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Introduction générale 
Les simulations des procédés de déformation plastique sont aujourd’hui largement utilisées par 

l’industrie. Elles permettent de réduire sensiblement le temps nécessaire pour mettre au point une 

gamme de fabrication en évitant de devoir recourir aux méthodes par essai/erreur. Une simulation 

de forgeage va utiliser des modèles décrivant les effets de nombreux phénomènes tels que les 

échanges thermiques, les frottements, le comportement de la presse ou encore la rhéologie du 

matériau qui représente le comportement du matériau face à une déformation. C’est surtout ce 

dernier point qui est étudié dans cette thèse. 

Comme la rhéologie du matériau est un facteur d’influence majeur dans les simulations de forgeage, 

plusieurs modèles rhéologiques différents ont été développés au cours des années, l’objectif étant 

de trouver des modèles toujours plus efficaces, que ce soit par des observations empiriques ou en 

modélisant les phénomènes physiques intervenant lors de la déformation du matériau. Ces modèles, 

qui sont sous la forme d’une ou plusieurs équations, ont généralement des paramètres ajustables qui 

leurs permettent de s’approcher au mieux de la réalité. En parallèle des modèles, des moyens 

d’identifier les paramètres desdits modèles ont été proposés. La stratégie d’identification classique 

consiste à faire des essais rhéologiques simples mais bien maîtrisés, grâce à des machines ou bancs 

d’essais spécialisés, puis d’ajuster le modèle choisi sur ces essais. 

Les machines spécialisées ne sont cependant pas toujours accessibles à ceux qui pourraient en 

bénéficier. Ça peut être pour des raisons de coût, car l’achat ou la sous-traitance d’essais peut 

s’avérer prohibitif. De même, la durée de la procédure d’identification est souvent un point bloquant 

pour les utilisateurs industriels. Parfois,  la taille des échantillons étudiés sur machine spécialisée ou 

la gamme de sollicitations peuvent ne pas être représentatives de l’application future du matériau. A 

cause de ces quelques problèmes, des industriels se contentent parfois d’utiliser les bases de 

données de matériaux pour leurs simulations. Les bases de données n’étant pas toujours complètes, 

cela implique parfois de choisir des paramètres ne correspondant pas toujours exactement au 

matériau étudié. Dans ces conditions, bien que les modèles et codes de calcul progressent, la qualité 

des paramètres des modèles rhéologiques n’est pas maîtrisée. Le but de ce travail de thèse est 

d’évaluer la possibilité d’utiliser des presses industrielles comme machine d’essais dans le cadre 

d’une identification paramétrique. Cela implique un travail expérimental pour faire les tests 

rhéologiques mais aussi un travail sur le processus d’identification paramétrique qui se base sur les 

données récupérées. Plusieurs questions sont soulevées dans cette thèse : Comment instrumenter 

les essais ? Comment traiter et exploiter les données obtenues ? Quelles sont les limites d’une 

identification paramétrique avec de tels moyens ? La méthode est-elle exploitable à autre chose que 

les modèles rhéologiques ? Ces problématiques seront abordées au fil des chapitres de ce manuscrit. 

Le laboratoire de Conception Fabrication Commande (LCFC) au sein duquel cette thèse est menée 

possède des presses industrielles qui sont utilisées à des fins de recherche et d’enseignement. Ces 

conditions permettent d’explorer des solutions qui seraient potentiellement transférables 

directement en milieu industriel. Faire une identification paramétrique de qualité avec les presses 

industrielles permettrait d’avoir des simulations plus précises qu’en utilisant des bases de données 

mais aussi moins coûteuses qu’avec des machines spécialisées. Ces identifications auraient aussi 

l’avantage de rendre les industriels sans machine dédiée plus autonomes. 

Le travail de cette thèse est structuré en quatre chapitres : 
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 Le chapitre 1 présente une identification paramétrique sur un acier 42CrMo4 s’appuyant sur 

des essais faits sur des machines spécialisées. Il permet d’introduire le concept 

d’identification paramétrique par méthode inverse. Les données expérimentales recueillies 

serviront de témoin aux essais faits sur presse industrielle dans les chapitres suivants. Ce 

chapitre mettra aussi en évidence certains facteurs d’influences de l’identification 

paramétrique. Dans la dernière partie, la sensibilité des paramètres à une identification sera 

illustrée à travers l’étude de l’équation de Hensel-Spittel. 

 Le chapitre 2 porte sur la mise en place d’un essai de compression uniaxiale sur presse 

industrielle, en utilisant comme support d’étude le même acier 42CrMo4 caractérisé 

précédemment. Il y est décrit le choix des capteurs et des outillages utilisés. On y détaille 

aussi les expériences complémentaires à faire pour mieux pouvoir simuler l’essai 

rhéologique, à savoir : un test de refroidissement du lopin pour évaluer les échanges 

thermiques et un test de l’anneau pour évaluer les frottements entre le lopin et les outils. 

 Le chapitre 3 expose la méthodologie d’identification paramétrique à partir des données 

issues des essais sur presse industrielle. Les jeux de paramètres identifiés et les courbes 

contrainte-déformation associées seront ensuite comparés à ceux obtenus au chapitre 1. 

