zones ou les résidus sont significatifs. Pour mieux
distinguer ces zones sur la figure 87, les résidus sont exprimés en logarithme décimal.

v La zone la plus amont de I’écoulement

Cette zone se situe a la limite de la nappe laser. De plus, une partie mouchetée pouvant se
confondre avec des particules peu éclairées apparait en arriére-plan a ce niveau de I’image (figure
88). Les résultats y sont donc certainement faussés.

v Au niveau de I’axe et en amont du cylindre

Au voisinage de cet axe, les particules de zircone sont transportées dans toutes les directions.
Ainsi, de nombreuses particules doivent sortir de la nappe laser et fausser les résultats.

v" Au niveau du coin du socle

\

Un fil de thermocouple est éclairé par le laser a cet endroit (figure 88) et assimilé par le
logiciel de traitement d’image a des particules fixes. Cette zone devient donc artificiellement un
lieu de faibles vitesses d’écoulement.

v En amont du socle

Juste en amont du socle, la perspective de 1’image fait que la surface du socle apparait avec
une épaisseur et réfléchit la lumiére du laser (figure 88). Dans cette zone, les mesures sont donc
pratiquement impossibles et en général, elles ont été¢ occultées au moment du calcul des vecteurs
vitesse.

v" Sur plusieurs arcs de cercles traversant I’image de part en part
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La présence de ces arcs de cercles ne s’explique pas physiquement. II est possible que cela soit
di a un phénomene optique.

Dans les zones étendues (en amont du cylindre et du socle), les mesures de vitesses ont été
supprimées pour la présentation des résultats. Dans les zones plus localisées (fil de thermocouple),
les valeurs supprimées ont été remplacées ensuite par des valeurs interpolées a partir des résultats
des cellules voisines sauf les arcs de cercles, qui n’ont pas été¢ modifiés.

N Résidus = 107

figure 87 Résidus obtenus pour un écoulement d’hélium a 4,5 bars (échelle logarithmique
décimale)

Bord de I’ouverture pour le
- passage du gaz en arriére
‘plan et zone peu éclairée

Présence d’un filde
thermocouple éclairé
par la nappe laser

Zone de mesure
impossible réduisant
la taille apparente du

cylindre sur les

. Iesures présentées

figure 88 Exemple d’image obtenue pour la mesure par PIV et mise en exergue des défauts locaux
nuisants a la qualité de la mesure
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3. Résultats

a) Analyse des vitesses moyennes d'écoulement

v Par souci de concision, nous limitons notre analyse aux résultats obtenus pour un
écoulement a I’hélium a 4,5 bars (absolus). Dans les autres conditions (He 1,2 bars et N, 1,2
bars), les conclusions quant a la structure de 1’écoulement sont tres similaires. La cartographie
de vitesses moyennes obtenue (figure 89) montre un écoulement relativement homogene
autour du cylindre avec des vitesses s’échelonnant principalement entre 5 et 7 m.s”. Les
vecteurs vitesses sont préférentiellement orientés du haut vers le bas du four et leurs
composantes radiales sont pratiquement nulles loin de I’obstacle. Juste en amont du cylindre,
le gaz est ralenti. La composante verticale de la vitesse tend vers une valeur nulle et la
composante radiale augmente. La norme de la vitesse du gaz augmente ainsi au niveau du
coin supérieur du cylindre. Ce phénomeéne s’observe également en amont du socle ou le gaz
est fortement ralenti, puis accéléré au niveau du socle, la section de passage étant a cet endroit
plus restreinte. Entre le bord supérieur du cylindre et le socle, la vitesse du gaz semble
diminuer progressivement.

Coupe longitudinale 2 Coupe longitudinale 1

7
ﬂiﬂ"( Coupe transversale A
B 1
X
1 A 4
5 L -
Coupe transversale B
O | |
=
4 B | i 5
Ui 2 .
KRR { ®
i i | 1 < Coupe transversale C
3 = | i EE 1 n
3 i ol ‘¥ I
7 Coupe transversale D
1
Socle

figure 89 Distribution de la norme des vitesses (m.s”') d’écoulement et vecteurs vitesses autour du
cylindre
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Une étude plus quantitative de I’écoulement moyen est apporté avec le tracé des profils de
vitesses axiales et radiales (figure 90) le long de deux sections longitudinales (1 et 2, a r constant)
et de quatre coupes transversales (A — D, a x constant).

La distribution de vitesses axiales sur la coupe longitudinale 1 (courbe rouge) permet de mettre
en évidence ’accélération du gaz au niveau du coin supérieur du cylindre. La présence du socle
impose un gradient longitudinal de vitesse (environ -80 s en moyenne) trés important sur cette
section. A l’inverse, le gradient de vitesse sur la coupe longitudinale 2 (courbe bleue) est
beaucoup plus faible (-10 s en moyenne) puisqu’il est dii seulement a la diminution de vitesse
engendrée par 1’¢largissement de la section de passage du gaz. La norme de la vitesse du gaz
augmente avec x sur la fin de cette section (x > 70 mm) du fait du rétrécissement de la section de
passage du gaz imposée par le socle a ce niveau. Enfin, les vitesses axiales négatives a 1’angle du
socle et du cylindre (coupe transversale D pour r = 15 mm et coupe longitudinale 1 pour x > 70
mm) traduisent la présence de deux zones de recirculation. L’examen des vitesses radiales permet
de mieux isoler encore ce phénomene.

Les distributions de vitesses radiales (figure 90), plus faibles en valeur absolue, sont trés
différentes. La coupe transversale A fait apparaitre une augmentation importante de la vitesse
radiale juste en amont du cylindre, le maximum (1,2 m.s™) étant atteint au niveau précis du bord
latéral. Par ailleurs, la valeur nulle de la vitesse radiale attendue sur I’axe de symétrie n’est pas
précisément respectée. Ceci peut €étre dii a un positionnement approximatif de I’axe (difficile a
situer avec précision), a une axisymeétrie de 1’écoulement imparfaite ou encore a une imprécision
de mesure dans cette zone assez faiblement éclairée par la nappe laser. Les distributions de vitesse
sur les coupes transversales C et D montrent que, dans une zone ou I’écoulement est ¢loigné des
parois, les vitesses radiales sont presque nulles. On note toutefois une 1égére composante radiale
positive justifiée pour un écoulement en jet libre et une augmentation de cette composante plus en
aval de I’écoulement (coupe C) certainement due a 1’effet conjugué de la présence du socle et de
I’aspiration de gaz s’effectuant par le cot¢ dans la cellule de trempe. Les vitesses radiales
mesurées sur la coupe transversale D sont les plus importantes et connaissent un maximum (2,8
m.s") au niveau du bord du socle. Ces vitesses radiales sont du méme ordre de grandeur que les
vitesses axiales du fait du diamétre important du socle. On note une discontinuité au niveau du
bord du socle due a la présence du fil de thermocouple éclairé par le laser et nuisant a la qualité
des mesures en cet endroit, comme nous 1’avons déja mentionné. Ces observations se retrouvent
en examinant les vitesses mesurées sur les coupes longitudinales 1 et 2. La courbe (rouge) de la
coupe 1 présente un maximum (1,75 m.s™) juste en aval du bord supérieur du cylindre, tandis que
celle (bleue) de la coupe 2 croit fortement et assez régulierement jusqu’au bord du socle ou la
vitesse initialement presque nulle atteint une valeur de 3,5 m.s™'. Il est intéressant de noter la
présence de deux inversions de sens de la vitesse radiale le long de la coupe 1 :

v' La premiére, située en aval du bord supérieur du cylindre, met en exergue la zone de
recirculation caractéristique des écoulements autour d’un cylindre. La couche limite se décolle
au niveau du bord supérieur du cylindre ou les vitesses radiales sont pratiquement maximales.
Elle se recolle plus en aval et il est raisonnable de situer ce point de recollement aux alentours du
minimum des vitesses radiales ou au niveau de la seconde inversion de signe de la vitesse
radiale, c’est-a-dire entre 25 et 30 mm (soit entre 0,83 et 1 diamétre du cylindre) en aval du bord
supérieur.
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v’ La seconde traduit la présence d’une zone de recirculation de plus petite dimension (environ

10 mm) située au coin du cylindre et du socle, déja observée avec I’inversion de sens des vitesses

axiales a cet endroit.
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figure 90 Profils des vitesses radiales (bas) et axiales (haut) en m.s™ selon les sections transversales
(gauche) et longitudinales (droite)

b) Distributions d'intensité turbulente

Bien que la fréquence des lasers soit insuffisante (15 Hz) pour couvrir toutes les échelles de
turbulence de I’écoulement, elle permet de définir le niveau de turbulence des plus grandes

structures. L’intensité turbulente est une grandeur communément utilisée pour quantifier

I’importance de 1’énergie cinétique turbulente par rapport a celle du mouvement moyen. Elle

s’exprime habituellement en % et est définie ici par :

Tu =

ou var est I’opérateur variance et U, la vitesse débitante de I’écoulement amont.

var(u, )+ var(u, )

2

U

o0

Eq. C-3
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La distribution d’intensité turbulente de 1’écoulement (figure 91) met en évidence la zone de
recirculation située en aval du bord supérieur du cylindre. Dans cette zone, I’intensité turbulente
atteint son niveau maximal et la taille des tourbillons est suffisante pour espérer une mesure d’une
bonne précision. L’intensité turbulente des grosses structures reste cependant modeste puisqu’elle
ne représente que 40% de 1’énergie de I’écoulement moyen. On constate par ailleurs que, en
dehors de cette zone de recirculation, I’intensité turbulente augmente au fur et & mesure que I’on
s’¢loigne du cylindre et que 1’on s’approche du bord de 1’image. Cette évolution est due au fait
que I’on s’approche de la limite du jet libre de gaz, a savoir de la zone de mélange entre un gaz au
repos et un gaz mis en mouvement par le ventilateur. Cette couche de mélange est le lieu de
contraintes de cisaillement promotrices de turbulence.

|
“—

aipullko

15

figure 91 Carte d’intensité turbulente de I’écoulement (%)

Enfin, au niveau du socle et du cylindre, les vitesses moyennes d’écoulement étant localement
faibles, les composantes aléatoires le sont également ce qui induit des intensités turbulentes
réduites.

Les intensités turbulentes axiale et radiale (Eq. 2-2) peuvent également étre examinées pour
dissocier les directions de génération de turbulence.

Ty - Jvar(u,)

X UOO
Eq. C-4
var
T, =Y
U

0
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La comparaison des cartes tracées sur la figure 92 montre nettement que les grosses structures
turbulentes sont fortement anisotropes et dirigées dans le sens de 1’écoulement principal. Ce
constat n’est malheureusement pas de nature a justifier 1’usage d’un modéle de turbulence
isotrope de type (k-¢).
a Intensité turbulente axiale b Intensité turbulente radiale
%
» 55
—— 4-

ﬁ o ) - -
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figure 92 Distributions d’intensités turbulentes axiale (a) et radiale (b) de I’écoulement (en %)

En examinant la largeur du pic d’intensité turbulente axiale sur la coupe longitudinale 1 (figure
93), nous retrouvons une taille de zone de recirculation comprise entre 25 et 30 mm soit entre 0,83
et 1 diamétre de cylindre.
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figure 93 Evolution des intensités turbulentes axiales obtenues sur les coupes longitudinales (1 et 2)

c¢) Comparaison des résultats obtenus dans les différentes configurations d’écoulement

Les mesures de vitesses d’écoulement ont été appliquées aux trois conditions opératoires
(différents couples gaz/pression) récapitulées dans le tableau 6. L’analyse des distributions de
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vitesses axiales le long des coupes transversales en entrée du domaine (figure 94 — coupe A) nous
ont permis de calculer les vitesses moyennes débitantes du gaz en entrée de la cellule et ainsi le
nombre de Reynolds associ¢ aux différents €écoulements (tableau 6). Les trois conditions
opératoires exploitées couvrent une gamme de Reynolds allant de 10° a 10*. Ces calculs mettent
en évidence une augmentation de la vitesse moyenne débitante avec le nombre de Reynolds de
I’écoulement avec notamment un écart, plus marqué pour 1’écoulement d’hélium a 1,2 bar, de -1
m.s” par rapport aux deux écoulements a plus fort nombre de Reynolds.

. Viscosite Vitesse moyenne Nombre de Reynolds
Gaz Pression c1nemat1que débitant -1 (dimension caractéristique :
(mz.s'l) ¢bitante (m.s™) diamétre du cylindre)
1 7
Hélium 1,2 bar 1,02.10 4.6 1350
Hélium 4,5 bars 2,66.10” 55 6200
Azote 1,2 bar 1,22.107 5,6 13770
tableau 6 Nombre de Reynolds des trois écoulements
Coupe A Coupe B
7FT T 7H T :
| p | |
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| | | |
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figure 94 Evolution de la norme de la vitesse et des coordonnées axiale et radiale le long des coupes
transversales A et B pour les trois différents couples gaz/pression de trempe utilisés

Ce constat est surprenant puisque la vitesse constante de rotation des pales du ventilateur
devait théoriquement assurer un débit volumique de gaz identique pour tous les gaz. Cette
augmentation de la vitesse moyenne débitante résulte probablement de la diminution des pertes
par frottement visqueux en comparaison des forces convectives (augmentation du nombre de
Reynolds) a I’échelle du dispositif expérimental complet (four + cellule de trempe + circuit de
recirculation du gaz et échangeur).

L’écoulement d’hélium a 1,2 bars se distingue également par une intensité turbulente plus
faible (-5%) de I’écoulement (figure 95), qui engendre une diminution de la composante radiale
des vitesses mesurées au niveau du bulbe de décollement de la couche limite aval de la face
d’attaque du cylindre (figure 96), indiquant une zone de recirculation de largeur (suivant r) plus
importante. Nous reviendrons sur ce point dans le chapitre D, au regard des résultats de
simulation.
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figure 95 Intensités turbulentes des différents écoulements sur les coupes longitudinales 1 et 2
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figure 96 Evolution de la norme de la vitesse et des coordonnées axiale et radiale le long des coupes
longitudinales 1 et 2 pour les trois différents couples gaz/pression de trempe utilisés

C. lll. Mesures en cours de trempe : vitesses du gaz a chaud et
températures dans le cylindre

Les mémes mesures d’écoulement ont été effectuées lors d’un cycle de trempe pour les trois
mémes couples gaz/pression. Les résultats présentés dans cette partie sont principalement ceux
enregistrés pour une trempe a 1I’hélium a 4,5 bars, procurant les vitesses de refroidissement
maximales.

1. Influence de la température du gaz sur les écoulements

En configuration de trempe dans le dispositif des Mines d’Albi, le gaz s’échauffe en amont, en
traversant la cellule supérieure de chauffage. Afin de vérifier I’impact du chauffage du gaz sur la
structure de I’écoulement autour de la piece, les mesures de vitesses exposées au paragraphe C.I1.
précédent ont été reproduites. Pour ces mesures d’écoulement, la caméra a été involontairement
légérement déplacée, ce qui explique un angle de visée et une fenétre de mesure différents des
essais précédents a froid. La correction d’angle n’a hélas pas été modifiée ce qui perturbe quelque
peu la comparaison des séries de mesures a chaud et a froid. L’écoulement a chaud conserve les
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caractéristiques générales notées précédemment, a savoir un écoulement en jet libre
principalement dirigé vers le bas avec une treés faible composante radiale. Les vitesses mesurées
sont homogenes dans toute I’épaisseur du jet libre, hormis en amont des obstacles, et chute au
niveau de la fronticre de ce jet pour atteindre des vitesses pratiquement nulles en dehors. Ce
phénomene est bien visible sur les nouvelles fenétres de mesures et confirme les observations sur
les écoulements a froid indiquant la présence de cette fronticre.

