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Introduction : présentation du procédé
de coulée continue d’aciers et objectifs
de la theése

Dans l'industrie sidérurgique, la coulée continue est le procédé qui se situe entre 1’éla-
boration de l'acier et le laminage. Ce procédé a pris, depuis 30 ans, une place de plus
en plus importante dans la filiere de production en raison des avantages par rapport a
la technique traditionnelle de coulée en lingots : économie d’énergie et de main d’ceuvre,

meilleur rendement et amélioration de la qualité du produit.

F1G. 1 — Exemple de machine de coulée continue de brames



Introduction : présentation du procédé de coulée continue d’aciers et objectifs de la thése

Pour schématiser le procédé, on peut le décrire de la maniére suivante : l'acier en
fusion contenu dans une poche est coulé dans une lingotiére sans fond maintenue a
basse température par un systéme de refroidissement (en général hydraulique). L’acier
liquide, au contact avec la lingotiére, va se solidifier et une peau solide commence ainsi
a se former. On parle de refroidissement primaire. Sous la lingotiére sont disposés des
rouleaux extracteurs qui font avancer le produit dans la machine a vitesse constante. Entre
ces rouleaux, un deuxiéme systéme de refroidissement est constitué de jets d’eau (on parle
alors de refroidissement secondaire). Au fur et & mesure que le produit progresse dans
la machine, I’épaisseur de la couche solidifiée augmente et inversement 'acier liquide tend
a disparaitre pour obtenir finalement un produit complétement solidifié en fin de procédé.
Au cours de ce refroidissement, 1’acier passe par trois états : liquide, pateux et solide. En
fin de procédé, une fois sa solidification terminée, le produit est découpé en troncons et
envoyé vers un parc de stockage ou plus directement vers un four avant d’étre laminé.
Notre étude portent sur les procédés mettant en jeu le refroidissement secondaire, nous
ne mentionnerons pas les procédés a solidification trés rapide tels que la coulée de brames

minces entre cylindres par exemple.

A laide des notations de la figure (FIG. , décrivons les éléments principaux d’une

machine de coulée continue :

Le régulateur de débit (aussi appelé répartiteur, distributeur ou tundish) est un réci-
pient placé entre la poche amenant le métal liquide de ’aciérie et la ou les lingotiéres.
Ses principaux roles sont de permettre ’alimentation simultanée de plusieurs lin-
gotiéres (généralement deux pour les coulées continues de brames) et la coulée en

séquence (sans arrét de la machine) de plusieurs poches consécutives.

La lingotiére de longueur inférieure a 1 meétre, dont les parois en cuivre sont refroidies
par circulation intense d’eau, est I’élément essentiel de la machine. Elle permet la
mise en forme du produit coulé et assure la formation d’une peau solidifiée suffisam-
ment épaisse pour contenir le métal liquide. Le métal en provenance du répartiteur
est distribué dans la lingotiére par une busette en céramique, le plus souvent sum-
mergée. Afin d’éviter le collage de la peau contre les parois de cuivre, la lingotiére est
animée d’un mouvement d’oscillation verticale de faible amplitude et un lubrifiant
(huile ou laitier synthétique) est introduit. Les formats classiques sont la brame
(section rectangulaire, typiquement 2 m x 0.25 m), le bloom et la billette (deux
produits de section carrée, la billette étant limitée & 155 mm de coté) et le rond

(section circulaire).

Le refroidissement secondaire est la partie de la machine que traverse le produit lors-



métal liquide

1 poche de coulée
{busette a tiroir)

2 régulateur de débit
{panier}

2 3 Jingotiére
refroidie a I'eau

4 refroidissement secondaire

5 cintrage

6 guidage

7 redressage

8 découpage

F1G. 2 — Coupe 2D d’une machine de coulée continue verticale avec cintrage [Duflot, 2004]

qu’il est extrait de la lingotiére. Il est constitué d’une part, d’un systéme mécanique
de soutien et de guidage du produit par rouleaux, et d’autre part, d’'un systéme
de refroidissement par aspersion d’eau permettant la maitrise de la température de
surface du produit jusqu’a sa compléte solidification. Il est organisé en zones de

refroidissement successives ayant chacune son propre systéme de réglage en débit.

Le guidage formé de rouleaux dont certains sont motorisés, assure la descente du produit
a vitesse constante dans la machine. Pour une machine donnée, la vitesse d’extrac-
tion (ou vitesse de coulée) est choisie en fonction du format coulé, de la nuance
d’acier a solidifier et des caractéristiques géométriques des installations. A titre

d’exemple, les vitesses pratiquées industriellement en coulée continue de brames
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Fi1G. 3 — Versement de I'acier liquide dans la poche de coulée a I’aciérie de Fos-sur-Mer
(Arcelor)

conventionnelles varient selon les sites et les fabrications entre 0.5 et 2.5 métres par

minute.

L’oxycoupage est l'outil qui permet la coupe a longueur du produit solidifié et son

identification avant son évacuation vers le laminoir.

L’amorcage du procédé se fait a 1'aide d’un mannequin dont le réle a pour fonction
de pourvoir la lingotiére d'un fond provisoire en début de couléé et de rendre 'extraction

possible, et d’amener le produit jusqu’a la cage d’extraction ou il sera coupé.

Une maitrise accrue de la qualité des produits est, a I’heure actuelle, le principal moteur
du développement de la coulée continue. Le procédé a aujourd’hui atteint un niveau de
maturité tel qu’il est trés difficile, voire impossible de détecter sur les produits les rares
défauts. Le plus souvent les défauts sont révélés dans les stades ultimes de la chaine de

fabrication. Cette qualité des produits bruts de coulée revét deux aspects : la qualité de
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F1G. 4 — Oxycoupage a l'aciérie de Fos-sur-Mer (Arcelor)

surface et la qualité interne. Une surface de qualité signifie absence de fissures de surface
(criques), de défauts d’aspects et limitation des inclusions non-métalliques piégées sous la

surface du produit.

Les principaux défauts internes (qualité interne) que présentent les produits de coulée
continue sont les ségrégations majeures et les criques internes. Les ségrégations majeures
(ségrégations centrales ou ségrégations en V) se forment dans la partie basse de la machine
de coulée continue, au voisinage de la fin de solidification. Les criques internes ségrégées

peuvent se former tout au long de la machine.

Garantir une qualité des produits coulés en continu nécessite des réglages trés sophisti-
qués des machines de coulée qui dépendent fortement de la nuance d’acier. L’amélioration
sans cesse de la productivité et de la qualité des produits bruts de coulée, qui sont difficiles
a couler en continu, nécessite d’adopter de nouveaux réglages des machines et de mettre
en place de nouveaux moyens d’actions en ligne (réduction mécanique du produit en cours
de solidification, refroidissement intense du produit, mode de lubrification en lingotiére de
coulée continue, brassage électromagnétique, ...). Les réflexions qui sous-tendent ces choix
sont basées sur des résultats de calculs obtenus a partir de modéles simples de thermique
et de thermomécanique. Nous verrons dans la suite que ces approches sont limitées et

qu’une modélisation globale de la coulée continue devient désormais nécessaire.

Notre étude (modélisation globale du procédé de coulée continue) fait partie d’un vaste
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programme qui comprend 'étude de la thermo-hydraulique, des changements de phases,
du transport des éléments d’alliages dans le liquide par convection et, en particulier,
de la thermomécanique du produit (contraintes, déformations, gonflements entre
les rouleaux,...). La finalité est que cet outil numérique consiste a fournir une aide a
la définition d’actionneurs et des paramétres process associés de la machine de coulée
continue permettant ’amélioration et la fiabilisation de la qualité interne et de la qualité de

surface des aciers coulés en continu tout en réduisant les cotts et les délais de fabrication.

L’objectif de cette thése consiste a fournir une modélisation thermomécanique com-
pléte du refroidissement secondaire du procédé pour n’importe quel type d’acier. Nous
ne tiendrons pas compte des phénomeénes physiques présents au niveau de la lingotiere
(oscillations, I’écoulement de Pacier liquide a la sortie de la busette summergée, ...). Le ca-
ractére tridimensionnel de I’étude permettra de traiter tous les différents formats d’aciers

coulés (brames, blooms, billettes et ronds).

Cette theése s’inscrit dans le cadre du projet O.S.C. (Optimisation des Systémes de
Coulée). Ce projet, soutenu par le Ministére de 'Industrie et plusieurs partenaires in-
dustriels (dont, pour la partie coulée continue, Arcélor et Ascométal) a pour objectif le
développement des techniques de simulation numérique et leur application aux divers pro-
cédés de coulée de métaux, parmi eux la coulée continue d’aciers. Ce travail a été mené
au sein du groupe de recherche TMP (thermomécanique et Plasticité) du Centre de Mise

en Forme des Matériaux, laboratoire de 'Ecole Nationale Supérieure des Mines de Paris.

Aujourd’hui, au CEMEF, deux codes numériques permettent de modéliser les phéno-

meénes thermomécaniques associés aux procédé de solidification :

R2SOL, pour une modélisation bidimensionnelle dont I'application a la coulée continue
a fait I'objet des travaux de thése de [Heinrich, 2003].

THERCAST, pour une modélisation tridimensionnelle.

Dans ce mémoire, nous présentons l’adaptation de Thercast® pour une modélisation
tridimensionnelle du procédé de coulée continue d’aciers. Un premier chapitre rappelle les
différentes modélisations du procédé de coulée continue recensées dans la littérature. Dans
ce chapitre, nous détaillerons la stratégie adoptée et sa mise en ceuvre. Les deux chapitres
suivants exposent le probléme thermomécanique a résoudre ainsi que sa résolution. Nous
verrons comment sont abordées les particularités d’une machine de coulée continue et
plus particuliérement la gestion du contact avec les rouleaux de soutien. Pour finir nous

présentons des résultats obtenus pour des configurations de machines réelles.
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1.1. Approche du procédé ou choix d’une stratégie de résolution

Dans ce chapitre, nous présentons les différents modéles numériques du procédé de
coulée continue d’aciers que nous avons rencontrés dans la littératrure. En fonction de
notre objectif de départ - modéliser la zone de refroidissement secondaire - cette analyse
nous a amenés a proposer une approche originale du probléme que nous avons appelée :
stratégie globale instationnaire. Cette stratégie a été mise en place afin de mieux décrire
le comportement thermomécanique du produit coulé tout en tenant compte du caractére
global et de la géométrie réelle du procédé. Nous verrons ensuite la mise en ceuvre d’une
telle approche pour une modélisation par éléments finis en nous intéressant & la gestion

du maillage.

1.1 Approche du procédé ou choix d’une stratégie de

résolution

Choisir une stratégie de résolution va dépendre des résultats qu’on souhaite obtenir.

On recense dans la littérature deux grandes familles de stratégies de résolution.

1.1.1 Les stratégies stationnaires ou le domaine étudié reste fixe

par rapport a la machine de coulée.

Ce type de stratégie est souvent utilisé lors d’une étude en lingotiére pour obtenir
I'écoulement de l'acier liquide a la sortie et autour de la busette [Thomas et al., 1992] par
exemple, ou encore simuler le comportement thermomécanique de la coque solide qui se
crée |[Huespe et al., 2000]. Ainsi, comme le domaine & mailler n’est pas trés étendu, les
auteurs proposent de mailler finement une partie du produit dans la lingotiére pour y

effectuer un calcul "global" & maillage fixe, (FIG. [L.1)).

Certains auteurs comme [Dalin, 1987 utilisent cette stratégie pour calculer le gon-
flement entre deux ou plusieurs rouleaux de soutien alors qu’une fraction de ’épaisseur
seulement est solidifiée, comme indiqué sur la figure (FIG. . Ils calculent alors un écou-
lement viscoplastique stationnaire ot I'inconnue du probléme est le champ de vitesse v
vérifiant la condition d’incompressibilité (V.v = 0). Le calcul du gonflement se fait par
un traitement spécifique des surfaces libres considérées comme des surfaces d’écoulement,
ce qui signifie qu'un point sur la surface libre reste sur la surface libre jusqu’a ce qu’il
rencontre un rouleau éventuellement, et se traduit en 3D par la condition tangentielle du
vecteur vitesse :

dx

dy d
W_9%% _ (1.1)
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F1G. 1.1 — Schématisation de la coulée continue pour un calcul stationnaire en lingotiére
[Huespe et al., 2000

a laquelle il faut ajouter une condition de contrainte nulle (la pression atmosphérique est

alors négligée) :
T=0 (1.2)

T étant le vecteur contrainte (= on, n normale extérieure, o tenseur des contraintes).

Rouleaw de
soufien —
Métal solidifié =T 7w Direction

e — giécoul
Métal liquide —e__— Pression lemostatique — . dégoulement

F1G. 1.2 — Schématisation de la coulée continue pour un calcul stationnaire en fin de
refroidissement secondaire |[Dalin, 1987]

Le calcul du gonflement entre les rouleaux de soutien se fait de maniére suivante : le

domaine initial correspond a un gonflement nul. Un premier calcul permet de déterminer

10



1.1. Approche du procédé ou choix d’une stratégie de résolution

un champ de vitesse en imposant uniquement T = 0 sur la surface libre. Le champ
obtenu ne vérifie pas la condition de surface libre ; I'intégration approchée de [I.1] permet
alors de modifier la forme du domaine. Plusieurs calculs du champ de vitesse sont alors
nécessaires, en réactualisant la surface libre au cours de chacun de ses calculs, pour obtenir
la convergence comme indiqué sur la figure (FIG. . En fait, on itére simultanément sur
la résolution de I’équilibre mécanique et la condition de surface libre vn = 0. L’équilibre
est résolu sous deux contraintes, 'incompressibilité et la condition de surface libre, les

deux étant supposées par une technique de pénalisation.

Fi1G. 1.3 — Calcul du gonflement entre deux cylindres de soutien, évolution du maillage
au cours des itérations [Dalin, 1987]

Cette approche a le mérite de proposer une méthode de calcul de 'ampleur du gon-
flement entre les rouleaux en tenant compte des effets tridimensionnels (typiquement de
un a trois intervalles inter-rouleaux). Cette approche est donc ciblée sur une toute petite
partie de la machine, pour laquelle un autre modéle numérique doit fournir 1’épaisseur de
la peau solidifiée. Les interactions entre "cages" ne peuvent pas étre prises en compte, pas
plus que le comportement rhéologique complexe du métal (élasto-viscoplastique) qui doit

faire intervenir des variables d’histoire, telle que la déformation plastique cumulée.

IM'Hamdi et al., 1999|, lors d'une étude concernant la macroségrégation de la coulée

continue d’aciers, proposent d’utiliser une approche globale stationnaire sur toute la coulée
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Chapitre 1. Modélisation du procédé de coulée continue d’aciers

d’acier. Leur étude se focalise sur I’étude de zone pateuse en supposant que toute la phase
solide se déplace a la vitesse de coulée. Ils ne tiennent donc pas compte du comportement
élasto-viscoplastique du solide et leur formulation ne permet pas le calcul de contraintes et
de déformations dans la phase solidifiée. L’approche, inspirée de la mécanique des fluides,
néglige les variations de la surface libre : pas de calcul de gonflement entre les rouleaux,

ni de prédiction de lame d’air entre le produit et la lingotiére.

Pour conclure sur ces méthodes stationnaires, on remarquera que la faible diffusivité
de T'acier implique une longueur de solidification élevée avec une zone pateuse trés éten-
due (d’ou les formes courbes des machines de coulée continue de brames épaisses). Ces
stratégies dites stationnaires sont en fait utilisées pour décrire un phénoméne précis et
généralement local au cours du procédé de coulée continue d’aciers. Dans le cas d’une
modélisation thermomeécanique globale du procédé, elles semblent peu adaptées et trop

couteuses.

1.1.2 Les stratégies instationnaires ou le domaine étudié est tracté

dans la machine avec ou sans croissance de maillage

On distingue, 1a encore, deux types de stratégies instationnaires. Le premier, que
nous avons appelé stratégie instationnaire tranche, est plus généralement répandu dans la

littérature.

Voyant que les limites des moyens informatiques étaient rapidement atteintes au début
des années 90, certains auteurs ont effectué des calculs sur un domaine d’intégration
plus restreint. Ainsi, [Thomas et al., 1992, [Boehmer et al., 1998] proposent de limiter les
calculs thermomécaniques sur une portion de produit coulé (tranche) se déplagant a la

vitesse de coulée dans la machine, (FIG. [1.4).

Il supposent ainsi que ces calculs donnent la solution stationnaire. Bien que les auteurs
obtiennent de bons résultats en thermique avec une telle méthode (dus en particulier aux
faibles gradients thermiques axiaux pour la coulée continue d’aciers - ce qui est faux pour
la coulée continue d’aluminium [Boehmer et al., 1998]), cette méthode présente 'incon-
vénient de ne pas prendre en compte la totalité du domaine et reste inadaptée pour les
calculs des déformations et du gonflement. Pour contrer ce probléme, [Pascon et al., 2001
proposent d’étendre le domaine étudié et donc d’utiliser une tranche plus longue. A I'aide
d’une modélisation élasto-viscoplastique pour décrire le comportement de l'acier, ils sont

en mesure d’effectuer un calcul de lame d’air entre la brame et la lingotiére. Le com-
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F1G. 1.4 — Calcul thermomécanique a ’aide d’une stratégie de type tranche instationnaire

portement de ’acier en zone de refroidissement secondaire n’est alors pas étudié. Dans
sa thése, conscient des limites inhérentes a toute approche de type tranche dans cette
zone, [Pascon, 2003| parvient & mettre en ceuvre une solution palliative. A partir d'un
calcul de déflection d’une coque considérée élastique, il est possible, méme si sa mise en
ceuvre est délicate, de rendre compte des gonflements observés. Malheureusement, ce type

d’approche ne permet pas de prédire ces déflections mais seulement d’en tenir compte.

Le second type de stratégie, plus précis mais beaucoup plus cotiteux en temps de calcul,
consiste a faire des calculs thermomécaniques sur toute la longueur du produit & ’aide
d’une approche instationnaire - que nous appellerons dans la suite de ce manuscrit stratégie
globale instationnaire. Le domaine d’intégration va croitre : [Drezet et Rappaz, 1997] ou
encore [Li et Ruan, 1995 décrivent I'expansion du domaine depuis le ménisque dans la
lingotiére, il est ensuite tracté a la vitesse de coulée dans la machine avec croissance du
volume, (FIG.|1.5).

Ils utilisent cette méthode pour simuler les phases d’alimentation du procédé et réa-
lisent des calculs thermomécaniques en lingotiére. Cette approche est rare, parce que
cotiteuse. Dans la littérature, elle est surtout utilisée pour la modélisation de la coulée
continue d’aluminium ou le champ total de I’étude est plus petit qu’en coulée continue
d’aciers. A notre connaissance, personne n'utilise ce type d’approche pour I'étude du com-
portement de 1’acier en zone secondaire. D’un point de vue technique, cette stratégie peut
s’apparenter aux techniques de remplissage : on alimente le produit depuis la lingotiére

(au niveau du ménisque ou a longueur métallurgique nulle) et il est guidé dans la zone de
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Chapitre 1. Modélisation du procédé de coulée continue d’aciers

refroidissement secondaire a la vitesse de coulée ot son volume va alors s’agrandir.
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F1G. 1.5 — Principe de la stratégie globale instationnaire : croissance du domaine de calcul.

Application a la coulée d’aluminium, [Li et Ruan, 1995|

Comme le montrent [Drezet et Rappaz, 1997] pour la coulée continue d’aluminium,
ces méthodes instationnaires permettent d’obtenir naturellement la forme extérieure de
la brame. On peut alors faire un calcul global en prenant en compte les différents états de
lacier (liquide, pateux et solide) et obtenir les différentes contributions externes lors du
passage du produit en zone de refroidissement secondaire (effet de rouleaux de guidage,

gonflements, ...).

Cette bréve description des différentes approches (stationnaires, instationnaires) montre
que pour notre étude en zone de refroidissement secondaire ’approche globale instation-
naire semble la mieux adaptée pour connaitre I’état thermomécanique du produit en ré-
gime permanent de coulée. Mais il faut remarquer ici que notre principal objectif consiste
a établir la solution stationnaire. Or cette technique de résolution s’apparente & une stra-
tégie non stationnaire, on peut donc légitimement se poser la question suivante : combien

de metres faut-il couler pour atteindre ce régime stationnaire ?

1.2 Choix du formalisme : eulérien ou lagrangien ?

Nous nous plagons dans le cadre de notre étude : la stratégie globale instationnaire. La

mise en ceuvre d'une telle méthode pour résoudre les équations thermomécaniques avec
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1.2. Choix du formalisme : eulérien ou lagrangien ¢

les éléments finis passe par le choix d’un formalisme lagrangien ou eulérien.

Comme nous l'avons suggéré, les stratégies globales instationnaires consistent a ali-
menter le produit en acier tout en le tractant dans la machine de coulée continue. On
parlera alors de remplissage continu de la lingotiére sans fond. Pour traiter ce type de
probléme de simulation numérique qui consiste a regarder 1’évolution temporelle et spa-
tiale du front de matiére, on utilise des méthodes numériques que l'on peut diviser en

deux grandes parties :

e la formulation eulérienne, caractérisée par un maillage fixe dans lequel on observe

le déplacement des particules de matiére.

e la formulation lagangienne, qui consiste & convecter le maillage avec la matiére.

Ainsi, chaque nceud s’identifie & la méme particule tout au long de la déformation.

Dans sa thése, [Bahloul, 2000] passe en revue les diverses méthodes numeériques et
donne les avantages et inconvénients de chacune d’elles. Le fait de vouloir étudier le com-
portement de ’acier en zone de refroidissement secondaire va nous inciter & choisir un
formalisme lagrangien plutét qu’eulérien. Bien que cette derniére permette de modéliser
des phénomeénes comme la recirculation d’un fluide, ce qui peut étre fort cotiteux voire
impossible avec une formulation lagrangienne (remaillages fréquents), le principal inconvé-
nient des formulations eulériennes réside dans la nécessité d’utiliser une procédure de suivi
de la surface libre qui requiert un temps de calcul important et génére bien souvent des im-
précisions numériques : mailler trés finement le vide et résoudre une équation de transport
associée a une fonction caractéristique de la matiére dans le vide [Pichelin, 1998]. Au vu
des déplacements de surface libre attendus en coulée continue d’aciers (quelques dixiémes
de millimétres de gonflement), cette technique n’est pas adaptée car elle nécessiterait des

maillages beaucoup trop volumineux.

Par contre, les formulations lagrangiennes donneront, par I’absence de termes convec-
tifs, une représentation fidéle du mouvement du front de matiére et donc une bonne
description des surfaces libres (entre les rouleaux de soutien, par exemple). En revanche,
elles entrainent une dégradation progressive de la qualité des éléments au niveau de l'ali-
mentation, ce qui affecte la précision du calcul et se traduit par une erreur sur le champ
de vitesse et par la suite une erreur sur la position du front de matiére. Il devient alors
impossible de poursuivre le calcul sans remailler. La figure (F1G. [1.6)) montre cette dégé-

nérescence du maillage lors de 'utilisation de la stratégie globale instationnaire.

L’objectif initial, étre capable de prédire tous les phénoménes thermomécaniques du
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(a) Maillage initial. (b) Maillage aprés quelques incréments
de temps.

F1G. 1.6 — Principe et conséquences sur le maillage d'une stratégie globale instationnaire
avec croissance de maillage, en formation lagrangienne. Le calcul est ici initié dans la
zone de refroidissement secondaire, mais la problématique est la méme au niveau de la
lingotiére.

refroidissement secondaire dans sa globalité, nous pousse a choisir une méthode lagran-
gienne pour une approche globale instationnaire. Dans ce cas une adaptation doit étre
envisagée. En effet, sans trop parler des différentes conditions initiales aux limites pour
mettre en ceuvre une telle stratégie qui seront détaillées dans la suite, on peut juste signa-
ler que la partie supérieure, simulant l'injection, reste fixe alors que la partie inférieure,
représentant le mannequin, a une vitesse imposée égale a la vitesse de coulée. On devine
alors aisément que la fréquence des remaillages est fortement liée a la finesse du maillage
et a la vitesse de coulée. Mais on peut remarquer que la déformation des éléments est
localisée et proche de la surface bloquée. On peut donc se servir de cette remarque pour
optimiser de facon considérable les temps de calcul dus aux remaillages. Avant de décrire

cette optimisation, rappelons le principe du remaillage.
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1.3. Notions de maillage/remaillage

1.3 Notions de maillage/remaillage

Dans la suite, nous présentons une partie des travaux de [Coupez, 2000] décrivant un
algorithme de génération et d’adaptation de maillage par une méthode de minimisation
de volume. Cet algorithme n’est optimal que pour des maillages dits non-structurés qui
présentent 'avantage de prendre en compte des géométries complexes. En effet, 'objectif
est de développer un modéle numérique capable de simuler la solidification de 'acier en
sortie de lingotiére. A sa sortie, la forme du produit peut étre une billette, un bloom
ou une brame : il s’agit dans tous les cas d’une sorte de parallélépipéde continu d’acier
avec la présence ou non de congés. Le maillage non structuré offrira plus de souplesse
que le maillage structuré pour tenir compte de toutes ces particularités mais aussi pour
une étude plus fine de la zone pateuse (raffinement local du maillage). Avant de décrire
I’algorithme de remaillage, donnons quelques définitions utiles pour la construction d’un

maillage.

1.3.1 Rappel sur la définition d’un maillage
1.3.1.1 Topologie de maillage

Un maillage est un objet représentant une discrétisation d’une partie finie de I'espace

R? ot d = 1,2, 3 est la dimension de I’espace considéré. Il est composé de deux ensembles :

e un ensemble fini de nceuds A. Chaque noeud n est défini par ses d coordonnées dans

I'espace de dimension d : n(xy,...,xq);

e un ensemble fini d’éléments £. Chaque élément est déterminé par un sous-ensemble
de N noté T(E) ou T est Papplication définie par :

T : &€ — PWN)

e —— T(e)={n'n? ..}

(1.3)

P(N) représente I'ensemble des parties de N et T'(e) 'ensemble des noeuds de N

définissant 1’élément F.