Une évaluation des différents jeux de paramètres est réalisée à travers le forgeage d’une 

pièce industrielle. Il ressort de ce chapitre qu’il est possible de faire une identification 

paramétrique raisonnable sans machine spécialisée. 

 Le chapitre 4 reprend la méthodologie qui a été développée dans les chapitres 2 et 3, à 

savoir une identification paramétrique faites à partir de compressions uniaxiales sur presse 

industrielle, mais appliquée sur un Inconel 625, afin d’en explorer la généralité. De plus, les 

paramètres d’un modèle de prédiction de la microstructure seront identifiés en extension 

des paramètres du modèle rhéologique. 
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1 Identification paramétrique de modèles de comportement pour le 

forgeage à chaud 
 

Les multiples mécanismes qui interviennent dans le matériau lors de sa déformation et qui influent 

sur sa capacité à se déformer peuvent être modélisés par des lois rhéologiques. La rhéologie est 

l’étude de la déformation et de l’écoulement de la matière sous l’effet d’une contrainte appliquée. 

Ces modèles ont un certain nombre de paramètres dont la valeur est différente suivant le matériau 

étudié. Avant de pouvoir utiliser un modèle sur un matériau donné, il faut trouver un jeu de 

paramètres qui lui est adapté. C’est l’identification paramétrique. Elle consiste à tester différents 

jeux de paramètres dans la simulation d’une expérience donnée à l’aide d’un algorithme 

d’optimisation jusqu’à trouver le jeu optimal qui minimisera les écarts entre la simulation et la 

réalité. La première partie de ce chapitre explique la modélisation de la rhéologie du matériau ainsi 

que la méthode de l’identification paramétrique. Ensuite viendra un cas d’application sur l’acier 

42CrMo4. Certains facteurs susceptibles d’influencer le résultat d’une identification paramétrique 

seront examinés. La sensibilité et la corrélation des paramètres d’un modèle seront enfin abordés. 

1.1 Bases de l’identification paramétrique dans la déformation des aciers à 

chaud 

1.1.1 Introduction aux mécanismes de la déformation 

 

Un matériau subissant une contrainte va se déformer, d’abord élastiquement puis plastiquement, si 

on s’intéresse aux matériaux métalliques ductiles. La déformation élastique est réversible. Au 

contraire, la déformation plastique est permanente. C’est la déformation plastique qui sera le centre 

d’intérêt dans cette thèse car c’est ce qui intervient le plus dans la mise en forme des matériaux 

métalliques massifs. Pour déformer plastiquement le matériau, il faut que ce dernier subisse une 

contrainte qui atteigne la limite d’élasticité du matériau, qui peut varier au cours de la déformation. 

Lors de la déformation plastique du matériau, plusieurs phénomènes sont susceptibles de se 

produire. On distingue les mécanismes de durcissement et d’adoucissement. La Figure 1 illustre les 

effets de durcissement et d’adoucissement sur la contrainte à appliquer au matériau pour le 

déformer plastiquement. 

L’écrouissage est synonyme de durcissement. D’un point de vue mécanique, l’écrouissage est défini 

par l’augmentation de la contrainte d’écoulement du métal pendant la déformation plastique. D’un 

point de vue métallurgique, il est la conséquence d’un changement de microstructure dû à 

l’augmentation de la densité de dislocations, la structuration des dislocations en cellules de 

dislocations ou en parois de dislocations [1]. 

La restauration est un mécanisme d’adoucissement. Elle limite les effets de l’écrouissage en 

diminuant la densité de dislocations par annihilation des dislocations. Plus il y a de dislocations, plus 

deux dislocations sont susceptibles de s’annihiler mutuellement [2]. Ce phénomène impose donc 

souvent une limite à l’augmentation de la contrainte d’écoulement du matériau due à l’écrouissage. 

La recristallisation est un autre mécanisme d’adoucissement très courant, notamment dans le 

contexte de la mise en forme des métaux à chaud. Elle change la structure cristallographique du 
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métal en provoquant la germination de nouveaux grains [3]. Ce phénomène nécessite d’atteindre 

une certaine énergie d’activation. Cela implique d’atteindre une certaine déformation. Il faut aussi 

que la température soit supérieure à la température de recristallisation du métal. 

 

Figure 1 Exemple de l'effet de l'écrouissage et de l'adoucissement sur une courbe contrainte-déformation. 

 

1.1.2 La modélisation mathématique 

 

Être capable de modéliser la résistance du matériau à la déformation à chaque instant du processus 

de déformation est nécessaire pour de nombreuses prédictions. Par exemple, cela permet de 

connaitre l’évolution de la force que devra appliquer la presse pour déformer le lopin de métal initial 

jusqu’à obtention de la pièce finale, mais aussi la géométrie de la pièce, le remplissage de la matrice, 

la durée de vie, etc. Cette résistance peut être modélisée à l’échelle macroscopique par la contrainte 

d’écoulement plastique 𝜎. Dans les modèles qui seront étudiés ici, la contrainte sera fonction de la 

déformation plastique cumulée 𝜀, de la vitesse de déformation plastique équivalente 𝜀̇ et de la 

température 𝑇. Ce sont les modèles viscoplastiques : 

 𝜎 = 𝜎(𝜀, 𝜀̇, 𝑇) (1) 

 

Il existe dans la littérature de nombreux modèles qui suivent la forme générique ci-dessus. Ces 

modèles peuvent être classés en général en deux groupes plus ou moins distincts : les modèles 

physiques et les modèles phénoménologiques [4]. 