Si les caractéristiques des écoulements sont les mémes, les normes des vitesses mesurées sont
toutefois nettement différentes a froid et a chaud puisque le gaz froid issu de 1’échangeur subit,
sous D’effet des parois chaudes de la cellule supérieure, un échauffement et une expansion
thermique. La vitesse du gaz augmente donc pour assurer la conservation du débit massique. La
figure 97 illustre ce phénoméne a différents instants de la trempe repérés par la température
maximale de la piece (900°C, 400°C, 200°C et 50°C).
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figure 97 Evolution des distributions de vitesses (m.s™) en fonction de la température maximale
mesurée dans le cylindre (hélium 4,5 bars)
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La température du gaz mesurée par thermocouple dans 1’écoulement proche du socle est
reportée sur la figure 98. Elle s’¢éléve rapidement en début de trempe jusqu’a une valeur d’environ
115°C avant de chuter plus lentement. Ce refroidissement s’accompagne d’une diminution de la
vitesse maximale de 9 m.s™' en début de trempe & 6,8 m.s™ en fin de trempe, valeur en bon accord
avec la vitesse maximale mesurée a froid. Nous remarquerons que cette diminution est
représentative de ’amplitude de variation de la vitesse maximale si ’on suppose un débit
massique constant, puisque :

T

__  max initiale V
max initiale — max finale

=91m.s™"
max finale
La figure 98 confirme que le débit massique m calculé a partir de la température et de la
vitesse moyenne débitante des gaz varie peu en cours de trempe. Quelques soient les conditions de
trempe la diminution du débit massique en cours de trempe n’excéde jamais 10% de sa valeur
finale (a froid) méme pour I’écoulement d’hélium a 1,2 bars au cours duquel la température du
gaz atteint 220°C.

1587 . 1120

Température du gaz mesurée (°C)

OBf

05 L i 1 L 1 D
1] 100 200 300 400 S00
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figure 98 Evolution du débit massique instantané (rapporté au débit massique a froid) calculé sur la
coupe A et de la température du gaz mesurée en cours de trempe (hélium 4,5 bars)

De manicre générale, I’augmentation de température du gaz ne modifie pas 1’allure des
distributions de vitesses axiales ou radiales comme le confirme la figure 99 et la figure 100. On
note toutefois pour un écoulement d’hélium a 1,2 bar (figure 100) que la température du solide a
une influence sur les vitesses juste en amont des obstacles. On remarque ainsi que plus le cylindre
est chaud et plus les vitesses axiales sont faibles juste en amont du socle. Ceci est tres
probablement dii a des effets locaux de convection naturelle, négligeables dans la majeure partie
du domaine (Gr/Re? << 1, ou Gr est le nombre adimensionnel de Grashof), mais qui deviennent
prépondérants dans les zones ou les vitesses sont faibles.
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figure 99 Profils de la vitesse axiale suivant la coupe transversale B a différents instants de la
trempe (indexés avec la température maximale du cylindre) pour un écoulement d’hélium a 4,5 bars
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figure 100 Profils de la vitesse axiale suivant la coupe longitudinale 1 a différents instants de la
trempe (indexés avec la température maximale du cylindre) pour un écoulement d’hélium a 1,2 bar

2. Evolutions thermiques de I'éprouvette

a) Conditions opératoires

La pi¢ce en métal choisie pour les essais est un cylindre plein de 30 mm de diamétre et 80 mm
de longueur. Deux matériaux ont été choisis pour la réalisation de ces éprouvettes. Le premier est
le nickel pur qui offre I’avantage de ne pas subir de transformations de phases aux cours des
cycles de chauffage et de trempe. Le second est I’acier 27MnCr5 dont la composition est donnée
dans le tableau 7. Cet acier a déja fait I’objet d’études antérieures au LSG2M [77]-[78], [83] et
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nous disposerons ainsi de 1’ensemble des données nécessaires pour les simulations numériques
ultérieures.

Elément C Mn Si S P Cr
Fraction massique (%) { 0,27 1,1-14 0,1-0,4 0,035 0,035 1-1,3
tableau 7 Composition chimique de la nuance d’acier 27MnCr5 utilisée

Afin de réduire la brillance de la surface du nickel (réflexion de la nappe laser), I’éprouvette a
été oxydée a I’air pendant un cycle de chauffage de 10 heures.

Pour suivre la température de la piéce pendant un cycle de trempe, chaque éprouvette est
percée de trous de différentes profondeurs et des thermocouples de type K sont introduits dans ces
logements (figure 101). Les thermocouples sont insérés par le bas de I’éprouvette pour ne pas
perturber I’écoulement gazeux. Du fait de la grande dureté du nickel, les trous n°3 (profondeur =
30 mm) et n°7 (profondeur = 70 mm) n’ont malheureusement pu étre percés. La figure 102
montre le cylindre de nickel équipé de ses thermocouples.
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figure 101 Emplacements des thermocouples pour les mesures de température dans une éprouvette
cylindrique pleine

Par ailleurs nous avons essay¢ d’utiliser une caméra infrarouge (IR) pour mesurer le
rayonnement thermique de la piéce chauffée en cours de trempe. L’utilisation de cette caméra
nécessite le changement de matiére du hublot. Le quartz ne laissant pas passer les rayons IR, il a
été remplacé par conséquent par un hublot en séléniure de zinc (ZnSe) poli sur ces deux faces
dont la transmission est de 77% pour des rayonnements IR de longueurs d’ondes comprises entre

8 et 10 um (rayonnements mesurés par la caméra IR).

Cette derniere méthode n’a toutefois pas été retenue pour la présentation des résultats. En effet,
un rayonnement important provenant du four, situé¢ juste au-dessus de I’éprouvette, est réfléchi et
perturbe fortement les mesures de températures réelles de la surface de 1’éprouvette.
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Les éprouvettes ont ét¢ chauffées jusqu’a 930°C et maintenues a cette température pendant 40

min. Cette température et cette durée correspondent aux conditions d’austénitisation de ’acier
27MnCrS5.

‘1;::"‘ e i

— - 3
figure 102 Photographie d’un cylindre équipé de thermocouples

b) Comportement thermique des éprouvettes en Nickel

Pour les deux refroidissements les plus lents, a I’hélium et a I’azote 1,2 bar (figure 103 et
figure 104 respectivement), les gradients thermiques enregistrés dans 1’éprouvette en nickel sont
faibles (maximum 30°C d’écart entre le point le plus chaud et le point le plus froid mesuré). Nous
observons également que ces gradients sont tout a fait négligeables dans la direction radiale. Etant
donné toutefois que le thermocouple n°7 n’a pas pu étre installé, nous ne pouvons pas conclure
quant a I’absence de gradients radiaux au niveau de la surface supérieure du cylindre.
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figure 103 Evolutions de température mesurées dans un cylindre en nickel trempé a ’azote a 1,2 bar
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figure 104 Evolutions de température mesurées dans un cylindre en nickel trempé a I’hélium a 1,2

bar

Dans le cas de la trempe a I’hélium 4,5 bars (figure 105), si les gradients radiaux demeurent
pratiquement nuls les différences de températures selon la hauteur du cylindre atteignent 60°C. 1l
faut souligner que seule la cinétique de refroidissement mesurée avec le thermocouple n°6 differe

significativement des autres.
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figure 105 Evolutions de température mesurées dans un cylindre de nickel trempé a I’hélium a 4,5

bars

La comparaison des cinétiques de refroidissement (figure 106) pour ces trois conditions
opératoires ne révele pas d’effet sensible du gaz puisque les vitesses de refroidissement sont
proches pour 1’azote et I’hélium a 1,2 bar (1,7°C/s et respectivement 1,9°C/s dans le domaine de
température 900°C - 300°C). Une vitesse de trempe supérieure est obtenue lorsque la pression
d’hélium est portée a 4,5 bars (4°C/s)”.

' Nota Bene : le léger « accident » enregistré dans toutes les courbes d’évolution de température aux alentours de
320°C est dii a un disfonctionnement ponctuel de la chaine d’acquisition des mesures.
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figure 106 Comparaisons des cinétiques de refroidissements mesurées par les thermocouples 1 et 6
dans un cylindre en nickel pour les trois différentes conditions de trempe

c¢) Comportement thermique des éprouvettes en 27MnCr5

Comme pour I’éprouvette de nickel, les gradients obtenus pour une trempe a I’azote a 1,2 bar
(figure 107) sont pratiquement nuls. L’écart maximal constaté est ici de 20°C. La vitesse de
refroidissement mesurée entre 900°C et 300°C est d’une valeur de 1,3°C/s comparable a celle
obtenue pour le nickel. Nous notons des ralentissements sur les thermogrammes du
refroidissement qui correspondent vraisemblablement a des transformations de phase. En effet, le
diagramme TRC de I’acier [83] indique que pour une cinétique de refroidissement voisine, il se

produit une transformation ferritique vers 650°C puis une transformation bainitique vers 450°C.
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figure 107 Evolutions de température mesurées dans un cylindre en acier 27MnCr35 trempé a ’azote a
1,2 bar

Dans le cas d’une trempe a I’hélium 4,5 bars les gradients thermiques observées sont plus
importants (figure 108). La encore, les gradients sont essentiellement longitudinaux (I’écart de
température entre les thermocouples 7 et 1 dépasse 100°C), tandis que les gradients radiaux a
ceeur sont pratiquement nuls (thermocouples 1 et 3). Pour cette expérience, les thermocouples 6 et
7 ont pu étre installés prés de la surface supérieure du cylindre, et nous avons enregistré des
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gradients thermiques radiaux relativement importants (écart de température de 1’ordre de 80 °C
entre les thermocouples 6 et 7). Les vitesses de refroidissement entre 900°C et 300°C varient entre
3,2°C/s et 4,1°C/s. Ces valeurs sont a nouveau comparables a celles obtenues pour I’éprouvette en
nickel. Nous notons aussi un ralentissement du refroidissement vers 500°C, plus marqué lorsque
le refroidissement est plus lent (thermocouples 1, 3 et 5), et qui est probablement provoqué par
une transformation bainitique. Le refroidissement étant plus rapide que pour la trempe a ’azote a
1,2 bar, la transformation ferritique est moins importante comme le confirmera 1’analyse
microstructurale et ne donne donc pas lieu a un effet thermique visible. On peut s’attendre aussi a
une présence de martensite pour les refroidissements les plus rapides, en particulier dans le haut
du cylindre (thermocouples 6 et 7).
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figure 108 Evolutions de température mesurées dans un cylindre en acier 27MnCrS5 trempé a
Uhélium a 4,5 bars

Des analyses microstructurales par microscopie optique ont été effectués a I’Ecole des Mines
d’Albi sur les cylindres trempés pour différentes sections (correspondant aux sections ou ont été
positionnés les thermocouples plus une section intermédiaire), a coeur et a proximité de la surface
comme indiqué sur la figure 109 et la figure 110.

Dans le cas de la trempe a I’hélium a 4,5 bars la figure 109 révele une structure composée de
bainite (voire de martensite) et de ferrite présente en plus forte quantité a cceur et dans le bas du
cylindre (la ferrite apparait sous la forme de grains sensiblement équiaxes blancs). Ce gradient de
microstructure longitudinal est bien corroboré par le profil de dureté longitudinal a cceur du
cylindre (figure 111) : la dureté est sensiblement constante dans la partie inférieure du cylindre sur
30 mm de hauteur (environ 285 HV) alors qu’elle augmente pour atteindre 320 HV dans la partie
supérieure.

Dans le cas de la trempe a I’azote 1,2 bar comme attendu, les quantités de ferrite sont beaucoup
plus importantes et nous retrouvons aussi des plages de bainite.
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figure 109 Microstructure du 27MnCr5 trempé a I’helium 4,5 bars
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figure 110 Microstructure du 27MnCr5 trempé a ’azote 1,2 bar
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figure 111 Evolution de la dureté mesurée a cceur du cylindre le long de son axe

C. IV. Mesures de déformations en cours de trempe

1. Vision monoculaire et analyse d’images

Les variations de formes d’un échantillon axisymétrique peuvent &étre suivies par vision
monoculaire en appliquant une méthode de détection de contour sur les images obtenues. Une
caméra numérique avec une résolution de 1280x1024 pixels est utilisée pour 1’enregistrement des
images pendant le refroidissement. Cette caméra est équipée d’un objectif de 60 mm et reliée a un
PC par une carte d’acquisition. Ainsi, les images numériques prises pendant le refroidissement
sont traitées grace a un algorithme permettant de définir le diametre apparent. Le logiciel utilisé
pour développer cette application est Aphélion V3.2. Le principe de I’algorithme de détection de
contour est présenté sur la figure 112. Les images obtenues avec la caméra CCD (figure 112a)
sont traitées ligne par ligne. Pour chaque ligne horizontale, notée u, une ligne de niveaux de gris
permet de définir les transitions entre 1’échantillon et la zone de trempe. Les positions de ces deux
transitions sont localisées en déterminant, avec une précision sub-pixel, I’endroit ou la dérivée
seconde de la courbe de niveau de gris vaut zéro (figure 112b). La distance entre ces deux
transitions permet de calculer le diameétre apparent de I’échantillon pour chaque ligne horizontale
de I’image. Ainsi, en répétant cet algorithme pour chaque ligne u de I’image, il est possible
d’obtenir 1’évolution du diameétre apparent de la piece tout au long de 1’axe vertical, Da(x). La
fonction Da(x) peut étre assimilée au profil de I’échantillon.
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figure 112 Principe de I’algorithme de détection de contours

Les valeurs numériques obtenues avec 1’algorithme de détection de contour sont celles du
diametre apparent Da données en pixels, unités dépendant de la caméra CCD utilisée et de la
position de cette caméra vis-a-vis de I’échantillon. Le plan focal de la caméra peut ne pas étre
exactement paralléle a 1’axe vertical de I’échantillon et cette erreur peut induire une déformation
de I’image comme illustrée sur la figure 113. La compensation de cette déformation est possible
en calibrant le systéme optique utilisé.