L’application T', appelée connectivité du maillage, donne pour chaque élément e I’'en-
semble des noeuds qui le constituent. Dans le cas d’'un maillage contenant un seul type

d’élément (c’est a dire avec un méme nombre de noeuds par élément, D) , on a :

T : &€ — NP

e — T(e)={n'n? ... n"} (1.4)
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Dans le cas ot D = d + 1, un élément noté d — simplexe correspond a :
e un triangle pour d = 2; D = 3;

e un tétraedre pour d = 3, D = 4.

Dans la suite nous nous limitons aux maillages simpliciaux, ott chaque élément est

constitué exactement de D nceuds.

Nous définissons donc la topologie de maillage 7 comme étant simplement un ensemble
de d — simplexes (7 C Pp(N)) vérifiant quelques propriétés données ultérieurement.
L’ensemble des nceuds de la topologie 7 est donc 'union de tous les nceuds appartenant
aux éléments de 7 a savoir :

NT) =T (1.5)
TeT
Cette définition peut, bien sir, s’appliquer & n’importe quel ensemble d’éléments, (FIG.

7).

F1G. 1.7 — Le sous ensemble de noeuds N (a) est Pensemble des noeuds appartenant a

I’ensemble d’éléments que contient la topologie a.

Apreés avoir défini Pensemble N (a) nous introduisons sa réciproque a savoir 7 (n) qui
représente ’ensemble des éléments partageant le méme ensemble de nocuds donnés 7,
(F1G.|1.8)).

Tn)={TeT,nCT} (1.6)

Pour chaque élément T nous pouvons définir son contour 0T, cette frontiére étant
I’ensemble des sous-ensembles de D — 1 nceuds appartenant a 1’élément 7. Ce contour

représente simplement les trois arétes d'un triangle ou les quatre faces d'un tétraédre. Par
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1.3. Notions de maillage/remaillage

T(ing)

F1G. 1.8 — Sous ensemble d’éléments;7 (n) = {T' € 7,n C T'}.

abus de langage nous parlerons des faces de I’élément pour désigner ce contour. L’ensemble

des faces d'une topologie de maillage est alors donné par :

F(T)=Jor (1.7)

TeT

Nous pouvons alors remarquer que chaque face d’une topologie de maillage est partagée

par, au plus, deux éléments. On peut alors donner la définition suivante :

Définition. 7 est une topologie si
T(F)| <2, VFeFT)
La frontiére de T est :
0T ={F € F(T), card(T(F))=1}

(Uopérateur sur les ensembles card(.) étant le cardinal, il donne le nombre d’entités conte-

nues dans un ensemble donné).

1.3.1.2 Théoréme de volume minimal

Le théoréme du volume minimal est le fondement d’une méthode originale de généra-
tion de maillage. Nous pouvons associer les coordonnées du maillage aux noeuds par la

bijection suivante :

X:N — RYd=2,3).
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Ceci nous permet de noter par X (7') 'ensemble des coordonnées associées & un élément
T. Ces coordonnées définissent {27 comme l’enveloppe convexe de ces D points. De la
méme fagon, nous définissons I'r comme étant I’enveloppe convexe des D — 1 points de F,
F étant une face frontiére de la topologie (F' € 07 ). L’ensemble de ces éléments génére

un domaine (7, X). L’ensemble des faces génére lui une surface I'(07, X).

=J o (1.8)

TeT

roT.X)= |J Tr (1.9)

FeoT

Dans le cas général I'(07, X) et 0Q2(7, X) la frontiere de (7, X) peuvent étre dif-
férents. Cependant, lorsque (7, X) représente un maillage conforme de Q, I'(07, X) et

0Q(T, X) sont identiques, un maillage étant conforme sous les conditions suivantes :

Théoréme. Soit (T, X) définie comme ci-dessus, T étant orientée. Nous supposerons que
(0T, X) est une discrétisation conforme de la frontiere du domaine Q (i.e. I'(07T,X) =
oNT, X)), alors :
(a)

R (1.10)

TeT

(b) (T,X) est un maillage de ) si et seulement si :
3 ] =162 (111)
TeT

et |Qrp| >0 VT €T  (|Qr| étant le volume de Qr).

La preuve de ce théoréme est donnée dans [Coupez, 2000]. Les notations précédentes
sont expliquées par I'exemple représenté sur la figure (F1G. . Cet exemple montre le
principe du volume minimum sur un domaine non convexe défini simplement par deux
triangles. Dans ce cas 1a il y a deux topologies de maillage possibles, mais une seule est

un maillage conforme : celle qui minimise le volume.

1.3.2 Opérations sur les topologies de maillage : le mailleur
1.3.2.1 Les opérateurs de topologie

Toute modification d’un maillage peut étre considérée comme une opération de type

couper-coller :
T «—7T —a+b (1.12)
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T1
X3
X1
4
X2
Fic. 1.9 —  Principe du volume minimal. 71 = {{1,2,4} {2,3,4}}, 72 =

A

{{1,2,3},{4,3,1}}; 071 = 072 = {{1,2},{2,3},{3,4},{4,1}}; |71, X)|
(T2, X); 0T X)=[X1,X21U|[X2,X3] U[X3,X4]U[X4, X1], 00(T2,X)
(X1, X2 U[X2, X3]U[X3, X 1]

ol a est un sous-ensemble d’éléments de 7 a enlever et b un nouvel ensemble d’élé-
ments a insérer dans 7. Il faut bien sir que les frontiéres de a et b soient identiques
(Oa = 0b). Cependant cette opération n’est valide que si le résultat d’une telle opération
reste une topologie de maillage. Ce dernier point est le principal probléme de la métho-
dologie d’optimisation de topologie par minimisation du volume, mais il peut étre résolu

en restreignant le choix des ensembles a et b.

Nous pouvons montrer que toute modification de maillage peut se décomposer en une
succession de modifications élémentaires qui sont locales. Ces modifications élémentaires

sont au nombre de deux :

e |'une sur les éléments partageant un nceud ;

e l'autre sur les éléments partageant une aréte.

Les différents choix pour a sont « a = 7 ({n}) » et« a =7 ({n,m}) » ou n représente

un neceud, et {n,m} les deux noeuds d’une aréte (voir la figure (FI1G. [1.8) ainsi que la

définition [1.6)).

De méme, pour définir les différents choix de b introduisons un générateur de topologie

trivial (topologie étoilée) qui consiste & connecter un noeud & un ensemble donné de faces
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frontiére, comme montré sur la figure (F1G. [1.10)) :

T*n,0T )={T | T={{n}UF}, FEdT ,n¢ F} (1.13)

oT

T* (n,dT)

F1G. 1.10 — Le générateur de topologie étoilée.

Ce générateur est efficace (le résultat obtenu est un maillage de qualité convenable) si
la région considérée est assez petite. En effet, pour une frontiére importante, la topologie
de maillage obtenue est rarement un maillage conforme et si tel est le cas, la qualité du
maillage obtenu est trés mauvaise. Ceci étant, nous cherchons a améliorer cette premiére

topologie de maillage a ’aide des opérations de couper-coller définies précédemment.

Il faut cependant noter que le résultat de telles opérations de couper-coller doit étre
une topologie de maillage, ceci afin de pouvoir les itérer. Or cette condition n’est pas
forcément vérifiée pour des opérations de couper-coller quelconques. Afin de rendre les
opérations précédentes compatibles topologiquement on introduit @ la fermeture de a
définie par :

a={TeT, TCN()} (1.14)

Les problémes de compatibilité topologique sont ainsi résolus en utilisant @ a la place

de a.

Finalement, nous pouvons définir un opérateur de changement de topologie locale 6"

par :

O(T) =T — () + T *(m, 07 ) (1.15)
oun CNetmeN, (Fic.[1.11).

L’algorithme de maillage en 2d, comme en 3d, est simplement une combinaison de cet

opérateur appliqué au voisinage de :
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F1G. 1.11 — 6;*(7 ) change les éléments connectés a n par des éléments connectés a m.

e chaque nceud :
T —0™(T); (1.16)

e chaque aréte :

T — 07 (T, (1.17)

na}

L’optimisation du processus est due a un choix optimum du noeud d’étoilement m
pour chaque opération de couper-coller effectuée autour de chaque noeud n et de chaque

aréte {ny,na}.

1.3.2.2 Génération de maillage par minimisation du volume

Pour obtenir un maillage, il faut trouver la topologie de maillage définie sur le bord

du domaine minimisant son volume : Vol(7) = Z 7|
TeT

Cette définition de volume permet une évaluation locale du volume de la topologie du
maillage. On peut alors optimiser localement cette topologie en utilisant des opérations
comme celles décrites sur la figure (FIG. . La topologie de maillage 77 minimise le
volume, qui est égal au volume du quadrilatére. Dans ce cas, on dira que 7; est un
maillage alors que 75 ne 'est pas.

Pour trouver une topologie de maillage minimisant son volume, on introduit une re-
lation d’ordre sur les topologies de maillage a l'aide d'un critére de qualité sur la forme
des tétraédres. La qualité de forme d’un tétraédre est définie comme le rapport entre le

volume de ’élément et la somme de ses arétes :

_ Il —
o(r) = h(r)dm” dim =3 (1.18)
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La qualité de forme d’un élément est mazimale pour un simplexe équilatéral et nulle pour

un €lément plat.

Etant donné une topologie de maillage, on classe des éléments par ordre croissant

suivant leur qualité de forme. On peut alors définir la relation d’ordre entre topologies :

T, <7y

Je, Vi< e, cla;) = c(b;) et c(ae) < c(be) (1.19)

La meilleure topologie est celle qui mazximise la qualité du plus mauvais élément.

L’algorithme complet consiste a générer arbitrairement une topologie étoile issue du
maillage de la surface du domaine, et a I'optimiser localement par des opérations sur les
neeuds et sur les arétes. On génére ainsi un maillage du domaine mais qui ne contient
aucun nceud interne. Sa qualité est souvent mauvaise; ¢’est pourquoi on introduit une
opération supplémentaire d’ajout ou de suppression de noeuds toujours a I’aide de 'opé-

rateur d’étoilement.

1.3.2.3 Ajout et suppression de nceuds

Nous sommes a ce stade capable de générer un maillage conforme, & partir d’une
frontiére donnée. Toutefois, ce maillage ne contient aucun nceud interne : tous les nceuds
du maillage appartiennent & sa frontiére. La qualité de forme des éléments du maillage,
ainsi générés, est généralement trés mauvaise et le maillage obtenu ne permet pas de lancer
une simulation numérique. Il est donc nécessaire de pouvoir créer des nocuds internes sans

pénaliser la qualité de forme du maillage.

Un nouveau nceud, interne ou pas, est rajouté a la liste des nocuds de la topologie
de maillage A, ce nceud est composé par les coordonnées du barycentre des coordonnées
des nceuds du sous-domaine extrait lors de 'opération de couper-coller. Soit a ce sous-

domaine, I’ensemble des nceuds de ce sous-domaine est N'(a) et nous avons :

X(new) = Y X(i) /IN(a))]
i€N(a)

Cette opération, ainsi que son inverse, permet de créer des nceuds, d’en supprimer
mais aussi de repositionner les noeuds internes par barycentrage. La création de noeud
s’effectue en prenant la fermeture de a = 7 ({n, n'}) représentant ’ensemble des éléments
partageant l'aréte {n,n’'}. La suppression de nceuds consiste a prendre la fermeture de
a =T ({n}) et a remplacer la topologie étoilée par rapport a n par une topologie étoilée a

partir d’un neceud différent de n. Le repositionnement d’un noeud n consiste simplement a
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supprimer ce nceud pour le remplacer par le barycentre (combinaison des deux opérations

précédentes).

1.3.2.4 Remaillage surfacique

Il est possible d’intégrer la surface du maillage au maillage volumique en introduisant
une bande d’éléments virtuels (éléments frontiéres). Cette intégration simplifie considéra-
blement les opérations de remaillage en ne considérant plus qu’une seule entité. Le volume
du sous-domaine contenant les éléments virtuels doit quant & lui rester nul, ou presque nul
si I'on autorise de légéres modifications de la frontiére. Cette bande virtuelle est obtenue
par duplication des nceuds frontiére. La géométrie du maillage est a ce moment contenue
dans ’ensemble de ces noeuds virtuels. Un élément est défini comme virtuel s’il contient
au moins un nceud virtuel. La topologie de maillage peut alors se décomposer en deux
parties :

T =(7T -7T"UuT", (1.20)

ol 77 est 'ensemble des éléments virtuels.

L’introduction de cette bande d’éléments permet de modifier la frontiére. Le volume

de ces éléments virtuels doit rester nul tout au long du processus d’optimisation :

dlrl= > (] (1.21)

TeT TeT -T°

Cette propriété permet & 7 — 7Y de représenter un maillage de §2 sous la condition
d’extension du principe du volume minimal (on pourra se référer a [Coupez, 2000]) défini

par :

Définition. Soit (7,X) tel que (07 ,X) soit une triangularisation de 02 alors : (T —

7Y, X) est un maillage conforme de Q) si :

> 197 =19 (1.22)

TeT

et |9 =0

TeTv

1.3.2.5 Raffinement de maillage

Maillages isotropes : Le maillage obtenu ne vérifie pas de critére de taille de maille.

Or la précision d’une simulation numérique dépend grandement de la taille de maille. On
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est alors amené & imposer une carte de maille selon les besoins numériques. Pour que le
mailleur puisse vérifier un critére de taille de maille, on introduit une fonction de taille
de maille H définie aux éléments du maillage. La taille d'un élément est la moyenne des

tailles de ses nocuds :

76
H(T) = Z #; D = 4, nombre de nceuds par élément T (1.23)

i€T

Le processus d’adaptation consiste a améliorer le maillage tant que la taille de maille

courante ne correspond pas a la taille de maille désirée (fonction de H).

Maillages anisotropes : La construction de maillages anisotropes consiste a généraliser
le critére de forme présenté ci-dessus. Une transformation géométrique locale est effectuée
avant chaque évaluation de la qualité d’un élément. Par exemple, si I’on cherche a obtenir
des éléments allongés suivant 'axe X, nous allons utiliser une transformation compactant
les éléments dans la direction X. Un élément équilatéral aura une qualité faible alors

qu'un élément allongé aura lui une qualité correcte.

1.3.2.6 Critére de remaillage

Lors de la simulation numérique, le remaillage est activé soit de maniére périodique,

soit lorsque la qualité minimale du maillage g,,;, est inférieure a une valeur seuil :

Gmin = Wi ey (X, T) (1.24)

En dessous de ce seuil, on remaille le domaine en volume pour une frontiére fixe suivant
la carte de maille imposée. On remaille ensuite la surface tout en respectant la géométrie.
Les opérations de surface se répercutent sur la topologie du maillage volumique. On génére

alors des raccordements volumiques pour garder une topologie de maillage.

1.3.2.7 Autres opérations

Il est souvent utile de conserver une ou plusieurs parties du maillage en bloquant les
neeuds et donc les éléments. En effet bloquer un noeud consiste & empécher le mailleur de
modifier ses coordonnées ; de méme bloquer I’ensemble des nceuds d’un méme élément va
contraindre le mailleur & garder 1’élément tel quel et donc conserver les connexions entre
les noeuds bloqués. Cette option sera fort utile en vue d’une optimisation de 'utilisation

appropriée a la stratégie globale instationnaire.
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1.3.3 Transport des variables de ’ancien vers le nouveau maillage

Dans une discrétisation spatiale par éléments finis, pour un probléme thermoméca-

nique, la configuration du domaine 2 est définie par :
e la géométrie du domaine,
e les champs de température, de vitesse et de pression,

e l'état de contrainte (déviatoire).

Ces informations sont alors connues aux nceuds ou aux éléments du maillage. Lors d'un
remaillage, la topologie du maillage est modifiée. Il faut donc réaffecter les données de la
configuration de I'ancien vers le nouveau maillage. On parle de transport des variables sur

la nouvelle configuration.

Dans le cas d'une discrétisation P11 /P1, les champs de température, de vitesse et de
pression sont nodaux. Le transport des variables nodales (P1 par morceaux) s’effectue en

deux étapes :

e Recherche de I'élément d’appartenance de chaque noeud du nouveau maillage dans

I’ancien maillage.

e Interpolation des valeurs nodales depuis les sommets de ’élément d’appartenance de
I’ancien maillage jusqu’aux nceuds du nouveau maillage. L'interpolation est exacte
(sans diffusion numeérique) et est effectuée en utilisant les fonctions d’interpolation

de 'ancien maillage.

Par contre I'état de contrainte est constant sur I’élément et donc discontinu sur le
domaine discrétisé, on parle de variable PO par élément. L’interpolation est donc plus

délicate et est elle aussi effectuée en deux étapes

e En un premier temps, on utilise une méthode de lissage par moindres carrés afin
d’affecter des valeurs aux nceuds de ’ancien maillage & partir des valeurs définies

par élément :

—liss —liss .
Trouver (u(™, ..., Unpoe) tel que :
2
Nb Nb
(—liss —liss ) . ) : = —lissNi o = 11 (125)
le g eeey uanoe — argﬂézss min u,L' U]
i=1 j=1

ot u; est la valeur sur l’élément j, u,; est la valeur lissée au neud i, N* est la

fonction de forme du neeud i et 17 est la fonction indicatrice sur U'élément j.
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Ce lissage est fait dans le but d’utiliser la procédure de transport de variables nodales

décrites précédemment.

e Dans une deuxiéme étape, on cherche I’élément d’appartenance dans I’ancien maillage
du centre de gravité de chaque élément du nouveau maillage. Grace aux fonctions
de base définies sur I’ancien maillage, on affecte la valeur au centre de gravité en

interpolant les variables nodales lissées sur I’ancien maillage.

La valeur de la variable interpolée au centre de gravité est celle affectée a I’élément (le
champ transporté étant P0). Cette procédure de transport induit une diffusion numérique
contrairement au cas du transport nodal. En effet, les valeurs affectés aux noeuds lors de
I'extrapolation ne sont qu'une moyenne pondérée des valeurs PO des éléments contenant

ce noeud, [Traoré, 2001].

1.4 Adaptation du mailleur a la stratégie globale ins-

tationnaire

Le mailleur, dont nous venons de décrire le principe, est utilisé de telle sorte que
toute la topologie doit étre remaillée. Ainsi méme si une topologie n’est que localement
dégénérée, le mailleur tel qu’il est, remaille dans sa totalité cette topologie. Cette opération
et celle qui lui est directement liée - le transport des variables de ’ancien vers le nouveau
maillage - peuvent étre tres cotiteuses en temps de calcul. Dans le cas de la modélisation de
la coulée continue par une approche globale instationnaire, nous I'avons optimisé afin de
réduire considérablement les temps de calcul en introduisant 'opération qu’on appellera

extraction de topologie.

1.4.1 Extraction de topologie
1.4.1.1 Découpe du domaine

Partant du principe que le maillage est localement déformé et essentiellement proche
de la zone d’injection, comme le suggere la figure (F1G. [1.12)), on propose de découper le

maillage déformé (domaine) en deux (d pour dégénéré et d pour non dégénéré).

e un premier maillage contenant la partie dégénérée du maillage (73, Xy) (partie

rouge),

e un second maillage avec le reste du maillage de bonne qualité (73, X;) (partie bleue).
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F1G. 1.12 — Illustration de découpe de maillage.

Remarque : Le critére qui va délimiter les deuxr domaines n’est pas détaillé dans ce
paragraphe. On choisit de découper notre domaine de telle sorte que le domaine contenant
la partie dégénérée du remaillage contienne suffisamment de neeuds et d’éléments pour que

le mailleur puisse "travailler”" convenablement.

Notre domaine est décomposé en deux domaines :
Q(T7 X) = Qd(%aXd) UQJ(IZZB XJ) (126)
P(OT, X) = Ty(0T3, X,) UT4(0T5, X,) (1.27)

On cherche donc a remailler dans ce cas le domaine €2; composé du maillage dégénéré
(74, Xq) et de frontiere I'y(07;, X4). En retirant le domaine €24, on devine bien que ce
dernier posséde une frontiére tronquée. Une premiére étape consiste donc a "fermer" le
domaine pour qu’il puisse étre remaillé. On a donc le domaine & remailler 2; composé
d’une nouvelle topologie de maillage (73, X4) (les coordonnées des nceuds ne varient pas)

et de frontiére :
Ly(0Ty, Xg) = Tg(074, Xq) UT4(0751, X4) (1.28)

De méme, si on "ferme" le domaine Q7 a I’aide de la topologie (73, X3), on a :

L30Ty, Xg) = T3(0T5, Xq) UL (0T, X ) (1.29)
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On peut alors en déduire :

Ly(0Ty, Xq) = Ta(0Tw, Xa) NT3(0T5, X;)
FJ(@']&M Xd_) = Fd(a%’a Xd) N FJ<8,]:1_/7 XJ)

Et donc :
La1 =T3(0741, Xg) = Ta(0Ta, Xa) (1.30)

La figure (F1G. [1.13) résume ces notations

I'(oT,X) ['4(074, Xa)

Qd(%; Xd)
0T, X)

- I'm
Extraction

Qa(13, Xg) |Ta(0T5, Xy)

F1G. 1.13 — Principe de I'extraction schématisé.

1.4.1.2 Recollement de deux domaines

On est donc en mesure de remailler le domaine dégénéré. L’opération de recollement,
qui consiste a fusionner en un seul maillage deux maillages présentant une zone de frontiére
commune, peut s’avérer fort ennuyeuse a partir du moment ot la frontiére commune n’a
pas le méme maillage. Pour contourner ce probléme et éviter de mettre en ceuvre une
technique de recherche e proposée par [Frey et George, 1999|, on bloque les nceuds des
éléments dont les faces composent cette frontiére commune. Ainsi ces nceuds ne sont pas
modifiés lors du remaillage ainsi que les connexions des éléments bloqués. Cette option
permet alors de garder la frontiére I'y; commune aux deux domaines intacte avant et apres

remaillage.

Aprés remaillage du domaine €24, on se retrouve avec une nouvelle topologie de maillage
(Ta.new Xdanew) €t de frontiere I' (075 new, Xanew), (F1G.[1.14]). Le recollement des deux do-

maines {2, et {2 donnera le domaine {2 avec la nouvelle topologie de maillage (7,,ew, Xnew)
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F1G. 1.14 — Recollement de 2 topologies de maillage aprés remaillage. Par rapport a la
figure (F1G. , la surface frontiere séparant les deux domaines est restée inchangée.

et de frontiére T'(07,ew, Xnew) dans laquelle on aura pris le soin d’6ter la frontiére com-

mune qui apreés recollement n’en est pas une :

F(a,];wun Xnew) = (Fd(a%,neun Xd,ne'w) U FJ(@I]&, Xd_)) \Fd(a%b Xd) (131)

Nous venons de décrire le principe du recollement sans parler de sa mise en ceuvre qui

passe par une nouvelle numérotation de la topologie initiale (7, X') du domaine .

1.4.1.3 Nouvelle numérotation : algorithme de tri

Un maillage est donc composé d’'une topologie de maillage 7 et de sa frontiére 97, qui
donne I'ensemble des connexions des nceuds appartenant a la liste A dont les coordonnées
appartiennent & X (77). Ainsi pour chaque élément 7', on est capable de donner les nceuds
qui le composent et a l'aide de 'application X on peut en déduire les coordonnées de
chaque nceud. Lorsqu’on crée un nceud, on rajoute ce nceud a la liste N'; méme chose

pour les éléments avec 7 .

Le fait de découper notre domaine initial en deux domaines va permettre d’une part de
limiter les opérations dues au remaillage et d’autre part limiter les opérations de transport

des données de ’ancien vers le nouveau maillage. Pour cela, il est bon d’ordonner de fagon
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judicieuse le maillage initial. A 'aide d’un algorithme de tri, nous repérerons les noeuds
composant la frontiére commune aux deux domaines et a la partie modifiée de la nouvelle

topologie. En effet cette derniére peut se décomposer en deux parties :

Q(wa» Xnew) = Qd<Td,new7 Xd,new) U QJ(%: XJ) (132)

Un premier algorithme va trier la liste A de telle sorte que les nceuds composant le
domaine {2; sont placés en début de liste et les autres noeuds du domaine €2, en fin de liste
en prenant le soin que les noeuds communs aux deux domaines soient en fin de "début
de liste" (ou en début de "fin de liste"). On peut remarquer ici que pour chaque noeud
déplacé, alors la topologie 7 sera faussée : il faut donc bien évidemment répercuter ces

déplacements des nceuds dans les éléments T' qui composent la topologie 7 .

Ainsi un nceud n qui se situait au rang x dans la liste A et qui se retrouve au rang
y aprés cet algorithme, aura pour effet de modifier les éléments qui contiennent ce noeud.
Par exemple, si on reprend la topologie 71 = {{1,2,4},{2,3,4}} donnée par la figure
(F1aG. et qu’on déplace le noeud du rang 4 au rang 3, on a alors la nouvelle topologie
71=1{{1,2,3},{2,4,3}}. Seule la numérotation change.

Une fois terminé cet algorithme de tri des nceuds, on déplace les éléments des listes 7°
(pour les éléments) et 97 (pour les faces en 3d) en faisant le méme raisonnement : les élé-
ments (faces) composant le domaine €27 sont placés en début de liste et les autres éléments
(faces) du domaine €2, en fin de liste (on n’a pas besoin de répercuter ces changements
dans la liste NV).

A ce stade, on peut donc récupérer la topologie du domaine Q4 en prenant les noeuds,
les éléments et les faces des listes N, T et 07 respectivement. On est donc capable de
créer de nouvelles listes : Ny, 7y et 97;. Comme on I'a vu, la frontiére I'y(07;, X4) n’est pas
fermée. Cette opération de fermeture du domaine va compléter et ajouter des éléments de
frontiére : de nouvelles faces seront ajoutées a la liste 97 . Les éléments qui engendrent ces
nouvelles faces vont étre bloqués afin de les conserver aprés le remaillage volumique. Pour
mieux repérer ces faces (et donc les nceuds qui les composent) qui vont étre supprimées
lors du recollement, on utilise le méme algorithme de tri décrit précédemment : on déplace
les nceuds bloqués en début de liste Ny tout en répercutant ces changements dans 7; et
07;. Puis on place les faces bloquées en début de la liste 07;. Cette étape a pour avantage
de supprimer ces faces en trop sans les chercher dans la liste 07 ¢, créée aprés remaillage.