Les modèles dits physiques [5]–[7] tentent de décrire les phénomènes physiques qui interviennent 

lors de la déformation du métal. Ils font donc intervenir la densité de dislocations, l’énergie 

d’activation ou encore la recristallisation. Un modèle physique bien utilisé peut normalement décrire 

la rhéologie du matériau sur une large plage de déformations, températures et de vitesses de 

déformation [4]. 
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Les modèles phénoménologiques donnent une définition de la contrainte d’écoulement basée sur 

des observations empiriques. La fonction mathématique qui les décrit manque souvent de sens 

physique. Ces modèles cherchent à reproduire directement la réponse macroscopique des 

expériences, sans se préoccuper des mécanismes physiques dont elles découlent. Ces modèles sont 

généralement plus simples que les modèles physiques dans leur implémentation. Cependant, à cause 

de leur nature empirique, ils ne peuvent être utilisés que dans des champs d’applications réduits, à 

savoir le domaine sur lesquelles des expériences ont permis de calibrer le modèle. 

1.1.3 Principe de l’identification paramétrique 

 

Un même modèle rhéologique peut modéliser plusieurs matériaux différents. Dès lors que les valeurs 

des paramètres du modèle sont différentes, ce n’est plus le même matériau ; il a un comportement 

différent. Il faut donc être capable, pour un modèle donné, de déterminer les paramètres optimaux 

pour représenter le matériau étudié. L’identification paramétrique consiste à trouver ces 

paramètres. 

La première étape de l’identification paramétrique consiste à sélectionner des données de référence 

qui serviront à calibrer le modèle. Dans le cadre d’une loi de comportement plastique, on cherchera 

à avoir comme référence une courbe de contrainte en fonction de la déformation du matériau à 

étudier. Cette référence est souvent une expérience car on cherche à modéliser le réel. Cependant, 

on peut aussi se baser sur des résultats issus d’un autre modèle que l’on tient pour juste. Il est par 

exemple possible d’utiliser un modèle de plasticité cristalline pour trouver les paramètres de 

modèles macroscopiques [8]. 

Après l’expérience, deux approches sont possibles. La première est le dépouillement analytique : si le 

modèle de matériau et le modèle de l’essai s’y prêtent, il est possible de réécrire les équations afin 

d’expliciter les paramètres. A titre d’exemple, le modèle de Hollomon [9] peut être identifié 

graphiquement à partir d’un essai de traction et Fields et Backofen trouvent les paramètres 

d’écrouissage à l’aide d’un test de torsion [10]. Cependant, les modèles ou les essais plus complexes 

se prêtent mal au dépouillement analytique. La deuxième approche, qui sera utilisée dans cette 

thèse, est un processus itératif. 

La deuxième étape du processus itératif (après l’expérience) consiste à simuler l’expérience avec le 

modèle que l’on cherche à identifier. Bien entendu, au début, les paramètres du modèle sont 

inconnus. Pour faire la première simulation, il faut donc faire une estimation de ces paramètres. 

Ensuite, il faut comparer les résultats de l’expérience avec ceux de la simulation. Le but étant d’avoir 

le moins de différences possibles entre les deux. Pour la première simulation, l’écart risque d’être 

notable car les paramètres choisis ne sont que des premières estimations. 

Le reste de la méthode consiste à changer certains paramètres du modèle et de recommencer les 

simulations jusqu’à réussir à minimiser l’écart entre la référence et la simulation. Quand il n’est plus 

possible de réduire l’écart, c’est-à-dire que la convergence est obtenue, on considère qu’on a trouvé 

les paramètres optimaux du modèle pour l’application choisie. Il est à noter qu’il s’agit d’un 

problème d’optimisation [11]–[13]. On va en effet chercher à minimiser une fonction-coût. Une 

fonction coût est une fonction qui renvoie une valeur scalaire représentative de la différence entre la 
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référence et la simulation. Dans le cadre d’une identification paramétrique en forgeage, on compare 

généralement les points des courbes contraintes/déformations ou encore force/déplacement. La 

méthode des moindres carrés est majoritairement utilisée dans la littérature pour comparer les 

courbes de références et calculées. Une écriture commune de fonction coût utilisée dans la 

littérature pour les essais rhéologiques est de la forme [14] : 

 

 𝐹𝐶(𝑷) = √∑
(𝐷𝑖

𝑐𝑎𝑙𝑐(𝑷)−𝐷𝑖
𝑒𝑥𝑝

)
2

‖𝑫𝑒𝑥𝑝‖2
𝑛
𝑖=1  (2) 

 

avec 𝐹𝐶 la fonction coût, 𝐷𝑖
𝑐𝑎𝑙𝑐 la valeur calculée, 𝐷𝑖

𝑒𝑥𝑝
 la valeur expérimentale, 𝑷 les paramètres à 

optimiser et 𝑛 le nombre de points de mesure. D’autres formes de fonction-coût seront discutées 

dans la partie 1.3.3. 