Forme réelle

Plan focal

Axe de
I’échantillon

Forme mesuiée

figure 113 Mauvaise position de la caméra entrainant une distorsion de ’image

La procédure suivante est utilisée pour définir le diamétre réel de 1’échantillon D(x) exprimé
en millimetres comme fonction du diamétre apparent Da(x) :

e mesure par palpeur mécanique de 1’échantillon avec une précision = 1um,

e détermination d’une courbe de calibration en définissant un facteur de conversion c entre
pixels et millimétre qui intégre les corrections de distorsions d’images (figure 114 et figure
115) tout au long de I’axe vertical (cette calibration a été faite sur I’éprouvette creuse a
sections variables qui a été utilisée dans cette partie de I’étude et dont nous préciserons les
dimensions dans le paragraphe C.IV.2),

e conversion des mesures optiques in-situ exprimées en pixels en profil de I’échantillon
exprimé en millimetres.
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figure 114 Exemple de comparaison entre mesure par palpeur mécanique et mesure optique sans
contact
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figure 115 Exemple d’évolution du facteur de conversion en fonction de la hauteur de la piéce

(dans cet exemple, 1 pixel équivaut a environ 62,58 microns a une hauteur de 10mm et a environ
62,44 microns a une hauteur de 60 mm))

La qualité¢ des images en termes de contraste et de brillance dépend fortement de 1’éclairage
appliqué. L’annexe A1l rapporte les différentes techniques qui peuvent étre utilisées. Les mesures
présentées dans le chapitre suivant ont été réalisées par ombroscopie.

2. Cas d’une éprouvette en acier 27MnCr5 : évolutions de températures et des
déformations en cours de trempe

Afin d’exacerber le mécanisme de déformation une éprouvette creuse a sections variables
(figure 116) est adoptée comme lors des études antérieures effectuées a I’Ecole des Mines d’Albi
[69]. Le diametre extérieur de I’éprouvette est porté ici a 40 mm, tandis que la hauteur est de 70
mm. Le protocole expérimental pour la trempe est identique a celui appliqué dans le cas de
cylindres pleins et le gaz utilisé est de I’hélium a 4,5 bars.

a) Mesures de tempeératures

Comme dans le cas des éprouvettes pleines, des mesures de température ont été effectuées au
moyen de thermocouples disposés au sein de trous percés au préalable. Afin de ne pas perturber
les mesures de déformations, le nombre de thermocouples a toutefois di étre réduit. La position
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des 4 points de mesure est précisée sur la figure 116. Il a été choisi de disposer d’au moins une
mesure pour chaque section de I’éprouvette.

it = 30 mm
Dext = 40 mm
H=25 mm

Gine = 20 mm

Dext = 40 mm

H=22,5mm /

Dint = 10 mm Dext = 40 mm
®ext = 40 mm Htotale = 70 l’Ilm
H=22,5mm

figure 116 Disposition des points de mesures de températures par thermocouples au sein de
Déprouvette creuse

Les résultats de ces mesures sont portés sur la figure 117. L’évolution de température du gaz
au sein de la cellule a également été mesurée au cours de ces essais et montre sans surprise une
grande similitude avec les mesures de températures de gaz effectuées pour une €prouvette pleine
trempée a I’hélium a 4,5 bars, puisque I’effet de la géométrie de 1’échantillon sur la température
du gaz peut étre jugé négligeable.
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figure 117 Evolutions de températures au sein de I’éprouvette creuse (refroidie a ’hélium 4,5 bar)

Les mesures soulignent la présence d’un gradient longitudinal de température important (figure
117). 1l est en effet logiquement plus prononcé que dans le cas de I’éprouvette pleine du fait de la
variation de 1’épaisseur selon la hauteur.

Le thermocouple 2 positionné le plus en amont et dans une faible épaisseur d’acier connait une
vitesse de trempe qui atteint 8 °C/s, soit le double de la valeur obtenue pour une €prouvette pleine
dans les mémes conditions. Comme précédemment, nous notons un effet thermique vers 500°C 1i¢
aux transformations de phase, qui est plus marqué lorsque le refroidissement est plus lent
(thermocouples 6 et 3) et qui peut €tre reli¢ a une transformation bainitique. On s’attend aussi a
une transformation martensitique qui doit se produire vers 360°C (d’aprées le diagramme TRC de
I’acier), en particulier pour les refroidissements les plus rapides (thermocouples 2 et 1).

b) Mesures de déformations

La figure 118 montre 1’évolution du diameétre de I’éprouvette sur toute sa hauteur en cours de
trempe. Les mesures brutes sont reportées, c’est-a-dire que nous n’avons pas effectué de lissage
des résultats d’une part et que le diametre initial de la piece n’a pas été retranché a ’ensemble des
mesures (pour faire apparaitre la variation de diamétre).

La comparaison de la mesure de référence (courbe noire) effectuée avant traitement thermique
de la piece et de la mesure obtenue 1s apres le début de la trempe (courbe rouge « 1s »), marqué
par la fin du remplissage de la cellule en gaz, fait apparaitre une augmentation de volume
homogeéne de la pieéce, qui est probablement essenticllement d’origine thermique. Dans les
premiers instants de trempe, on constate une diminution du diamétre extérieur de la piece, plus
rapide dans les parties de I’éprouvette se refroidissant plus rapidement, comme la partie
supérieure de 1’éprouvette d’épaisseur plus faible (comparaison courbe « 1s» et « 13s»).
L’enveloppe externe du cylindre prend alors une forme convexe, qui a ensuite tendance a
disparaitre, 44s apres le début de la trempe. On peut penser, si on se réfere aux analyses
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thermiques précédentes, que la transformation bainitique doit avoir commencé dans la partie
supérieure de 1’éprouvette, engendrant ainsi un changement de volume. En conséquence, le
diamétre de la section supérieure de 1’éprouvette augmente, compensant la déformation des
premiers instants de trempe (44s).
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figure 118 Evolution du diamétre de I’éprouvette creuse sur toute sa hauteur en cours de trempe (en
noir le diamétre de I’éprouvette avant traitement thermique)

La figure 119 précise 1’évolution du profil (lissé ici pour plus de lisibilité) de 1’éprouvette entre
44s et 180s apreés le début de la trempe. Durant cette période, la transformation bainitique,
probablement suivie d’une transformation martensitique, va progresser du haut vers le bas de
I’éprouvette donnant lieu a une augmentation du diamétre (entre 64 et 108s). Il est notable que
dans la partie supérieure de 1’éprouvette, deés 64s, on observe a nouveau une diminution de
diametre qui est probablement d’origine thermique. On peut penser qu’a 108s les transformations
sont pratiquement terminées et qu’au-dela, l’effet de la contraction thermique redevient
prédominant. L’enveloppe de I’éprouvette reprend ainsi une forme convexe. En fin de trempe, le
diameétre de I’éprouvette redevient trés comparable au diametre avant traitement thermique, mais
est néanmoins plus faible dans la partie supérieure du cylindre (figure 118). La bonne
concordance des mesures optiques par caméra CCD avec les mesures mécaniques effectuées avant
et apres traitement thermique (figure 120) conforte la qualité des mesures optiques.
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Nous avons aussi reporté les évolutions temporelles du diamétre pour différentes sections de
I’éprouvette sur la figure 121. Elles confirment d’une part la présence d’une augmentation
importante du diametre, probablement au moment des transformations bainitique et martensitique
et, d’autre part que ces déformations ont lieu d’abord dans la partie haute de 1’éprouvette (pour ce
tracé, les valeurs du diametre ont été moyennées sur 16 points de mesure, ce qui correspond a une
zone de moins de 1 mm de hauteur, afin de réduire les variations aléatoires non significatives due
a I’incertitude de mesure).

Nous notons également qu’une augmentation homogeéne du diamétre lors de 1’étape de
chauffage de la piece se mesure sur ce graphique ; elle est évaluée a environ 0,43 mm pour une
augmentation de température de 20°C a 920°C. Cette augmentation de volume correspond a un
coefficient de dilatation moyen de 1,19.10° °C™ (proche du coefficient de dilation thermique de la
microstructure initiale de 1’acier).
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figure 121 Evolution temporelle du diamétre de I’éprouvette creuse au niveau des points médians
des trois sections d’épaisseurs différentes

Méme si les résultats expérimentaux permettent déja de faire une premicre analyse des
évolutions de la déformation en relation avec les vitesses de refroidissement et les transformations
de phases, la simulation numérique est nécessaire pour interpréter plus en détail ces résultats,
comme nous le verrons dans le chapitre suivant.

133



« Modélisation de la trempe gazeuse haute pression : application aux aciers de cémentation et de trempe »
J.F. Douce Thése de Doctorat INPL 18/12/2008

134



« Modélisation de la trempe gazeuse haute pression : application aux aciers de cémentation et de trempe »
J.F. Douce Thése de Doctorat INPL 18/12/2008

Chapitre D Confrontation des résultats
expérimentaux et de simulations numeriques

La confrontation des résultats expérimentaux aux calculs numériques a été menée dans la
méme logique de progression par étapes que la construction du modéle et de la campagne de
mesures, afin d’analyser successivement les différentes sources d’écarts entre I’expérience et la
simulation. Nous avons donc considéré dans la premicre partiec de ce chapitre des écoulements
gazeux isothermes (a température ambiante) autour d’une éprouvette cylindrique pour isoler les
phénoménes liés a la mécanique des fluides. Dans la deuxiéme partie, un cycle de traitement
thermique (chauffage + trempe) a été appliqué a I’éprouvette. Dans un premier temps, cette
éprouvette est en nickel (pas de transformation de phases) et son comportement thermique ainsi
que son impact sur I’écoulement gazeux sont analysés dans différentes conditions de trempe
(nature de gaz et pression). Ensuite, les résultats de simulation de la trempe d’un cylindre plein en
acier 27MnCr5 prenant en compte les transformations de phases sont mis en regard des
observations métallographiques et des mesures de duretés. Dans la troisiéme et derniére partie de
ce chapitre, une modélisation globale du processus de trempe gazeuse, allant du calcul de
I’écoulement aux déformations et contraintes, est proposée et confrontée aux résultats
expérimentaux, notamment de déformations in situ pour un cylindre creux en acier 27MnCrS5.

D. . Modélisation des écoulements de gaz au sein de la cellule de
trempe expérimentale a température ambiante

1. Hypothéses et définition du domaine de calcul

Dans un premier temps, des simulations d’écoulement isotherme (température ambiante) en
régime permanent ont été réalisées a 1’aide du code de calcul Fluent en résolvant les équations de
conservation de la masse et de Navier Stokes. Un modéle de turbulence de type k- a été retenu
pour ces calculs, conformément aux résultats de 1’étude présentée au chapitre B.

A partir des considérations géométriques et des résultats expérimentaux, 1’écoulement a été
suppos¢ axisymétrique pour réduire notre systtme a deux dimensions. Le domaine et les
conditions aux limites pour I’écoulement (figure 122) sont fixés de la fagon suivante :
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figure 123 Conditions aux limites appliquées au domaine de calcul

Une attention particuliere a été portée au raffinement du maillage prés des parois du cylindre
de maniére a obtenir un paramétre adimensionnel y* plus petit que 1 (premiére maille située dans
la sous-couche limite laminaire). Finalement, un maillage structuré de 12000 mailles a été
constitu¢ (figure 122).

2. Comparaison des écoulements mesureés et calculés

Les mesures obtenues par PIV des vitesses d’écoulement a froid (voir chapitre C.II) sont
confrontées aux résultats de la simulation numérique. Une premicre comparaison est fournie sur la
figure 124 avec les champs de vitesses. Les allures d’écoulement ainsi que les ordres de grandeur
des vitesses obtenus sont en trés bon accord. En effet, les caractéristiques principales de
I’écoulement moyen (position des zones mortes, des zones d’accélération du gaz, des zones de
recirculation, homogénéit¢ des vitesses dans la majeure partie de I’écoulement) sont bien
représentées par le calcul. La largeur calculée du jet de gaz est toutefois 1égérement sous-estimée
en amont du cylindre et les vitesses radiales calculées sont plus élevées. Il en résulte que la taille
de la grande boucle de recirculation de gaz située en amont du socle sur lequel repose le cylindre
est également légerement surestimée.
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figure 124 Comparaison des champs de vitesses mesurés et calculés dans la cellule de trempe
expérimentale (Hélium 4,5 bars)

Les profils de vitesses axiales (Ux) tracés sur les coupes transversales A, C et D pour tous les
écoulements considérés (figure 125), confirment le trés bon accord entre les résultats numériques
et expérimentaux. Pour les écoulements d’hélium a 4,5 bars et d’azote a 1,2 bars, les mesures de
vitesses et les résultats de simulation numérique sont en accord pratiquement parfait sur la coupe
C et dans la majeure partie de I’écoulement comme le montre aussi les profils de vitesse selon les
coupes longitudinales 1 et 2 (figure 126). Sur la coupe A, la vitesse calculée est 1égérement sous-
estimée directement en amont du cylindre, mais les résultats obtenus restent dans la barre d’erreur
des mesures, qui est ici trés importante. A 1’inverse, la vitesse est surestimée une fois passée la
limite du bord latéral du cylindre, mais I’écart se réduit avec la distance radiale. Les écarts
observés sur cette section A peuvent avoir deux origines :

v" L’hypothése de débit massique et donc de profil de vitesse uniforme en entrée de la
cellule est probablement une hypothése assez forte. Les hétérogénéités du profil de vitesses
ont une incidence importante sur I’écoulement en amont du cylindre et peuvent donc étre a
’origine de ces écarts.

v’ Le faible éclairage de la zone amont du cylindre engendre une qualité de mesure assez
médiocre et donc une assez grande marge d’erreur pour les mesures de vitesses de la coupe
transversale A. Les vitesses calculées ne sont toutefois pas systématiquement dans la barre
d’erreur.

Sur la coupe transversale D, située directement en amont du socle, les vitesses faiblement
négatives proches du bord du cylindre traduisent la présence d’une zone de recirculation de gaz de
petite dimension. Ceci engendre des vitesses axiales légerement négatives. Plus loin du cylindre,
les vitesses calculées sont légerement surestimées. Cet écart est probablement dii a la condition de
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figure 126 Comparaison des profils de vitesses axiales mesurés et calculés sur les coupes
longitudinales 1 et 2 pour les trois écoulements gazeux a froid considérés

Par ailleurs les distributions de vitesses radiales sur les coupes transversales (figure 127) et
longitudinales (figure 128) font apparaitre une surestimation d’ensemble des composantes radiales
des vitesses par le calcul. Nous noterons néanmoins que cet écart est réduit dans le cas de
I’écoulement d’hélium a 1,2 bar. Cette surestimation est observée dans la globalité de
I’écoulement hormis a proximité de la sortic du domaine, ce qui traduit une surestimation de
I’¢largissement du jet libre de gaz dans la cellule de trempe. Ce phénoméne est trés sensible au
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niveau d’intensité turbulente amont de I’écoulement et pourrait donc résulter d’une mauvaise
estimation de cette grandeur, dont nous savons qu’elle ne peut étre précisément mesurée par la
méthode PIV. Augmenter le niveau d’intensité turbulente amont de I’écoulement a pour effet de
diminuer globalement la composante radiale des vitesses. On peut ainsi raisonnablement suggérer
que l'intensité turbulente mesurée est sous-estimée. Ceci est de plus cohérent avec I’hypothese
émise de ne pas mesurer les vitesses aléatoires des structures de petites échelles a cause de la
fréquence d’acquisition trop ¢élevée de la PIV.
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figure 127 Comparaison des profils de vitesses radiales mesurés et calculés sur les coupes
transversales A, C et D pour les trois écoulements gazeux a froid considérés
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D’autre part, les écarts entre les vitesses radiales mesurées et calculées sont plus faibles pour
un écoulement d’hélium a 1,2 bars. Ceci peut également provenir du niveau plus faible de
I’intensité turbulente de cet écoulement et donc une meilleure estimation de cette grandeur dans la
simulation numérique (Tu,, = 40% pour les 3 écoulements).