Le recollement entre les deux domaines devient alors plus aisé.

32



1.4. Adaptation du mailleur a la stratégie globale instationnaire

Toutes ces opérations de tri sur listes de topologie de maillage sont bien stir répercutées
sur les différentes données que 1'on peut avoir aux nceuds (champ de température, ...)
et aux éléments (état de contrainte, ...). Ainsi, seule la partie du domaine extrait sera
concernée par les opérations de transport de ’ancien vers le nouveau maillage, limitant

ainsi les temps de calcul qui lui sont impartis.

Lors du calcul thermomécanique du procédé de coulée continue d’aciers avec une stra-
tégie globale instationnaire, le domaine va croitre et générer des maillages volumineux
puisque le domaine d’étude peut atteindre plus de 20 métres. Grace a cette technique, le
temps consacré a chaque remaillage reste alors le méme qu’on soit en début ou en fin de

simulation. Seules les opérations de tri peuvent avoir une influence mais elle reste minime.

1.4.2 Exemple d’application

Pour mettre en ceuvre I'extraction de topologie, on se propose de remailler plus fine-
ment la partie supérieure en rouge déterminée sur la figure (F1G.[1.15)). A chaque incrément
de calcul, on multiplie la taille des éléments par 0.8 ; petit & petit une partie du domaine

va se raffiner.

F1G. 1.15 — Maillage initial découpé en 2

Comme on peut le voir sur la figure (F1G. , seule la partie rouge est remaillée, la
partie bleue reste intacte a chaque remaillage. On remarque aussi qu'une bande d’éléments
du domaine rouge reste fixe. En fait ce sont les éléments qui ont un ou plusieurs nceuds
décrivant la frontiére commune entre le domaine bleu et le domaine rouge. Ceci dans le

but de garder intact et de mieux repérer la frontiére commune pour supprimer les faces
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créées par le remaillage du domaine rouge. Ce phénomeéne sera a prendre en compte lors

du choix de la longueur de la zone a remailler.

(a) Increment 1 (b) Increment 2
(¢) Increment 3 (d) Increment 4

F1G. 1.16 — Raffinement d’'une partie de maillage par extraction de topologie
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1.4.3 Application & la coulée continue : introduction d’une zone

tampon

Dans le cas de la coulée continue d’aciers, que ce soit en lingotiére ou en zone de
refroidissement secondaire avant la solidification compléte, nous pouvons observer une
certaine concavité du champ de température quand on regarde une coupe horizontale de

la brame ot les extrema seront de 900° C et de 1500° C environ selon le type d’acier coulé.

L’utilisation de la stratégie globale instationnaire nous oblige & passer par des étapes
de remaillage et donc de transport de ’ancien vers le nouveau maillage. On observe alors
une perte d’énergie consécutive a 'interpolation de la température comme peut l'illustrer
la figure (F1G. [1.17)) : au bout de deux remaillages, le profil du champ de température

devient différent du profil initial, d’autant plus si le maillage est grossier.

Profil Initial

Profil apres un deuxieme transport

Températures

Profil apres un premier transport

anu Coleur

Position dans le produit

F1G. 1.17 — Comparaison entre profils de température aprés deux remaillages

Nous venons de décrire le principe de la stratégie adoptée avec 'extraction locale de
topologie. Par conséquent le transport associé est lui aussi local et seule la partie extraite
du maillage sera concernée par cette perte d’énergie. Nous fixons & L (calcul détaillé un

peu plus loin) la longueur du maillage & extraire.

Pour neutraliser le probléme du transport de données, nous introduisons une "zone
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tampon" dont la hauteur doit étre plus grande que celle de la partie sujette a extraction
locale, remaillage et transport, notée L. De plus, pour neutraliser son influence sur le
calcul, cette "zone tampon" est placée au-dessus de la longueur métallurgue initiale. Par
exemple, si on souhaite prendre en compte le début de la solidification dans la lingotiére,
on place la zone tampon, qui est égale au maillage initial, au dessus du ménisque. La figure
(F1a. met en pratique cette zone tampon pour un calcul "pseudo-bidimensionnel"

détaillé plus loin dans le manuscrit.

Maillage initial Meénisque

Fi1G. 1.18 — Zone tampon définie au dessus du ménisque dans le cas d’une approche
"pseudo-2D", pour un calcul qui veut prendre en compte le début de la solidification dans

la lingotiére.

Dans cette zone, la température reste fixe et égale a T}, la température nominale
de coulée. Pour éviter un refroidissement de cette zone, nous imposons une condition
d’adiabaticité sur toutes les faces qui sont au dessus de la longueur métallurgique initiale

(au dessus du ménisque dans l’exemple choisi).

Discussion sur le calcul de la longueur L  On doit étre capable de définir la longueur
minimale (L) de la partie a remailler afin que le mailleur fournisse des maillages de
qualité convenable. Pour cela, il faut au minimum compter 4 bandes d’éléments dont celle
dégénérée et celle qui reste fixe. D’autre part, on devine aisément que cette longueur L

est fonction de :
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— la taille maximale des éléments appartenant a la topologie extraite Hpyax(7')

— la qualité minimale des éléments souhaitée gpip.

Il est difficile d’établir une régle stricte pour déterminer cette longueur L. Cependant
a vitesse de coulée donnée et pour un méme pas de temps de calcul, on peut remarquer

que plus Hyax(7T) est petite, plus vite le maillage est dégénéré et inversement.

Dans la pratique et en contexte coulée continue, on fixe ¢, tel que la taille maximale
d’un élément proche de la surface bloquée devient supérieure a 3 fois sa taille d’origind]

Ainsi, la longueur L minimale se déduit d’un rapide calcul :

L

A%

3% Hoax(T) 4 (4 — 1) % Hypa(T)
6 % Hinax(T) (1.33)

v

Dans le cas de maillages non homogénes, seuls les éléments dont la taille est égale
& Hpyax(T') seront pris en compte pour déterminer la longueur de la zone tampon (par
extension, la longueur du maillage initial). La fréquence des remaillages dépend plutdt de

la dégénérescence des éléments de plus petite taille.

*la taille caractéristique de ces éléments va évoluer au cours du calcul en fonction de la vitesse de

coulée et du pas de temps de résolution
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Chapitre 2. Modélisation thermomécanique avec le logiciel Thercast®

2.1 Introduction

Le logiciel Thercast®, qui fait partie des codes industriels de fonderie, permet de
faire une simulation tridimensionnelle par la méthode des éléments finis des phénomeénes
thermomécaniques associés a la phase de refroidissement post remplissage des moules. 11
permet ainsi de prédire I’évolution du champ de température dans la piéce et les moules, de
prévoir les différents phénoménes intervenant au cours de la solidification (mouvements,
contraintes internes, lames d’air, ...). La résolution de ce probléme est basée sur une
décomposition multidomaine du systéme de refroidissement. Dans ce cas, la piéce et les
moules sont associés & des sous-domaines (SD) représentés par des maillages éléments
finis indépendants. Ainsi, le probléme thermomécanique est résolu sur chacun des sous-
domaines ou les maillages sont indépendants (non coincidents aux frontiéres) tout en

tenant compte des différents échanges qui peuvent intervenir au cours de la modélisation.

L’objet de ce chapitre consiste & présenter le probléme thermomécanique résolu par le
logiciel Thercast® et plus particuliérement I’adaptation du logiciel & la coulée continue en
utilisant la stratégie globale instationnaire. Ce chapitre rappelle les différentes équations
du probléme thermomécanique. Nous présenterons les différentes conditions aux limites

et initiales utilisées pour la fermeture du probléme dans le cas de la coulée continue.

2.2 Les équations de conservation

Lorsque I'hypothése des milieux continus est vérifiée, nous considérons les sous do-
maines comme des domaines bornés €);,;—; _sp régis par les principes de la thermoméca-
nique des milieux continus qui permettent d’établir les lois de conservation de la masse

(2.2), de la quantité de mouvement ((2.4) et de 'énergie (2.1) [Rappaz et al., 1998]. Dans
Q;(t), on a :

e L’équation de conservation de I’énergie :

XM 5 (o) +V - () = 0 21)

On note ici t la variable temps, H ’enthalpie massique, U la vitesse d’écoulement, p
la masse volumique et jT le vecteur flux de chaleur. Le terme de source interne de

chaleur est supposé nul.

e L’équation de conservation de la masse :

ap L
5% + V- (pt) =0 (2.2)
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2.3. Lois de comportement

qui s’écrit encore :

1d
;d—§+v-ﬁzo (2.3)

e L’équation de conservation de la quantité de mouvement, ou I’équation de
la dynamique, relie la variation temporelle de la densité massique de quantité de

mouvement d’un point matériel & I’ensemble des forces qui s’exercent sur lui :

—

> dv
V-a%—pf:p% (2.4)

ol o est le tenseur des contraintes de Cauchy et fl’ensemble des densités massiques

des forces extérieures.

2.3 Lois de comportement

D’un point de vue mathématique, nous disposons de trop d’inconnues par rapport au
nombre d’équations. Il est donc nécessaire d’ajouter aux équations de conservation des
équations de comportement. En ce qui concerne les équations gouvernant la mécanique,
la contrainte est reliée a la déformation et au taux de déformation a l'aide d’une loi de
comportement mécanique. Deux relations entre I’enthalpie massique, le flux de chaleur et

la température sont données pour la fermeture de I’équation de conservation de 1’énergie.

2.3.1 Loi de comportement pour la thermique

L’enthalpie massique H est définie par :

T
H= | Q)¢+ H(T)L (25)
To

ot T est la température, Ty est une température de référence arbitraire, c, la chaleur
massique G pression constante du matériau et L la chaleur massique latente de solidifica-
tion (supposée constante). Le chemin de solidification, c’est a dire la donnée de la fraction
massique du liquide en fonction de la température f(T), est supposé connu. Dans la suite
du document, nous ferons [’approrimation de confondre fraction volumique et fraction

massique de chacune des phases, solide et liquide.

On introduit la chaleur massique effective définie par :

_OH af(T)
Ceff = 8_T =Cp + L dT




Chapitre 2. Modélisation thermomécanique avec le logiciel Thercast®

qui tient compte de la chaleur latente libérée au cours de la solidification. Au sens de la

df l ) de cette dernicre equatlon 6) peut s’apparenter

théorie des distributions, le terme
a une masse de Dirac a la temperature de fusion dans le cas de la solidification pour un

COTps pur.

D’autre part, le vecteur flux de chaleur par diffusion est donné par une équation

similaire a la premiére loi de Fick (la loi de Fourier) :
jr = —kVT (2.7)
ou k est la conductivité thermique.

On peut alors écrire 'équation ([2.1)), en utilisant (2.2) et (2.7) :

dH
p— = V(KVT) =0 (2.8)

ou ’exprimer en fonction de la température T', en faisant intervenir la chaleur massique

dH OHdT
dt ~ oT dt

ar
dt

effective et le fait que —

peei— — V - (kVT) =0 (2.9)

ou encore :

oT
peen e + peell - VT =V - (kVT) = 0 (2.10)

2.3.2 Lois de comportement pour la mécanique

Au cours du refroidissement et plus particuliérement lors de la solidification, le compor-
tement du matériau change. Il va passer par trois états successifs : liquide, pateux et solide.
De nombreux codes utilisent une seule loi de comportement de type élasto-viscoplastique
pour simuler I’état du matériau qu’il soit liquide, pateux ou solide. Dans ce cas, pour né-
gliger les déformations élastiques, on impose que le module de Young du liquide soit élevé.
Ce choix, comme le souligne dans sa thése [Jaouen, 1998]|, est en contradiction avec les
mesures expérimentales obtenues par [Decultieux, 1996] et [Vicente-Hernandez, 1994] ou

le module de Young a I’état solide décroit avec 1" et reste de 'ordre du Giga-Pascal pour
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2.3. Lois de comportement

des températures proches de la température de solidus. Aussi pour contrer ce probléme
pouvant avoir des imperfections tant au niveau physique (pas de prise en compte de la
convection naturelle) qu’au niveau numérique (gestion du saut de valeur du module de
Young entre le liquidus et le solidus), propose de faire une modélisation a

deux lois de comportement :

e une loi de comportement de type visco-plastique lorsque le matériau est liquide ou

pateux

e ct une loi de comportement de type élasto-viscoplastique pour I'état solide.

1 0
<~ Fraction solide f;

semi
liquide

- ® ® @
T, T.

T, | Température (°C)

— Comportement EVP — Comportement VP

F1G. 2.1 — Comportement du matériau en fonction de son état

Comme le montre la figure (F1G. , le changement d’une loi de comportement vers
I’autre s’opére a une température arbitraire 7,.. Le matériau est alors considéré newtonien
en phase liquide, visco-plastique en début de solidification et enfin élasto-viscoplastique
en fin de solidification et en phase solide. Dans la pratique, on fixera la température
de transition entre les lois rhéologiques comme étant égale a la température du solidus
([Jaouen, 1998], [Bellet et Jaouen, 1999)).

Ces lois de comportement doivent tenir compte des variations des différents coefficients
rhéologiques (qui peuvent étre non négligeables) afin de décrire au mieux les phénoménes

issus de la solidification. D’autre part, le matériau subit des dilatations thermiques im-

portantes et non négligeables en particulier a 1'état solide ([Kozlowski et al., 1992]). De

maniére générale, le tenseur des vitesses de déformation € est alors décomposé linéairement
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comme suit :

g =¢* 4 ¢th

gt =g pour la loi de type visco-plastique
avec e* =& 4+ ¢ pour la loi de type elasto-visco-plastique
gth le tenseur sphérique des vitesses de dilatation thermique

(2.11)

Au tenseur des vitesses de dilatation thermique, on ajoute un terme da a la variation
de volume intrinséque a la solidification entre les températures du liquidus et du solidus.
A partir de (2.2)) et , on a pour une transformation ne faisant pas intervenir d’autre
source de changement de volume,

Treth - Tre—V.q— L9 (2.12)
p dt

Le tenseur étant sphérique, on a donc

1d
gth = —3—pd—§ I (2.13)

I, la matrice identité.

Remarque : Pour une transformation faisant intervenir ’élasticité, qui est une autre
source de déformation volumique, on pourra retenir cette expression de ™ mais en notant
qu’alors p désigne la masse volumique de la configuration dite "relachée”, c’est-a-dire la

configuration courante a laquelle on a "soustrait” la déformation élastique.
e Sip(T), cas général, on a :

-th
Y r_or1 2.14
c 3pdT « (2.14)
——

(e}

a(T) est appelé le coefficient de dilatation thermique.

e Si p(fs), dans l'intervalle de solidification, avec p linéaire en f; conformément a la

loi de mélange p = fsps + fipr = fs(ps — p1) + pu alors :

1 dp 1ps — ; 1 s g [
ath _ P —ZPsZ P o 2 PLZPs f 1 — Aet f, T (2.15)
Pl

3pdfs” =~ 3

Agtr
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2.3. Lois de comportement

Aegy, représente 'expansion volumique relative constatée lors de la solidification
entre les températures du liquidus (7;) et du solidus (T) - variable supposée constante.
En général, Ay, est négatif, traduisant une contraction ("retrait") lors de la solidi-

fication.

Reste maintenant & détailler les différentes lois de comportement pour la mécanique
et plus particuliérement le terme £*
2.3.2.1 Loi de comportement de type élasto-viscoplastique (EVP)

La base du modeéle est donc une décomposition additive du tenseur des vitesses de

déformation €. Dans le cadre des petites déformations, nous avons :
§ =W 4 gel 4 gth (2.16)

La partie élastique de ¢ est reliée a la dérivée temporelle des contraintes par la loi de

Hooke, sous sa forme hypoélastique :

o = Eéd _ E -el Ev

=15t <1+V>(1_2V)Tr(éd)1 (2.17)

FE est le tenseur d’élasticité d’ordre 4 dont les composantes dépendent de E, le module de
Young et de v, le coefficient de Poisson. ¢ désigne la dérivée particulaire temporelle du
tenseur des contraintes de Cauchy o (cette dérivée, bien que non objective, est admissible

dans notre étude, les rotations et déformations incrémentales étant trés faibles).

En décomposant le tenseur o en une partie déviatoire s et une partie sphérique —pl :

Tr(o)
3

Nous pouvons écrire la partie visco-plastique de €, de trace nulle, en nous référant a

oc=s—pl=s+ (2.18)

un potentiel de viscoplasticité ([Rappaz et al., 1998]). Dans cette étude, nous choisissons
un potentiel de type Perzyna et écrivons :

1

g V3 < Teg — Is >mm S (2.19)
20 \K(T)e"\/3 '

ot K(T) est la consistance du matériau et m(T') la sensibilité de la contrainte d’écoulement

a la vitesse de déformation. La fonction qui a x associe (x) donne la valeur de x pour

z >0 ou 0 sinon.

Dans I'équation (2.19)), on peut donc dire qu’il n’y a écoulement plastique que si la

contrainte équivalente de von Mises est supérieure au seuil d’écoulement statique oy.
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Chapitre 2. Modélisation thermomécanique avec le logiciel Thercast®

Sachant que la contrainte d’écoulement de von Mises est donnée par o, = ,/%s 'S

et que la vitesse de déformation généralisée a pour expression & = ,/%5”7’ :evP, la forme
monodimensionnelle de (2.19)) s’écrit par :

G = 05 + K(T)V3™ Mg Den() (2.20)

Cette loi combine donc les influences de la vitesse de déformation et de 1’écrouissage

t
sous une forme multiplicative (£ = / gdr est la déformation plastique cumulée).
0

2.3.2.2 Loi de comportement de type visco-plastique (VP)

Celle-ci dérive de la loi de comportement EVP, en annulant la Contrainte seuil o, et en
T 21/) Les défor-

mations d’origine élastique sont alors négigées et les équations de la loi de comportement

faisant tendre vers 'infini le module de compressibilité donné par y =

VP peuvent alors s’écrire de la fagon suivante :

£ =g 4 ¢th (2.21)

Nous nous placons dans le cadre de la loi de Norton-Hoff et on a :

" () o

o K,,(T) désigne la consistance visco-plastique a la température T
On peut écrire 'équation (2.22)) avec les invariants :

Gog = Kop(T)y/3™ 15D (2.23)

Remarque : Dans ’équation (2.22)), quand m(T) = 1, on retrouve l'expression du
tenseur des taux de déformation newtonien. Ceci correspond a [’état purement liquide de

Ualliage, pour lequel K., est donc égal a la viscosité dynamique.

2.4 Conditions aux limites et initiales

Pour que le systéme d’équations (2.9)) et (2.4]) soit bien posé, il convient d’y ajouter
des conditions aux limites adéquates. La nature parabolique des équations de conservation
nécessite une condition initiale et des conditions aux limites sur la frontiére I';;—1  sp de

Q;.5=1,. sp, respectivement.
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2.4. Conditions aux limites et initiales

2.4.1 Pour le probléme thermique

Les conditions aux limites résultant des interactions avec 'extérieur s’appliquent sur

toute ou une partie de la surface extérieure. Elles sont de plusieurs types :
e Condition de type flux imposé (flux extrait sortant de signe positif) :
— kVT -1 = q)imp sur Fi,l (224)

ot 7 est la normale sortante. Si le flux est nul @y, = 0), on parle alors de condition

adiabatique.
e Condition de type convection et/ou rayonnement avec 'extérieur :
—kVT - =h(T — Text) sur Iys (2.25)

ot b = hey + 6,0, (T + Tt ) (T? + T2

~ 1) est le coefficient d’échange thermique. he, est

le coefficient de transfert par convection. €, est l’émissivité du matériau, supposé ici
de type corps gris, (0 < &, < 1). 0, = 5.66961 10" *W.m 2. K~* est la constante de

Stefan, Ty la température extérieure.
e Condition de type température imposée (condition de Dirichlet)

T =Ty, surlis (2.26)

e L’échange thermique entre sous domaines est défini par la relation :

—kVT -1 = !

—(T'=1T7) surly (2.27)

ij
. 1 -2 g—1 - ~
ot h;j = o (W.m™2.K™") est le coefficient de transfert entre les sous domaines €);
ij
(R;; est la résistance thermique de contact) et Q; et T7 est la température de surface
du sous-domaine §; en vis-a-vis.

Il est de plus nécessaire de donner une condition initiale en température :

T(x,t =0)=Ty(z) sur (2.28)

2.4.2 Pour le probléme mécanique

En ce qui concerne la fermeture du probléme mécanique, on décompose la frontiére I';

du domaine €2; par :
Ii=r,,ul,ul’ .Ul (2.29)
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ou l'intersection entre chacune de ces sous parties de la frontiére est vide. On différencie

alors :

48

o ['; -, la surface ot 'on impose une contrainte :

O = Timp (2.30)
n représente la normale sortante de la frontiére du domaine étudié.

I'; », la surface ot on a des conditions imposées en vitesse (condition de Dirichlet) :

T = T (2.31)

I'; ¢, la surface en contact. La force surfacique de réaction avec l'outil (autre sous
domaine) se décompose en une composante normale appelée vecteur contrainte nor-
male, 7,, = 0,71 = (07l) - 70)7 et une partie tangentielle appelée cission de frottement
? f=0 n—T, n -

on=Tn+ Ty (2.32)
Le terme o,, = o1i-7 est appelé contrainte normale. Généralement, le vecteur cission
de frottement est défini en fonction de la vitesse par une loi de frottement : 7, =
T¢(V, Toutil, O ), OU éventuellement pris nul pour un contact "parfaitement glissant".

Cette loi peut étre de type Coulomb ou de type viscoplastique selon le cas étudié.

Les conditions de contact unilatéral de Signorini doivent alors étre vérifiées :

(U= VUpuar) -7 <0 sur I, (2.33)
o, <0 sur I, (2.34)
(T — Voutit) + 1) -0, =0 sur Ty, (2.35)

Ces conditions de non-pénétration sont une conséquence a l'interface de la conser-

vation de masse. Ces équations peuvent s’écrire de maniere suivante sur I'; . :

(0, =0) et (T — Upuent) -7 < 0] ou [(0, <0)et ((¥— Vour) -7 =0] (2.36)
Lorsqu'il y a égalité dans I’équation (2.33)), on parle de contact bilatéral : il ne

peut y avoir de décollement entre la piéce et I'outil.

I'; v, la surface libre sur laquelle on a 7y = 0 et 0,, = —Pjtmos = 0, en négligeant la
pression atmosphérique devant les autres contraintes. La vitesse est donc inconnue

sur cette surface.



2.5. Adaptation du probléeme thermomécanique a la coulée continue

2.5

Adaptation du probléme thermomeécanique a la cou-

lée continue

Nous souhaitons construire un logiciel applicable & différents procédés de coulée conti-

nue. Il est donc important de développer une formulation s’adaptant aux différentes géo-

métries de machine qui, comme nous le verrons, jouent un roéle important sur le compor-

tement thermomécanique du produit coulé.

2.5.1 Présentation des différentes géométries de machine de cou-

lée continue

On recense différents types de machines :

Les machines traditionnelles ont pour origine la coulée continue droite ou le
produit est coulé, extrait et découpé a la verticale. I'inconvénient majeur de ce type
de machine est sa hauteur excessive lorsque 1’on cherche & obtenir des productions
élevées, inconvénient majeur lorsque le laminoir réclame des demi-produits de grande

longueur.

Pour diminuer cette hauteur, on a cherché a courber le produit aprés solidification et
extraction de facon a effectuer la coupe a I’horizontale : ¢’est la machine verticale

cintrée (quasiment disparue de nos jours).

Puis, toujours dans un souci de diminuer cette hauteur, on est passé a des machines
ou la courbure est donnée dés la lingotiére, on parle alors dans ce cas de machine

courbe (beaucoup plus répandue).

Enfin, dans le but de réduire les efforts de décintrage, on a remplacé le rayon de
courbure unique par plusieurs rayons, de plus en plus grands, se raccordant de fagon

continue : ¢’est la machine courbe a rayons multiples.

On peut rajouter une derniére catégorie qui est la combinaison de plusieurs types
de machines. Dans un souci de qualité, il n’est pas rare de trouver des machines ot
la lingotiére est droite et la courbure ne commence qu’a environ 1,5 m au-dessous

de celle-ci; c’est la machine courbe a lingotiére droite.

L’objectif est donc de prendre en compte tous ces types de machines. Pour cela nous

avons mis en place une convention suffisamment souple pour connaitre la position des

différents rouleaux de guidage et les différentes zones verticale, horizontale ou courbe :
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1) On suppose que la coulée s’effectue dans un méme plan P = (Ozx, Oz). On retrouve le

sens de coulée d’une machine représentée en 3D sur une coupe 2D, (F1G. [2.2(b))
2) L’origine du plan P se situe au niveau du ménisque, dans la lingotiére.

3) Chaque zone de courbure est définie par un centre de courbure dans P, un rayon de
courbure et un angle de courbure. Ces courbures sont liées entre elles pour assurer
une certaine continuité dans la machine, (FIG. [2.2(c))).

(a) Coupe 3D (b) Coupe 2D, plan de
coulée : P = (Ox,0z)

(¢) Zones de courbure succes-

sives définies dans le plan P

F1G. 2.2 — Parameétres géométriques d'une machine de coulée continue

20



2.5. Adaptation du probléeme thermomécanique a la coulée continue

4) Un rayon de courbure infini pour une zone indique que celle-ci est droite (verticale ou

horizontale).

5) Une machine de coulée continue peut-étre soit verticale (en général utilisée pour la
coulée de bloom ou de billette), soit verticale puis courbe puis horizontale, soit

seulement courbe puis horizontale (pour la coulée de brame).

6) Chaque rouleau est déterminé par son centre et son rayon, le vecteur directeur de 1’axe
du rouleau dans (Ox, Oy, Oz) et par sa longueur. On pourra remarquer qu’en coulée
de brames, les rouleaux sont paralléles a la direction Oy, ce qui n’est pas le cas en

coulée de blooms ou de billettes.