L’identification paramétrique est parfois appelée analyse inverse. En effet, l’analyse inverse consiste 

à partir d’un résultat et d’un modèle connu, de trouver les jeux de paramètres qui permettent 

d’obtenir ledit résultat. Il faut l’opposer à l’analyse directe, qui consiste à calculer un résultat à partir 

d’un modèle et de paramètres connus. Sur la Figure 2, qui récapitule le principe de l’identification 

paramétrique, se trouve une analyse directe au niveau de la case « simulation de l’expérience » et 

l’analyse inverse intervient dans les autres cases. 

 

Figure 2 Algorithme générique de l’identification paramétrique. 
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1.1.4 Algorithmes d’identification 

 

La détermination de nouveaux paramètres à chaque itération de l’identification paramétrique peut 

se faire manuellement. Mais il existe de nombreux cas où les modèles et les données de références 

sont trop complexes pour qu’un humain trouve facilement les paramètres optimaux. Dans ce cas, 

l’utilisation d’algorithmes d’optimisation devient indispensable. 

Il existe de nombreux algorithmes d’optimisation différents, chacun avec ses forces et ses faiblesses. 

On peut cependant les classer en différentes familles dont les deux plus connues sont les algorithmes 

à gradient et les algorithmes évolutionnaires.  

1.1.4.1 Algorithmes à gradient 

 

Les algorithmes à gradient sont une famille d’algorithmes utilisant, en plus de la valeur de la fonction 

coût, des informations sur le gradient (les dérivées partielles) et parfois du Hessien (les dérivées 

partielles secondes) de cette même fonction. 

A partir d’un jeu initial de paramètres, l’algorithme va déterminer, grâce à sa connaissance des 

dérivées de la fonction coût, de quelle manière changer ces paramètres afin de réduire la valeur de la 

fonction coût [15], [16]. Comme la valeur de la fonction n’est a priori pas connue en tout point, les 

dérivées se calculent localement au niveau du point de la fonction-coût obtenu avec les paramètres 

en cours. 

Ces algorithmes ont l’avantage de converger rapidement vers un optimum. Sous certaines 

conditions, il est possible d’avoir une preuve de convergence. Dans ce cas-là, un extremum est 

atteint à coup sûr. D’autres conditions encore plus strictes garantissent une convergence 

quadratique [17], c'est-à-dire que la précision de l'approximation double à chaque étape. Ceci donne 

l’assurance d’avoir un résultat rapidement. Ces algorithmes ont en revanche quelques défauts. 

Le premier défaut est que ces algorithmes convergent vers le plus proche minimum local de la 

fonction coût. En effet, ces algorithmes ne faisant varier leurs paramètres que dans un objectif de 

diminution de la fonction coût, ils s’arrêteront nécessairement au premier minimum rencontré. Le 

minimum global, correspondant à la meilleure combinaison de paramètres, ne sera donc peut-être 

jamais trouvé. La Figure 3 illustre le phénomène de minimum global/local dans le cas particulier d’un 

seul paramètre. 
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Figure 3 Illustration minimum local/global sur une fonction coût d’une loi avec un unique paramètre 

Une manière d’éviter ce problème consiste à lancer l’optimisation depuis plusieurs points de départ 

différents afin de parcourir un espace de solution plus large. Cependant, appliquer cette technique 

augmente le nombre d’évaluations de la fonction coût à faire. On perd donc l’avantage de la rapidité 

de la méthode. De plus, il n’y aura jamais de certitude d’avoir parcouru la totalité de l’espace des 

solutions. 

Le deuxième problème des algorithmes à gradient est la nécessité d’avoir une fonction continue et 

dérivable sur l’espace solution. On ne peut donc pas utiliser cet algorithme pour n’importe quel 

problème. Même quand elles existent, la nécessité de calculer effectivement ces dérivées peut 

constituer un inconvénient en soi, notamment lorsque la simulation de l’essai est laborieuse. 

1.1.4.2 Algorithmes évolutionnaires 

 

Les algorithmes évolutionnaires sont des algorithmes d’optimisation probabilistes basés sur des 

modèles de sélection naturelle. Les principaux avantages de ces algorithmes sont : 

• Contrairement aux algorithmes à gradient, il n’est pas nécessaire de calculer des dérivées de 

la fonction coût. 

• La plupart des fonctions, même des fonctions non continues, peuvent être minimisées par un 

algorithme évolutionnaire. 

• Meilleures possibilités de convergence vers un minium global. 
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Dans le cadre des algorithmes évolutionnaires, on appelle individu une solution correspondant à un 

jeu de paramètres. Une population est l’ensemble des individus pour une génération donnée. Une 

génération correspond à une itération dans la structure décrite ci-dessous. 

On peut écrire la structure basique d’un algorithme évolutionnaire comme suit [18], [19] : 

 

Un algorithme évolutionnaire va donc dans un premier temps parcourir l’espace des solutions avant 

de se concentrer de plus en plus vers les minimas locaux au fil des générations. Ensuite, il ne 

conservera que les solutions correspondant au meilleur minimum. Ceci augmente nettement les 

chances de trouver le minimum global par rapport à un algorithme à gradient. 