Si des écarts systématiques existent entre les mesures et les vitesses radiales calculées avec
Fluent, I’allure des profils calculés sur toutes les sections considérées dans I’écoulement est
analogue a celle des profils mesurés par PIV. Ceci confirme que les caractéristiques
macroscopiques de 1’écoulement (positionnement et dimensions des zones de recirculation, point
d’arrét du gaz, ...) sont bien représentées par la simulation numérique.
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figure 128 Comparaison des profils de vitesses radiales mesurés et calculés sur les coupes
longitudinales 1 et 2 pour les trois écoulements gazeux a froid considérés
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D. Il. Modélisation de la trempe des cylindres en nickel et en acier
27MnCr5

1. Hypothéses supplémentaires

Les trempes d’un cylindre de nickel et d’un cylindre en acier 27MnCr5 ont été simulées a
I’aide du couplage Fluent / Sysweld en régime transitoire décrit au paragraphe B.II. Aux
conditions de calcul pratiquées pour la simulation de 1’écoulement a froid sont jointes les
conditions initiales et aux limites requises pour la simulation des transferts thermiques conjugués
dans la phase gazeuse et la piéce cylindrique (figure 123).

e La température d’entrée du gaz évolue au cours de la trempe et suit les variations
obtenues expérimentalement, ce qui implique une variation en entrée de vitesse de gaz
puisque le débit massique est considéré constant dans le temps (voir paragraphe
C.III.1) et uniforme.

e La température initiale du cylindre et du socle en mullite est supposée uniforme et
d’une valeur de 930°C. Le flux de chaleur échangé a I’interface socle / cylindre est
supposé nul.

e Une densit¢ de flux radiatif o = ag(TP4 _Tm“) échangée entre le cylindre et les

parois de la cellule de trempe (maintenues a T, = 15°C) s’ajoute aux échanges de
chaleur conductifs et convectifs. o est la constante de Boltzman, & 1’émissivité du
solide et Tp la température de paroi du cylindre. Cette loi décrit les échanges radiatifs
d’un corps de petite dimension (le cylindre & 30 mm) placé au sein d’un corps de
grande dimension (le four de trempe & 800 mm). L’émissivité du nickel
(préalablement oxydé en surface) et de I’acier varient avec la température d’apres la
littérature [84]-[87]. Vu la diversité des valeurs données par les différents auteurs, nous
avons considéré une diminution linéaire de 1’émissivité de 0,8 (respectivement 0,5) a
930°C a 0,5 (respectivement 0,3) a 15°C pour le nickel (respectivement 1’acier).

e Le flux radiatif est supposé nul sur la surface supérieure du cylindre dans la mesure ou
le four chaud généere un flux net radiatif positif qu’il ne nous est pas possible d’estimer
a partir de nos mesures.

e Sur la surface virtuelle générée pour limiter le domaine d’étude, une condition
d’adiabaticité est appliquée

Par ailleurs, I’effet de convection naturelle d’origine thermique est pris en considération en
suivant I’approximation de Boussinesq, c’est-a-dire que les variations de la densité du gaz avec la
température sont prises en compte dans le terme source gravitaire des équations de Navier Stokes.
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figure 129 Conditions aux limites appliquées au domaine de calcul

Les propriétés thermophysiques du gaz et du nickel dépendent de la température. Elles

sont calculées a partir de la théorie cinétique des gaz pour I’hélium et I’azote et sont

tabulées a partir des données de la littérature [84], [85] pour le nickel en prenant en

compte leurs évolutions au passage du point de Curie (°C) (figure 130). Les données
thermophysiques et métallurgiques de I’acier 27MnCr5 sont issues des travaux de
caractérisation antérieurs menés au LSG2M [77], [83].

—e— conductivité

chaleur spécifique

Température de
——| transition de Curie

0 200 400 600 800
température (°C)

700

-4 650

600

550

500

- 450

400

1000

chaleur spécifique massique

(J/kg/K)

masse volumique (kg/m3)

8950
8930
8910
8890
8870
8850
8830
8810
8790
8770
8750

0 500 1000

température (°C)

figure 130 Evolution des propriétés thermophysiques du nickel avec la température
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2. Confrontation expérience/calcul de I'écoulement du gaz et de la thermique pour
un cylindre en nickel

a) Vitesses d'écoulement en cours de trempe

Rappelons que lors des mesures de vélocimétrie par PIV des écoulements a chaud, la caméra a
¢été légerement déplacée, entrainant une imprécision qui n’affecte que faiblement les valeurs des
vitesses axiales mesurées. Nous nous contenterons donc pour valider les résultats de simulation
numériques, de comparer les cartes de vitesses axiales du gaz pour un écoulement d’hélium a 4,5
bars, les autres écoulements montrant des caractéristiques similaires.

La comparaison de ces cartes a différents instants de la trempe (figure 131) montre I’analogie
des écoulements calculés et mesurés, que ce soit en termes de caractéristiques macroscopiques ou
en terme d’intensité des vitesses axiales.

N.B. : les deux échelles de couleurs schématisant les différents niveaux de vitesses axiales ne
sont pas exactement les mémes, bien que proche. Une lecture non avertie peu amener a penser
observer des écarts de vitesses plus importants.
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Résultats expérimentaux Résultats de simulations
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Résultats expérimentaux Résultats de simulations
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figure 131 Cartes de vitesses axiales mesurées et calculées a quatre instants de la trempe identifiés
par la température maximale du cylindre

b) Echanges de chaleur a l'interface gaz / solide du cylindre

Les profils de coefficient de transfert conducto-convectif obtenu le long de la surface latérale
du cylindre, présentés sur la figure 132, rappellent ceux obtenus au paragraphe B.1.4 pour un
cylindre placé dans un écoulement gazeux uniforme. Le décollement de couche limite induit tout
d’abord une diminution du coefficient de transfert avant d’atteindre un maximum au point de
recollement de la couche limite. La diminution de h en aval de ce point est plus rapide dans la
configuration de la cellule de trempe car I’impact de ’épaississement de la couche limite est
combiné a celui du ralentissement du gaz induit par la présence du socle. Juste en amont du socle,
la zone de recirculation des gaz se traduit par la présence d’un pic de coefficient de transfert. En
cours de trempe, le coefficient de transfert conducto-convectif tend a croitre, bien que le
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coefficient de transfert total he,, incluant les transferts radiatifs suivant les points de la surface,
diminue dans un premier temps, puis réaugmente éventuellement lentement ensuite (figure 132 et
figure 133).

Le coefficient de transfert thermique hyy, a été calculé comme suit :

total h + L
(TP - Too)

Pour des températures treés proches de T, le coefficient de transfert croit fortement alors que le
flux de chaleur échangé est presque nul. Ce phénoméne est purement numérique (dénominateur
nul dans le calcul de h) et ne traduit pas de réalité¢ physique. Cela dit, vu les écarts de températures
trés faibles (fin de la trempe), I’impact sur le calcul des évolutions de température est négligeable.

0 0.02 0.04 0.08 0.08 0 0.02 0.04 0.06 0.08
x (m) x (m)

figure 132 Profils de coefficients de transfert conducto-convectifs (a) et totaux (b) sur la surface
latérale du cylindre a différents instants de la trempe

L’examen des évolutions locales de hy, en cours de trempe, mettent en évidence 1’impact fort
des transferts radiatifs en début de trempe et leur rapide décroissance avec le temps (puisqu’ils
varient en T*). Comme le justifie la figure 134, ou les évolutions des deux contributions aux
transferts thermiques ont été tracées, la diminution des transferts radiatifs est plus ou moins
compensée, selon le point considéré en surface, par I’augmentation des transferts conducto-
convectifs (figure 134). Il en résulte que le coefficient de transfert moyen sur cette surface connait
des variations tres faibles avec la température de surface de la piéce, hormis en fin de trempe ou le
coefficient de transfert croit brusquement (phénomene numérique évoqué précédemment). La
contribution des transferts radiatifs pourrait ainsi expliquer pourquoi la plupart des auteurs [7],
[38], [59], [62] ayant mesuré les flux de chaleurs en cours de trempe gazeuse constatent que le
coefficient de transfert de chaleur est pratiquement constant.
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figure 133 Coefficient de transfert total fonction du temps de trempe (a) et de la température de
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figure 134 Décomposition du coefficient de transfert total en son terme conducto-convectif et
radiatif en deux points de la surface latérale du cylindre

Sur la face d’attaque, ou les échanges radiatifs nets sont supposés nuls, I’augmentation du
coefficient de transfert est assez lente et il apparait raisonnable de considérer h constant avec la
température sur cette surface (figure 135). Le coefficient de transfert, comme nous 1’avions
observé dans le cas de 1’écoulement infini autour d’un cylindre, est cependant plus élevé sur cette
surface (environ 500 W.m™2.K™") que le long de la face latérale (environ 200 W.m2.K™").
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figure 135 Coefficient de transfert de chaleur local calculé sur la face d’attaque du cylindre
fonction du temps de trempe (a) et de la température de paroi (b)

¢) Evolutions de température au sein du cylindre en nickel

Que ce soit pour un écoulement d’azote a 1,2 bar (figure 136) ou d’hélium a 4,5 bars (figure
137), la comparaison des thermogrammes calculés et mesurés a I’échelle globale du cylindre
montre une bonne estimation des températures supérieures a 400°C environ et une surestimation
des basses températures (< 400°C). Il est probable que le ralentissement des cinétiques calculées
par rapport aux mesures provienne du fait que nous ayons négligé les variations du débit massique
entrant en cours de trempe.
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figure 136 Confrontation des évolutions temporelles de températures calculées et mesurées dans
une éprouvette de nickel trempée a ’azote a 1,2 bar
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Pour la trempe a 1’azote a 1,2 bar les cinétiques de refroidissement plus lentes sont moins
discriminantes et les évolutions de températures calculées et mesurées sont globalement en trés
bon accord.

Les petits écarts observés se retrouvent toutefois amplifiés dans le cas de la trempe a I’hélium a
4,5 bars. On note ainsi :

v une bonne estimation des évolutions de températures dans le corps du cylindre (hauteur
30 mm, Th. 5),

v une surestimation de la vitesse de refroidissement aux abords de la face d’attaque du
cylindre (hauteur 70 mm, Th.6) qui conduit a des écarts calcul — expérience qui sont au
maximum de 50°C

Cette situation est probablement la conséquence de I’hypotheése faite d’imposer un flux
d’échange radiatif nul sur la surface supérieure du cylindre, supposant un équilibre des
températures de la partie supérieure de la piéce et du four. Cette hypotheése est certainement
erronée parce que la masse du four est plus importante que celle de la piece et se refroidit donc
probablement plus lentement, bien que le gaz y soit plus froid (il se réchauffe lors de son passage
dans le four). La surface supérieure du cylindre étant de plus la plus froide de la piéce, I’écart de
température avec le four est donc localement plus important. Les essais de mesure par
thermographie infrarouge donnaient, a 1’inverse des mesures par thermocouples, des résultats de
températures plus ¢€levés sur la partie supérieure du cylindre. Ce résultat physiquement
improbable traduit la réflexion d’un flux radiatif de chaleur émanant du four et conforte notre
interprétation. Nous noterons également que ce phénomene devrait étre atténué lors des mesures
de températures dans les éprouvettes creuses, du fait de la plus petite hauteur de ces éprouvettes
(70 mm) et de la moins grande surface susceptible de recevoir ce flux radiatif.

Ne connaissant pas I’évolution de température au sein du four, il ne nous est toutefois pas
possible d’estimer le flux radiatif recu par notre éprouvette de fagon précise et nous conserverons
donc I’hypothése utilisée initialement dans la suite de nos calculs.

v’ et une sous-estimation 1égére des cinétiques de refroidissement dans la partie inférieure du
cylindre (hauteur 10 mm, Th.1), les écarts calcul — expériences ne dépassant pas 30 °C (pour
les températures supérieures a 400°C).

Cet écart résulte probablement de I’hypothése de flux de chaleur nul a I’interface entre le socle
et le cylindre. En effet, le socle, troué¢ en son milieu pour le passage des thermocouples, laisse
ainsi un passage possible pour les gaz. Bien que cette zone ne soit pas directement exposée au flux
gazeux, il est probable que le cylindre soit légerement refroidi sur sa surface inférieure. Ne
disposant pas de mesure de température du socle, ni de mesure de vitesses de gaz en son centre, il
ne nous est pas possible de déterminer les échanges de chaleur y ayant lieu et nous conserverons
donc I’hypothése d’un flux de chaleur nulle pour la suite de nos calculs.
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figure 137 Confirontation des évolutions temporelles de températures calculées et mesurées dans
une éprouvette de nickel trempée a I’hélium a 4,5 bars

Malgré ces quelques écarts observés, la prédiction des évolutions de température au sein du
cylindre en nickel demeure trés représentative des évolutions mesurées. Elles sont caractérisées
par la présence d’un gradient longitudinal de température assez marqué, mais également, a
I’inverse, par la quasi-absence de gradients radiaux de température. La figure 138 présente les
évolutions de températures calculées pour différentes hauteurs dans le cylindre (10 mm, 30 mm et
70 mm) correspondant au positionnement des thermocouples sur le demi-rayon et proche de la
paroi. S’il est clair que le refroidissement est plus rapide a mesure que 1’on se déplace vers la
surface supérieure (ou encore la surface d’attaque), les différences de température de I’axe vers la
surface du cylindre sont minimes. Les écarts de température calculés entre haut et bas du cylindre
(thermocouple 6 et 1) les plus élevés ont été relevés 60 s apres le début de la trempe (figure 138).
En surface, ils atteignent environ 130 °C dans la simulation et un peu moins de 50 °C
expérimentalement.
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figure 138 Evolutions de température calculées en différents points du cylindre en nickel trempé a
Uhélium a 4,5 bars

3. Confrontation expérience/calcul des évolutions de températures dans le
cylindre en 27MnCr5 et des états microstructuraux en fin de trempe

Nous nous concentrons dans cette partie sur I’analyse du comportement du cylindre en acier
trempé a 1’hélium a 4,5 bars, car ces conditions de trempe sont plus discriminantes pour le modele
et correspondent a celles utilisées lors des mesures de déformations.