Ainsi, la longueur parcourue par le produit dans la machine de coulée, plus commu-
nément appelé longueur métallurgique (terme que nous emploierons tout au long de

ce manuscrit), prendra en compte tous ces changements de courbure.

2.5.2 Nomenclature de la stratégie globale instationnaire

Comme nous l'avons précisé dans la premiére partie de ce manuscrit, la stratégie
globale instationnaire consiste & modéliser le procédé de coulée continue comme si ’on se
trouvait dans sa phase d’amorcage. Le produit est alors alimenté en métal liquide depuis
la lingotiére et est tracté dans la zone de refroidissement secondaire a I'aide d’un outil.
La figure (F1G. [2.3)) représente les différents outils qui vont nous servir a mettre en ceuvre

cette stratégie.

A la surface du produit discrétisé en éléments finis, on identifie des groupes de faces
sur lesquels seront appliqués différentes conditions aux limites que nous détaillerons plus

loin, pour la fermeture des problémes mécanique et thermique.

L’outil d’injection : représenté par le groupe de faces bleu dans la figure (FIG. , il

permet de simuler continuellement ’apport de matiére dans la machine.

La lingotiére : elle est modélisée a I’aide d’un ou plusieurs sous domaines selon sa com-
plexité. C’est dans la lingotiére que le refroidissement est le plus brutal afin de créer

une peau assez solide pour contenir le métal liquide.

Les rouleaux : ils délimitent le chemin de solidification secondaire et guident la brame
dans la machine. Nous nous limitons aux rouleaux de guidage sans tenir compte de
leur motorisation ni leur résistance au roulement. Dans notre étude chaque rouleau

est assimilé a un obstacle fixe sur lequel la brame glisse sans frottement.
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Outil d'injection

Lingotitre Grand coté

Petite coté

F1a. 2.3 — Définitions des différents éléments géométriques utilisés lors de la modélisation

avec une approche globale instationnaire. [llustration pour une coulée de brames.

Le mannequin : Cet outil fictif, représenté par le groupe de faces vert dans la figure
(F1G. [2.3)), permet de tracter la brame dans la machine & une vitesse de coulée
donnée. Il faut remarquer que cet outil ne représente pas le mannequin utilisé par

les industriels lors de la phase d’amorcage d’'une machine de coulée.

2.5.3 Conditions aux limites pour le probléme thermique
2.5.3.1 Le refroidissement pariétal

Au cours de son évolution dans la machine, le produit (brame, bloom ou billette) va
étre refroidi soit lors de son contact avec la lingotiére, soit par aspersion d’eau. Pour décrire
ce refroidissement pariétal de la brame, nous supposons qu’il peut étre moyenné par zone.
Ainsi, 'IRSID est en mesure de nous fournir entre différentes longueurs métallurgiques
des données caractéristiques de l'intensité du refroidissement. Le tableau donne un

exemple de données fournies pour le cas d’'une machine de coulée de brames de Dunkerque.
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2.5. Adaptation du probléeme thermomécanique a la coulée continue

Flux (type=1) W.cm >
Type de refroidissement | Longueur métallurgique (cm) | ou h (type=2) W.K™'.cm ™2
ou &, (type=3)
1 47 130.00
2 70 0.0500
2 103.5 0.0420
2 196. 0.0330
2 294.5 0.0283
2 448.5 0.0285
2 622. 0.0232
2 799.5 0.0260
2 1200. 0.0222
2 1675. 0.0213
2 2975. 0.0200

TAB. 2.1 — Conditions aux limites pariétales (grand coté) pour une machine de Dunkerque.

De maniére générale, on suppose que ’échange de chaleur au niveau de la lingotiére
est uniforme et peut-étre modélisé avec une condition de type flux extrait (type
1). Le refroidissement par aspersion d’eau, le contact thermique avec les cylindres et le
rayonnement seront modélisés par une condition de type convection et/ou rayonnement
(2.25) (type 2 pour convection et type 3 pour le rayonnement seul). Une conséquence est
que l'on ne calcule pas la signature thermique du contact de chaque rouleau de soutien.
Dans le cas d’une modélisation tridimensionnelle, ces conditions peuvent étre différentes
que l'on soit sur le grand coté (entre les rouleaux) ou que l'on soit sur le petit coté a

longueur métallurgique donnée.

Remarque : Dans le cas d’une étude plus fine pour étudier le comportement du produit
en début de solidification, on peut utiliser l’échange thermique entre la lingotiére et le

produit défini par la condition (2.27) plus précise qu’une valeur moyennée.

Concernant, la zone tampon introduite dans la partie précédente, nous rajoutons une
zone de refroidissement supplémentaire (ajout transparent pour 'utilisateur) dans laquelle
la condition d’adiabaticité est imposée (flux nul). Cette zone de refroidissement est de
longueur L, celle du maillage initial. Rappelons qu’aprés chaque remaillage, la température

de cette zone reste fixe et égale a la température de I'outil d’injection.
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Chapitre 2. Modélisation thermomécanique avec le logiciel Thercast®

2.5.3.2 L’outil d’injection

Au niveau de I'outil de I'injection, on utilise une condition de type température impo-
sée, (2.26)), afin de rendre compte de 'alimentation continue du matériau dans la machine
de coulée continue. Une carte de température peut étre utilisée en fonction de la position

de cet outil d’injection dans la machine.

2.5.3.3 Le mannequin

Le mannequin est supposé adiabatique, de flux nul. A priori, on pourrait penser que
cette hypothése, bien que discutable, est justifiée par la présence de faibles gradients
thermiques dans la direction de la coulée et plus particulierement dans la zone de re-
froidissement secondaire. Cependant, plusieurs études en lingotiére dont celle faite par
[Huespe et al., 2000] ont montré que le gradient de température dans le sens de coulée
n’était pas négligeable. Une alternative consisterait donc a imposer un flux donné qui

devrait évoluer en fonction de la position du mannequin dans la machine.

Remarquons que dans notre cas, nous ne cherchons pas a calculer I’état thermomeé-
canique de la phase transitoire d’amorcage de la coulée. L’objectif est d’obtenir le plus
rapidement possible en chaque point de la machine le régime thermomécanique station-

naire. En conséquence, la condition d’adiabaticité semble la plus appropriée.

2.5.4 Conditions aux limites pour le probléme mécanique
2.5.4.1 Le contact avec la lingotiére et les rouleaux

Le contact du produit coulé avec la lingotiére ou avec les rouleaux est supposé unila-
téral et on néglige les frottements au niveau de la lingotiére dans notre étude. Le contact
dans la lingotiére est exprimé de facon classique en utilisant les conditions de Signorini
définies par (2.33), (2.34) et (2.35)).

Le fait que la matiére ne doive pas pénétrer ces rouleaux se traduit par la condition
suivante : Pour tout point matériel M en surface du produit et pour tout cercle de centre
C, et de rayon R, "désignant” le rouleau v, on a alors la relation : ||C.M|| > R,. Le
traitement spécifique du contact avec les rouleaux sera détaillé dans le chapitre suivant

lors de la résolution du probléme thermomécanique.

Pour différencier ces deux zones de contact, nous décomposeronsl’. en deux par :

Ir.=I1url, pour l=lingotiéere

NLNnl,=0 et r=rouleaux
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2.5. Adaptation du probléeme thermomécanique a la coulée continue

2.5.4.2 L’outil d’injection

On néglige ’écoulement induit de la busette qui alimente la machine en produit. Dans
le cas ou la simulation est initiée depuis la lingotiére, les faces en contact avec 'outil
d’injection sont soumises & une certaine contrainte normale. Compte tenu de 'utilisation
d’une zone tampon de longueur L, pour avoir une pression hydrostatique rigoureusement
nulle au ménisque (z = 0), nous supposons sur les faces d’injection une contrainte normale
positive :

on = pgLi (2.37)

Pour une longueur de zone tampon L = 0.3 m, en prenant p ~ 8000 kg.m™> et

2 cette contrainte normale vaut 24000 Pa. On pourra donc la négliger en

g = 10 m.s™
premiére approximation pour notre étude centrée sur le refroidissement secondaire. A
I'inverse, pour une étude de formation de lame d’air en lingotiére, cette approximation

devrait étre évitée.

2.5.4.3 Le mannequin

Au niveau du mannequin, on impose une condition de type vitesse imposée
dont les composantes évoluent en fonction de la vitesse de coulée ‘_/; et de la courbure de
la machine. Les trois composantes de la vitesse sont imposées sur I’ensemble des nocuds
appartenant a ce groupe de face. Le contact avec le mannequin est donc de type bilatéral

collant.

On remarque que c¢’est au niveau du mannequin que le débit de matiére est imposé.
Au ménisque, seule une condition en contrainte est appliquée. De cette fagon, le champ
de vitesse au ménisque va s’ajuster de lui-méme afin de satisfaire la conservation glo-
bale de la masse, en tenant compte notamment des retraits thermiques tout au long du

refroidissement.
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Chapitre 3. Résolution numérique du probléeme thermomécanique

3.1 Formulation forte du probléme thermomécanique a

résoudre

Résumons, ci-dessous, les équations régissant le probléme thermomécanique V¢ €]0, t[.

Ces équations ont été établies au chapitre précédent, ou les conditions initiales et aux

limites ont été également présentées.

o8

T
pceﬂa;—t — V- (kVT)=0 dans Q;

T(I, O) = ﬂni<l’) Vo € Qz
_kVT . ﬁ — éimp sur F’L',l

(3.1)
—kVT -1i = h(T — Text) sur I'; o

T = Timp surl’; 3

1 S
—(T' = 17) sur I';;

ij

—kVT -1 =

—

- d
V-cr+pf=pd—1t} dans Q;

1
oc=s—plavecp= —gTr(a) et s défini selon une loi de comportement EVP ou VP

Timp = 0 1 sur I';
U = Uimp sur I'; ,
(0, =0) et (U= Uouen) -7 < 0] ou [(0, <0) et (U= Uou) - 7 = 0] sur I';;

|C: M| > R, sur I'; ,

T =Tyf (Uy Voutil Un) sur Fi,c

(3.2)

Afin de simplifier les écritures, on note 7 le probléme thermique issu de (3.1)) et



3.2. Résolution découplée du probleme thermomécanique

M le probléme mécanique issu (3.2]) dans lesquels on retrouve les inconnues qui sont la

température T' et le vecteur vitesse v.

3.2 Résolution découplée du probléme thermomécanique

Les problémes mécanique et thermique sont couplés et supposent donc de résoudre un

systéme non linéaire, a l'instant ¢,,, sous la forme :

T(T™,v™) =0
Sur Q' { ./\/E(Tt” Vi) = 0 (3.3)

Or la résolution couplée de ces deux problémes est possible mais compliquée (présence
de termes croisés). On préfére découpler les problémes en considérant que les termes
couplés sont d’ordre supérieur. Finalement la résolution du probléme thermomécanique

incrémental se fera selon 'algorithme suivant :

Boucle sur les incréments de temps
v Q"' est connu
Résolution du probléme 7°

Résolution du probléme M

SNIENIEN

Actualisation de 2 selon le schéma

i = !t 4 At ol

3.3 Reésolution du probléme thermique 7

3.3.1 Formulation faible et discrétisation spatiale

Mis sous forme faible, le probléme thermique 7 devient :

Trouver le champ de température T € V tel que, VT € W :

! TT*dS =

r;; thg

dr
/ pCeH—T*dV—l—/ kVT-VT*dV—i—/ hTT*dS—I—/
Qi dt Q; Ti2

3

* * 1 Sk
_/ BT d8+/ Wi T dS+/ =TS (3.4)
Tia Ly r;; 1t

ot V ={T € H' ()T = Tinp sur i3} et W = {T € H(Q;)/T = 0 sur T';3} sont les

espaces des fonctions test correctement choisis.
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Chapitre 3. Résolution numérique du probléeme thermomécanique

Le probléme thermique est résolu par la méthode des éléments finis. Les éléments
utilisés pour mailler les sous-domaines sont de type tétraedre linéaire P1 dont une repré-

sentation est donnée par la figure (FIG. |3.1)).

F1G. 3.1 — Représentation de I’élément fini de type P1

Les éléments tétraedres sont utilisés et les variables inconnues sont interpolées, a un
instant ¢ donné, a l'aide des fonctions de base {N,, n—1. Nbnoe} :

Nbnoe

Th(z) = Y Nu(2)T, (3.5)

ou l’indice h signifie variable discrete, Nbnoe le nombre de neeuds de la discrétisation

spatiale du domaine €2;

En remplagant les fonctions test par les fonctions de base { Ny, n—1. Nbnoe }, |'assemblage
des équations sur tout le maillage conduit a un systéme discret, d’inconnu le vecteur

T ={Ti...TNpnoe}, qui peut se mettre sous la forme :

Ci—f +KT=Q (3.6)

Comme les paramétres thermiques sont supposés dépendre de la température : la
matrice C' de capacité, la matrice K de conductivité et le vecteur chargement () dépendent
de T et donc le probléme & résoudre est non-linéaire. Donnons le détail des matrices C' et
K et du vecteur Q :

Nbelt
C,.. = Z { / pcefandeV} (3.7)
i A
Nbelt 1
Kom =Y / kVN, - VN, dV + / AN, N,,dS + / —N,N,,dS (3.8)
= (Ve e, ry, 1t
Nbelt
1
Qu=Y (- / Dy N dS + / WT o Ny dS + / TSN,dS (3.9)
e ey Iy I's; Rij
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3.3. Résolution du probléme thermique T

Le calcul de ceq issu de (2.6) peut étre assez délicat et plus particuliérement dans
I'intervalle de solidification ot on peut observer un saut & cause de la présence de la

chaleur latente. [Lemmon, 1979| propose une régularisation spatiale du type :

- IVAH]

off N T——— 1
pét N T (3.10)

ou l'on suppose que 'enthalpie H est interpolé de la méme maniére que le champ de
température 7. Dans ce cas (3.10) devient constante par élément, ce qui nous permet de
simplifier I’écriture de (3.7)) :

Sur chaque élément e, ona: C,, . = pce | NpNydV (3.11)
Qs

3.3.2 Discrétisation temporelle

La discrétisation est effectuée a un instant t* € [t,,_1,t,] afin de rendre le schéma plus
stable et plus consistant que si on avait cherché & résoudre le probléme faible a 'instant
tn—1, [Soyris, 1990] :

tt = artp_o + ast,_1 + ast, et T = O(th"72 -+ O{QTtn*l + Oéth" (312)

ot les coefficients o, o et az sont arbitraires et leur somme est égale a 1.

Les mémes pas de discrétisation temporelle sont utilisés pour le probléme mécanique et
pour le probléme thermique afin de n’utiliser qu’un seul maillage. La dérivée par rapport

au temps est discrétisée par un schéma a deux pas :

ar*  9T* Tin-t — Tinz Tt T

(1) — 3.13
el Tl G L, T (3.13)

En pratique, nous utiliserons un schéma de type Euler implicite a un pas. Dans ce cas,
on a la simplification de I’équation (3.13)) par :

dr* Tt — Tt
dt A,

At =t,, — t,—1 constant Vn. (3.14)

Le systéme matriciel a résoudre a U'instant t* € [t,_q,1,] est :

Ttn _I_ Ttn—l

R(T") = C—

+ KT —Q =0 (3.15)
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Chapitre 3. Résolution numérique du probléeme thermomécanique

La dépendance en température des matrices du systéme non linéaire discret ((3.15))
rendent 1'utilisation de cette formule fastidieuse. Une technique de linéarisation proposée
par [Zlamal, 1971] peut étre utilisée comme le suggére [Menai, 1995]. Aprés plusieurs

manipulations, on obtient finalement le systéme discret sous la forme :

AT = B (3.16)

Toutefois, dans le cas de la solidification, le systéme peut étre fortement non-
linéaire (probléme de conservation d’énergie). [Fachinotti et Bellet, 2004] propose de le
résoudre & l'aide d’une méthode de type Newton-Raphson. On détermine le champ de
température a l'itération (k) par : T®T) = 7% £ AT® o AT® est solution du systéme

linéaire suivant :

R®*) + {ﬁ

(k)
dT} AT® =0 (3.17)

. dR . . .
ol — la matrice tangente (ou jacobien).

ar
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3.4. Résolution du probleme mécanique M

3.4 Reésolution du probléme mécanique M

3.4.1 Formulation faible et discrétisation temporelle

La multiplication de ’équation de la conservation de la quantité de mouvement (2.4))
par un champ de vitesse virtuelle v* € V° = {v, ve (H () v=0sur Fw}, puis une
intégration par partie sur le domaine €); permet d’écrire la forme faible de ’équation

d’équilibre, appelée Principe des Puissances virtuelles, sous forme mixte vitesse/pression.

On pose :
V= {v, ve (H(Q))? v="0vmpsur [,}
VO = {v, ve (HY(Q))?, v=0sur Iy}
Vea = {v, v€V, (V—=2vou1) - n < 0sur et ||C;M| >R, sur I';, } (3.18)
Vfa = {v, ve VY, (U = Voutn) - n < 0 sur I';) et |CrM|| > R, sur Fz}r}
P = L*)

Trouver (v, p) € Vea X P vérifiant I’équation d’équilibre

d
/s:é*dV—/ pV.v*dV+/ pd—v.v*dV—/ pgu*dV

— Timp-0"dS — Tr.0*dS — / Tn -0 dS =0 Vot eV,
;. i Tic (3.19)

/ PTR(EP) AV =0 Yyt eP
\ Ql

La variable pression p apparait comme un multiplicateur de Lagrange de la contrainte
plastique d’incompressibilité. Ainsi, le terme de 'intégrale de la seconde équation dans
(3.19) changera selon ’état local du matériau (i.e. en fonction de la température locale).
Dans le cas ou le matériau est solide (comportement élasto-viscoplastique (2.16))), on aura :
3(1—2v

—>p —3a(TT — f A" (3.20)

Tre® = Tré — Tré® — Tret* = Voo + =

Alors que dans le cas ou le matériau est pateux ou liquide, ot il n’y a pas de contri-
bution élastique (comportement élasto-viscoplastique (2.21])), on aura :

Tre” = Tré — Treth = Voo — 3a(T)T — f,Ae" (3.21)
Ces deux relations traduisent en fait la conservation de la masse, étant données les
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Chapitre 3. Résolution numérique du probléeme thermomécanique

relations (2.2), (2.16]) et (2.21). De méme, la partie déviatoire s du tenseur des contraintes

o variera en fonction de ’état du matériau.

Le formalisme lagrangien utilisé actualise, a la fin de chaque incrément de temps
(i.e. t,), la position du domaine Q et son état de contrainte (i.e. Q™), par rapport a la
configuration du début de I'incrément (i.e. t,_1 = t, — At et Q') et non par rapport a
la configuration initiale (i.e. ty et Q). Dans ce cas on suppose qu’a partir de 1’équilibre
du début d’incrément, on peut déterminer la variation des grandeurs physiques induites
par le champ de vitesse au cours de l'incrément, de maniére a retrouver 1’équilibre en fin

d’incrément.

Connaissant la température & l'instant ¢, (i.e. T™), la résolution du systéme
nécessite le choix d’un schéma d’intégration temporel afin de décrire 1’évolution en temps
des champs inconnus (ou variables d’histoire) : la position z, la vitesse v et la pression
p. Au temps t,_1, on suppose connus z'"~', v'"=1 p'»-1 et leurs variations &'"-!, v'"-! |
pin=1 et vérifient I’équilibre thermomécanique du probléme. On cherche alors & déterminer
leurs variations &', v'" et p' telles que les champs inconnus z', v'" et p'» vérifient aussi
I’équilibre thermomeécanique au temps ¢,,. On utilise pour cela un schéma différences finies

de type Euler implicite pour les variables vitesse/pression :
,Utn — fUtnfl + At ,l'}tn

3.22
ptn — ptn_l + At ptn ( )

A Taide de ces notations, on peut réécrire le probléme mécanique (3.19)) a résoudre &

Iinstant ¢, =t :

Trouwver (v,p)" vérifiant :

( Ut o Ut—At
/ st ¥ dV — / p'V.u*dV + / p——— v dV — / pg.v*dV
QZ_At QE—At QE—At At QZ_At
—/ Timp- V" dS — / TrtdS — / ThovtdS =0 Yv*eV?
3(1 _ 2V) pt _ pt—At

/ . p* (V. + E At —3a(T)T + f,Ae™)dV =0 Vp* € P
o 0

\

(3.23)

Dans cette équation, ot 'on différencie le cas EVP et le cas VP, les variations tempo-
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3.4. Résolution du probleme mécanique M

relles T et fs sont issues de la résolution du probléme thermique 7.

En fin d’incrément et apreés résolution, on actualise la configuration a I'aide du schéma :

ot =27 4 At (3.24)

3.4.2 Gestion incrémentale du contact unilatéral

La gestion du contact unilatéral va étre divisée en deux dans le contexte de la coulée
continue : la premiére partie traite de maniére classique le contact entre deux sous do-
maines (la lingotiére et la produit coulé) alors que la deuxiéme partie détaille le traitement

du contact entre le produit et les rouleaux de soutien.

3.4.2.1 Contact avec la lingotiére

Le probléme du contact dans la lingotiére se présente comme un probléme d’optimi-
sation sous contraintes : il s’agit de trouver un champ de vitesse vérifiant les équations
d’équilibre sous la contrainte des conditions de Signorini (2.33)),(2.34)) et (2.35]). Ces condi-

tions de contact unilatéral peuvent s’interpréter en termes d’événements comme :

(e point n’est pas en contact (surface libre) o, =0 et Av, quelconque

le point est en contact et le reste o, <0et Av, =0 (3.25)

| le point est en contact et se décolle o, =0et Av, <0

Dans notre cas, en adoptant une formulation vitesse/pression, le probléme mécanique
se résume a trouver (v,p) € Ve, X P solution de tels que les conditions de contact
unilatéral soient vérifiées. La satisfaction de ces conditions est réalisée a I'aide d’une mé-
thode de pénalisation. Cette méthode consiste a appliquer localement & la surface du
produit un vecteur contrainte 7,, colinéaire au vecteur normal n et de module propor-
tionnel a I’éventuelle pénétration du produit dans la lingotiére selon la direction normale.
Le coefficient de proportionnalité, a priori un scalaire positif de valeur élevée, est noté 6, ;

Ceci nous conduit & 'écriture suivante.

Tn = =0 { (V" — Vous; —5t_At I
= —0 ( (V" — vousi1) .1 Ay )" osur T (3.26)

avec 82, la distance entre la piéce et la lingotiere & Uinstant (t — At). Par convention

d < 0 correspond a une pénétration. On note (< xz >= (x + |z|)/2).
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Chapitre 3. Résolution numérique du probléeme thermomécanique

En d’autres termes, on accepte que le champ de vitesse solution résulte en une lé-
gére pénétration numérique du produit dans la lingotiére. La pénétration est "pénalisée"
d’autant plus intensément que la valeur du facteur de pénalisation, 6, est grande. A l'in-
verse, un choix trop petit de ce coefficient entraine une prise de compte du contact non
satisfaisante. Il n’existe pas de régle précise quant au choix d’une "bonne" valeur de ce
coefficient. Nous verrons en fin de chapitre une méthode locale d’adaptation de ce facteur

de pénalisation.

L’introduction de ce chargement mécanique en surface du produit conduit au terme
suivant dans ’écriture du principe des puissances virtuelles, aprés discrétisation tempo-
relle, (3.23) :

5t—At
t.*dS::—ﬂ!/‘ b il ) nt A — 0" dS 3.27
/F;}At o | s <(v Voutil) -1 A7 n-v ( )

Notons ici que seule la partie du produit en contact avec la lingotiére sera concernée

par le frottement. Dans le cas de la coulée continue, on a :

/ it dS = / T dS (3.28)
F’tL;At Ft*At

,l
3.4.2.2 Contact avec les rouleaux de soutien

Le traitement du contact du produit coulé avec les rouleaux est traité de maniére
analogue au contact avec la lingotiére a ’aide d’'une méthode de pénalisation. La seule
différence vient de I'expression du vecteur contrainte 7. Nous supposons que tous les
rouleaux sont considérés comme des obstacles immobiles et rigides. Le fait que tout point
matériel M en surface du produit ne doive pénétrer n’importe quel rouleau de soutien de

centre X, de rayonR, et d’axe de direction J:r se traduit par :

Soit C' le centre du cercle défini dans le plan orthogonal a d, et passant par M, alors

on vérifie la condition de non pénétration du rouleau par :

ICM]| > R, (3.29)

Cette relation permet d’utiliser la forme analytique donnée par la géométrie circulaire
de chaque rouleau. Ceci aura toute son importance lors de la discrétisation spatiale par
éléments finis des différents sous domaines. En effet I'expression discréte du contact pé-

nalisé¢ issue de ([3.27) suppose un maillage de chacun des sous-domaines. Or dans le cas
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3.4. Résolution du probléme mécanique M

de la coulée continue, mailler tous les rouleaux peut devenir trés fastidieux, générer des
colits de calcul en terme de recherche de face et engendrer des imprécisions numériques

plus ou moins importantes selon la finesse du maillage du rouleau créé.