Le principal défaut de ce type d’algorithme est qu’il nécessite un grand nombre d’évaluations pour 

obtenir un résultat convenable. Par conséquent, les algorithmes à gradient sont encore souvent 

préférés pour leur rapidité. Avec l’augmentation de la vitesse de calcul des ordinateurs, il devient 

tout de même de plus en plus intéressant d’utiliser les algorithmes évolutionnaires. Certains 

algorithmes font aussi appel à des méta-modèles pour orienter les recherches. Un méta-modèle 

permet d’estimer la qualité d’un résultat sans l’avoir calculé explicitement en se basant sur les 

résultats précédemment acquis. L’algorithme évolutionnaire va donc tenter de concentrer ses 

recherches dans l’espace des solutions qui semble le plus propice d’après le méta-modèle [20], [21]. 

Un autre défaut des algorithmes évolutionnaires est la nécessité de définir un espace solution car 

l’algorithme ne peut pas balayer un espace infini. Il nécessite donc d’avoir quelques idées quant à 

l’ordre de grandeurs des paramètres recherchés. 

Le Tableau 1 récapitule très brièvement les avantages et inconvénients des algorithmes à gradient et 

évolutionnaires. Il propose aussi quelques exemples d’algorithmes de ces deux catégories. 

 

Génération d’une population initiale 

Répéter : 

Evaluation de la fonction coût de chaque individu 

Sélection des meilleurs individus 

Création d’une nouvelle population ayant des caractéristiques semblables mais 

néanmoins différentes des solutions sélectionnées 

Répéter jusqu’à un critère de convergence ou jusqu’à ce que le nombre d’itérations 

maximum ait été atteint.  

Ecrire la solution finale 

Figure 4 Structure d'un algorithme évolutionnaire. 
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Tableau 1 Avantages et inconvénients des algorithmes à gradient et évolutionnaires. 

Algorithmes Avantages Inconvénients Exemples 

Evolutionnaires Parcourent l’ensemble de 

l’espace des solutions 

Lents, nécessitent un espace 

de solution prédéfini 

Génétiques [19] 

Algorithme luciole [22] 

Essaim de particules [23] 

Recherche de chasse [24] 

Gradient Rapides Trouve généralement un 

minimum local 

Gradient conjugué [25] 

Quasi-Newton [26] 

Gauss-Newton [16] 

BFGS [27] 

 

1.2 Application : identification paramétrique du comportement de l’acier 

42CrMo4 
 

Ce paragraphe traite d’une application du processus d’identification paramétrique sur un cas 

standard : identifier les paramètres d’un modèle phénoménologique d’un acier 42CrMo4 à partir 

d’essais de compression uniaxiale réalisés sur machine d’essai Gleeble 3800 et sur un plasto-

dilatomètre DIL805 A/D. On profitera de cette identification pour comparer les résultats de deux 

machines d’essais différentes lors d’essais sur le même acier. 

1.2.1 L’acier 42CrMo4 

 

L’acier étudié est un acier hypo-eutectoïde (%C<0.85) allié en majorité à du chrome et du 

molybdène. La composition chimique exacte de la coulée est présentée dans le Tableau 2. La Figure 5 

montre la microstructure initiale de l’acier. La microstructure est constituée de martensite revenue 

qui se compose de ferrite (parties sombres) et de cémentite (points blancs). Les points les plus noirs 

sont des inclusions localisées de divers éléments d’addition. 

Tableau 2 Composition chimique de l’acier 42CrMo4. 

Élément C Cr Mn Si Cu Ni Mo S 

Concentration (%m) 0,40 0,95 0,76 0,14 0,21 0,08 0,17 0,015 
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Figure 5 Microstructure initiale de l’acier 42CrMo4. 

Tout l’acier utilisé dans cette thèse provient de barres laminées de diamètre nominal 30 mm issues 

de la même coulée. Aucune différence notable de microstructure n’a été détectée suivant le 

diamètre de la barre. 

1.2.2 Plusieurs sources de données expérimentales 

1.2.2.1 Gleeble et plasto-dilatomètre DIL805 

 

Pour obtenir les données expérimentales qui serviront de données de référence dans l’identification 

paramétrique, on utilise habituellement des machines spécialisées dont le but est de réaliser un ou 

plusieurs essais rhéologiques spécifiques. Une description des essais classiques est proposée en 

partie 2.1. Ici, une machine Gleeble 3800 ainsi qu’un plasto-dilatomètre DIL805 A/D sont utilisés. Ces 

deux machines sont capables de faire des compressions uniaxiales à haute température qui est un 

essai classique en identification paramétrique. L’hypothèse est faite que la température du lopin 

reste homogène pendant tout le test et la chauffe est régulée pour être constante grâce à un 

thermocouple placé en surface du lopin. Le déplacement des outils est choisi pour que le lopin 

subisse une vitesse de déformation constante pendant tout l’essai. Un schéma de ces deux machines 

est proposé en Figure 6. 
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Figure 6 Schéma de principe d'un test de compression à haute température avec une Gleeble 3800 (à gauche) et un plasto-
dilatomètre DIL805 A/D (à droite). 

Les machines Gleeble en particulier sont aujourd’hui largement utilisées dans la littérature dans le 

cadre d’identifications paramétriques, en particulier en faisant des tests de compression [28]–[32]. 