En terme d’écoulement et de coefficient de transfert de chaleur, les résultats sont trés voisins
de ceux obtenus pour I’éprouvette de nickel, aussi nous ne les redécrivons pas ici.

a) Evolutions de températures et cinétiques de transformation

Dans un premier temps, nous analysons les résultats calculés puis nous menerons les
comparaisons calcul-expérience. Les évolutions de température calculées en différents points
(figure 139) montrent bien des gradients thermiques longitudinaux élevés ainsi que des effets
thermiques liés aux transformations de phases qui sont plus marqués dans la partie inférieure de
I’éprouvette 1a ou les refroidissements sont plus lents. Pour analyser en détail ces effets, nous
avons porté sur les figure 140 et figure 141 les températures ainsi que les cinétiques de
transformation de phases calculées respectivement pour les parties supérieures (thermocouples 6
et 7) et inférieures de 1’éprouvette (thermocouples 2 et 5). Dans la partie supérieure (figure 140)
au point 7, apres formation d’une faible quantité de ferrite (8%), il se produit une transformation
bainitique qui débute vers 530°C et induit un léger ralentissement du refroidissement. La
formation de bainite (84%) est suivie de la formation d’une faible quantité de martensite (8%) a
partir de 360°C. La cinétique de refroidissement du point 6 étant proche de celle du point 7, les
cinétiques de transformation sont trés voisines. Dans la partie inférieure (figure 141), comme le
refroidissement est plus lent, les quantités de ferrite formées sont plus élevées (environ 25%) et
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les quantités de bainite plus faibles (environ 65%). Ces deux transformations conduisent a un

ralentissement du refroidissement qui est particulierement marqué pour la transformation

bainitique.
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figure 139 Evolutions de température calculées pour la trempe d’un cylindre en acier 27MnCr5 a
Uhélium 4,5 bars
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figure 140 Evolution de température et de microstructure dans la partie supérieure (thermocouples

6 et 7) du cylindre plein trempé a I’hélium 4,5 bars
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figure 141 Evolution de température et de microstructure dans la partie inférieure (thermocouples 2
et 5) du cylindre plein trempé a ’hélium 4,5 bars

La comparaison calcul — expérience est présentée sur les figure 142 et figure 143 pour les
parties supérieures et inférieures respectivement. On retrouve, comme dans le cas de I’éprouvette
en nickel, des vitesses de refroidissement surestimées dans la partie supérieure de 1’éprouvette
(thermocouple 6). De plus, les écarts de température entre les points 6 et 7 pouvant atteindre plus
de 100°C expérimentalement sont sous-estimés par le calcul et restent inférieures a 40°C. Ceci
tend a confirmer la présence d’un flux radiatif non nul sur la surface supérieure (face d’attaque)
du cylindre, provenant du four encore chaud situé directement au-dessus de 1’éprouvette et ayant
tendance a chauffer cette surface de la picce. Pour la partie inférieure du cylindre (figure 143), il
apparait, qu’hormis les 10 premieres secondes de refroidissement (qui correspondent en fait au
remplissage de la cellule de trempe en gaz), le refroidissement calculé (quand I’acier est
austénitique) est plus lent que celui mesuré, comme dans I’éprouvette de nickel. Mais ici, cette
différence de cinétique de refroidissement a des conséquences importantes sur les transformations
de phases : en effet, elle induit une transformation ferritique (probablement surestimé par rapport
a I’expérience) qui ralentit encore le refroidissement, suivie d’une transformation bainitique qui
conduit quasiment a un palier isotherme sur la courbe de refroidissement. Ces évolutions de
température entrainent des gradients longitudinaux surestimés par le calcul comme I’illustre les
figures 142 et 143 qui comparent les évolutions de température entre le haut (thermocouple 6) et
le bas de I’éprouvette (thermocouple 2). Par ailleurs, les gradients sont accentués dans le cas de
I’acier 27MnCr5 par rapport au cas de 1’éprouvette en nickel du fait de la conductivité thermique
deux a quatre fois plus faible de 1’acier. L’écart maximal de température calculé est de 190 °C
alors qu’il n’est que de 60 °C environ expérimentalement.
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figure 142 Comparaison des évolutions de températures calculées et mesurées dans la partie

supérieure de ’éprouvette cylindrique (th. 6 et 7) en acier 27MnCrS5 trempée a I’hélium a 4,5 bars
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figure 143 Comparaison des évolutions de températures calculées et mesurées dans la partie

inférieure de ’éprouvette cylindrique (th. 2, 3 et 5) en acier 27MnCrS5 trempée a I’hélium a 4,5 bars

b) Microstructures finales et duretés

Les cartes de microstructure (figure 144) montrent la présence attendue d’un gradient

longitudinal de microstructure et, a I’inverse, de faibles gradients radiaux, situés exclusivement

dans la partie supérieure du cylindre. Comme nous I’avons vu précédemment, le refroidissement

plus rapide dans cette zone entraine la formation d’une plus grande quantité de bainite (environ

75-85%) et d’une quantité moindre de ferrite (5-15%). Au fur et a mesure que 1’on se rapproche
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de la base du cylindre, le refroidissement est plus lent et donc la quantité de ferrite formée
augmente (jusqu’a 30%) et celle de bainite diminue (jusqu’a 60-65%). La martensite est répartie
de fagon relativement homogene malgré un léger gradient longitudinal d’amplitude trés faible (7-
10% de martensite en tous points). Quelle que soit la zone de I’éprouvette considérée, la présence
majoritaire de bainite est cohérente avec les observations de microstructure.
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figure 144 Cartes de proportion de phases dans I’éprouvette cylindrique pleine en acier 27MnCr5
en fin de trempe (t = 490 s) a I’hélium 4,5 bars

Les duretés calculées corroborent logiquement les gradients observés pour les microstructures
calculées. Dans la partie supérieure de I’éprouvette, plus rapidement refroidie, les transformations
ont lieu a plus basse température et les taux de bainite et de martensite sont les plus élevés. Les
duretés sont donc plus ¢élevées dans cette région de I’éprouvette que dans la partie inférieure, ou
les taux de ferrite (formée a plus haute température) sont plus €levés. La comparaison avec les
mesures de duretés sur I’axe de 1’éprouvette montre un bon accord des valeurs calculées hormis a
10 mm de la base, ou les valeurs de duretés calculées sont sous-estimées. Ceci est cohérent avec la
sous-estimation des cinétiques de refroidissement constatée dans cette zone et une surestimation
probable des taux de ferrite. La bonne prédiction des duretés sur la partie supérieure de
I’éprouvette, ou les cinétiques de refroidissement sont surestimées par le modeéle est plus
surprenante puisqu’une surestimation de la dureté aurait été logiquement attendue.
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figure 145 Carte de dureté calculée et comparaison du profil longitudinal de dureté calculé sur

269 HV0,2

DPaxe de ’éprouvette avec les valeurs mesurées pour la trempe de ’acier 27MnCr5 a 4,5 bars

D. lll. Confrontation des mesures de déformations aux résultats de
simulation

Cette partie est consacrée a la simulation numérique de la trempe de I’éprouvette creuse en
acier 27MnCr5 par de I’hélium a 4,5 bars.

1. Nouveau maillage et hypotheses supplémentaires

Le maillage doit étre adapté a la nouvelle géométrie de 1’éprouvette et la circulation de gaz a
I’intérieur de 1’éprouvette et a travers le socle nécessite de compléter les conditions aux limites.
Le maillage comporte 23700 mailles pour la phase gazeuse et 3300 mailles pour la phase solide
(figure 146). Ce plus grand nombre d’¢éléments est dii a la possibilité pour les gaz de s’écouler au
ceeur de I’éprouvette et a la présence de plusieurs points anguleux requérant un maillage plus fin.
Nous noterons également la présence d’un socle plus fin (cadre rouge sur la figure 146) que dans
le cas de I’éprouvette pleine. Les écoulements en amont de ce socle de méme diametre que
I’éprouvette (40 mm) s’en trouvent donc légerement modifiés.

Les hypothéses émises dans le cas de I’éprouvette pleine ont été appliquées dans le cas de
I’éprouvette creuse pour la simulation des écoulements, des transferts thermiques et des cinétiques
de transformation de phases. Pour le calcul de I’écoulement, une condition de pression a été
conservée pour la sortie du gaz extérieure au support (sortie 2). Par contre, une condition de sortie
pour la frontiere « sortie 1 » a la base du socle devait étre définie pour la fraction du débit
volumique de gaz s’écoulant a travers 1’éprouvette creuse. Le choix de cette condition doit
garantir une bonne prédiction de 1’écoulement gazeux et des échanges thermiques le long des
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parois internes de 1’éprouvette. Rappelons qu’aucune mesure de vitesses d’écoulement n’a pu étre
réalisée pour cette géométrie d’éprouvette car la PIV était incompatible avec les mesures de
déformations in situ. Par conséquent, il ne nous a pas été possible de déterminer la validité des
vitesses calculées des gaz s’écoulant au centre de 1’éprouvette. Par conséquent, le choix de cette
condition de sortie du gaz n’a pu étre établi que par comparaison avec une simulation de
I’écoulement sur un domaine physique plus complet (appelé « domaine prolongé »), qui s’étend
trés en aval du support du socle.
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figure 146 Maillage utilisé pour la simulation de la trempe d’une éprouvette creuse a section
interne variable

Le profil des vitesses sur I’axe de symétrie a été obtenu pour cette simulation d’écoulement
(figure 147), puis comparé aux profils obtenus en considérant le domaine limité a celui de la
figure 146 en utilisant plusieurs conditions de sortie différentes pour le gaz au centre de
I’éprouvette. Les profils obtenus pour une condition de sortie simple (outflow), de pression et une
condition de sortie imposant un coefficient de perte de charge k=2,5 (figure 147) font apparaitre
que la solution qui s’approche le plus de la solution obtenue pour un domaine étendu est la
condition imposant un coefficient de perte de charge de 2,5. Cette condition de sortie a donc été
retenue pour la suite de nos calculs.
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figure 147 Evolution des vitesses de gaz sur ’axe de I’éprouvette pour différentes conditions de

sortie

Pour la simulation des transferts thermiques, le flux radiatif a été considéré nul sur toute la face
interne de 1’éprouvette. Pour le calcul mécanique, les conditions aux limites appliquées sont :

v" une condition d’axisymétrie

v' le déplacement selon la direction axiale x est bloqué au point faisant ’angle avec la
surface inférieure, en contact avec le socle, et la surface interne de 1’éprouvette.

Nous avons considéré une loi de comportement thermoélastoplastique. Cette hypothése est
justifiée par le fait que les gradients de vitesse de déformations dans la piece sont faibles et que la
caractérisation du comportement thermomécanique de I’acier a ét¢ menée pour une vitesse de
déformation proche de celles présentes dans la piéce (& = 10™s™"). Les propriétés mécaniques de
I’acier 27MnCr5 ont été reprises des travaux antérieurs [77]-[78], [83].

Enfin une loi d’écrouissage cinématique, considérée plus représentative du comportement réel
du matériau, a été appliquée.

2. Résultats

a) Ecoulement gazeux et coefficient de transfert de chaleur

Si ce n’est I’écoulement au centre de 1’éprouvette, I’écoulement gazeux est tout a fait
comparable a celui obtenu avec une éprouvette pleine (figure 148). Nous noterons également que
la diminution de la taille du socle a finalement peu d’impact sur 1’allure de 1’écoulement puisque
les dimensions du support plus en aval restent inchangées.
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Pour I’écoulement externe, nous noterons la présence d’une zone de décollement de couche
limite juste en aval du bord d’attaque du cylindre, malgré la faible épaisseur de la 1’obstacle
rencontré. En amont du support, une boucle de recirculation de grande dimension est trés visible
sur la figure 148. Ces deux zones de recirculation des gaz se traduisent pour la premiere par la
présence d’un pic de coefficient de transfert caractéristique sur la surface latérale extérieure de
I’éprouvette (figure 149) et pour la seconde par une augmentation d’abord lente, puis trés rapide
du coefficient de transfert sur la partie la plus en aval de cette surface. Nous noterons que
I’augmentation brutale de ce coefficient est liée a la présence de I’interface avec le socle et non
exclusivement au vortex. Ce phénomeéne est li¢ a la présence d’un flux de chaleur important a
I’interface entre le socle en mullite et le gaz. Nous avons en effet considéré arbitrairement la
température de ce matériau réfractaire identique a celle de la picce, faute de mesure. Son
refroidissement plus lent explique le flux de chaleur échangé plus important et la continuité des
flux échangés 1’augmentation brutale du coefficient de transfert en ce point. S’appliquant sur une
surface extrémement faible, nous pouvons cependant raisonnablement négliger 1I’impact de ce
phénomene d’origine numérique sur le refroidissement de I’éprouvette. La présence du support,
comme dans le cas de 1’éprouvette pleine, induit en sus du vortex, un ralentissement du gaz
directement en amont, accélérant la diminution du coefficient de transfert due a 1’épaississement
de la couche limite apres le point de recollement. Dans le cas présent, cette accélération est moins
marquée que pour l’éprouvette pleine du fait de I’absence d’effet du socle. Le coefficient de
transfert moyen de 200 W/m?/K obtenu sur la surface extérieure de 1’éprouvette, est analogue a
celui calculé pour une éprouvette pleine.

Sur la face intérieure de 1’éprouvette, 1’allure du profil de coefficient de transfert est
sensiblement identique, quelle que soit la section considérée et son diametre (figure 150). I1 est
maximal au coin anguleux le plus en amont de la section et décroit ensuite vers une valeur faible
jusqu’au décrochement « en marche d’escalier » suivant. Les valeurs de coefficient de transfert
sont sensiblement les mémes pour les deux premiéres sections de diametre les plus élevés, hormis
sur les premiers millimétres de la section au diamétre le plus élevé ou h atteint ses valeurs
maximales, équivalentes aux valeurs obtenues sur la face d’attaque. Dans la section de diameétre le
plus faible, 1’absence de décrochement en aval d’une part et les pressions et vitesses locales du
gaz plus ¢élevées d’autre part induisent une décroissance du coefficient de transfert local plus lente
et une augmentation du coefficient de transfert de chaleur moyen dans cette section par rapport
aux deux premieres. On retrouve une augmentation brutale du coefficient de transfert a I’interface
avec le socle. Sur la face interne, le coefficient de transfert moyen de 125 W/m%*K est
logiquement plus faible du fait du débit de gaz réduit et plus chaud.

Sur la face d’attaque, le coefficient de transfert est & peu pres uniforme, hormis vers les coins
de la surface ou il croit brutalement. Sa valeur moyenne pondérée sur la surface est de 450
W/m?/K.
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figure 148 Carte des normes de vitesse d’écoulement (gauche) et des lignes de courant (droite)
autour de ’éprouvette creuse
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figure 149 Mise en regard du profil de coefficient de transfert sur la surface latérale extérieure de
DUéprouvette et des lignes de courant de I’écoulement aux alentours de la piéce
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g 74

D’aprés cette analyse et surtout par la présence de deux surfaces d’échanges nous nous
attendons a des refroidissements plus rapides dans 1I’éprouvette creuse.

b) Evolutions de température et cinétiques de transformations de phases

Le comportement thermique de 1’éprouvette peut étre comparé avec la mesure (figure 151) et
simultanément analysé en relation avec les transformations de phases. Les évolutions sont
globalement bien prédites jusqu’a une température d’environ 400°C. En deca de cette
température, les vitesses de refroidissement calculées deviennent plus faibles que les mesures
(figure 151).