Fi1G. 3.2 — Définition du contact pénalisé entre le produit coulé et les rouleaux de soutien

Reste donc a déterminer le vecteur contrainte 7/ sur la frontiére T',. A T'aide des
notations de la figure (FIG. , lorsqu’un point matériel frontiére a l'instant ¢ — At a
une vitesse v’ telle que la position actualisée du point en fin d’incrément de temps, M*,
soit & 'intérieur d’un rouleau, ce point est pénalisé et subit une "force répulsive" dans la

—
direction du vecteur normalisé 77, qui n’est autre que le vecteur normalisé C'M* :

1
A;mﬁﬁdszﬂziLAﬂRrWCMWﬁhwmw (3.30)

T

M' = MR 4 At

avec : — (3.31)
. CcM!
n, = —
IO M|

La présence de ﬁ permet d’exprimer cette composante du contact en vitesse et non en

déplacement afin d’étre parfaitement homogéne avec l'expression issue de (3.27)).
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—_
Attardons-nous sur la construction de C'M* pour laquelle on définit Py Vopérateur de

projection orthogonale sur d, :

—

eMt = XM - Py (X

- X, M- (Xth : EZ) d, (3.32)

exprimé en coordonnées pour [ =1,...,3 et k=1,...,3, ce vecteur donne :

—

7 7 P
CM!, = XM, — (Xer.dr7k> d.y

—
= (O — dy.dy) (Xth) (3.33)
—_—— l
Py
avec Oy, symbole de Kronecker.
ou plus simplement :
CM'=P.(X.M") (3.34)

Ainsi, connaissant la direction de 'axe des rouleaux, on peut déterminer, en 3D, la
direction de la "force répulsive" pour n’importe quel point matériel. En d’autres termes
sont pénalisés tous les champs de vitesse aboutissant, aprés intégration temporelle, & une
position des points de surface de la piéce a l'intérieur des rouleaux. Ces points sont alors
pénalisés suivant la direction 71", fonction de v*. On remarquera dans la construction de la
figure (F1G. que 7", dépend du champ de vitesse matériel sur 'incrément de temps,
ce qui traduit le caractére implicite de la méthode mise en ceuvre : le contact est jugé par

rapport a la configuration de fin d’incrément.

Remarque : 1l existe bien sir d’autres méthodes pour résoudre ce probleme d’optimi-
sation sous contraintes comme les méthodes de lagrangien ou lagrangien augmenté qui
ont l'avantage de prendre en compte de facon exacte la condition de contact mais pré-
sentent l'inconvénient de rajouter une inconnue au probleme en plus de la vitesse et de
la pression. Se pose aussi le probléeme d’un choix judicieux d’espace fonctionnel correct
pour les multiplicateurs de Lagrange [Hild, 1998]. Pour une présentation pédagogique des
méthodes de pénalisation et de lagrangien, le lecteur pourra se référer aux articles de
[Mijar et Arora, 2000] ou de [Wriggers, 1995]. Une alternative peut étre utilisée pour une
prise en compte exacte des conditions de contact sans rajouter d’inconnue et sans utiliser
de méthode de pénalisation. Elle consiste a intégrer directement les conditions cinéma-

tiques de contact auz équations d’équilibre [Rio, 2005]. Mais la principale des difficultés
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est la modification de la topologie de la matrice de raideur - matrice que nous allons

introduire dans la partie suivante.

3.4.3 Discrétisation spatiale

Nous détaillons ici la méthode des éléments finis utilisée sur chacun des sous domaines

;.i=1.sp. Afin de ne pas alourdir les écritures, nous posons §2; = €.

Le mini-élément P1+ /P1 est utilisé pour la résolution du probléme incrémental ((3.23))
ou les contraintes sont pénalisées (3.27)). Il s’agit d’un élément mixte tétraédre pour lequel

la vitesse et la pression sont interpolées par des fonctions linéaires par morceaux, (FIG.

53).

Cet élément a 'avantage de vérifier les conditions de Brezzi-Babuska pour un pro-
bléme de Stokes grace a I’ajout d’un degré de liberté supplémentaire en vitesse au centre
([Fortin, 1985]). Au Cemef, [Coupez, 1995] I'a étendu au cas tridimensionnel pour des
comportements visco-plastiques; puis il a été repris par |[Gay, 1995] dans le cas d’un
comportement élasto-plastique et par [Bellet, 1999, [Jaouen, 1998| pour un comportement

visco-plastique compressible et élasto-viscoplastique, respectivement.

& Vitesse

|:| Pression

F1G. 3.3 — Mini élément P1+ /P1

Soit 7, une triangulation réguliére du domaine QF qui est une approximation spatiale

discréte du domaine. L’ensemble des sous éléments de I’élément e sera noté €2, :

Q=] mcN (3.35)

ecTy
0w Q. est un simplicial de R3.
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L’espace d’approximation de la vitesse est enrichi par ’espace des fonctions de type
bulle, qui sont linéaires sur chaque sous-élément et nulles sur le bord de chaque élément.
On décompose alors le champ de vitesse interpolé w, de maniére unique de la fagon

suivante :
wy, = v, + by, avec wy, € Wy, =V, ® By, (3.36)

ou vy, est la partie linéaire du champ de vitesse et by, la partie relative au champ bulle.

YV, = {vh € (CO(QG))3, Vp = Vimp sSUr I'y et vy, € (Pl(Qe))3, Vec Th} (3.37)

ot (C’O(Qe))3 est lespace des fonctions continues sur le domaine Q, € R® et (P1(Q.))°

est l’espace des fonctions linéaires sur l’élément 2, C R.

B, est 'espace de fonctions bulle. Cet espace est inclus dans I'espace des polynomes
de degré 3. En 3D, la mise en ceuvre numérique de tels polynomes devient lourde. Aussi,

Coupez, 1995| a introduit une fonction bulle linéaire par morceaux sur 1’élément :
[Coupez, P

By = {bh € (CO))° by = 0 sur 00, Ve € 7, by, € (P1(Q)*, i =1, 4}
(3.38)
ot Qe, t = 1,..,4 représente les sous-tétraédres dont le centre de gravité du tétraédre est
un sommet commun. Ce qui signifie que la fonction bulle est continue sur [’élément €.,

mais pas dérivable.

Par conséquent, le champ de vitesse discret s’écrit, en un point de 'espace x € ), :

Nbnoe Nbelt
wi(z) = Y Ni(x)Vi+ Y Nl(2)B; (3.39)
k=1 j=1

ou Wy, € Wh, N,lC €V, k=1,..,Nbnoe sont les fonctions d’interpolation de l’élément
linéaire associées au neeud k et N]l-’ € By, sont les fonctions bulle associées a I’élément j.

Nbnoe et Nbelt sont le nombre de neeuds et d’éléments respectivement.

Compte tenu des supports des fonctions d’interpolation, le champ de vitesse s’écrit au

niveau local (dans 1’élément contenant le point x)

wy(z) =Y Ni(x)Vi + N°(2)B (3.40)

=
Il -~
A

On dira que wy, € P17(€).
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Le champ de pression est linéaire et continu :

Prn = {pn € C°(Q) et pyy,, € PL(Q), Ve e m,} (3.41)

La pression s’exprime en un point de I’espace x par :

Nbnoe

=Y M@k (3.42)

Et donc au niveau local par :

pu(z) = > Ni(z)P (3.43)

B
I ~
—

Munis de ces espaces, nous pouvons maintenant réécrire la discrétisation par éléments

finis du probléme mixte incrémental ([3.23)) par :

Trouver (wp, pp)" € Wh, Pr) vérifiant :
vo; € Vy, / s(w}) : (vy) dV — / PV dV — / pg.vy, dV
Qt At Q;—Ai Q;—Ai

w;z w; A >k d * dS t ok dS
+/sz p—At 2w dV — /FtA Timp- U}, — /th TrUp

h,c

(5t At
+6, /Ft_m <(w2 — Vougit).n A — A7 > nt_At.v}; dsS

A P
A0 o B = IP- XM k) ) e sy i dS =0

Vb, € By, / s(wh) : (by)dV — / piV.brdV — / pg.bydV
Qt At QZ*At QZ*At

¢ At
Wy, — Wy, * _
+/Qt Ny v pdV =0

3(1—2v) pl — pi- At o
Vp; € P, / . (V. + E At —3a(T)T + fAe™)dV =0
Qt— t O

(3.44)
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ot V) = {vh € (C’O(Qe))g, vp =0 sur L'y et vy, € (P1(Q))%, Ve e Th}

En remplacant les fonctions test par les fonctions de base des espaces d’approximation,

on obtient un systéme non linéaire discret noté de maniére suivante a 'instant ¢ :

R*(V',B', P") =0
RNV B, P =0 (3.45)
0

avec Vt = (‘/1t7 B ‘/?)t*anoe)? Bt = (Bi’ "'7B§*Nbelt) et Pt = (P1t7 B P]t\fbnoe)‘

Il est possible de démontrer que le terme R ne dépend pas de BY, [Jaouen, 1998]. Le
systéme s’écrit donc :

RV, P") =0

RO(V' B!, P

RP(V', B, P

0 (3.46)
0

Ce probléme est rendu non linéaire a cause des termes de contact, de frottement et de
comportement et est résolu par I'algorithme de Newton-Raphson. A chaque itération de

Newton-Raphson, un systéme linéaire de la forme suivante doit étre résolu :

K"w 0 K AV R°(V*, P
0 K" K™ AB' | =—| R"(V', B! P (3.47)
tvp tior PP AP! RP(V', B, P
avec K™Y = OR?
TR

Gréce a une technique d’élimination des degrés de liberté de type bulle (internes a
chaque élément), détaillée dans la thése de [Jaouen, 1998], on obtient le systéme condensé

suivant :
K K NG
tievp PP thprb_lep AP! -

R
_ ( RP — thprb—leppt . thprb_le ) (348)

3.4.3.1 Expression des termes du contact avec les cylindres

Nous nous intéressons ici a l’expression du résidu et de la matrice hessienne issus

du contact du produit avec les rouleaux. Nous invitons le lecteur a consulter la thése
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de |[Jaouen, 1998|] pour le traitement spécifique du contact pénalisé entre sous domaines

(lingotiére/produit dans notre cas). On pose :

0, P.XM)(h) .
At/ <R HP (XM H> HP X M)( )H hdS (3'49)

,1

R=R'=—

le terme de résidu décrivant le contact entre les rouleaux et le produit.
Pour simplifier les écritures, nous posons :
=P.(X,M)(v}) (3.50)
vecteur donné a l’itération courante.

A T'aide des fonctions d’interpolations N’ décrites par (3.40) pour chaque nceud n

frontiére du maillage, nous pouvons donner 'expression de la k'™ composante de ([3.49) :

0, a( n)
Royp = R, — [|at™|[) —E= N},
At < >H ™|
0 a (n)
_ % ey % 1
At<z~zr o) oS, (3.51)

ot S, est la surface de contrédle associée au neeud n.

On peut alors calculer les termes de la matrice tangente associée par la relation sui-

vante :

8Rnk
nk,pl T a‘/pl

6, (9™ a” (8 ).
= . — a
At \ 9V, fla®]

(n)
CL
||a<n)||] Sn> (3.52)

Or, le calcul des différentes dérivées a ’aide de (3.50|) donne :

aa(n)k
P.0,.,At Py = 0y — did
8‘/p[ klYnp kl kl kAl
™ o
= Onp At
OV Tt O

Finalement, aprés simplification, on a :
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w I, 1w m
whpl = OcOnp (Plcl - W [sz — Wak a, (3.53)

Cette expression analytique permet de bien prendre en compte la géométrie des rou-
leaux de soutien et est plus précise qu'une approche de type contact entre sous domaines
(& cause des approximations numériques qui seraient associées & une facétisation des
cylindres). Elle est aussi beaucoup plus rapide puisqu’elle ne fait intervenir que les para-
métres de chaque rouleau et évite ainsi une recherche de surface en vis-a-vis, étape qui
peut étre lourde en temps de calcul si on choisit de mailler tous les rouleaux. Enfin, on
remarquera que cette expression de la matrice (3.53|) n’affecte pas la symétrie de la ma-

trice tangente globale. Ce dernier point aura toute son importance lors de la résolution

du systéme linéaire (3.48)).

Nous avons déja énoncé que le choix du coefficient de pénalisation 6, (x =1ou % =)
jouait un role important : pour mémoire, une valeur trop petite de ce coefficient entrainera
une non satisfaction de la prise en compte du contact. A I'inverse une valeur trop grande
donnera une pénalisation trop importante et pourra perturber le conditionnement de la
matrice tangente. Reste a affiner ’expression des coefficients de pénalisation de fagon a

bien contréler I’"intensité" de cette pénalisation du contact.

3.4.3.2 Adaptation locale du facteur de pénalisation

En effet, de maniére générale, la distribution des efforts surfaciques de contact peut
étre trés variable a la frontiére d’une piéce. Ceci est particulierement vrai dans le cas de
la fonderie, pour lequel on peut rencontrer & un méme instant des régions a I’état liquide
sous des pressions métallostatiques trés différentes (cas des trés grosses piéces de fonderie),
ainsi que des régions a l'état solide avec des pressions de contact trés variables (contraction
autour de noyaux, gravité). C’est également vrai en coulée continue ot les pressions de
contact sur les différents rouleaux de soutien ainsi qu’en lingotiére sont extrémement
variables; il est évident que les rouleaux en bas de machine sont soumis & des efforts plus

importants que ceux situés en haut de machine.

Deés lors, il est difficile de dégager une stratégie pour le choix de la valeur locale du
coefficient de pénalisation. |[Jaouen, 1998| a proposé I'indexation de 6, sur la valeur de la
pression de contact maximum ou locale, mais cela s’est avéré insuffisamment robuste. Plus
récemment, il a été développé au CEMEF une technique visant a assurer que les termes
de raideur provenant du contact pénalisé soient prédominants par rapport aux autres

contributions selon un ratio fixé a priori (par exemple 1000). Bien que plus satisfaisante,
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cette technique a également montré ses limites. En particulier, nous avons constaté que les
pénétrations dans le moule étaient trés variables : de 1072 fois la taille de maille - valeur
semblant a priori correcte - & 107 fois cette méme taille! Cela montre que certaines zones
sont excessivement pénalisées avec ce type de raisonnement. Autrement dit, il doit étre
possible de diminuer les coefficients de pénalisation du contact dans certaines régions, et
donc d’améliorer le conditionnement des systémes a résoudre, en controlant I'évolution de

la pénétration. C’est ce qui a inspiré la nouvelle méthode décrite ci-apreés [Bellet, al.

Controle incrémental et local du facteur de pénalisation 6, en lingotiére. No-
tons d’abord que le coefficient 6; peut étre considéré localement en chaque noeud frontiére.
En début de chaque incrément de temps, on procéde a un ajustement de la valeur de 6, se-
lon le raisonnement suivant. D’apres , en cas de contact effectif dans le sous domaine

(i.e. la lingotiére), la pression de contact au nceud est donnée a I'incrément précédent par :

0 =g (= 2 3.54
b =06 v.n At ( . )

~

&

ot & At est la pénétration locale (positive) constatée en fin d’incrément précédent, a conver-

gence.

En notant peng; la pénétration "objectif", c’est a dire la valeur de consigne autour de
laquelle on souhaiterait contréler &, on détermine la nouvelle valeur de 8, en supposant
que la pression de contact va approximativement rester la méme sur le nouvel incrément

et que la pénétration visée est pengn;. On a alors :

(n) pen(’bj — 9(”) 3.55

ILnew" At 1 & ( . )
ce qui donne la nouvelle valeur du coefficient Hl(’ﬁ)ew :
At

o — g & 3.56

1,new 1 PENobj ( )

Si la pénétration actuelle §At se situe au voisinage de peng;, la correction de 01(”) est
mineure. A l'inverse, pour éviter de trop grandes variations de 91(”), nous avons limité sa
variation & une multiplication ou une division par un facteur 10. Ainsi, aprés une phase
d’ajustement sur les tout premiers incréments de temps, on voit la valeur des pénétrations

s’homogénéiser autour de la valeur de consigne sur tout l'interface produit-lingotiére.
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Pour initialiser les Ql(n) , nous nous appuyons sur le fait que chacun des termes de pénali-
sation du contact doivent assurer une prédominance par rapport aux autres contributions
dans la matrice tangente. Nous écrivons ainsi :

9(”)

vv,other
L,ini K

nk,nk

(3.57)

= Gomax
nely

ot By est un coefficient fivé a priori (typiquement, 10°) et o1 KZZ:ZZW désigne les termes

diagonauz des autres contributions a la partie vv de la matrice tangente associée au neud

n sur la frontiere considérée.

Controle incrémental et local du facteur de pénalisation 6,, (contact avec les
rouleaux) Concernant le facteur de pénalisation pour la gestion du contact avec les
rouleaux la problématique est un peu différente. Tout d’abord, nous avons associé le
facteur de pénalisation 6, aux rouleaux. En effet lors de I'utilisation de notre stratégie
globale instationnaire, les noeuds frontiére ne sont que de "passage" et restent en contact
avec chacun des rouleaux sur seulement quelques incréments de temps; trop peu pour
envisager une stabilisation du coefficient de pénalisation si celui-ci est affecté au nceud

frontiére.

Dans ce cas la pression de contact maximum constatée sur chaque rouleau sera de :

p = 6, max (R, — |P.(X,M)]|) (3.58)

&

En faisant le méme raisonnement que précédemment, on obtient la nouvelle valeur du

coefficient 6, ney attaché au rouleau r :

&

r
beNon;j

er,new =0

(3.59)

ot 0, est le coefficient de pénalisation attaché au rouleau v en fin d’incrément précédent.

Concernant 'initialisation de 6,, nous 'avons fixé & une valeur arbitraire de 10°. Ce

choix vient de la discussion dans ’exemple suivant.

Application sur une tranche statique Afin de mettre en évidence la bonne prise
en compte du contact analytique entre le produit et les rouleaux de soutien, nous avons

calculé I’évolution d’une tranche statique épaisse entre des rouleaux. L’épaisseur de cette
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tranche est de 20 centimeétres et sa longueur est de 50 centimetres. Deux rouleaux d’une
distance de 40 centimétres maintiennent cette tranche statique. Nous avons choisi un
comportement de type newtonien avec une viscosité suffisamment faible (K = 10° Pa.s)
pour modéliser 'affaissement de la brame entre ces rouleaux et donc mettre en évidence
la bonne prise en compte des rouleaux de soutien. Le résultat de ce calcul est représenté
par la figure (FIG. ou au bout d’un certain temps la tranche tend a s’affaisser sous
leffet de la gravité.

A

F1G. 3.4 — Prise en compte des rouleaux de soutien. Sous l'effet de la gravité, la tranche
statique s’affaisse et sa forme tient compte des rouleaux de soutien. On mesure ici le

gonflement, exprimé en millimétres, de la tranche par rapport a sa position initiale.

Au cours de ce calcul nous avons pu mesurer ’évolution du facteur de pénalisation
affecté a chacun des rouleaux. Comme on peut le voir sur la figure (F1G. [3.5), cette
stabilisation ne peut se faire qu’au bout d’un certain nombre d’incréments et avec une

initialisation de 6, a 10°.

La stabilisation des facteurs de pénalisation permet celle de la distance de pénétration

dans les rouleaux autour de la pénétration objectif, fixée a penoy; = 107, (F1G. [3.5(b))).

Choisir une valeur de pengp; plus petite provoquerait un calcul de facteur de pénalisa-

tion trop grand et donc un mauvais conditionnement du systéme a résoudre (i.e. d’aprés
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.E 24 B I
2] 22t El
g El o9
) 20 F w
N 3 0.8
< 18 g
5 El I
1 .
< 6 5 0-6 Rouleau 1
& 14 | - 0.5 Rouleau 2
3 g 0.4
= 12 S 0.3
; C: .
10 b Rouleau 1 2 0.2
Rouleau 2 = ’
8r 8 0.1
\% 0 1 1 1 1 1
6 1 1 1 1 1 D_‘ =
1 11 21 31 41 51 — 1 2 31 4 2

(a) Stabilisation du facteur de pénalisation (b) Stabilisation de la distance de pénétra-

tion dans les rouleaux autour de la péné-

tration objectif fixée & 0.1 millimétres

Fia. 3.5 — Régularisation du facteur de pénalisation au cours du calcul et distance de

pénétration dans les rouleaux pour 6, initialisé a 10°

, quand peng,; — 0 alors §, — +00). Pour contrer ce probléme, nous avons augmenté
arbitrairement le rayon des rouleaux de la valeur de la pénétration objectif (négligeable
par rapport au rayon des rouleaux). Ainsi, le produit peut pénétrer de penep; les rouleaux
de rayon R, + penop; et donc cela permet d’obtenir une pénétration effective nulle par

rapport a la position nominale des rouleaux.

Ceci a été appliqué lors d’une étude de sensibilité a l'initialisation de #, . Comme on
peut le voir sur les figures (F1G. [3.6(c)) et (F1G.[3.6(d)|), la pénétration objectif ramenée

a zéro est bien respectée sans affecter les valeurs des facteurs de pénalisation.

Quelque soit I'initialisation de #,, la stabilisation des facteurs de pénalisation ne peut
se faire qu’au bout d’un certain nombre d’incréments. Mais elle est beaucoup plus rapide
lorsque la valeur du facteur de pénalisation est plus grande (i.e. : 6, = 10%). Un calcul a
été aussi fait pour une valeur de 6, = 10°, mais celui-ci n’a pas pu aller au dela du premier
incrément : cette valeur trop grande engendrait un mauvais conditionnement du systéme

et donc une non convergence dans I’algorithme de Newton-Raphson.
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| In du facteur de pénalisation I

6
B

El o9
Z 0.8
g

= 0.7
2 0.6
< 0.5
§ 0.4
= 0.3
g 0.2
B 0.1
5 0

Rouleau 1
Rouleau 2

1 11 21 31 41 51

Incréments

(a) 6, initialisé a 10°

Rouleau 1
Rouleau 2

1 Vi 21 31 41 51

Incréments

(c) 0, initialisé a 10%

| In du facteur de pénalisation I

| Pénétration dans les rouleaux (mm) I

24
22
20
18
16
14
12
10

0.9
0.8
0.7
0.6
0.5
0.4
0.3
0.2
0.1

L Rouleau 1
Rouleau 2

1 11 21 31 41 51

Incréments

(b) 6, initialisé a 10°

Rouleau 1
Rouleau 2

1 11 21 31

41 51

Incréments

(d) 6, initialisé & 10°

F1G. 3.6 — Régularisation du facteur de pénalisation au cours du calcul et distance de

pénétration dans les rouleaux pour différentes initialisations de 6,.
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Chapitre 3. Résolution numérique du probléeme thermomécanique

3.4.3.3 Homogénéisation du systéme en vitesse-pression

Avant de résoudre le systéme , on peut remarquer que les résidus ne sont pas de
méme dimension. Le premier résidu, R’ resultant de la premiére équation de est
homogéne a une force (IV), tandis que le second, resultant d’une combinaison entre les
deux derniéres équations de est homogeéne & un débit (m*.s™!). Deux problémes
se posent alors. D’une part, on constate que la matrice du systéme linéaire est
généralement mal conditionnée. Ceci est un handicap important dans la mise en ceuvre
de méthodes itératives de résolution, dont la rapidité de convergence dépend fortement
du conditionnement de la matrice. Or ces méthodes sont absolument nécessaires en calcul
intensif. D’autre part, on congoit que la définition d’une norme sur le vecteur résidu

assemblé est problématique, de par la non homogénéité de ses termes.

Changement p/q : Un changement de variable sur I'inconnue pression doit alors étre
envisagé. Un tel changement de variable a été proposé dans la thése de [Gay, 1995 pour
la modélisation d’écoulements élasto-plastiques. Dans la thése de [Jaouen, 1998], il a été
adapté au comportement hybride de Thercast®, visco-plastique/élasto-viscoplastique, en

proposant :

Py = =q;, = Baj, (3.60)

i3

avec 1 viscosité caractéristique et l taille caractéristique. Du point de vue des dimensions,

B s’exprime en (N.m™>.5) ou (kg.m™2.s7") et ¢} devient homogéne a une vitesse (m.s™*).

On montre alors que la nouvelle matrice de raideur tangente issue du systéme linéaire

(3.48) a pour nouvelle expression :
HY V4 B K Kva B
tgrva prae - tqu K99 _ thqub_leq -

K" BK H™  BH™
tr-vp 2 pp __ tgsbp bo—1 bp - tryvp 2 17PP (361)
B BAKPP — KPR Rty BH™ BH

Les deux composantes du second membre du systeme ((3.48) ont aprés changement de
variable la dimension d’une force (V) et les termes de raideur s’expriment en (N.m™'.s)

ou (kg.s™h).
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3.4. Résolution du probleme mécanique M

Changement p/q optimisé : L’expérience a montré que la détermination de [ en

chaque noeud n’est pas toujours chose aisée, pour plusieurs raisons :

e le choix d’une taille caractéristique [ appropriée n’est pas évident ;

e le choix d'une viscosité caractéristique 77 est problématique en présence de gradients

thermiques, et donc de gradients de parameétres rhéologiques;

e avec le modéle de comportement hybride visco-plastique/élasto-viscoplastique, ce
choix est a fortiori trés délicat pour les noeuds appartenant a la fois a des éléments

visco-plastiques et a des éléments élasto-viscoplastiques.

D’un point de vue pratique, le changement de variable (3.60|) s’est avéré insuffisant en
terme d’amélioration du conditionnement de la matrice du systéme. Pour s’en convaincre,
il suffit d’examiner les minima et maxima des termes diagonaux H" et H? : dans la

plupart des cas, ils sont loin de coincider en ordre de grandeur.

Le changement de variable suivant est alors proposé (|Bellet, b|), issu de la simple
observation de la matrice du systéme (3.61)), pour tout nceud n du maillage :

(3.62)

dim désigne ici la dimension du probleme.

Les coefficients (3, sont gardés constants en chaque noeud sur un incrément de temps.
Par conséquent, 'expression (3.62)) est calculée en fonction des termes H"" et HP? obtenus
a l'incrément précédent. Si on fait alors intervenir dans (3.62) le coefficient 3, utilisé au

méme neeud a l'incrément précédent, on obtient :

B = P (3.63)

Les termes H"” et H% ont les valeurs diagonales maximum qui sont du méme ordre de
grandeur, voire souvent trés proches. De plus les minima de ces mémes valeurs sont égale-
ment proches, ce qui constitue un résultat favorable plus inattendu. Dans ces conditions,

le conditionnement du nouveau systéme linéaire a résoudre est grandement amélioré.
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Chapitre 3. Résolution numérique du probléeme thermomécanique

3.4.3.4 Algorithme de résolution

Plusieurs facteurs (temps de calcul, stockage des matrices, parallélisation du systéme,
...) nous poussent & choisir une méthode itérative plutét qu'une méthode directe. La
résolution du systéme linéaire avec changement de variables est alors effectuée
par une méthode itérative de type résidu minimal préconditionné par une matrice bloc

diagonale définie positive [Marie, 1997].