Le plasto-dilatomètre DIL805 est quant à lui moins utilisé pour des essais mécaniques, mais est tout 

de même utilisé pour les tests de compression [33] et est censé donner des résultats assez similaires 

à ceux obtenus avec une Gleeble [34]. 

Tous les essais sur machine Gleeble ont été réalisés à l’Instytut Metelurgii Zelaza en Pologne [35]. La 

Gleeble chauffe le lopin par résistance, aussi appelé effet Joule. Le lopin est un cylindre de diamètre 

10 mm pour 12 mm de long. Une feuille de graphite de 25 µm d’épaisseur est interposée entre les 

outils et le lopin pour limiter les frottements. Les tests sur le DIL805 ont été faits à ABS Centre 

Métallurgique à Metz. Le plasto-dilatomètre utilise la chauffe par induction. Ces lopins font 5 mm de 

diamètre et 10 mm de long. Une pastille de molybdène est utilisée pour limiter les effets du 

frottement. Les deux machines enregistrent à chaque instant la force appliquée sur le lopin ainsi que 

le déplacement de l’outillage depuis le début de la compression. Cependant, pour identifier les 

paramètres du modèle rhéologique, il faut connaître la contrainte ainsi que la déformation subie par 

le matériau. Il faut donc convertir les données force/déplacement en contrainte/déformation. 

En première approximation, on peut négliger les frottements et donc supposer que la contrainte est 

homogène partout dans le lopin. C’est l’hypothèse qui est faite par défaut dans les calculs de 

contrainte faites par les machines de test. Cette méthode d’obtention de la contrainte est appelée ici 

méthode RDM. On calcule alors la composante axiale de la contrainte comme suit : 

𝜎 =
𝐹

𝑆
 (3) 

 

avec 𝐹 la force appliquée et 𝑆 l’aire instantanée du lopin en contact avec l’outil. Le lopin étant 

cylindrique, la surface est un disque dont l’aire vaut : 

 S =
πD2

4
 (4) 

avec D le diamètre instantané du lopin. Ce diamètre est calculé d’après la hauteur instantanée du 

lopin ℎ, de sa hauteur initiale ℎ0 et son diamètre initial 𝐷0 par conservation de volume. 

 𝐷 = 𝐷0√
ℎ0

ℎ
 (5) 



 

15 

Pour des résultats plus réalistes, il est possible de prendre en compte le frottement de manière 

approchée à l’aide de la méthode des tranches [36]. Prendre en compte le frottement permet de 

prendre en compte le tonnellement du lopin qui induit une hétérogénéité de la déformation. Grâce à 

cette méthode, on peut définir une évolution de la contrainte suivant le diamètre du cylindre. On 

calcule alors la contrainte avec l’équation suivante : 

𝜎 =
2𝜇𝐹

𝜋𝐷ℎ(
ℎ(𝑒𝜇

𝐷
ℎ − 1)
𝜇𝐷

− 1)

 

(6) 

 

où 𝜇 est le coefficient de frottement et ℎ est la hauteur instantanée du lopin. La méthode des 

tranches est réputée plus juste que la précédente. Par la suite, tous les calculs de contrainte seront 

faits par la méthode des tranches. Le coefficient de frottement de Coulomb sera estimé à 0,1 en 

utilisant la méthode de Ebrahimi à partir de mesures de tonnellement après compression effectuées 

sur plusieurs échantillons issues des expériences Gleeble [37]. La Figure 7 montre que le choix de la 

méthode des tranches par rapport à la méthode RDM n’est pas anodin. La méthode des tranches 

n’est pas la seule manière de prendre en compte les hétérogénéités du lopin. A titre d’exemple, il est 

possible de traiter ces effets par une identification inverse préalable à l’aide de simulations par 

méthode des éléments finis [38]. Le résultat de cette méthode est aussi montré en Figure 7. 

 

Figure 7 Courbes contrainte/déformation obtenues après utilisation de la méthode RDM, la méthode des tranches et 
identification inverse. 

La déformation équivalente est, dans le cas de la compression uniaxiale, identique à la composante 

axiale de la déformation. Elle est calculée comme suit : 

𝜀 = ln⁡(
ℎ

ℎ0
) (7) 

avec ℎ0 la longueur initiale du lopin. 
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1.2.3 Plan d’expériences et mise en œuvre de l’identification paramétrique 

 

Il faut choisir le plan d’expériences qui sera mis en œuvre dans l’étude à la fois pour les essais 

Gleeble et de plasto-dilatomètre. Les résultats des essais obtenus à l’aide des deux machines seront 

ensuite comparés pour constater les éventuels variations qu’apporte le choix de la machine. 

1.2.3.1 Facteurs de choix du plan d’expériences 

 

Il existe trois facteurs principaux qui influent sur la contrainte d’écoulement d’un acier : la 

déformation, la vitesse de déformation et la température. En général, dans le cas d’un acier, la 

contrainte augmente avec la déformation et la vitesse de déformation mais diminue pour les hautes 

températures. Il existe bien entendu un certain nombre d’exceptions avec, par exemple le 100Cr6 qui 

montre une contrainte plus élevée à 350°C qu’à 200°C [39]. 