Une analyse plus détaillée de cette figure laisse apparaitre des températures 1égérement sous-
estimées en partie supérieure de 1’éprouvette et Iégérement surestimées en partie inférieure.
Toutefois, les écarts observés sont moins importants ici que dans le cas du cylindre plein. Ceci
tend a confirmer les deux hypothéses émises pour expliquer ces écarts :

e d’une part parce que, du fait de la plus faible hauteur de 1’éprouvette et de la plus petite
surface exposée au flux radiatif émanant du four, I’impact de ce flux thermique est réduit dans

le cas de I’éprouvette creuse,

e d’autre part parce que I’écoulement gazeux au niveau du trou percé dans le socle est simulé
dans cette configuration d’écoulement et que les échanges de chaleur sont donc estimés avec
plus de précision que dans le cas de 1’éprouvette pleine.
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figure 151 Evolution de température en 4 points de I’éprouvette creuse trempée a I’hélium a 4,5

bars

D’apres le calcul métallurgique (figure 152), il se produit d’abord pour tous les points une
transformation ferritique (avec un taux maximal de 20% pour le refroidissement le plus lent, th.6)
suivie de la transformation bainitique (taux maximal de 80%, th. 2, et minimal de 70%, th. 6) et de
la transformation martensitique (taux maxi 15%, th. 2). Comme précédemment, la chaleur latente
de transformation bainitique conduit a un ralentissement du refroidissement marqué pour les
refroidissements les plus lents vers 550°C. Les résultats de la figure 152 permettent aussi de situer
la chronologie des transformations dans les différentes parties de I’éprouvette : c’est la section la
plus mince (partie supérieure) de 1I’éprouvette qui se transforme en premier en ferrite et bainite,
suivie de la section d’épaisseur intermédiaire et de la section épaisse dans le bas de 1’éprouvette.

Les gradients de microstructure finaux sont visualisés sur la figure 153. Comme
précédemment, les gradients radiaux sont faibles et les gradients longitudinaux prédominent en
accord avec les champs de température. 11 en résulte des gradients radiaux de dureté trés faibles et
des gradients longitudinaux d’autant plus €levés que la section de I’éprouvette est faible (figure
154). La dureté passe ainsi de 370 HV en haut de 1’éprouvette a 290 HV en bas. Les duretés
mesurées sont en bon accord avec les valeurs calculées en considérant les incertitudes de mesures
relativement importantes. Le modéle prédit donc de manic¢re satisfaisante les états
microstructuraux en fin de trempe.

164



« Modélisation de la trempe gazeuse haute pression : application aux aciers de cémentation et de trempe »

J.F. Douce Theése de Doctorat INPL 18/12/2008
1

0,9 -

0,8 - D - i i |
9 0,7
m
& 0,6 A
s Couleur
° —_ —————e — th.2
© 0,5 —_— - —— ———e —— th1
1 th.3
l‘5'0,4, -_———  ————— @ — M th6
g. Style austénite ferrite bainite martensite
B
o

0 50 100 150 200 250 300
temps (s)
figure 152 Evolutions temporelles calculées des taux de phases aux points de mesures de
températures dans I’éprouvette creuse

Ferrite Bainite Martensite
(| N
Min = 0.01770¢ Min = 071131 H Min = 0.079385
Max = [.20798 Mo = 0 83867 Max = 0.20192
[ [
0.0267657 el AR LR o 025221
[~ 0.0910561
0.0353269 072355 —
el RPPGEE el RERT = [0988913
== | 0.102726
g 00539493 0.735189 =
0.0630105 - EE 71159 —— 0108562
By hrz0716 B 747108 — 0-114297
[ [ 0.120232
0.0811328 0.753098 =
B ) onios B ) 750067 = [-126067
— | 0.131802
0.0992552 0.765037 o
[ — | 0.137737
0.108316 0.771006 |
= [ 0.143572
0.117378 0.776976 —
B ) 126430 B ) 7ezaes — 1-149408
- = 1355 C ) 788315 — 0-155243
) 144561 L 70488 0181078
Cp 153822 — LT [ 0.168913
C— 152684 C— ) gnases — L1rerss
171745 E 812703 o 178083
E ) 150806 —RIEICE o 0-184418
_:' 0.189867 _':' 0.824732 g 190253
0.196089
oy 198928 o U-230712 —

figure 153 Cartes de proportion de phases dans I’éprouvette creuse en fin de trempe (t =490 s) a
Uhélium 4,5 bars

165



« Modélisation de la trempe gazeuse haute pression : application aux aciers de cémentation et de trempe »
J.F. Douce Thése de Doctorat INPL 18/12/2008

70 -
Min = 2B7.321 60 |
MBa = 37485
[
-y t I
B o arer g 40 -
1 —
— I11.63 3
918.53% 5 30 1
— 327 436 £
— 335:335 20 -
—1 ——dureté calculée
943,747
— I51.145 10 dureté mesurée
— 359,049
— 366.952 0 ‘ ‘ ‘ | ‘ ‘ ‘
|

250 270 290 310 330 350 370 390
dureté (HV)

figure 154 Carte de dureté calculée et comparaison du profil de dureté calculé en surface de
D’éprouvette avec les mesures effectuées dans I’éprouvette creuse

¢) Résultats de calcul des déformations en cours de trempe

Le calcul permet de suivre simultanément 1’évolution des champs de température, de
microstructure, de contraintes et de déformations ainsi que la déformation globale de I’éprouvette
tout au long de la trempe. Nous avons choisi d’analyser d’abord la déformation calculée de
I’éprouvette au cours du temps en relation avec les champs de température et 1’avancement des
différentes transformations. Nous aborderons les €volutions des contraintes internes dans la
discussion.

La figure 155 présente I’évolution des champs de températures et de taux de phases en cours
de trempe au sein de I’éprouvette dont la déformée globale a été amplifiée d’un facteur 100.
Jusqu’a 17 s apres le début de la trempe, aucune transformation de phases n’intervient dans
I’éprouvette qui se contracte sous I’effet du refroidissement (déformations d’origine thermique
uniquement). L’éprouvette prend une forme convexe (la surface extérieure se « bombe » dues aux
contraintes de traction qui y sont générées) illustrée sur la figure 155 a). La transformation
ferritique (figure 155 d), rapidement suivie de la transformation bainitique (figure 155 b) puis de
la transformation martensitique (figure 155 e) engendrent une augmentation de volume (et donc
de diamétre) de I’éprouvette qui se propage du haut vers le bas de la piéce. Ceci se traduit tout
d’abord par une sorte de «redressement» de I’éprouvette dans sa partie supérieure avec
apparition d’une concavité¢ de la surface externe de 1I’éprouvette qui se propage, de sa partie
supérieure vers sa partie inférieure. S’il est difficile de discerner les contributions respectives des
différentes transformations de phases a ce stade de I’analyse, la quantité importante de bainite
formée ainsi que la correspondance entre la position de la concavité et le front de formation de
bainite indiquent que I’impact de cette transformation prédomine. L’impact plus marqué de la
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transformation bainitique sur 1’augmentation de rayon de I’éprouvette, pour toutes les épaisseurs
de section, est incontestable lorsque 1’on regarde les évolutions temporelles de la variation de
rayon calculée en trois points de la surface externe de la piéce, superposées a la fraction
d’austénite indiquant les temps de début des différentes transformations (figure 156). Apres 200 s,

les transformations de phases sont pratiquement terminées et 1’éprouvette ne connait plus que des
déformations d’origine thermique.

Ces résultats de calculs sont qualitativement en bon accord avec les mesures de déformations

in situ de I’éprouvette creuse (cf. chapitre C) pour lesquelles I’impact d’une transformation de
phases se propageant du haut vers le bas de 1’éprouvette était clairement visible.
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figure 155 Distributions de températures (A), de bainite (B), d’austénite (C), de ferrite (D) et de
martensite (E) dans I’éprouvette creuse trempée a I’hélium a 4,5 bars (déformations x100)
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figure 156 Evolution de la variation de rayon et de la fraction d’austénite en trois points d la

surface externe de I’éprouvette

La comparaison du contour de I’éprouvette en fin de trempe et de son contour initial fait

apparaitre un changement de forme de I’éprouvette di aux déformations permanentes qui se sont

produites pendant le refroidissement (figure 157). Nous notons un allongement de 1’éprouvette

dans la direction axiale et une forme finale plutot en « tonneau » sauf en haut de 1’éprouvette ou il

subsiste une concavité. Nous reviendrons plus en détail sur la nature de ces déformations

permanentes lors de la discussion.

Nous notons également que la concavité sur la surface externe de la piéce correspond a

I’emplacement du point de recollement de la couche limite. Le méme type d’effet avait déja été

relevé dans le cas de la trempe du cylindre en 60NiCrMol 1.
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|

figure 157 Comparaison des contours avant et aprés trempe a I’hélium a 4,5 bars de I’éprouvette
creuse (déformations x500)

d) Comparaison des déformations calculées et mesurées en cours de trempe

La figure 158 compare les évolutions des variations de rayon calculées et mesurées de la paroi
extérieure de 1’éprouvette creuse trempée a 4,5 bars. Les valeurs expérimentales n’ont pas été
lissées mais converties en variation de rayon (Ar = r(t) — r(0), r(t) représentant le rayon a I’instant t
et r(0) la valeur de référence du rayon avant traitement thermique). Nous avons donc représenté
Ar en fonction de la hauteur de I’éprouvette a différents instants de la trempe. Nous « corrigeons »
ainsi la géométrie de D’éprouvette expérimentale non parfaitement cylindrique et faisons
implicitement 1’hypothese que les défauts géométriques de cette éprouvette n’affectent pas les
déformations qu’elle subit ensuite lors du traitement de trempe.

Seules les déformations en début de trempe (1, 13 et 31s) et en fin de trempe (180, 244 et 480s)
sont représentées sur cette figure par souci de lisibilité. Avant transformations de phases, la
déformation a haute température semble trés légeérement surestimée (1s), puis la diminution de
rayon plus rapide de la partie supérieure, moins épaisse, est bien représentée (13 s). Dés 31s, les
variations de rayon calculées traduisent le début de la transformation ferritique et surtout
bainitique dans la partie supérieure de I’éprouvette, qui se « redresse ». Ce phénomeéne n’est pas
visible sur les courbes expérimentales. En effet, méme si les mesures ne sont pas effectuées pour
une hauteur (h) supérieure a 65 mm, la pente de la courbe expérimentale a cette position indique
que I'impact des transformations ferritique et bainitique n’est pas encore mesuré et que, par
conséquent, le temps de début de transformation dans la partie supérieure de 1’éprouvette est
probablement sous-estimé par le calcul. La surestimation des cinétiques de refroidissement
calculées dans cette zone de la piéce pourrait expliquer ce résultat.
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figure 158 Comparaison des variations de rayon calculées et mesurées de I’éprouvette creuse
trempée a I’hélium 4,5 bars

Au-dela de 31s (figure 159), les transformations de phases se propagent de la partie supérieure
vers la partie inférieure de la piece. A 44 s, les transformations de phases n’ont débuté que dans la
partie supérieure de 1’éprouvette. Les profils mesurés et calculés sont en bon accord, bien que les
déplacements sur les 5 mm du haut de I’éprouvette ne soient pas mesurés. A 64 s, la
transformation bainitique est pratiquement terminée pour les 15 mm du haut de 1’éprouvette et a
commencé dans la partie intermédiaire. Il s’est également formé entre 10 et 15% de ferrite dans
les parties inférieures de 1’éprouvette. La comparaison des déplacements radiaux calculés et
mesurés fait principalement apparaitre deux écarts :

v' laugmentation de diamétre calculée lors de la transformation (ici majoritairement
bainitique) est nettement plus faible que la mesure

v le sommet de la concavité est donné a une position plus basse (h = 50 mm) par la
simulation par rapport a la mesure (h = 60 mm).

La légére surestimation par le modele de la cinétique de refroidissement et les conséquences
qui en découlent sur les cinétiques de transformation de phases dans la partie supérieure la plus
fine de 1’éprouvette pourraient étre a I’origine de ces écarts. 71 s apres le début de la trempe, la
transformation bainitique est pratiquement terminée dans la partie supérieure de 1I’éprouvette et les
positions calculée et mesurée du sommet de la concavité correspondent bien (h = 49 mm, limite
entre la section la plus fine et la section intermédiaire). La position du « front » de formation de
bainite et donc le temps de début de transformation bainitique sont donc mieux représentés par le
modele. La bonne prédiction des évolutions de température dans la partie intermédiaire de
I’éprouvette, va également dans le sens de cette analyse. Néanmoins, 1’augmentation de rayon
calculée reste inférieure a celle mesurée d’environ 40 pm. Dans la partie inférieure de
I’éprouvette, la transformation ferritique engendre un ralentissement de la diminution de diameétre
calculée (figure 156) et les déplacements radiaux, jusqu’ici en accord presque parfait semblent
légérement surestimés.
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figure 159 Comparaison des variations de rayon calculées et mesurées sur la surface extérieure de

I’éprouvette creuse lors des transformation de phases de I’éprouvette
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Apres 87s, la transformation bainitique se propage vers le bas de la partie intermédiaire et
commence dans la partie inférieure de la piece. On observe un écart pratiquement uniforme
d’environ 30 pum entre les profils de déplacements radiaux calculés et mesurés, ceux-ci étant
toujours les plus grands. La comparaison des profils obtenus a 71s et 87s montre que
contrairement aux résultats de simulation, les mesures font apparaitre une forte augmentation du
diamétre de la partie inférieure de 1’éprouvette, qui se poursuit jusqu’a 108s au moins. Au méme
instant, le diametre calculé est resté stable par rapport a celui obtenu a 87s. Malgré une bonne
prédiction des évolutions de température dans la partie inférieure, le début de transformation
bainitique calculé par le modele apparait donc probablement plus tard et 1’on peut penser que les
cinétiques de transformations de phases calculées sont trop lentes.

Aprés 165s, I’essentiel des transformations de phases est achevé et seule la transformation
martensitique se poursuit dans le bas de 1’éprouvette. Les écarts entre les déplacements radiaux
calculés et mesurés qui se sont développés au moment de la transformation bainitique diminuent
progressivement (180s, cf. figure 158) puis deviennent pratiquement nuls a 244s. En fin de trempe
(480s), malgré une légere surestimation du rayon de la partie supérieure de 1’éprouvette, le modéle
rend bien compte du profil et de I’amplitude des déplacements qui demeurent trés faibles. Le
refroidissement, somme toute relativement lent, génére des contraintes internes relativement
faibles qui ne conduisent probablement qu’a des déformations plastiques et de plasticité de
transformation faibles.

L’examen des évolutions temporelles des variations de rayon en trois points de la surface
extérieure de I’éprouvette correspondant au milieu de chacune des sections confirme les tendances
qui viennent d’étre présentées (figure 160). On note globalement une bonne prédiction des
déplacements avant la transformation de phases, méme si on remarque une cinétique de
déformation plus rapide dans la partie supérieure de I’éprouvette. La simulation sous-évalue
ensuite I’amplitude de I’augmentation de diamétre associée a la transformation bainitique.

Dans la section la plus fine de I’éprouvette, le temps marquant le début de I’augmentation de
rayon associé¢ a la transformation bainitique est sous-estimé par le modéle, ce qui confirme nos
premieres observations (figure 160). Il est méme probable que I’effet de la transformation
ferritique, soit légerement sous-estimé par le modele vu les écarts croissants entre les deux
courbes de déplacement apparaissant au-dela de 23s (temps de début de transformation ferritique
calculé).