En définitive, la résolution du probléme non linéaire se fait par la méthode de Newton-

Raphson. Son algorithme s’écrit a chaque pas de temps ¢ :
k=1
Tant que ||[R(V}, Pp)|| > critére d’arrét

Calculer la direction de descente (AVY, AP})
solution du systéme linéaire (3.48) avec (3.61]) (3.64)

t t A t
Actualisation : V'z“ — V’z + Vlz
B, k+1 P, k Apk

kE=k+1

3.4.3.5 Recherche linéaire

Nous décrivons ici la procédure de recherche linéaire que nous avons mis en place
pour optimiser la convergence d’un probléme non linéaire comme dans le cas de la coulée
continue (la gestion implicite du contact avec les rouleaux de soutien accentue fortement

la non linéarité du probléme a résoudre).

Pour des problémes non linéaires, il arrive fréquemment, aprés un certain nombre
d’itérations dans l'algorithme de Newton-Raphson , que l'itéré courant soit tres
¢loigné de la solution désirée. Cette divergence est généralement due & un choix de pas de
temps trop grand dans le schéma de discrétisation temporelle . Ceci est plus marqué
si le point de départ (i.e. pour k=1) est loin de la solution finale. Pour y remédier, on peut
bien entendu diminuer le pas de temps mais ’effet peut étre considérable sur le temps
de calcul. Une autre approche consiste a modifier I’actualisation dans : on modifie

ainsi la facon de déplacer l'itéré k vers l'itéré k 4+ 1 quand la norme du résidu a l'itération
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3.4. Résolution du probleme mécanique M

k + 1 est plus grande que celle du résidu a 'itération k. On peut traduire ceci par :

Xp= (Vi Pp) et AXy = (AVy, AR
On pose
f(Xk) = |R(X)]]

Si f(Xk41) > f(X) alors :

Trouver « tel que :

\ (3.65)
Xk-Jrl = X + aAX, ou f(Xk+1) < f(Xk>

Sinon k=%k-+1

Une premiére méthode pour trouver le paramétre «, appelée "backtracking", consiste
a diviser o par 2 (en partant de la valeur initiale « = 1) et réitérer cette opération jusqu’a
ce que la relation f(Xj+aAXy) < f(Xy) soit vérifie. Cette méthode a 'avantage d’étre
peu cotiteuse mais s’avére inadaptée lors de la résolution de problémes fortement non

linéaires.

Une autre méthode, appelée "recherche linéaire", consiste a trouver a en minimisant

la fonction linéaire suivante :

pla) = f(Xi + aAXy) (3.66)

Rappelons que si f est différentiable, le pas optimal & peut étre caractérisé par :

¢'(@) =0,
{ p(a@) <pla) powr0<a<a (3.67)

Autrement dit, @ est le minimum local de ¢ qui assure de plus la décroissance de
f. Dans ce cas, trouver « par une méthode de recherche linéaire exacte peut entrainer le
calcul un grand nombre de fois de la fonction ¢ : ce qui peut étre dissuasif du point de vue
du temps de calcul. Dans la pratique, on utilise une approche équivalente en invoquant le

fait que les composantes de Ry, doivent disparaitre dans la direction de descente AXj, :
QDI(Oé) ~ S(Ck) = Rk+1 . AXk =0 (368)
ot AXy est fizée et Ryyq est fonction de o (i.e. Rpi1 = R(Xy + aAXy)).
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Le but est donc de trouver a qui va annuler la fonction s. D’un point de vue numérique,
on fixe un critére d’arrét de recherche de « par [Crisfield, 1991] :
s(a)

| <

(3.69)

a < Tol

[Crisfield, 1991 propose de fixer (s autour de 0.8 par expérience. Si « est trop petit
litéré Xyp.1 est trop proche de Xy, et risque donc d’augmenter le nombre d’itérations dans

l’algorithme de Newton-Raphson, c’est pourquoi on choisira Tol = 0.01.

Notons ici que le cas a = 0 correspond a :

So — S(Cl/ = O) = RkH(Oz = 0) . AXk = Rk : AXk (370)

on retrouve le résidu issu de l’itération précédente.

Finalement, chercher le paramétre o minimisant la fonction ¢ de revient a
trouver o annulant la fonction s de (3.68) a l'aide du critére d’arrét . Dans la
procédure de recherche linéaire, la recherche du paramétre optimum & de devient
un point clé. [Crisfield, 1991] suggére d’utiliser une simple technique d’interpolation ou

d’extrapolation selon différents cas en seulement deux "coups".

Initialement, la recherche linéaire débute pour @ = 1 qui correspond & une itération
de Newton-Raphson basique (3.64]). Deux possibilités, pour le calcul de a1, sont alors

possibles mais le cas généralement rencontré (interpolation) est représenté sur les figures

(F16.13.7(a)) et (F1aG.[3.7(b)).

Le calcul de ay sera calculé par interpolation soit entre z—z (noté par 72" par les figures)
et 2 comme le montre la figure (F1aG. , soit entre 22 et ' comme le montre la figure

(F1c. [3.7(b))).

Dans le cas ou ‘;—(1) est proche de 1, une extrapolation engendrerait une valeur élevée de

« pouvant entrainer un nombre excessif d’itérations ou une divergence. Dans la pratique,
si les deux cas décrits par les figures (F1G. [3.7(c)) et (F1G. |[3.7(d)) sont rencontrés la

recherche linéaire n’est pas activée et on fixe la valeur de o & 1.

Des tests numériques, décrits plus loin dans ce manuscrit, ont montré de maniére
significative 'apport d’une telle méthode tant au niveau de la convergence de ’algorithme

de Newton Raphson qu’au niveau des temps de calcul.
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Fi1G. 3.7 — Recherche simple et rapide du parameétre «
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Chapitre 4. Validation et exploitation du logiciel Thercast® pour la coulée continue d’aciers

Ce chapitre met en pratique notre approche globale instationnaire pour des configura-
tions réelles de machine de coulée continue associées a différentes géométries de produit

coulé :
e des brames sur la machine de Sollac Dunkerque (Arcélor),

e des blooms pour la machine d’Hagondange (Ascométal).

Avant de traiter ces deux cas, une premiére partie est consacrée a la validation du
probléme thermique en statégie globale instationnaire. L’absence d’essais et d’études mé-
caniques ne permet pas d’en faire de méme pour la validation du probléme mécanique. En
effet, dans le cadre du projet OSC, des essais sur pilote étaient planifiés a 'IRSID. Mal-
heureusement, aucune mesure de gonflement n’a pu étre effectuée. D’une part de fortes
vibrations, liées a l'oscillation de la lingotiére dont la fréquence augmente avec la vitesse
de coulée et aux ultra sons imposés pour éviter le collage de la peau solide a la paroi de
la lingotiére, et d’autre part, un nuage de vapeur trés dense se formant dans le refroidis-
sement secondaire - qui résulte de 'arrosage de surface du produit chaud par les gicleurs

d’eau froide - ont fait échouer toutes tentatives de mesures.

Nous ne sommes pas capable, a ’heure actuelle, de valider le probléme mécanique avec
notre approche globale instationnaire. Il est en effet bien plus simple, en coulée continue

d’acier, d’effectuer des essais numériques que des essais expérimentaux.

4.1 Validation du probléme thermique

Pour valider la résolution du probléme thermique avec notre approche globale ins-
tationnaire (notée GI), nous avons utilisé la géométrie de la machine de Fos-sur-Mer.
Cette machine aux dimensions imposantes permet de couler, & une vitesse de coulée de
1,25 m.min~!, des brames d’acier de largeur 1.80 m & 2.20 m et d’une épaisseur de 22 cm.
En T'absence d’outils de calcul suffisamment puissants pour ambitionner de modéliser
I’ensemble du procédé, nous nous sommes limités a travailler sur une portion de brame
située a cceur : nous parlerons dans ce cas de brame a largeur réduite ou d’approche

pseudo-bidimensionnelle.

4.1.1 Présentation et mise en données

La validation du probléme thermique a été faite en comparant nos résultats issus d’une
approche globale instationnaire et ceux obtenus en utilisant une approche de type tranche

instationnaire également possible avec le logiciel Thercast®.
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4.1. Validation du probleme thermique

Hormis I’évolution du produit dans la machine de coulée continue (role essentiel pour
la mise ceuvre des approches instationnaires), le probléme mécanique peut-étre considéré
comme arbitraire dans le cas d’un calcul purement "thermique". Aussi, nous modéli-
sons mécaniquement l'acier comme un milieu newtonien. Pour faciliter la convergence
du probléeme mécanique, nous choisissons une viscosité arbitraire suffisamment élevée et

constante. Par ailleurs, les termes d’inertie (p‘fl—f) et la gravité (pg) sont négligés.

Les données du probléme thermique sont supposées constantes et proches de celles

utilisées pour simuler le refroidissement d’un acier. Nous avons choisi :

k=40 Wm 'K

p="7310° kgm™

¢, =700 Jkg LK

Chemin de solidification linéaire entre 1528°C et 1495°C

(4.1)

Au cours de son évolution dans la machine, la brame va passer dans plusieurs zones

de refroidissement dont les valeurs sont répertoriées dans le tableau (TAB. [4.1])

Type de refroidissement | Longueur métallurgique Flux (type=1) W.m 2
(cm) ou h (type=2) W.K'.m™
1 82 1 310 000
2 116 980
2 203,5 841
2 2954 695
2 387,4 689
2 480,8 641
2 599,3 558
2 789,1 450
2 1174,5 386
2 1584 308
2 2227.7 273
2 3000 262

TAB. 4.1 — Conditions aux limites pariétales (grand coté) pour une machine de Fos-sur-
Mer.

Le maillage est constitué d’une seule couche d’éléments. Il est déterminé par deux plans

de symétrie et est situé dans le plan (Oz), plan longitudinal médian de la machine de coulée
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(F1G. 4.1(a)]). La taille du maillage initial est de 8 mm pour les éléments proches de la
frontiére et de 15 mm pour le reste, (F1G. 4.1(b)). Notre "zone tampon" (i.e. maillage
initial) est donc composée de 383 noeuds et de 981 éléments et se situe au dessus du

ménisque.
Maillage initial Ménisque
}
Zone tampon
0.15 em
épaissenr = 0,222 em i\l?m.acm-'
(a) Position de la brame a lar- (b) Maillage initial

geur réduite en début de calcul

F1G. 4.1 — Présentation du maillage initial en vue d’un calcul global instationnaire sur

une brame a largeur réduite (approche pseudo-2D)

4.1.2 Reésultats thermiques

Le maillage va s’agrandir progressivement jusqu’a ce que le puits pateux se ferme
deéfinitivement. La figure (F1G. 4.2) montre a différentes longueurs métallurgiques (i.e. 0,
3, 7, 13, 16 et 20 métres) I’évolution de la fraction liquide. La fréquence de remaillage est
périodique : tous les 3 incréments de temps (At = 1 s). Malgré cette croissance continue,
les cotits dus au remaillage restent constants tout au long du calcul car proportionnels au

nombre de nceuds dans la zone tampon. Le maillage final est composé de 58118 nceuds
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pour 174099 éléments et a été atteint aprés 6 jours de calcu]ﬂ pour 1010 incréments. Bien

qu’importante, cette durée reste raisonnable au regard du nombre de noeuds.

F1G. 4.2 — Etats successifs (0, 3, 6, 10, 15 et 21 métres) de la brame et de la fraction

liquide pour la géométrie de Fos-sur-Mer.

Nous avons adapté le logiciel Thercast® pour faire un calcul de type tranche ins-
tationnaire. Le logiciel en mode tranche instationnaire a été comparé et validé avec
le logiciel commercial Abaqus® et le logiciel R2S0l® également développé au CEMEF,
|Costes et al., 2003|

Nous donnons & la figure (F1G. 4.3)) ’évolution de la température a cceur et en peau en
fonction de la longueur métallurgique obtenus avec les différents codes. L’évolution de la
température a cceur permet d’estimer la fin des puits liquide et pateux qui se situe & 11.5

et 19 métres respectivement. On note que le passage d’une zone de refroidissement & une

fsur Pentium3, 1.8 GHz et 512 Mo de Ram
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autre est caractérisé par un léger réchauffement en peau. Ceci provient de la décroissance
du coefficient d’échange moyen h au long de la machine, d’une zone a lautre (cf. (TAB.
4.1))). Au début d’une nouvelle zone, on a donc un phénoméne de réchauffement de la

peau par le coeur du produit.

1400

1300 R2SOL |

1200+ ABAQUS 1

1100

Temperatures (°C)

THERCAST
1000 |

20

800

700 I L 1
0 500 1000 1500 2000 2500 3000

Longueur métallurgique (cm)

FIG. 4.3 — Evolution de la température a coeur et en peau de la brame. Confrontation

entre différents logiciels pour la méthode tranche instationnaire

La courbe en bleu tracée sur la figure (F1G. 4.4) est issue du calcul tranche insta-
tionnaire calculé avec Thercast®. Elle est comparée avec celle issue d’un calcul global
instationnaire, en rouge. Malgré les quelques variations en haut de la machine, les courbes

sont en parfaite adéquation.

Pour pouvoir estimer le temps nécessaire a I’établissement de 1’état stationnaire nous
avons enregistré 1’évolution de la température en différents points fixes de ’espace. Nous
avons choisi trois points pour 3 sections de la brame a des longueurs métallurgiques de 1,
7 et 15 meétres. Dans une méme section, nous définissons les capteurs de température de

la fagon suivante :
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1600 . T T T

coeur
1500 3

1400 E
1300 | . L -
- Globale Instationaire

1200 - Tranche Instationnaire _

1100

Temperature (°C)

1000

900

800 1 1 1
0 500 1000 1500 2000

Longueur métallurgique (cm)

N

F1G. 4.4 — Evolution de la température a coeur et en peau de la brame. Confrontation

entre les deux méthodes instationnaires

— Un premier capteur, en rouge, situé a cceur de la section considérée,
— Un deuxiéme capteur, en vert, situé a la surface extrados de la brame de la section,
— Un troisiéme situé, en bleu, au milieu des deux premiers.

Ces capteurs sont de nature eulérienne : fixes dans ’espace. On recherche a chaque
fois I’élément qui le contient et on interpole au sens des éléments finis. La figure (F1G. 4.5
représente les évolutions de la température au cours du temps pour ces différents capteurs.
Nous pouvons conclure de ces trois figures que l'état stationnaire est trés rapidement
atteint (quasi immédiatement). Ceci est di au choix de la condition adiabatique (flux
nul) sur le groupe de faces représentant le mannequin. Les quelques oscillations présentes

sont dues au maillage non structuré trop grossier qui "défile" par rapport aux capteurs.
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(b) Longueur métallurgique : 7 m
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F1G. 4.5 — Evolution de la température en fonction du temps en trois points de la sec-
tion a une longueur métallurgique donnée. Pour chaque graphique, 'origine des abscisses

ggrrespond au temps auquel le mannequin atteint la section donnée



4.2. Résultats obtenus pour la machine de Sollac - Dunkerque

4.2 Reésultats obtenus pour la machine de Sollac - Dun-

kerque

4.2.1 Présentation de la machine et mise en données

La machine de Dunkerque permet de couler des brames d’une largeur de 1.80 métre
pour une épaisseur de 0.25 meétre. Il s’agit d'une machine courbe avec un rayon de courbure
unique de 10.5 métres. Notre étude a été réalisée pour une lingotiére de 0.47 m suite a une
mauvaise lecture des plans de la machine. Cette longueur est en fait trop courte pour le
type de produit coulé (en réalité, la lingotiére a une longueur de 0.8 m environ). La peau
solide qui se crée dans la lingotiére est alors moins épaisse que lors de la coulée réelle et
ceci a pour conséquence une solidification moins avancée a longueur métallurgique donnée.
Les zones de refroidissement de la brame sont au nombre de 10 et se trouvent en annexe [A]
de ce manuscrit ainsi que les variables thermo-dépendantes (p, ¢,, k et fs) du probléme

thermique.

Pour information, la fin du puits pateux calculé se situe autour d’une longueur métal-

lurgique de 21 métres et la fin du puits liquide calculé est autour de 13 métres.

Comme pour la machine de Fos-sur-Mer, nos calculs ont été réalisés sur une tranche
a largeur réduite dans le plan moyen longitudinal (approche pseudo-2D). La vitesse de

coulée est de 0.86 m.min"', la température de coulée est de 1528° C.

Dans sa theése, [Heinrich, 2003] a pu mener une étude de sensibilité a la taille de maille
et au pas de temps. En tenant compte des remarques de [Dalin, 1987], il en déduit que le
maillage doit étre assez fin en peau pour une meilleure estimation des déflections. Ainsi,
nous avons fait notre calcul sur un maillage ot la taille de maille & coeur est de 0.015 m et
de 0.008 m en peau, (FIG. . La longueur de la zone tampon est de 0.15 m ; le maillage

initial est composé de 600 noeuds pour 2000 éléments.

Concernant les données thermomeécaniques, nous rappelons ici les hypothéses que nous

avons faites pour 'acier 18M5 :

e A D'état liquide, I'acier a un comportement newtonien de viscosité 10° Pa.s (valeur

arbitrairement élevée pour éviter la mise en mouvement du puits liquide).

e A I’état solide, nous utilisons le modéle rhéologique proposé par |[Kozlowski et al., 1992],

plus précisément le modéle I1. Ce modéle est équivalent au modéle élasto-viscoplastique

de type multiplicatif que nous avons présenté au §2.3.2.11 Il est a noter que dans ce
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Zone tampon
0.15m

epaisseur = 0.25 m

I Ménisque

F1G. 4.6 — Zone tampon pour "Dunkerque" (maillage initial)

modele II, la contrainte seuil o, est systématiquement considérée nulle. Par ailleurs,

a partir de la données des divers coefficients du modéle I1 de [Kozlowski et al., 1992,

dépendant principalement selon les auteurs de la température et du pourcentage de
carbone, il est facile d’en déduire I’évolution des coefficients K, m et n de notre
modele (2.20) pour un acier donné en fonction de la température.

e La zone pateuse est décrite par une loi visco-plastique faisant le lien par interpolation
entre les comportements élasto-viscoplastique de la zone solide et newtonien de la
zone liquide.

e Pour le détail sur 'obtention de tous les paramétres rhéologiques, nous renvoyons
le au chapitre 4 de la thése de |Heinrich, 2003|.

e La température du solidus est de 1418°C et celle du liquidus de 1508°C.

Un calcul de 15 jours sur Pentium3, 1.8 GHz et 512 Mo de Ram a permis d’atteindre,

avec un pas de temps constant de 1 s (soit 1605 incréments), la longueur métallurgique
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de 23 métres pour un maillage final composé de 80600 noeuds pour 380000 éléments.

4.2.2 Prédiction du gonflement entre les rouleaux

Avant de présenter les résultats de gonflement obtenus, détaillons le principe de son

calcul pour qu’aucune confusion ne soit faite.

4.2.2.1 Principe du calcul du gonflement entre les rouleaux de soutien

La forme extérieure du produit est déduite de I’évolution mécanique du maillage. Il est
alors possible de déduire le gonflement entre les rouleaux en observant le comportement
de la frontiére du maillage. Nous pouvons calculer le gonflement a partir de la distance
par rapport au centre géométrique de la brame. En effet, cette grandeur nous permet de
calculer la distance qu’il y a entre chaque nceud et le lieu des points définissant le centre
nominal du produit. Le principe du calcul du centre géométrique de la brame est obtenu
a partir des considérations géométriques. Dans le cas de la coulée de brames, la figure
illustre notre stratégie de calcul des déflections (positives ou négatives) a l'intrados et a
I'extrados de la brame et donc du gonflement en un point frontiére. Sur cette figure nous
avons volontairement exagéré 1’échelle des gonflements qui sont dans la pratique inférieurs

a 1 mm.

Il suffit de savoir dans quelle zone géométrique se situe le point en question. Connais-
sant alors la position du centre de courbure et le rayon de courbure instantané de la
machine a cet endroit, on en déduit les coordonnées du centre de la brame par :

- € T — fcourb
= (Rcourb - > H

5 =

= + fcourb (42)
xr — xcourbH

avec

— T est le vecteur position du centre géométrique I de la brame correspondant au

vecteur position Z du point M de la frontiére du maillage,

— Reourb €st le rayon de courbure de la zone géométrique considérée (distance entre le

centre de courbure et I'extrados nominal),
— e est 'épaisseur de la brame,

— Zeourb €St le vecteur position du centre de courbure de la machine de la zone géomé-

trique considérée.
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F1G. 4.7 — Principe de calcul du gonflement (en coulée de brames), [Heinrich, 2003

La déflection d au noeud frontiére M est alors donnée par :

. e
d=|7— 2| ~3 (4.3)

4.2.2.2 Reésultats de gonflement

Nous présentons ici les courbes des déflections a I’extrados et a 'intrados que 1’on peut
obtenir entre les rouleaux de soutien. Nous pouvons d’ores et déja affirmer que la stabilité
ne sera pas aussi immédiate que pour le champ de température. En effet, la machine ne
présente pas une courbure réguliére, pour plusieurs raisons (contraintes de construction,
d’exploitation, ...). En conséquence, on peut s’attendre, d'un point de vue mécanique a ce
que la progression du domaine de calcul dans la machine affecte non seulement la région
proche du groupe de faces représentant le mannequin, mais aussi les régions amont. On
peut aussi ajouter que la stabilisation des facteurs de pénalisation affectés aux rouleaux

n’est pas sans conséquence sur celle des résultats mécaniques.
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4.2. Résultats obtenus pour la machine de Sollac - Dunkerque

Pour mettre en évidence ce phénomeéne et vérifier si la stabilisation des déflections
existe, nous avons choisi de calculer les déflections & différents stades du calcul, & savoir
quand la face représentant le mannequin se situe a différentes longueurs métallurgiques

dans la machine de coulée continue.

Les figures (F1G.[4.8) et (F1G.[4.9) montrent I’évolution du gonflement, respectivement,
a l'intrados et 'extrados de la brame en fonction de la longueur métallurgique. Les point

noirs sur l'axe des abscisses symbolisent ’emplacement des rouleaux. On représente :
— en rouge, lorsque le mannequin se trouve a 15 métres,
— en bleu, lorsque le mannequin se trouve a 20 métres,

— en vert, lorsque le mannequin se trouve a 23 métres.

Une premiére lecture de ces graphiques montre que sur les 13.5 premiers métres les
courbes sont quasi identiques. Les déflections maximales varient entre 0.2 et 0.4 mm en
moyenne avec des "pics" vers 0.7 mm pour l'intrados alors que ces valeurs sont majorées
de 0.1 mm pour l'extrados. On constate donc que le gonflement de la brame est quasi

symétrique entre intrados et extrados.

Ceci montre, d'une part, que les particularités de la machine de Dunkerque (écar-
tement entre les rouleaux irrégulier, par exemple) sont bien pris en compte par le calcul :
déflections plus importantes autour de 4.5, 8 ou 10 métres et, d’autre part, que la géométrie
et plus particuliérement la courbure de la machine a une influence sur ces résultats de
gonflement. En effet, cette courbure induit un espace inter-rouleaux légérement supérieur

a 'extrados, ce qui est la cause d’un gonflement légérement plus prononcé.

La conséquence immédiate de la stabilisation des facteurs de pénalisation se traduit
par un gonflement exagéré dans les zones proches du mannequin que ce soit a l'intrados
ou a l'extrados. Nous avons choisi une valeur volontairement basse pour l'initialisation du
facteur de pénalisation associé a chaque rouleau, lorsque celui-ci est atteint par la brame
(d’ou la présence de "pics" de déflection en téte de brame). En effet, nous avons constaté
qu'une valeur trop grande a pour effet de perturber le conditionnement du systéme et
donc d’empécher la convergence dans 'algorithme de Newton-Raphson. Dans notre cas,
la valeur initiale est de 10° et les facteurs de pénalisation vont se stabiliser autour de 10°

en moyenne, une dizaine d’incréments de temps aprés le passage du mannequin.
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Déflections (mm)
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FIG. 4.8 — Evolution du gonflement a I'intrados pour différentes positions du mannequin
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Déflections (mm)

420—
471 0_
110

1¢0
1¢€0
170
190
190
120
180
160
10T
EA!

L oo

..LRIA

< sopea)xo ] g suonpoepgod >

XNBONOY e

w g7 ® umbouueyy
wr () & umbouteyy
wr GT ' umboutueyy

l (ur) anb13mreoIN manﬁuoq|

F1G. 4.9 — Evolution du gonflement a 'extrados pour différentes positions du mannequin
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Sur chacune des deux figures, on constate qu’au dela de 13.5 métres, la courbe rouge
se démarque des deux autres. C’est sur les 1.5 métres restant (15 — 13.5) que les courbes
de déflection vont petit a petit se stabiliser. On retrouve ce phénomeéne pour la courbe
bleue qui se détache de la courbe verte vers 17.5 métres. On peut donc estimer qu’il faut

1.5 & 2 meétres pour obtenir un état quasi stationnaire du gonflement.

Ces courbes mettent en évidence que les rouleaux sont bien pris en compte : une valeur
nulle autour des rouleaux prouve que le produit est tangent aux rouleaux. Cette pénétra-
tion effective quasi nulle résulte de la conjugaison de la bonne maitrise de la pénétration
numérique, due au controle incrémental des coefficients de pénalisation associés aux rou-
leaux et de 'augmentation du rayon de ces derniers (cf . Toutes ces remarques
(intensités des déflections, état stationnaire, différences entre I'intrados et 'extrados, "pé-
nétration objectif" des rouleaux) sont encore plus explicites en faisant un zoom sur une
zone de la courbe, (FIG. . On remarque en plus que la fléche de gonflement (repré-
sentée par les segments de droite en pointillés noirs) entre deux rouleaux successifs est
plus proche du rouleau aval. Ceci est en conformité avec les travaux de [Dalin, 1987],
[Wunnenberg, 1978] et [Lamant et al., 1984] qui montrent que le profil du gonflement res-
semble & un profil "en goutte d’eau". Ce décalage vers I'aval de la déflection est dii en

effet aux trois facteurs suivant :
— mécanique de poutre en appui, subie par la coque solide entre deux rouleaux;
— fluage viscoplastique du matériau;

— vitesse de déplacement du matériau, vers I'aval.