Il faut donc trouver un plan d’expériences dans lequel on fera varier la température, la déformation 

et la vitesse de déformation. Habituellement les matériaux ne sont caractérisés qu’à froid ou à 

chaud. En effet, les phénomènes mis en jeux à froid et à chaud sont différents. A froid (20-300°C) 

l’écrouissage est le phénomène prédominant alors qu’à chaud (700-1250°C) la recristallisation 

apparaît. Cette différence dans les phénomènes mis en jeu rend difficile l’identification d’un jeu de 

paramètre unique qui balaye la totalité de la plage de température. D’autre part, et heureusement, 

les applications couvrent rarement une plage de températures très large. La mise en forme par 

exemple peut être réalisée à chaud, sur une gamme de températures plutôt élevées, alors que le 

même matériau en service est sollicité à l’ambiante – mais rien n’empêche d’utiliser des modèles et 

des paramètres différents pour ces deux applications distinctes. Notons cependant que des cas 

existent pour lesquels la plage de températures est très large : par exemple, lors de certains 

procédés d’assemblage par friction, dont la simulation nécessite de couvrir en même temps des 

températures des deux spectres dits « à froid » et « à chaud » [40], [41]. 

1.2.3.2 Choix des conditions d’essai à tester 

 

L’idéal dans un plan d’expériences est de pouvoir balayer la totalité des configurations en termes de 

déformation, vitesse de déformation et température rencontrées par le matériau lors de sa future 

mise en forme. Dans le cas présent, les limites des configurations expérimentales testées seront 

fixées par la machine de test car on ne cherche pas à modéliser le matériau pour une application 

précise mais pour la déformation plastique en général. Il ne faut tout de même pas dépasser les 

températures de travail à chaud du matériau sous peine de devoir essayer de prendre en compte les 

propriétés d’un matériau semi-solide [42]–[44]. Sur les éprouvettes de compression classique, les 

machines de tests utilisées permettent d’atteindre une déformation de 1 pour tous les tests. La 

température va de l’ambiante à 1250°C et la vitesse de déformation va du quasi-statique jusqu’à une 

vitesse de déformation de 100s-1. Le plan d’expériences final retenu est présenté dans le Tableau 3. 
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Tableau 3 Plan d’expériences pour les expériences Gleelbe (G) et Plasto-dilatomètre (P) 

Température (°C) 

 

Vitesse de déformation (s
-1

) 

0.01 0.1 1 10 20 100 

20 G  G   G 

100 G     G 

300 G  G   G 

450   G    

600 G  G   G 

800 G  G   G 

900 G G    G 

950 GP GP GP GP P  

1000 GP GP GP GP P G 

1100 GP GP GP GP P  

1200 G G G   G 

1250 GP GP GP GP P G 

 

Pour les deux moyens de test, les lopins sont maintenus à la température d’essai pendant 15 

secondes avant la compression proprement dite. De plus, chaque essai est fait trois fois pour 

s’assurer de la répétabilité. 

Les modèles de matériaux sont généralement prévus pour des plages de températures restreintes, 

en lien avec les applications. Dans le cas présent, il s’agit du forgeage à chaud. Les températures 

d’essais de 950°C à 1250°C  y correspondent et serviront à tester différents modèles de matériaux à 

chaud. C’est aussi sur cette gamme de températures que seront comparées les deux machines entre 

elles. Un second plan d’expériences s’y ajoute pour tester la capacité de différentes lois de 

comportement à couvrir un domaine de températures plus étendu. Ce second plan d’expériences va 

jusqu’à l’ambiante et a été fait sur machine Gleeble. Comme les hautes températures ont plus 

d’importance dans l’objectif de la thèse que les basses, un plus grand nombre d’essais a été fait à 

haute température. 

On remarquera que les essais faits sur Gleeble et plasto-dilatomètre sont différents. Tout d’abord, les 

essais plasto-dilatomètre sont les seuls à tester la vitesse de déformation à 20s-1 au lieu de 100s-1 

parce que c’est la vitesse maximale atteignable par la machine utilisée. Ensuite, le plan d’expériences 

est plus étendu pour la Gleeble. Après le premier plan d’expériences, des similitudes entre les deux 

machines ont été mises en évidence (voir partie 1.2.2.3) et l’hypothèse a été faite que les essais sur 

plasto-dilatomètre aux autres températures auraient été similaires à la Gleeble. 

Les essais expérimentaux réputés identiques sont comparés 2 par 2. Les résultats Gleeble et plasto-

dilatomètre dont les paramètres sont communs aux deux machines sont superposés dans le Tableau 

4. Comme les modèles à identifier décrivent l’écoulement plastique du matériau, seule la partie 

plastique de la déformation est conservée. 
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Tableau 4 Comparaison entre les courbes contrainte/déformation obtenues par Gleeble et par Plasto-dilatomètre. 

 

 

Concernant l’allure générale des courbes, il est visible que les courbes issues du plasto-dilatomètre 

remontent systématiquement vers la fin, contrairement aux courbes issues de la machine Gleeble. 

C’est un phénomène qui est classiquement observé quand le frottement est sous-estimé dans la 
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conversion de la force en contrainte. Cependant, pour obtenir la même allure de courbes sur les 

deux machines, il faudrait plus que doubler le coefficient de frottement trouvé par la méthode de 

Ebrahimi. Ici, le choix a été fait de conserver le frottement trouvé par la méthode de Ebrahimi. 