Dans la section intermédiaire et dans la section la plus épaisse (partie inférieure de
I’éprouvette), ’augmentation de rayon associée aux transformations de phases calculée est en
retard par rapport aux résultats expérimentaux. On note ainsi, pour la section la plus épaisse, un
ralentissement mesuré de la diminution du rayon environ 30 s apres le début de la trempe, qui
pourrait correspondre a la transformation ferritique (50s) dans les résultats de simulation. De
méme, le début d’augmentation de rayon associé a la transformation bainitique semble retardé de
15s environ par le calcul. Les transformations de phases calculées semblent donc en retard dans
cette partie de 1’éprouvette, au moins pour ce qui concerne le début de transformation.
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figure 160 Comparaison des évolutions temporelles calculées et mesurées des déplacements radiaux
de I’éprouvette creuse en 3 points de sa surface extérieure

3. Discussion

Si la comparaison des déformations calculées et mesurées semblent indiquer que les
transformations de phases se produisent trop tardivement par rapport a 1’expérience et sont
accompagnées de déformations trop faibles, il nous parait important, pour tenter de mieux
comprendre la source de ces écarts calcul-expérience, de revenir sur 1’origine des déformations de
I’éprouvette en essayant d’analyser les différentes contributions a cette déformation.

Les déformations que I’on pourrait qualifier d’initiales au cours de la trempe sont les
déformations de contraction thermique. Lors de la trempe d’une piece plus ou moins massive
comme 1’éprouvette que nous avons utilisée, ces déformations ne sont pas uniformes au sein de la
picce du fait des différences locales de cinétiques de refroidissement. Ces hétérogénéités sont a
I’origine de contraintes internes qui induisent des déformations élastiques et plastiques lorsque le
niveau de contrainte est suffisamment élevé et atteint la limite d’¢lasticité du matériau. Les
transformations de phases sont également sources de déformations : changements de volume
associés au changement de structure et déformations de plasticit¢ de transformation, dont
I’amplitude dépend de la vitesse de transformation et du niveau de contrainte au moment de la
transformation de phases. Ce sont I’ensemble de ces déformations qui contribuent a la « forme »
de I’éprouvette.
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La forme finale de I’éprouvette est essentiellement le résultat des changements de volume
associés aux transformations de phases (variation de volume entre la structure initiale avant
traitement et la structure finale apreés trempe) et des déformations permanentes qui se sont
produites pendant le refroidissement : les déformations plastiques et les déformations de plasticité
de transformation.

En ce qui concerne les changements de volume, 1’éprouvette creuse trempée a I’hélium a 4,5
bars a, aprés trempe, une microstructure constituée de ferrite, de bainite et de martensite. La
microstructure initiale était quant a elle ferrito-bainitique. Le seul changement de volume notable
entre la structure initiale et la structure finale est celui associé¢ a la transformation martensitique.
Pour notre acier et compte tenu de sa teneur en carbone, il peut étre estimé a partir des volumes
atomiques a environ 5.107 pour une transformation martensitique compléte [77], [83]. Dans
notre cas, la quantité de martensite formée étant faible (10% - 20%), on peut s’attendre a un le
changement de volume associ¢ aux transformations de phases entre 1’¢état final et I’état initial trés
faible.

Pour analyser plus avant les déformations, nous nous intéressons dans un premier temps a la
geneése des contraintes internes dans 1’éprouvette (figure 161). Les évolutions de contraintes
internes locales dépendent des évolutions de température et de microstructure locales mais
également des contraintes dans les parties environnantes qui rendent I’interprétation plus ardue
pour des géométries complexes comme celle que nous étudions. Sur les graphiques, nous avons
porté en traits pointillés le début des transformations de phases dans I’ordre ferritique, bainitique
et martensitique. En début de trempe (avant les transformations de phases), I’éprouvette subit tout
d’abord des contraintes de traction en surface. Aux points 1 et 2 (section fine et section moyenne
de I’éprouvette), les contraintes de traction diminuent (et s’inversent méme au point 1) avant la
transformation ferritique, qui vient ensuite accélérer la mise en compression dans ces deux zones
de I’éprouvette. Au point 3 (section épaisse), la transformation ferritique semble étre d’abord a
I’origine de la relaxation des contraintes de traction initiales, puis cette partie de 1’éprouvette est
de nouveau mise en traction. Aux points 1 et 2, les contraintes de compression diminuent apres la
transformation bainitique avant une remise en compression. La transformation martensitique
intervient ensuite dans ces deux zones, alors que les niveaux de contraintes de compression sont
trés faibles. La mise en compression se poursuit apres la transformation martensitique au point 1
avant une relaxation partielle des contraintes. Au point 2, la transformation martensitique est
suivie d’une relaxation partielle des contraintes avant que les contraintes de compression ne
s’accentuent jusqu’a la fin de la trempe. Ces deux parties de 1I’éprouvette subissent donc des
contraintes résiduelles de compression d’amplitude faible (-10 MPa pour la section fine et -40
MPa pour la section moyenne). Au point 3, la transformation bainitique est suivie d’une mise en
compression avant de repartir en traction. La transformation martensitique intervient alors que les
contraintes de traction sont de 55 MPa et engendre une diminution lente de ces contraintes. Les
contraintes résiduelles en ce point sont de compression et également de faible amplitude (25
MPa).
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D’aprés cette analyse, il ressort que les niveaux de contraintes internes sont relativement
faibles tout au long du refroidissement di principalement aux faibles gradients thermiques générés
dans I’éprouvette (soulignons que les niveaux des contraintes atteints en cours de trempe pour les
points 1, 2 et 3 sont représentatifs de ceux atteints en tous points de I’éprouvette pendant la
trempe). Les contraintes résiduelles sont elles aussi relativement faibles (comprises entre —70 MPa
et +90 MPa dans I’ensemble de I’éprouvette) comme 1I’illustre la figure 162. Ces faibles niveaux
de contraintes résiduelles sont le résultat des faibles hétérogénéités de changement de volume
subsistant aprés refroissement (comme nous [’avons explicité ci-dessus) et des faibles
hétérogénéités de déformations permanentes qui se sont produites pendant le refroidissement
(déformations plastiques et de plasticité de transformation).
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figure 162 Contraintes résiduelles (MPa) au sein de I’éprouvette creuse trempée a I’hélium 4,5 bars
A — contraintes axiales, B — contraintes tangentielles

Pour le confirmer, nous avons donc cherché a I’aide de la simulation numérique a déterminer
I’importance relative des différentes contributions a la déformée finale de la piéce. Nous
examinons dans un premier temps la contribution des déformations plastiques.

La figure 163 compare les évolutions des contraintes équivalentes de Von Mises avec la limite
d’¢lasticit¢ du matériau pour le début du refroidissement. C’est en effet au début du
refroidissement dans le domaine austénitique a haute température (ou les gradients thermiques
sont les plus élevés) que sont générées 1’essentiel des déformations plastiques. Mais dans notre
cas, les gradients thermiques étant faibles, ces déformations plastiques sont faibles (de I’ordre de
0,05% pour la déformation plastique équivalente cummulée). L’écart entre la limite d’élasticité et
la contrainte équivalente de Von Mises représente 1’écrouissage du matériau qui est limité da aux
faibles déformations plastiques et au faible coefficient d’écrouissage de 1’austénite a haute
température.

Pour quantifier I’impact des déformations plastiques sur la déformation finale de I’éprouvette,
une simulation numérique a été effectuée en supposant un comportement €lastique du matériau
(en augmentant fortement la limite d’¢lasticité de 1’acier (x100)). Les déformations permanentes
sont donc uniquement les déformations de plasticité de transformation. La figure 164A compare
les formes finales calculées dans ce cas de figure a celles de la simulation de référence. L’écart
entre ces deux formes est relativement important et la contribution de la plasticité aux
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déformations lors de la trempe parait non négligeable malgré le faible niveau des contraintes.
Nous avons ¢galement porté sur la figure 164A la forme initiale de la piéce. Le calcul avec une
limite d’¢élasticité ¢levée montre que la forme finale est pratiquement une simple homothétie de la
forme finale qui correspond sensiblement au changement de volume induit par la présence de
martensite. Il semble donc que les déformations de plasticité de transformation soient trés faibles
dans ce cas. Ceci est corroboré par les niveaux de contraintes résiduelles calculées (figure 164B)
qui sont tres faibles (inférieurs a 10 MPa).
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figure 163 Comparaison des contraintes équivalentes de Von Mises et des limites d’élasticité
calculées en 3 points de I’éprouvette creuse trempée a I’hélium a 4,5 bars
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figure 164 Comparaison de la forme finale calculée (déformée x500) pour un comportement
élastique du matériau et pour le cas de référence (A) et champs de contraintes axiales calculé pour un
comportement élastique du matériau (B)

Pour confirmer la faible contribution des déformations de plasticité de transformation aux
déformations de 1’éprouvette, nous avons mené une simulation en supposant la plasticité de
transformation nulle (K = 0). Les évolutions temporelles de la variation de rayon de I’éprouvette
représentées aux points 1, 2 et 3 (a partir du moment ou les transformations de phases se
produisent) et la comparaison des formes finales obtenues montrent que la contribution de la
plasticité de transformation dans la simulation de la trempe de 1’éprouvette creuse a 4,5 bars est
négligeable car les écarts observés avec la simulation sans plasticité de transformation sont nuls
(figure 165). La contribution négligeable de la plasticité de transformation a la déformation finale
de I’éprouvette peut s’expliquer par les cinétiques de refroidissement lentes engendrant des
niveaux de contraintes peu élevés, notamment au moment des transformations de phases.

Pour néanmoins comprendre 1’impact potentiel de la plasticité de transformation sur la
déformation de I’éprouvette, nous avons mené une simulation numérique supplémentaire ou le
coefficient de plasticité de transformation K a été artificiellement multiplié par 3,5 par rapport au
coefficient K calculé avec le modéle de Leblond (le coefficient du modele de Leblond a été
calculé a 550°C, température de transformation bainitique). Dans ce cas, comme 1’ont déja montré
plusieurs auteurs [75]-[77], ’augmentation de la plasticit¢ de transformation a un impact non
négligeable sur la déformée finale de la piece, qui tend alors plus vers la forme de « bobine », plus
étirée et moins bombée, que celle de « tonneau » (figure 166) calculée dans le cas de référence.
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L’analyse des évolutions temporelles de contraintes (figure 167) confirme aussi les résultats
des études antérieures. Un coefficient de plasticit¢ de transformation plus élevé conduit a une
relaxation plus importante des contraintes, visible déja pendant la transformation ferritique et
accentuée lors de la transformation bainitique dans le cas que nous considérons. Soulignons que
ces effets de relaxation sont décelables mais trés faibles (quelques MPa) et donc négligeables dans
le cas de référence.
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figure 167 Comparaison des évolutions de contraintes axiales calculées avec une plasticité de
transformation de phase calculée par le modéle de Leblond puis multipliée par 3,5 (K x3,5)

Ces derniers calculs confirment ’'impact négligeable des déformations de plasticité de
transformation sur la forme finale de 1’éprouvette qui n’est influencée que par le changement de
volume di a la formation de martensite en cours de trempe, provoquant une dilatation de la forme
initiale de la piece et par les déformations plastiques, qui conférent a la piéce une forme plutot en
« tonneau ». La forme de « tonneau » mesurée, légerement plus prononcée que celle donnée par la
simulation numérique, orienterait plutot I’explication des écarts expérience / calcul concernant la
forme finale de I’éprouvette vers une légere sous-estimation des déformations plastiques, donc
une imprécision de la prédiction des évolutions de températures, qui sont pourtant en bon accord
aux différents points de mesure. Les écarts importants de déformations observées lors de la
transformation bainitique pointent plutot vers une prédiction des cinétiques de transformation de
phases trop lentes, qui pourraient étre en lien avec les cinétiques de refroidissement ou résulter de
la non prise en compte de I’influence des contraintes sur les transformations de phases dans notre
modele. En effet, plusieurs travaux de la littérature [88] montrent que les cinétiques de
transformations de phases sont affectées par une contrainte appliquée. En particulier, M. Veaux
[76] a montré que la prise en compte de ’accélération de la transformation bainitique par les
contraintes internes lors de la trempe permet d’améliorer les prédictions. L’incidence de la prise
en compte de I’interaction contraintes internes/cinétiques de transformation de phases sur nos
résultats n’a malheureusement pas pas pu €tre analysée faute de temps pour intégrer ce couplage
supplémentaire au modele, mais pourrait faire 1’objet d’un développement ultérieur.
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Conclusion

L’intérét pour la trempe gazeuse haute pression n’a cessé de croitre chez les professionnels du
traitement thermique, grace notamment aux progres technologiques qui permettent d’atteindre les
cinétiques de refroidissement obtenues en solutions aqueuses de polymeres ou en trempe a 1’huile.
C’est aussi en grande partie grace a la bonne reproductibilité du procédé qui permet un controle
précis des propriétés mécaniques et des déformations des pieces traitées. Nous avons ainsi cherché
a construire un outil numérique qui permette de prédire ces propriétés a partir des conditions
hydrodynamiques de trempe.

La technique de trempe met en jeu des phénomenes physiques couplés qui sont, en 1’état actuel
des connaissances, relativement bien connus et maitrisés deés lors que I’on considére séparément
ceux régissant la phase fluide (mécanique des fluides et transferts thermiques), de ceux décrivant
le comportement du solide (thermique, métallurgie et mécanique du solide). Pour simuler
conjointement ces deux aspects de la trempe gazeuse, une attention particuliere a été portée au
phénomene qui les relie, a savoir I’échange de chaleur entre le gaz et le solide. Nous avons ainsi
identifi¢ plusieurs parametres ayant une influence importante sur ces transferts thermiques,
certains étant bien connus et déja utilisés par les professionnels du traitement thermique (pression
de I’enceinte, nature des gaz, vitesse d’écoulement), d’autres moins bien maitrisés (turbulence
amont de 1’écoulement, rugosité des picces traitées). Pourtant ces derniers s’averent étre d’une
importance cruciale dans la gamme des nombres de Reynolds atteints actuellement en trempe
gazeuse haute pression, car ils influencent la structure de 1’écoulement, en favorisant notamment
les transitions vers les régimes critique, supercritique et transcritique, pour lesquels les transferts
de chaleur augmentent fortement. Nous avons pris le parti, a I’issue de cette analyse et aprés avoir
répertorié les méthodes de simulation de la trempe gazeuse citées dans la littérature, de coupler
deux codes de calculs commerciaux FLUENT (spécialisé pour la phase gazeuse) et SYSWELD
(spécialisé¢ pour la phase solide) afin de calculer simultanément les écoulements gazeux, les
transferts thermiques, les cinétiques de transformations de phases et les contraintes et
déformations de la piece traitée. Cette démarche compléte n’avait a notre connaissance jamais été
appliquée pour les simulations numériques de la trempe gazeuse haute pression, puisque, le plus
souvent, les calculs en phase gazeuse et en phase solide sont séparés.

Dans la suite de notre travail, nous avons appliqué la méme méthode progressive par étapes
pour construire le modele numérique et mener la campagne expérimentale dans la cellule de
trempe de laboratoire (ENSTIMAC). Pour chacun de ces deux travaux et de fagon systématique,
I’écoulement gazeux seul a ainsi été étudié en premier lieu, puis I’analyse a été¢ enrichie avec,
successivement, 1’étude des différents mécanismes mis en jeu lors de la trempe gazeuse, a savoir
les transferts thermiques, puis le comportement métallurgique et enfin mécanique de la piece
trempée.