Enfin, on note la présence de déflections négatives et généralement juste aprés les
rouleaux (comme pour les rouleaux situés autour de 9.5 métres). Une étude menée par
I'IRSID sur le site de Dunkerque montrait 'apparition de déflections négatives apreés le

passage d’'un rouleau, [Lamant et al., 1984].

D’autre part, on note une certaine perturbation des courbes avec des oscillations. La
finesse de notre maillage doit trés certainement jouer un roéle important : le maillage
non structuré combiné a notre approche globale instationnaire, entrainent que les nceuds
frontiére ne rentrent pas en contact et ne sont pas relachés de la méme maniére pour
un rouleau donné. Quoi qu’il en soit, le modéle permet une trés bonne appréhension des

gonflements sur toute la machine.
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Déflections a I'intrados
Zoom autour de 10 métres Mannequin a 15 m

Mannequin a 20 m
Mannequin a 23 m
® Rouleaux

Déflections (mm)

o2l Longueur Métallurgique (m)

(a) Zoom a lintrados

Déflections a I’extrados
Zoom autour de 10 metres Mannequin & 15 m
Mannequin & 20 m

Mannequin a 23 m
® Rouleaux

Déflections (mm)

02k Longueur Métallurgique (m)

(b) Zoom a lextrados

F1G. 4.10 — Zoom autour de 10 métres : fleches de gonflement proches du rouleau aval
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Enfin, une remarque que 'on peut faire sur ces prévisions de gonflement est que,
ayant été établies en analyse pseudo-2D, elles représentent a priori un majorant par rap-
port au gonflement réel. En effet, comme le souligne [Dalin, 1987, le gonflement réel
est limité par le caractére tridimensionnel de la déformation : le gonflement est maxi-
mum dans le plan médian de la brame et décroit en allant vers les bords. Dans sa these,
[Dalin, 1987] a analysé cet effet de bord. Il a montré que le gonflement maximum calculé
en 3D tend asymptotiquement vers la valeur calculée en 2D lorsque le rapport largeur-
brame/écartement-rouleaux augmente. A partir d’une valeur 3.5 de ce rapport, I'écart

entre deux valeurs est trés faible. Dans notre cas, on a typiquement :

largeur-brame 1.9

- ~—>1
écartement-rouleaux 0.4

On peut donc affirmer que les valeurs de gonflement issues de notre analyse pseudo-
2D sont représentatives des gonflements maximaux dans le plan longitudinal moyen de la

machine.

4.2.3 Prédiction de défauts : analyse des contraintes
4.2.3.1 Changement de repére

Il est intéressant de représenter les cartes de contraintes et plus particuliérement
celles dont les composantes sont dans le plan de coulée. Il faut noter que les isovaleurs

des contraintes obtenues par le logiciel Thercast® sont exprimées dans le repére global
R(z,y,z2).

Or, pour mesurer d’une part toute l'influence de la machine sur le produit coulé (les
rouleaux par exemple), il est préférable d’exprimer ce tenseur des contraintes dans le sens
de la coulée et donc de tenir compte des différentes zones de courbure.

D’autre part, la majorité des critéres de prédiction de criques dépendent des compo-
santes de contraintes locales ou des vitesses de déformations. Par exemple, [Pascon, 2003],
pour évaluer le risque d’ouverture de criques transverses en surface, propose un indicateur

de risque pour son approche tranche instationnaire de type :

I - { max(0,033) si T €|Ty; Ts| (4.4)

0 sinon

ou |Ty; T[ représente Uintervalle de températures, variable selon l'acier étudié, dans lequel

l'apparition de criques est le plus probable car l'acier y présente une faible ductilité. La
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contrainte o3 est exprimée dans le repére local de la tranche (composante normale a

la tranche) : elle correspond donc a la contrainte d’ouverture en mode I d’une fissure
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F1G. 4.11 — Changement de repére

Aussi, nous proposons un changement de repére pour exprimer les isovaleurs des
contraintes o. A I'aide des notations de la figure (FIG. , on exprime le tenseur des
contraintes défini au point matériel M dans le repére local R'(z',y/, ). L’axe ' est orienté
suivant le vecteur ]\Td’courb, ol Ceourb, €st le centre de courbure de la zone dans laquelle se
trouve M, laxe 2’ est perpendiculaire a 2’ de telle sorte que R'(2', 3/, ") soit direct. Les
axes y et y' sont quant a eux confondus. A chaque point M, le changement de repére se
fait par une matrice de rotation d’angle . Le tenseur des contraintes ¢’ s’exprime dans

le repére R'(2', 1/, ') sous forme matricielle :
o' =Po'P (4.5)

ou P est la matrice de rotation par rapport a l'axe My :

cosf 0 sinf cosf = MO,

p_ MO
0 1 0 avec MC|

—sin® 0 cosf sinf = m
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4.2.3.2 Reésultats de contraintes

Les figures (F1G.4.12)), (F1G.|4.13) et (FIG. représentent les cartes des isovaleurs,
lissées aux noeuds par le post-processeur, des contraintes o,/,/, 0.,/ et 0. De maniére
globale et quelque soit la contrainte représentée, l'intensité des contraintes au point ma-
tériel varie selon sa position dans la machine de coulée continue. Pour chacune de ces

figures, nous nous sommes focalisés sur deux zones :
— dans le haut de la courbure de la machine (longueur métallurgique ~ 4 métres),
— au niveau du décintrage, en bas de machine (longueur métallurgique ~ 15 métres).

Pour plus de lisibilité, nous avons fixé 1’échelle des valeurs entre —5 et +5 MPa. On
note de maniére générale que les valeurs des contraintes sont similaires a l'intrados et a
I'extrados en début de courbure mais qu’elles se différencient trés nettement dans la zone
de décintrage. On peut encore une fois, a la lecture de ces figures, mettre en évidence le

role joué par la géométrie de la machine sur le comportement du matériau.
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F1G. 4.12 — Isovaleurs du champ des contraintes 0,,» (Pa) - contraintes dans la direction

de I’épaisseur du produit.

La figure (F1G. [4.12)) montre que les contraintes dans 1’épaisseur (o,/,/) sont généra-
lement faibles en peau et plus particuliérement dans la premiére partie de la machine et
en fin de machine dans la partie horizontale. Mais elles restent élevées au passage des
rouleaux et s’intensifient lors du décintrage. Ce phénomeéne diminue au fur et & mesure
que le produit sort de la zone de décintrage. Ces résultats sont qualitativement tout a
fait cohérents. En surface, sous chaque rouleau, o,,» est une contrainte de compression,
négative, a 'opposé de la pression de contact. En surface libre entre les rouleaux, on ne
retrouve pas exactement o,.,» = 0, correspondant a la condition de surface libre, mais une
valeur faible. Ceci provient du fait que le calcul des contraintes en surface est délicat : si
la pression, partie sphérique du tenseur, est bien calculée aux noeuds (donc en surface), la
partie déviatoire n’est connue qu’au centre des tétraedres, donc seulement au voisinage de
la surface. Les résultats affichés sont donc tributaires d’une opérations de lissage effectuée

a postéroiri.
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F1G. 4.13 — Isovaleurs du champ des contraintes o,.,» (Pa) - contraintes dans la direction

tangentielle a la coulée.

Sur la figure (F1G. montrant les composantes de contraintes dans la direction de
coulée, on devine aisément, hors zone de décintrage, les parties de la brame en traction
(composantes positives, en rouge) et en compression (composantes négatives, en bleu)ﬂ.
On peut noter qu’en surface et entre les rouleaux, I’acier subit une traction dans le sens de
coulée . A linverse, sous chaque rouleau, la contrainte axiale est de compression. L’acier

subit donc une succession de séquences de traction-compression.

On constate qu’a U'intérieur du produit, au voisinage du front de solidification (qui
n’apparait pas sur la figure), 'acier est soumis a la méme alternance traction-compression,
mais en quadrature : cette fois, c¢’est au niveau du rouleau que la matiére est en traction

(dans le sens de la coulée) et c’est entre les rouleaux qu’elle est en compression.

tles états de "traction" et de "compression" sont relatifs a des facettes orientées
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Dans la zone de décintrage, ce phénomeéne disparait a I’extrados ot les zones de traction
axiale ont quasiment disparu entre les rouleaux. Par contre, les rouleaux sont beaucoup
plus sollicités avec des zones en compression beaucoup plus larges. On voit nettement
que le décintrage ajoute une composante de traction axiale en peau a l'intrados et de

compression axiale en peau a l'extrados, ce qui est conforme au bon sens physique.

Ses 005

de+lE

36

e+ 06

S 6

F1G. 4.14 — Isovaleurs du champ des contraintes de cisaillement dans I’épaisseur o,/
(Pa) -

La figure (F1G. , représentant les contraintes de cisaillement, montre qu’elles sont
concentrées dans les régions ol la brame se trouve en contact avec les rouleaux. Elles sont
d’un ordre de grandeur plus faible que o,,» qui est elle méme plus faible que o..,/. La
aussi, comme pour o,,s, on observe une certaine périodicité. Cette figure met en évidence
que les rouleaux jouent un réle important sur l'orientation des contraintes de cisaillement.
Pour justifier le signe des contraintes de cisaillement et traction axiale, les graphiques
des figures (F1G. et (F1G. montrent 1'évolution d’une facette orientée dans
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la zone solide. On remarque que pour le cisaillement, les signes sont opposés suivant sa
position dans la brame (proche de l'intrados ou proche de I'extrados). Ces contraintes

sont associées au phénomeéne de gonflement et donc liées a son intensité.

Epaisscur solide

Extrados / N Intrados

Oy <0 Oprzr >0
Oprzr >0 —_— Oprzr <0
4 "

F1G. 4.15 — Explication du signe des contraintes de cisaillement en fonction de sa position

par rapport aux rouleaux

Epaisseur solide

Extrados / N Intrados

F1G. 4.16 — Explication du signe des contraintes de traction axiale en fonction de sa

position par rapport aux rouleaux

De maniére générale, notre modéle est donc suffisamment précis pour capter les phéno-

meénes physiques qui peuvent se passer dans la zone de refroidissement secondaire. Notre
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maillage semble bien adapté pour une description globale du procédé. Il faut néanmoins
rester prudent sur ce dernier point, une analyse de sensibilité au maillage pourrait étre

utile pour mieux rendre compte de I'influence du maillage sur ces cartes de contraintes.

Par rapport a la littérature, plusieurs auteurs dont [Dalin, 1987, Kajitani et al., 2001]
ont déja observé des cartes de contraintes pour la coulée continue d’acier, grace a des
modeéles statiques. Cependant, ¢’est la premiére fois, & notre connaissance, qu’il est possible
de visualiser des cartes de contraintes de maniére globale. En particulier, notre modéle
est capable de capturer la mécanique de poutre subie par la coque solide au cours du
refroidissement secondaire, et ce sur la totalité de ce dernier. Il est évident que cet outil
numeérique peut étre une aide considérable pour dimensionner les actionneurs des machines
de coulée continue pour essayer de comprendre les phénomeénes rencontrés au décintrage

en fin de solidification.

Comme nous 'avons vu, les contraintes sont exprimées au centre des éléments. Pour
montrer 'influence du décintrage et la différence présente entre l'intrados et 1'extrados
- et donc la dissymétrie des résultats, nous avons choisi de présenter I'évolution de la
pression en fonction de la longueur métallurgique, (F1G. . A l'inverse des contraintes,
qui sont exprimées au centre de 1’élément, les pressions ont 'avantage d’étre exprimées
aux noeuds donc d’étre accessibles en surface du produit. De plus la pression "résume"

I’état de traction ou de compression de la matiére en une seule variable scalaire.

L’analyse des champs de pression indique que la brame est sollicité de facon cyclique
en traction/compression, tout comme les contraintes axiales, dans la partie haute de la
courbure de la machine :

e la peau est sollicitée en compression au contact des rouleaux, et en tension sur la

surface libre,

Au décintrage, le comportement de la peau solide se différencie selon que 1’on se place

du coté intrados ou extrados :

e la peau solide est sollicitée en permanence en compression du coté extrados (pres-

sions positives), et en tension/compression du coté intrados.

On prévoit donc que le risque d’apparition de défauts de surface au décintrage est plus

critique du coté intrados.

En sortie de lingotiére, des oscillations sont présentes et sont tres certainement liées a

la finesse de notre maillage. En effet, lors d’une étude thermomeécanique de la peau solide
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en lingotiere, [Huespe et al., 2000] sont obligés d’utiliser un maillage trés fin pour bien
décrire le comportement de la peau solide - étude qui a été effectuées en 2D également
par [Heinrich, 2003] pour valider la méthode globale instationnaire. Il est bien str, a
I’heure actuelle, impossible de simuler simultanément le comportement de ’acier en sortie
de lingotiére et dans la zone étendue de refroidissement secondaire avec un maillage aussi
fin.

4.2.3.3 Prédiction de criques

Pour conclure, nous présentons les résultats déduits du critére de prédictions de criques
défini par [Pascon, 2003]. L'intervalle de température adopté a notre probléme est pris égal
a : 1850°C, 1000°C[. Par rapport au risque d’ouverture de criques transverses, la figure
(F1G. [4.17)) présente les isovaleurs de I'indicateur de risque Iy défini par . Ces valeurs
de contrainte axiale de traction sont comprises entre 0 et 10 méga-Pascal, dans la zone
de décintrage. On voit nettement que la partie entre les rouleaux a l'intrados est plus
sensible que celle a 'extrados - en conformité avec les courbes de pression (FIG. et
les distributions de o,,/, (F1G. [4.13)).

DeeliE

TellE

F1G. 4.17 - Isovaleurs issues du critére de prédiction de crique (4.4]) dans la zone de

décintrage
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F1G. 4.18 — Pressions a 'extrados et I'intrados de la brame : effet du décintrage
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4.2.4 Quelques mots sur 'optimisation du temps de calcul

Afin de mettre en évidence I'apport de la recherche linéaire par rapport a la méthode
"backtracking", nous les avons comparées sur les premiers incréments de calcul de cette
étude. Nous rappelons que la longueur de la lingotiére est de 47 cm. Avec un pas de
temps de résolution de 1 s, il faudra 33 incréments de calcul pour sortir de la lingotiére
et 44 incréments pour que la brame rencontre les premiers rouleaux situés a 15 cm de la

lingotiére.

Nous avons alors pu constater que I'optimisation de ’algorithme de Newton-Raphson
par la méthode "backtracking" n’était pas efficace pour résoudre un probléme mécanique
fortement non-linéaire. Ce méme calcul, nous a conforté dans notre choix d’utiliser la re-
cherche linéaire. Pour chacune des méthodes, nous avons comptabilisé & chaque incrément
de temps, (F1G. 4.19) :

— en bleu, le nombre total d’itérations faites pour obtenir la convergence de 'algo-

rithme de Newton-Raphson,

— en rouge, le nombre total d’itérations pour calculer le paramétre a.

Une premiére lecture de ces diagrammes montre trés nettement que la recherche li-
néaire est beaucoup plus efficace que la méthode "backtracking" dés que la brame sort
de la lingotiére pour entrer en zone de refroidissement secondaire (incréments supérieurs

a 33). Plusieurs explications peuvent étre avancées :

— premiérement, la recherche du paramétre o optimum est beaucoup plus rapide en

utilisant la recherche linéaire (deux itérations suffisent)

— deuxiémement, quand la solution est trés proche de celle désirée, il est généralement
inutile d’optimiser I’algorithme de Newton-Raphson. Chose que ne peut faire la
méthode "backtracking" avec son seul critére d’arrét (|| R(Xp+aAXy)|| < [|R(Xk)]))-
Pour la recherche linéaire, nous rappelons ces critéres d’arrét :

s(@)

S(O{ _ 0) < ﬁls

a < Tol

Ces critéres sont beaucoup plus stricts et, plus particuliérement grace au premier,
évitent le calcul de o quand la solution est trop proche de la solution & convergence

(i.e. pente trop douce).
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Ainsi, la convergence est beaucoup plus rapide avec la recherche linéaire et comme
on peut I'imaginer beaucoup plus économique en temps de calcu]ﬁ : 15 min pour les
60 premiers incréments de calcul avec recherche linéaire contre 19 min avec la méthode
"backtracking". Cette différence reste assez significative méme sur de "petits" maillages :
nous obtenons un gain de 25% en temps de calcul. Ceci a toute son importance lorsque

le mannequin est en bas de machine.

Il Newton Raphson
I Backtracking

Ttérations
(N3
&

5 1 11
Lo AT
1 10 20

Incréments de temps

30 40 50 60

(a) Calcul avec "Backtracking"

Il Newton Raphson
I Recherche linéaire

Ttérations
[\ )
&

5 1 T TIT]
Lt TR A
1 10 20 30

Incréments de temps

40 50 60

(b) Calcul avec "Recherche linéaire"

F1G. 4.19 — Comparaison du nombre d’itérations de Newton Raphson selon différentes

méthodes d’optimisation

Ssur Pentium I1I 1.8 GHz et 512 Mo de RAM
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4.3 Cas 3D : la machine de coulée d’Hagondange

4.3.1 Présentation de la machine

Mise en place en 1986 a l'usine d’Hagondange, la ma-
chine de coulée continue d’Ascométal permet de produire
des blooms & section carrée de 240 millimétres de coté. Il
s’agit d’'une machine verticale de longueur métallurgique
de 18 métres (longueur de la zone de refroidissement secon-

daire) pour une longueur totale de 36 métres.

L’acier, de nuance 100C6, est composé de 1.01 % de
carbone et 15 % de chrome. Sa température de coulée est
de 1470° C. Cet acier haut carbone sera décrit par le mo-
dele IT de |Kozlowski et al., 1992|. Le liquide sera considéré
comme un fluide newtonien de viscosité 10° Pa.s. La tempé-
rature du liquidus est de 1461.2° C et celle du solidus est de

1307.9° C. Les données thermophysiques pour la résolution

des problémes thermique et mécanique sont répertoriées en

Annexe [Bl

La vitesse de coulée est de 0.62 métres par minute et on

recense 4 zones de refroidissement :

Type | Longueur métal. ¢ (type=1) (W.m™?)
(m) h (type=2) (W.K '.m™?)
er (type=3)
1 0.50 1300000
2 0.84 423
2 3.24 370
3 15.00 0.85
3 18.00 0.85

F1G. 4.20 — Coulée de bloom

, En fonction de la position du produit dans la machine, le
d’Hagondange

type de conditions aux limites, moyennées par zone, varie :
dans la lingotiére, d’une longueur de 50 centimétres, on aura une condition de flux de
chaleur imposé ; en sortie de lingotiére, le refroidissement secondaire est modélisé par une

condition de convection - jusqu’a 3.24 métres - puis par une condition de type rayonnement
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4.3. Cas 3D : la machine de coulée d’Hagondange

sur le reste de la machine. La température extérieure est fixée a 25°C.

Dans notre calcul, le réle de la lingotiére est uniquement mécanique. Son évolution
thermique n’est pas calculée et elle n’est utilisée que pour "contenir" mécaniquement le
métal par I'intermédiaire de I’algorithme de contact unilatéral. A noter que dans ce calcul,

la lingotiére est considérée "droite" : sa conicité - réelle - est ici négligée.

La géomeétrie particuliére de cette machine, (FIG. , permet d’exploiter notre ap-
proche globale instationnaire pour un cas en trois dimensions. En outre, les particularités
physiques (peu ou pas de déflections et faibles gradients thermiques dans la direction de
coulée) permettent d’utiliser un maillage anisotrope ou les mailles sont allongées dans
le sens de la coulée. Pour cela nous définissons une métrique référencant les tailles des

mailles dans les trois directions : M (t,,t,,t.) t = taille de maille.

Zone tampon

0.3m

-
=

Ménisgue

F1G. 4.21 — Maillage initial pour modéliser la coulée continue d’Hagondange
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Pour bien prendre en compte la forme géométrique du produit, et plus particuliérement
les congés, nous devons utiliser une taille de maille suffisamment fine dans les directions
(Ox,Oy) (la direction de coulée se fait selon 'axe —0z - la longueur métallurgique [ d’un
point matériel aura pour coordonnée en z, la valeur —[). Cette particularité limite le
facteur d’allongement des éléments. Dans ce cas, notre maillage initial sera non homogeéne

avec les métriques suivantes :

— M = (0.0025,0.0025,0.02) pour la zone ou se situe le congé (rayon 0.01),

— M = (0.01,0.01,0.02) pour le reste du maillage.

Ainsi, notre zone tampon sera d’une longueur de 30 centimétres afin de permettre au
mailleur de fournir un maillage de bonne qualité. Par raison de symétrie, seul un huitiéme
du bloom est modélisé : les groupes de faces qui ne sont pas en contact sont des faces

de symétrie. D’autre part, on en déduit la condition au limite mécanique de la surface
d’injection, a savoir : 01 = p g htampon 1 OU P g Atampon = 7010 X 10 x 0.3 Pa ~ 0.02 MPa.

Le maillage initial, composé de 1560 noeuds et de 7129 éléments, est représenté sur la
figure (F1G. 4.21)).

Aprés 15 jours de calcu]ﬂ nous obtenons un maillage ayant parcouru une longueur
métallurgique de 14 meétres et composé de 61600 noeuds et de 283500 éléments.

4.3.2 Reésultats thermiques

On peut alors visualiser 1’évolution de la température en fonction de la longueur mé-

tallurgique :
— en rouge, a coeur du produit,
— en bleu, en surface du produit, au milieu des faces,

— en vert, en surface du produit, sur le congé.

La fin des puits liquide et pateux se situe a environ 5.6 métres et 10.1 métres du
ménisque, respectivement. Les évolutions thermiques de surface calculées par Thercast®
montrent bien l'intensité des gradients de réchauffage au passage des différentes zones
de la machine. On remarque que le refroidissement du congé est plus brutal, ce qui est

caractéristique d'une coulée de format carré. On note aussi des oscillations en lingotiére

Ttoujours sur Pentium3, 1.8 GHz et 512 Mo de Ram
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4.8. Cas 3D : la machine de coulée d’Hagondange
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F1G. 4.22 — Evolutions de température sur différentes sections du produit

(avant le premier réchauffement de la peau) pour le capteur situé en milieu de face. Notre
maillage est en effet trop grossier pour bien capter le refroidissement rapide qui s’opére
en lingotiere. Comme on peut le voir, ces oscillations n’apparaissent pas pour le capteur
situé en surface sur le congé : notre maillage est suffisamment fin dans cette zone pour

tenir compte de tous ces phénoménes.

4.3.3 Reésultats Mécaniques
4.3.3.1 Reésultats en déformations

Thercast®, hors contexte coulée continue, permet de calculer la lame d’air qui se crée
entre la piéce et un moule lors de calculs simulant le refroidissement en fonderie. Pour ce
calcul, nous trouvons une lame d’air entre le produit coulé et la lingotiére. Elle atteint
son maximum sur le congé et en fin de lingotiére. On devine par les traits noirs sur la
figure (F1G. , la forme et la position de la fin de la lingotiére par rapport au bloom.
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Les isovaleurs en rouge situées en dehors de la lingotiére ne sont pas a prendre en compte
(artefact de post-processing). Seules les isovaleurs dans la lingotiére sont correctes. La
lame d’air s’amorce & 13 centimétres du ménisque. On note aussi qu’il n’y a pas de lame
d’air au milieu des faces. Le choix d’une lingotiére droite pour ce calcul, et non conique

comme sur site, explique la présence de cette lame d’air.

Quoa2

- DmS

QD

(0000S

F1G. 4.23 — Distribution de lame d’air entre le bloom et la lingotiére
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Par ailleurs, nous avons calculé qu’il n’y a pas de déflection du bloom (pas de gon-
flement). Ceci correspond a l'expérience des aciéristes : les blooms sont réputés ne pas

gonfler (fort effet tridimensionnel).

4.3.3.2 Reésultats en contraintes

La coulée s’effectue selon ’axe Oz, 'origine du repére se situant au niveau du ménisque,
au centre du produit. L’évolution des composantes de contraintes o, et 0., en fonction de
la longueur métallurgique, est présentée sur la figure (FIG. . La géométrie du bloom
et les conditions aux limites étant symétriques, il semble indifférent de considérer 'axe
Oy et Ox. C’est ce que 'on vérifie également dans le calcul o, & coeur, les contraintes

04z €t oy, sont identiques.

Contrainte o,, = 0,, & coeur

BT Contrainte o0,, a coeur

12 +

10 +

| Contrainte (MPa)
Ju—
—_
I

5 4e———liquide : Il.‘ <— solide

—pglm
Pression hydrostatique

o
[
IN
I

[}

1

h

12 13

Longueur
Métallurgique (m)

F1G. 4.24 — Evolution des contraintes o,, et o, au ceceur du produit (sur l'axe 0z).
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Sur les 5 premiers métres, le liquide est logiquement en compression hydrostatique.
Les trois composantes de contraintes sont égales et négatives. Mais leur valeur est tres
nettement en dessous de la pression hydrostatique (< 0.4 MPa). Le choix d’une viscosité

trop élevée pour le comportement du liquide (10° Pa.s) peut étre la cause de ce phénoméne.

A T'aide du résultat de la figure (FIG. 4.22) et connaissant le chemin de solidification
de 'acier, nous avons reporté sur la figure quelques valeurs de f; pour certaines longueurs
métallurgiques. On constate que le milieu pateux commence a transmettre des efforts

mécaniques significatifs a partir de f; = 0.3.