Lors de la construction du modele, cette méthode nous a conduit a déterminer premierement
les conditions de calcul de I’écoulement gazeux, en particulier le modéle de turbulence qui devait
conjuguer un calcul relativement rapide et suffisamment précis pour rendre compte des transitions
de régime d’écoulement. Le meilleur compromis a été trouvé avec le modele k-o et pour des
propriétés thermophysiques du gaz variant avec la température uniquement. Par ailleurs, un
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maillage suffisamment fin a I’interface avec la pi¢ce trempée a été adopté pour ne pas avoir
recours aux fonctions de paroi. Ensuite, nous avons vérifi¢ la cohérence de la technique de
couplage développée entre FLUENT et SYSWELD. Cette technique consiste a calculer les
transports de chaleur dans la phase gazeuse en régime transitoire avec FLUENT, puis a imposer la
distribution de densité de flux de chaleur calculée a chaque pas de temps fluide sur I’interface gaz
/ solide comme condition aux limites pour le calcul des transferts thermiques avec SYSWELD.
Nous avons montré que la stabilité, la précision et la rapidité du calcul étaient améliorées en
imposant plutot une distribution de coefficient de transfert de chaleur a I’interface, car celui-ci
évolue moins rapidement que la densité¢ de flux de chaleur en cours de trempe. Les résultats
obtenus avec le couplage des deux codes commerciaux, appliqué a un matériau ne subissant pas
de transformations de phases, sont pratiquement identiques, a ceux obtenus par le calcul des
transferts conjugués avec FLUENT uniquement. Cette étape nous a permis ainsi de valider la
technique de couplage et d’optimiser le temps de calcul. Cet outil numérique a ensuite été
appliqué aux cas de la trempe de cylindres d’aciers. Le premier cas nous a permis de coupler le
calcul des cinétiques de transformations de phases d’un acier eutectoide (C80) ne subissant lors de
cette trempe qu’une transformation perlitique, fortement exothermique, au calcul thermique et
fluide. Cette application a mis en évidence un effet faible de la transformation de phases sur les
évolutions du coefficient de transfert de chaleur avec la température, méme lorsqu’elle engendre
des phénomenes de recalescence prononcés, contrairement a ce qui avait été montré au cours d’un
précédent travail au LSG2M par A. Azim [64]. Dans le deuxieéme cas, relatif a un acier qui ne
subit qu’une transformation martensitique pour le refroidissement étudié, une simulation complete
allant de 1’écoulement gazeux jusqu’au calcul des contraintes et déformations a pu étre conduite.
Nous avons ainsi pu commencer a identifier les différentes contributions aux déformations finales
d’une piece trempée au gaz, a la lumiére des résultats obtenus précédemment au LSG2M.

Nous avons ensuite analysé les résultats obtenus expérimentalement sur une cellule de trempe
de laboratoire a 1’Ecole des Mines d’Albi. Cette campagne d’essais comprend les mesures de
vitesses d’écoulement gazeux a température ambiante et en cours de trempe par vélocimétrie laser
(PIV), les mesures d’évolution de températures au sein d’éprouvettes cylindriques en nickel (ne
subissant pas de transformations de phases) et en acier 27MnCr5. Pour ces derniéres, des
observations de microstructures et des mesures de duretés ont été réalisées sur les échantillons
apres trempe. Enfin, les déformations ont été mesurées in situ pour une trempe a I’hélium 4,5 bars
d’une éprouvette creuse a sections variables (géométrie maximisant les déformations) en
27MnCr5.

Ces mesures ont ¢été comparées par étapes successives aux résultats des simulations. Nous
avons ainsi montré que l’ensemble des phénomeénes physiques mis en jeu lors de la trempe
gazeuse, des écoulements aux déformations de la piece traitée sont globalement bien représentés
par notre modele. En terme d’écoulements a froid et en cours de trempe, les écarts faibles
constatés entre calcul et expérience sont expliqués par les hypothéses simplificatrices réalisées
pour le calcul (axisymétrie, conditions d’entrée uniformes, intensité turbulente en entrée
approximative, ...) et par les incertitudes de mesures. Pour la prédiction des évolutions de
températures, des écarts relativement importants sont observés pour les refroidissements les plus
rapides (trempe a I’hélium a 4,5 bars) de cylindres pleins, notamment pour I’acier 27MnCr5. La
encore, ces écarts sont expliqués par les hypothéses simplificatrices faites pour le calcul des
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transferts de chaleur essentiellement (flux radiatif sur la surface supérieure supposé nul, échanges
de chaleur supposés nul avec le socle), mais aussi de I’écoulement (débit massique en entrée
supposé constant). Les observations de microstructure qui ont ét¢ menées ne révelent pas de
contradiction avec les résultats des calculs, mais, n’étant pas quantifiées, ne nous permettent pas
de conclure quant a la bonne prédiction des états microstructuraux en fin de trempe. Etant donnée
la prédiction inexacte des évolutions de température, quelques écarts sont logiquement observés
entre les duretés calculées et mesurées.

Pour la simulation compléte de la trempe a I’hélium a 4,5 bars de 1’éprouvette creuse, les écarts
de températures entre la simulation et 1’expérience sont faibles car I’impact des hypothéeses
simplificatrices évoquées précédemment est réduit pour ces géométries d’éprouvette et de socle.
Les déformations de 1’éprouvette calculées au début et a la fin de la trempe sont en trés bon
accord avec les déformations mesurées. Néanmoins, au cours de la transformation bainitique, les
déformations de I’éprouvette sont sous-estimées par la simulation.

Pour tenter de mieux comprendre ces quelques €carts, nous avons évalué 1I’importance relative
des différentes contributions a la déformation de 1’éprouvette. Nous avons montré que la forme
finale de 1’éprouvette, plutdt en tonneau, résulte essentiellement des déformations plastiques a
haute température. Une faible augmentation de volume liée a un faible taux de martensite formé
au cours du refroidissement apparait aussi en fin de trempe. Les déformations de plasticité de
transformation ne participent quant a elles pratiquement pas a la déformée finale de I’éprouvette.
Nous avons néanmoins des difficultés a expliquer les écarts calcul / expérience enregistrés en
cours de trempe, qui nous paraissent plus probablement dus a une sous-estimation des cinétiques
de transformation (bainitique au moins). Le fait de ne pas avoir pris en compte I’impact des
contraintes sur les cinétiques de transformations de phase pourrait étre a 1’origine de ces écarts et
sa prise en compte pourrait faire I’objet d’un développement ultérieur du modéle.

L’ensemble de nos résultats souligne 1’importance de la bonne maitrise des conditions aux
limites pour la prédiction des cinétiques de refroidissement, conditionnant les cinétiques de
transformation de phases, les évolutions de contraintes et de déformations, ainsi que 1’état
microstructural et mécanique final de la picce. Il nous parait en effet crucial, pour la qualité des
résultats prédicitfs en traitement thermique, de déterminer avec la plus grande précision la
distribution spatiale du coefficient de transfert de chaleur local et son évolution en tous points de
la surface au cours de la trempe, comme nous 1’avons fait dans notre travail.
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Perspectives

Les limites technologiques de I’installation expérimentale de trempe gazeuse de I’Ecole des
Mines d’Albi ne nous ont pas permis d’atteindre des vitesses de refroidissement plus rapides que
celles de la trempe a I’hélium a 4,5 bars. Or, les cinétiques de refroidissement rapides sont non
seulement les plus répandues dans I’industrie actuellement, mais représentent également les
conditions les plus discriminantes pour la validation du modéle numérique. En effet, les résultats
de simulation sont alors, pour chaque phénomene mis en jeu en trempe gazeuse, nettement plus
sensibles aux hypotheses de calcul. Les écoulements turbulents a fort nombre de Reynolds,
I’accroissement des vitesses de transformation de phases et leur impact sur la déformation de
plasticité de transformation, 1’augmentation de 1’amplitude des contraintes et leur impact sur les
cinétiques de transformation de phases et les déformations de plasticité de transformation sont
quelques illustrations de cette sensibilité accrue. Il nous parait donc pertinent d’envisager une
campagne expérimentale dans ce type de conditions, afin d’accentuer et de mieux percevoir les
imperfections du mode¢le.

Par ailleurs, I’utilisation d’un outil numérique couplant deux codes de calculs commerciaux
peut s’avérer un handicap pour le développement du code numérique lui-méme, mais constitue en
contrepartie un réel atout pour I’application du modéle a des cas plus complexes que ceux que
nous avons considérés au cours de ce travail.

Les résultats de notre ¢tude montrent globalement que, méme si certaines améliorations
peuvent encore étre apportées au modele lui-méme (utilisation de modeles de turbulence plus
précis comme la LES, prise en compte de 1’effet des contraintes sur les transformations de phases,
...), celui-ci pourrait &tre appliqué, en son état actuel, a des cas industriels plus complexes avec
profit. Ainsi, plusieurs travaux non mentionnés dans ce mémoire, ont ét¢ menés en collaboration
avec la société Air Liquide dans 1’objectif de simuler au mieux les traitements de trempe gazeuse
industriels.

Le modéle a été développé pour des applications tridimensionnelles en le validant dans le cas
du cylindre par comparaison avec les résultats des simulations 2D. Il est donc possible
d’envisager de simuler la trempe de pieéces de géométrie quelconque avec ce modele. Ce
développement a permis d’aller plus loin dans la modélisation compléte du procédé de trempe
gazeuse haute pression industriel, en autorisant la simulation de la trempe d’une charge
industrielle. Aprés une campagne de mesures de vitesses au sein d’une cellule de trempe gazeuse
industrielle par vélocimétrie laser a effet Doppler, I’écoulement gazeux autour d’une charge de
cylindres (ou de disques) disposés en plusieurs configurations (alignement, quinconce) a d’abord
ét¢ simulé. Le modele couplé a ensuite été appliqué a un matériau ne subissant pas de
transformation de phases et sans appliquer de calculs de déformations, afin d’analyser, dans un
premier temps, les hétérogénéités de refroidissement des pieces au sein d’une charge industrielle.

L’intérét du modéle est de permettre de simuler plusieurs géométries de charges (disposition
des piéces, ajout de déflecteurs, orientation d’écoulement,...) afin de minimiser les hétérogénéités
de refroidissement, mais également, via une étude de sensibilité ou un calcul direct, de quantifier
les hétérogénéités de caractéristiques mécaniques et de déformations des pieces.
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Le temps de calcul important (qui a motivé notre effort pour réduire les temps de simulation
obtenus pour des géométries simples) et la nécessité de mesurer les conditions d’entrée (vitesse
des gaz, intensité turbulente,...) pour ce type de simulation complique cependant I’application du
modele aux systemes industriels, peu accessibles aux systemes de métrologie (notamment pour la
tenue mécanique a haute pression). L’application du modele a la simulation de la trempe de
charges industrielles demeure donc relativement complexe. Néanmoins, en attendant d’avoir acces
a des machines numériques suffisamment puissantes pour maintenir des temps de calcul
raisonnables, 1’approche multi-échelles proposée par Schmidt et Fritsching [56] parait une
solution tres intéressante.

Nous noterons également, pour conclure, que si nous avons porté 1’essentiel de notre effort a la
prédiction des caractéristiques mécaniques et des déformations a partir des conditions opératoires
de trempe (vitesse et nature des gaz, pression de I’enceinte), le modele permet également
d’inverser le probleme de facon intéressante. Un chemin thermique de trempe permettant
d’atteindre les caractéristiques mécaniques désirées et de minimiser les déformations pourrait
ainsi étre construit. Le modele pourrait alors déterminer les conditions opératoires a appliquer lors
de la trempe (variations de pression, de vitesse de gaz,...) pour reproduire le plus fidélement
possible ce chemin thermique et donner les caractéristiques mécaniques et les déformations
correspondantes.

La démarche de couplage entre la simulation numérique du procédé et du comportement
thermomécanique et métallurgique du produit peut sans doute s’appliquer également a d’autres
traitements thermiques. Une application a ainsi vu le jour au laboratoire LSG2M avec les fours de
réchauffage de produits longs et il n’est pas exclu que d’autres puissent naitre a I’avenir.
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Modélisation de la trempe gazeuse haute pression : application aux
aciers de cémentation et de trempe

L’utilisation de fluides non vaporisables tels que les gaz pour tremper différentes pieces d’acier rend
possible, avec les outils numériques actuels, la simulation de 1I’ensemble des phénomenes physiques
mis en jeu dans ce traitement thermique et ainsi de prédire les comportements thermique,
métallurgique et mécanique des pieces. Plusieurs auteurs s’intéressent a la construction de ce type de
modeles dont les enjeux sont de promouvoir 'utilisation de la trempe gazeuse haute pression, en
cherchant a remplacer les trempes a I’huile plus polluantes et/ou & maitriser les déformations pendant
ou apres la trempe.

Lors de notre travail, un modele décrivant ces phénomenes physiques, de 1’écoulement gazeux aux
déformations, et leurs couplages a été construit par étapes en couplant les deux codes de calcul
commerciaux Fluent et Sysweld. Les résultats de simulations ont ensuite été confrontés a des mesures
de vitesses d’écoulements de gaz (par PIV), de températures et de déformations in situ (détection de
contours). Malgré quelques écarts dont les origines ont été analysées, la comparaison a révélé une tres
bonne concordance des résultats de calculs et expérimentaux, validant ainsi la démarche de calcul.

Le modele pourrait maintenant étre testé pour des refroidissements plus rapides que ceux considérés
mais son utilisation pour des applications industrielles (pieces de géométrie plus complexe,
refroidissement de charges entieres, ...) peut d’ores et déja étre envisagée avec confiance.

Mots clefs: trempe gazeuse, modélisation, écoulements, turbulence, transfert thermiques,
transformations de phases, déformations, contraintes

High pressure gas quenching modelling: application to quenching and
carburizing steels

The use of non vaporizable fluids such as gas to quench steel bodies makes the simulation of all the
coupled physical phenomena involved in this heat treatment possible thanks to current numerical
simulation tools. It gives access to the prediction of thermal, metallurgical and mechanical behaviour
of steel pieces during quenching operation. Several authors have tried and build such kind of models
in order to promote gas quenching use either by trying to replace less environmental friendly oil
treatments or by trying to control distortions during or after quenching.

In our work a model describing the physical coupled phenomena, from gas flow to distortion has been
built step by step by coupling both commercial numerical codes Fluent and Sysweld. Simulation
results have then been compared to gas flow velocities measurements (by PIV), temperature
measurements and in situ distortions measurements (contour’s detection method). This confrontation
revealed a very good agreement between calculated and experimental data despite some slight
differences, which have been analysed in detail. This validated the calculation method used in the
model.

One of the perspectives of this work could be the validation of the model for higher quenching rate.
However, some industrial applications (tridimensional more complex bodies quenching simulation,
quenching of full loads, ...) can be run from now on with confidence.

Key words: gas quenching, simulation, fluid flow, turbulence, heat transfers, phase transformations,
distortions, stress
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