On constate alors que le milieu pateux est sollicité en traction : ces trois composantes
sont en effet positives, et leur valeur croit jusqu’a la fermeture du puits pateux. Concernant
la contrainte o,,, le maximum de contrainte en traction est de 10.3 MPa, coincidant avec
la fermeture du puits pateux. Malgré les oscillations, diies & notre maillage trop grossier
a cceur, on devine I’évolution moyenne de la contrainte en fin de solidification. Le coeur
est en traction y compris a 1’état pateux. A l'inverse de o,,, la contrainte o, passe par
des états de compression et de traction successivement dans la zone pateuse puis évolue

similairement & o, (traction). Le maximum de contrainte en traction est plus élevé : 12.5
MPa.

De maniére générale, 1’'état de traction généralisée dans la zone pateuse est un in-
dicateur de défauts potentiels. Toutefois, 1’analyse du risque de rupture a chaud ("hot
tear") en fond de zone pateuse demanderait un examen plus approfondi, mettant en jeu
notamment une analyse diphasique, combinée a un critére d’amorcage de la rupture a
chaud tel que celui proposé par [Rappaz et al., 1999]. Certaines études sont entreprises
dans ce sens au CEMEF, mais sont actuellement limitées & une analyse bidimensionnelle,
[LeCorre et Bellet, 2004].

Pour les défauts en peau, I’évolution des contraintes en surface et plus particuliérement
sur le congé (la ou le maillage est le plus fin) peut étre une source d’information utile a

I’optimisation du procédé.

Comme on peut le voir sur la figure (FIG. , le changement de zone de refroidis-
sement a une grande influence sur le comportement mécanique de la peau. La contrainte
représentée est celle donnée dans le sens de la coulée : o, ,. Les deux autres contraintes sont
quasiment nulles, ce qui traduit d’'une part la condition de surface libre et d’autre part
de faibles contraintes dans la direction tangentielle horizontale. Bien qu’en compression

tout le long du procédé sauf au début du procédé (avant la création de la lame d’air),
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30 4+ l Contrainte o,, en peau, sur le congél
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Changement de zone de refroidissement

F1G. 4.25 — Evolution de la contrainte o,, en peau, sur le congé, du produit : on voit trés

nettement 'influence des zones de refroidissement

I'intensité de la contrainte varie selon la position du bloom dans la machine. En sortie
de lingotiére (i.e. 0.5 métres), la valeur absolue de la contrainte est trés importante et
liée au refroidissement brutal qu’on a pu observer lors de la présentation des courbes de
températures. Ensuite, a chaque changement de zone de refroidissement, cette intensité
(valeur absolue de la contrainte en Oz) diminue et semble se stabiliser autour de —20
MPa. Une certaine relaxation des contraintes coincide avec les phases de réchauffement
de la peau. Du point de vue du risque d’ouverture de crique transverse au coin, la région
la plus critique est donc la lingotiére (o,, de traction). Aprés une analyse plus fine de
ces résultats, on pourra utiliser ce type de simulation pour optimiser les parameétres de
refroidissement par exemple.
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Conclusions et perspectives

Nos travaux visaient initialement a établir une modélisation thermomécanique tri-
dimensionnelle de la coulée continue d’aciers. L’objectif était de pouvoir modéliser, en
adaptant le logiciel Thercast® la totalité du refroidissement secondaire du procédé pour

n’importe quel type d’acier.

Avant de présenter les perspectives a ce travail, faisons un bilan sur les différents points

abordés au cours de ces travaux.

La mise en place d'une stratégie nouvelle, la statégie globale instationnaire, a orienté
notre travail tout au long de cette these. Cette stratégie visant a modéliser le procédé
dans sa globalité peut s’apparenter a la phase d’amorgage du procédé de coulée continue.
Numériquement, le mannequin tracte, a la vitesse imposée égale a la vitesse de coulée, le
produit dans la machine qui peut-étre droite ou courbe. La partie supérieure représentant
Iinjection reste fixe et permet ’apport continuel de matiére. Comme pour tout probléme
de modélisation en 3D, le premier souci est le temps de calcul. L’adaptation locale du
remaillage par I'extraction de topologie a permis de mettre en ceuvre cette stratégie ou les
temps dus aux remaillages restent constants et proportionnels a la zone déformée (i.e. zone
tampon). Ainsi, les temps de calcul dépendent essentiellement de la résolution du probléme
thermomécanique. Cette stratégie a permis de faire des calculs thermomécaniques pour
des maillages commencant dans la lingotiére au niveau du ménisque et finissant au dela
de la fin du puits pateux quand le produit est totalement solidifié. Par ailleurs, dans un
souci de traiter toutes les formes de produits coulés, nous avons généralisé cette approche
pour la rendre capable de modéliser n’importe quelle géométrie de machine (droite ou

courbe).

Concernant la modélisation thermomécanique, nous avons adopté une résolution cou-
plée pour décrire le comportement de I'acier. A chaque incrément de temps, est d’abord
résolu le probléme thermique puis le probléme mécanique. Le refroidissement du pro-

duit (aspersion d’eau, contacts thermiques - rouleaux et lingotiére ) est modélisé par des
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conditions aux limites moyennées par zone, de type flux, convection et rayonnement. Pour
simuler 'apport continuel de la matiére, I'injection a un condition aux limites de type tem-
pérature imposée. Quant au mannequin, une condition de type adiabatique nous a semblé

la plus appropriée en vue d’obtenir I'état stationnaire le plus rapidement possible.

Pour le probléme mécanique, nous avons utilisé la résolution monophasée du matériau
déja présente dans Thercast®. A savoir, quand le matériau est liquide, il a un compor-
tement newtonien; quand il est pateux, il suit une loi de comportement visco-plastique
alors que lorsqu’il est solide, il obéit & une loi de comportement de type elasto-visco-
plastique. Pour les aciers étudiés au cours de cette thése, nous avons utilisé le modéle
IT de [Kozlowski et al., 1992| décrivant les aciers moyen et haut carbone a I’état solide.
Les autres parameétres ont été fournis par les partenaires industriels et leur obtention est
détaillée dans la these de [Heinrich, 2003].

La prise en compte des géométries diverses des machines de coulée continue, nous a
poussé & adapter et & optimiser le contact pénalisé présent dans le logiciel Thercast®.
En particulier, le traitement spécifique du contact avec les rouleaux a permis de s’affran-
chir des erreurs numériques en optant pour une formulation analytique et implicite de
ce contact. Par ailleurs, tout en généralisant en trois dimensions cette formulation du
contact pénalisé rouleaux/produit, nous avons introduit une recherche adaptée du facteur
de pénalisation. De méme, 'homogénéisation du systéme a permis de bien conditionner le
systéme matriciel a résoudre. L’introduction de notre contact implicite rouleaux/produit,
nous a conduit & utiliser une technique de recherche linéaire pour faciliter la convergence

de I'algorithme de Newton-Raphson.

Toutes ces modifications ont permis de modéliser le procédé de coulée continue dans sa
globalité et nous I'avons validé puis testé sur deux types de machine de coulée continue :
une machine courbe pour une coulée de brames (acier de nuance 18 M5) et une machine
droite pour une coulée de bloom s(acier de nuance 100C6). La validation n’a pu se faire
que pour le probléme thermique. On a pu constater que 1’état stationnaire est immédia-
tement atteint. Les résultats de déflections tendent a montrer que I’état stationnaire du
probléme mécanique est atteint environ 2 métres aprées le passage du mannequin. Les
résultats obtenus en contraintes ont permis de rendre compte des sollicitations complexes
subies par 'acier dans son parcours dans la machine -tractions, compressions. Notre mo-
délisation globale a pu mettre en évidence les roles que jouent, d’une part, le décintrage
par la géométrie d’'une machine, et d’autre part, les zones de refroidissement sur ’état

thermomécanique du produit (bloom ou brame).
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Les premiers résultats obtenus grace a notre approche montrent que cet outil numé-
rique peut étre une aide aux actionneurs. Mais il reste bien siir perfectible pour prendre
en compte tous les phénoménes complexes présents lors de 1’élaboration de 'acier par le

procédé de coulée continue. Nous en venons donc aux perspectives dégagées par ce travail.

D’un point de vue physique, il serait bon de confronter les résultats issus de notre
approche globale instationnaire et ceux obtenus sur des coulées réelles. La campagne
d’essais que doit réaliser I'IRSID sur ’essai pilote sera une source de renseignements tres
utiles comme l'ordre de grandeur des déflections. Une meilleure description de la zone
pateuse semble aussi inévitable pour bien capter I'influence du gonflement sur les défauts
internes. Les récents travaux de Steven Le Corre montrent qu'une approche diphasique
permet une meilleur description du comportement de type "éponge" de cette zone et donc
de prédire les risques de rupture interne et les ségrégations. En combinant notre approche
avec ce modeéle, on sera capable de bien décrire le procédé de coulée continue d’aciers en
fin de solidification.

Une meilleure description du procédé en lui méme peut étre aussi envisageable en vue

d’une prédiction plus efficace des criques de surface.

On peut pour cela mieux décrire le refroidissement du produit et en particulier dans la
zone de refroidissement secondaire. Fabien Marini travaille actuellement sur une meilleure
modélisation du systéme d’aspersion d’eau dans cette zone et du contact thermique avec
les rouleaux. On pourra aussi mieux tenir compte des échanges mécaniques existants
entre le rouleau et le produit comme : déformation des rouleaux (supposés dans cette
étude indéformable), résistance a I'avancement, réduction douce, motorisation de certains

rouleaux, ...

Par ailleurs, cette méthode peut étre utiliser pour "remonter" plus haut dans la ma-
chine et décrire plus finement les phénoménes présents dans la lingotiére : ’échange ther-
mique entre la lingotiére et le produit, oscillations de la lingotiére, écoulement du métal
liquide de type convection forcée avec turbulence, brassage electro-magnétique, frottement

entre la lingotiére et le produit, ...

D’un point de vue numérique et en vue d’une simulation compléte - sans passer par
une tranche pseudo-2D, le calcul paralléle semble incontournable tout en disposant d’ou-
til informatique suffisamment puissant. Nous avons pu utiliser la premiére version de
Thercast® parallélisé lors de cette thése ot seuls certains des modules les plus gourmands

en temps de calcul, comme 'algorithme de résolution des systémes linéaires mécanique
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Conclusions et perspectives

et thermique, sont parallélisés grace aux travaux d’Hugues Digonnet. Cette parallélisa-
tion incompléte du logiciel nous a permis de mesurer I'importance de cet outil mais reste

encore trop "limitée" pour une modélisation compléte d’une brame d’acier.

Pour conclure, cet outil n’est qu’un premier pas vers la simulation compléte du procédé

de coulée continue mais nous espérons qu’il peut d’ores et déja servir a I'optimisation du

procédé.
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Annexe A

Données thermophysiques et
thermomécaniques de 'acier 18M5 pour

la machine de Dunkerque

composant | teneur (% massique)
Carbone 0,18
Silicium 0,42
Manganése 1,37
Aluminium 0,036
Soufre 0,009
Phosphore 0,018
Niobium 0,04

TAB. A.1 — composition chimique de I'acier 18M5

Les données thermophysiques sont issues du rapport de [Bobadilla et al., 1993]. Les

données thermomécaniques sont calculées a partir du modéle II de [Kozlowski et al., 1992].
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Anneze A. Acier 18M5

‘Lm

| Type | Valeurs

0.47
0.70
1.035
1.960
2.945
4.485
6.220
7.995
12.000
16.750
30.000

1

NN NDNDNDNDDNDDNDDND

-130.0D4
0.0500D4
0.0420D4
0.0330D4
0.0283D4
0.0285D4
0.0232D4
0.0260D4
0.0222D4
0.0213D4
0.0200D4

Lm = longueur métallurgique (m)

Type=1 , ¢ (W.m?)
Type=2 , h (WK 'm?)
Type=3 , &

Température extérieure: 20 °C

Vitesse de coulée: 0.86 m.min !

Fi1G. A.1 — Zones de refroidissement et vitesse de coulée de la machine de Dunkerque

Remarque : La longueur de la lingotiére est ici sous-estimées par rapport a la réalité (cf

§7.2.1).

1000

Température |Fraction
(°C) solide
1418. 1.
1425. 0.997
1438. 0.98
1450. 0.948
1460. 0.908
1468. 0.85
1473. 0.798
1483. 0.696
1487. 0.639
1490. 0.597
1493. 0.527
1495. 0.493
1497. 0.442
1500. 0.334
1502. 0.252
1500 1504. 0.2
1505. 0.155
1507. 0.05
1508. 0.

F1G. A.2 - Evolution de la fraction solide du 18M5 en fonction de la température.
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Température k

55 | (°C) (Wm K1)
0. 51.8
100. 51.
200. 48.6
300. 44.4
400. 42.6
500. 39.3
600. 35.6
700. 31.8
800. 25.9
20r 1000. 27.2
15 F 1200. 29.7
10k 1400. 32.
1418. 32.4
5 1508. 39.9
0 ! ) 1 1538. 40.3
0 500 1000 1500 1627. 41.5

F1G. A.3 - Evolution de la conductivité thermique du 18 M5 en fonction de la température.

Température p

7900 C) (kg.m~?)
7800 0 7863
100 7834
7700 900 208
7600 300 7770
400 7738
7500 500 7699
600 7659

7400

700 7617
7300 800 7624
900 7600
7200 1000 7548
7100 1100 7496
1200 7444
7000 L300 o
6900 1 1 . 1400 7340
0 500 1000 1500 1418 7399
1600 7013

FIG. A.4 — Evolution de la masse volumique du 18 M5 en fonction de la température.

131



Anneze A. Acier 18M5

1600 Température Ccp
I —1 po—1
(°C) JKg K7

0. 469.

1400 100. 485.

1200 200. 519.

300. 552.

1000 400. 594.

500. 661.

800 600. 745.

700. 845.

600 750. 1431.

800. 954.

400 900. 644.

1000. 644.

200 1100. 644.

1200. 661.

0 , \ . 1240. 657.

0 500 1000 1500 1330. 671.

1418. 688.

1508. 804.

1512. 806.

1540. 818.

1600. 818.

FiG. A.5 — Evolution de la chaleur spécifique du 18M5 en fonction de la température. La
chaleur latente est de 260000 J.Kg™*.

— Tempfoérature K evp
00 b (°C) (MPa.s™)
650 - 300.00 754.943745
o0 L 500.00 256.016218
600.00 203.432285

950 700.00 152.446472
500 F 800.00 118.516777
450 - 850.00 105.303793
400 | 900.00 93.808838
350 950.00 83.662142
300 | 1000.00 74.604424
250 | 1050.00 66.454011
200 F 1100.00 59.083806
150 k 1150.00 52.404588
100 L 1200.00 46.352661
50 b 1250.00 40.880643
0 . . . 1300.00 35.950604
0 500 1000 1500 1350.00 31.529721
1400.00 27.586222

1418.00 26.277363

F1G. A.6 — Evolution de la consistance K., a I'état solide pour le 18 M5 en fonction de
la température (loi elasto-viscoplastique multiplicative (2.20])).
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Température m cvp

(°C) (sensibilité)
600.00 0.044394
700.00 0.065289
0.35 b 800.00 0.087984
850.00 0.099899
0.30 900.00 0.112116
950.00 0.124563
0.25 - 1000.00 0.137163
0.20 1050.00 0.149830
1100.00 0.162470
0.15 | 1150.00 0.174987
1200.00 0.187283
0.10 1250.00 0.199258
1300.00 0.210818
0-05 1350.00 0.221872
0 ! . . 1400.00 0.232338

0 500 1000 1500 1418.00 0.236

Température

F1G. A.7 — Evolution de la sensibilité a la vitesse de déformation en fonction de la tem-
pérature pour le 185 a I'état solide (loi elasto-viscoplastique multiplicative (2.20])).

Température n

(°C) (écrouissage)
600.00 0.240111
700.00 0.235154
035 | 800.00 0.227400
850.00 0.222402
0.30 900.00 0.216634
950.00 0.210090
0.25 1000.00 0.202775
0.20 b 1050.00 0.194708
1100.00 0.185917
0.15 1150.00 0.176446
1200.00 0.166348
0.10 1250.00 0.155689
0.05 - 1300.00 0.144545
1350.00 0.132999
0 \ \ . 1400.00 0.121141

0 500 1000 1500 1418.00 0.0

Température

F1G. A.8 — Evolution du coefficient d’écrouissage en fonction de la température pour le
18M5 a 'état solide (loi elasto-viscoplastique multiplicative (2.20))).
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Anneze A. Acier 18M5

Température E
(°C) (GPa)
350

v=03 400.00 306.848

300 - 600.00 142.112
700.00 90.326
750.00 70.71875

250 - 800.00 54.784
850.00 42.13325

200 900.00 32.378
950.00 25.12975

150 | 1000.00 20.00
1050.00 16.60025

100 1100.00 14.542
1150.00 13.43675

50 - 1200.00 12.896
1250.00 12.53125

0 . . . 1300.00 11.954
0 500 1000 1500 1350.00 10.77575
1418.00 7.510565

F1G. A.9 — Evolution du module de Young en fonction de la température pour le 185
a l’état solide. Le coefficient de Poisson est pris égal a 0.3.

134



Annexe B

Données thermo-physiques et
thermo-mécaniques de ’acier 100C'6

pour la machine d’Hagongange

composant | teneur (% massique)
Carbone 1.01
Silicium 0,23
Manganése 0.33
Aluminium 0,011
Soufre 0,026
Phosphore 0,021
Niobium 0,02

TAB. B.1 — composition chimique de ’acier 100C'6

Les données thermophysiques sont issues du rapport de [Bobadilla et al., 1993]. Les

données thermomécaniques sont calculées a partir du modéle II de [Kozlowski et al., 1992].
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Anneze B. Acier 100C6

| Lm | Type | Valeurs Lm = longueur métallurgique (m)

0.5 1 -130.0D4

0.84 2 423.D0 Type=1 , ¢ (W.m?)

3.24 2 370.D0 Type=2 , h (WK 'm?)
15.0 3 0.85 Type=3 , &

25.0 3 0.85 Température extérieure: 25 °C

Vitesse de coulée: 0.62 m.min !

F1G. B.1 — Zones de refroidissement et vitesse de coulée de la machine d’Hagondange.

Température |Fraction
. (°C) solide
1307.90 1.
1331.90 0.99
- 1339.90 0.98
1346.90 0.97
1352.90 0.96
1362.90 0.939
1369.90 0.916
1372.90 0.907
1383.90 0.866
1390.90 0.83
1399.90 0.779
1410.90 0.708
1420.90 0.624
1431.90 0.503
0 1 1 . 1439.90 0.406
0 500 1000 1500 1450.90 0.225
1456.90 0.1
1461.20 0

F1G. B.2 - Evolution de la fraction liquide du 100C6 en fonction de la température.
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Température k

55 | (°C) (Wm ' K™)
50 ¢ 0 37.5
100 40.5
i 200 40.0
300 38.0
400 36.5
500 34.5
550 33.0
600 32.0
650 30.0
ol 700 28.5
15 750 25.5
10 800 24.5
850 25.0
T 900 25.5
0 L L L 1270 29.0
0 500 1000 1500 1450 39.3
1538 40.3
1627 41.5

F1G. B.3 - Evolution de la conductivité thermique du 100C6 en fonction de la température.

Température p

7900 | cC) (kg9
7800 0 7834
100 7809
E 7700 200 7781
7600 300 7749
400 7713
7500 500 7675
600 7634

7400

700 7592
7300 800 7565
900 7489
0 1000 7438
7100 1100 7388
1200 7340
7o 1270 7302
6900 . ' L 1450 7026
0 500 1000 1500 1500 6995

FIG. B.4 - Evolution de la masse volumique du 100C6 en fonction de la température.
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Anneze B. Acier 100C6

2200 | Température I P
(°C) (I Kg K1)
2000 : -
1800 100 519
200 544
1600
300 578
1400 400 615
1200 500 662
600 745
1000 700 2089
800 750 649
L\/ 800 657
600 900 619
400 F 1000 636
1100 649
200 1200 665
0 . . . 1270 672
0 500 1000 1500 1450 765
1510 791
1540 804
1600 804

FiG. B.5 — Evolution de la capacité calorifique du 100C6 en fonction de la température.
La chaleur latente est de 217000 J.Kg™'.

50 Température K ovp
00 b (°C) (MPa.s™)
650 L 300.00 714.943745
600 - 400.00 377.299646
500.00 236.016218
550 1 600.00 163.884003
500 - 700.00 121.331868
450 750.00 106.015382
400 800.00 93.262484
350 | 850.00 82.430634
300 900.00 73.073634
250 | 950.00 64.878071
200 | 1000.00 57.622132
150 F 1050.00 51.147958
100 + 1100.00 45.342471
50 b 1150.00 40.123695
0 . . . 1200.00 35.430812
0 500 1000 1500 1250.00 31.216899
1300.00 97.443675
1307.90 26.885584

F1G. B.6 — Evolution de la consistance K., & I'é¢tat solide pour le 100C6 en fonction de

la température (loi elasto-viscoplastique multiplicative (2.20))).
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Température m evp

(°C) (sensibilité)
400 0.008730
500 0.025514
035 - 600 0.044394
700 0.065289
0.30 750 0.076431
800 0.087984
0.25 - 850 0.099899
020 L 900 0.112116
950 0.124563
0.15 | 1000 0.137163
1050 0.149830
0.10 | 1100 0.162470
1150 0.174987
0.05 F 1200 0.187283
0 ) . . 1250 0.199258
0 500 1000 1500 1300 0.210818
1307.9 0.212600

F1G. B.7 — Evolution de la sensibilité a la vitesse de déformation en fonction de la tem-
pérature pour le 100C6 a 'état solide (loi elasto-viscoplastique multiplicative ([2.20))).

Température n

(°C) (écrouissage)
400 0.242898
00 poni

0.35 F ’
700 0.235154
0.30 | 750 0.231643
800 0.227400
0.25 F 850 0.222402
020 L 900 0.216634
950 0.210090
015 1000 0.202775
1050 0.194708
0.10 F 1100 0.185917
1150 0.176446
0.05 & 1200 0.166348
0 ) 1 1 1250 0.155689
0 500 1000 1500 1300 0.144545
1307.9 0.0

F1G. B.8 — Evolution du coefficient d’écrouissage en fonction de la température pour le
100C6 a Iétat solide (loi elasto-viscoplastique multiplicative ([2.20))).
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Anneze B. Acier 100C6

Température E
(°C) (GPa)
350 -

v=0.3 400.00 306.848

s00 L 500.00 213.25
600.00 142.112

700.00 90.326
250 750.00 70.71875
800.00 54.784
200 | 850.00 42.13325
900.00 32.378
150 F 950.00 25.12975
1000.00 20.00
100 F 1050.00 16.60025
1100.00 14.542
50 b 1150.00 13.43675
1200.00 12.896
0 . . . 1250.00 12.53125
0 500 1000 1500 1300.00 11.954
1307.90 11.81779

F1G. B.9 - Evolution du module de Young en fonction de la température pour le 100C6

a l’état solide.Le coefficient de Poisson est pris égal a 0.3.
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Résumé

Nous avons proposé une modélisation thermomécanique de la coulée continue d’acier en trois dimen-
sions. Notre approche permet d’obtenir la solution thermomeécanique stationnaire du procédé, sur toute
la machine. Il est alors possible de déduire I’histoire thermique et mécanique du produit en visualisant les
cartes de contraintes ou de température. Un des résultats attendus de notre étude concerne les déflections
entre les rouleaux qui traduisent le gonflement, & 'origine des ségrégations. Nous avons basé notre étude
sur la stratégie globale instationnaire, en adoptant une approche purement lagrangienne. Nous simulons
I’apport continuel de matiére, grace a 'introduction d’un outil d’injection situé sur la face supérieure du
domaine. La face inférieure du domaine admet la cinématique de 1'outil de guidage du procédé. Ainsi,
le maillage augmente constamment selon un chemin délimité par les rouleaux. L’évolution du maillage
-création de nouveaux noeuds- est gérée de maniére locale par une technique de recollement de maillages.

D’un point de vue modélisation, nous résolvons les équations instationnaires de conservation de
I’énergie, de la matiére et de la quantité de mouvement. Le probléme mécanique est abordé selon une
approche de type milieu monophasé équivalent ; nous négligeons les phénoménes de convection naturelle
et de macroségrégation, mais les phénoménes de dilatation thermique et de retrait & la solidification
sont pris en compte. La zone solide est supposée obéir & un comportement élasto-viscoplastique, dont
la rhéologie est donnée par les lois de la littérature. Les zones pateuse et liquide sont supposées obéir
respectivement & un comportement viscoplastique et newtonien. Nous avons validé, avec succés, notre
approche sur plusieurs cas et nous ’avons appliqué a deux machine de coulée industrielles.

Mots-clés: coulée continue, acier, solidification, rhéologie, modélisation élément finis, maillage, lagran-
gien, couplage thermo-mécanique.

Abstract

In this work, we introduce a thermo-mechanical model of the steel continuous casting process, in
three dimensions. With our approach, it is possible to obtain thermo-mechanical steady-state solution of
the process, for the whole product. The thermo-mechanical history of the product can thus be deduced,
by viewing the stress and temperature fields, for instance. One of the expected results deals with the
bulging between rolls, which is known to give birth to segregation phenomena. We base our study on the
global non steady-state strategy using a Lagrangian approach. The flow of matter in the studied domain
is simulated through one injection tool located in the upper surface of the domain. The lower face is
supposed to be driven down at the starting block velocity. However, the mesh displacement at the upper
surface is imposed to zero and consequently the mesh volume enlarges continuously. The evolution of the
mesh - relocation of nodes, creation of new nodes - is treated by a specific generation mesh technique.

Concerning the model, non-steady thermo-mechanical conservation equations are solved. The ap-
proach to the mechanical problem is of equivalent one-phase type (velocity and pressure are the un-
knowns). In our approach, natural convection and macrosegregation are neglected but thermal dilatation
and solidification shrinkage are accounted for. Solid, mushy and liquid states obey respectively to elasto-
viscoplastic, viscoplastic and Newtonian behaviours. The rheology of the solid state is calculated thanks
to laws from the literature. These developments have been validated on industrial cases, showing a good
qualitative and quantitative agreement.

Keywords: steel, continuous casting, solidification, rheology, finite elements, generation mesh, Lagrangian,
thermo-mechanical coupling.
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