L’écart ponctuel maximum entre les essais Gleeble et plasto-dilatomètre varie suivant les courbes de 

11% (atteint pour 1250°C à 0,01s-1) à 23% (atteint pour 950°C à 10s-1), soit une différence de 

respectivement 4MPa et 38MPa. Des écarts sur la valeur de déformation où surviennent 

l’adoucissement et la déformation peuvent aussi être observés sur certaines courbes. Ces écarts 

peuvent atteindre les 20%. Dans la majorité des cas, le plasto-dilatomètre donne une contrainte 

légèrement supérieure à celle de la Gleeble. En particulier, le premier pic de contrainte est plus haut 

avec le plasto-dilatomètre ; la différence s’étend de 0,2% à 18% avec un écart moyen de 6,7%. Dans 

le cas à 1250°C et 0,01s-1 on observe une différence de 31%. Ce grand écart relatif correspond 

toutefois à un écart absolu de seulement 6 MPa. Il existe donc des différences entre les résultats 

obtenus par Gleeble et par plasto-dilatomètre mais elles restent faibles. Par la suite, il sera constaté 

que les écarts entre les modèles identifiés et les résultats expérimentaux sont supérieurs aux écarts 

entre les deux séries d’essais. En conséquence, les données d’un seul moyen de mesure suffiront 

pour l’identification paramétrique. Seules les données issues de la Gleeble seront utilisées, qui est la 

référence dans la littérature. Enfin, ces écarts rassurent sur les difficultés que pourraient avoir 

certains modèles à correspondre aux mesures expérimentales. Si deux machines de tests donnent 

des résultats différents sur le même matériau, on peut s’attendre à ce qu’un modèle contraint et 

limité n’arrive pas à reproduire parfaitement les propriétés du matériau. 

 

Figure 8 Essais de répétabilité à 950°C et 0,01s
-1

 sur machine Gleeble et plasto-dilatomètre. 

1.2.3.3 Identification paramétrique de l’acier 42CrMo4 

 

Les algorithmes évolutionnaires et les algorithmes à gradient ont tous deux leurs avantages et leurs 

inconvénients. Cependant, il est possible d’essayer de les combiner pour récupérer la force des deux. 

En appliquant un algorithme évolutionnaire, tout l’espace des solutions est balayé et un premier 

optimum est trouvé. Cet optimum servira de point de départ pour l’algorithme à gradient qui va 
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affiner le résultat. L’intérêt de cette méthode est qu’on profite du large balayage de l’espace des 

solutions par l’algorithme associé à la faculté de l’algorithme à gradient d’atteindre à coup sûr le 

minimum local. Diverses combinaisons d’algorithmes ont tout d’abord été testées dans le passé pour 

identifier des modèles rhéologiques [45] et il a été observé, entre autres, qu’utiliser successivement 

un algorithme évolutionnaire et un algorithme à gradient augmentait légèrement la qualité de 

l’optimisation. Ces deux algorithmes classiques sont disponibles dans divers logiciels commerciaux, 

par exemple dans le solveur du tableur Excel, qui a été utilisé pour cette étude. Ces deux algorithmes  

sont utilisés pour minimiser la même fonction coût présentée ci-dessous : 

𝐹𝐶 =
1

𝑁
∑√∑

(𝜎𝑖,𝑗
𝑒𝑥𝑝

− 𝜎𝑖,𝑗
𝑐𝑎𝑙𝑐)

2

‖𝜎𝑒𝑥𝑝‖2

𝑛

𝑗=1

𝑁

𝑖=1

 (8) 

 

ou 𝜎𝑖,𝑗
𝑒𝑥𝑝

 est la contrainte mesurée expérimentalement à l’étape j de l’essai i et 𝜎𝑖,𝑗
𝑐𝑎𝑙𝑐 est la contrainte 

calculée à la même étape du même essai. N est le nombre d’essais et n est le nombre de points sur 

les courbes dans l’essai considéré. Cette fonction coût globale est la moyenne des fonctions coût des 

courbes individuelles tel que présenté en 1.1.3. Précisons que tous les essais Gleeble sont utilisés 

simultanément dans cette identification, soit 40 essais différents. 

Le modèle à identifier est l’équation de Hensel-Spittel [46] dont l’écriture est la suivante : 

 
𝜎 = 𝐴𝑒𝑚1𝑇(𝜀 + 𝜀0)

𝑚2𝜀̇𝑚3𝑒
𝑚4

(𝜀+𝜀0)(1 + (𝜀 + 𝜀0))⁡
𝑚5𝑇+𝑚6𝑒𝑚7(𝜀+𝜀0)𝜀̇𝑚8𝑇𝑇𝑚9 

 
(9) 

A, 𝜀0 et les coefficients 𝑚1 à 𝑚9 sont les paramètres à identifier. L’équation de Hensel-Spittel a été 

choisie ici car elle est l’équation la plus largement utilisée dans le logiciel d’éléments finis FORGE® qui 

sera utilisé dans la suite de la thèse.  C’est une équation composite, combinant des termes 

multiplicatifs correspondant à des modèles classiques de la littérature, dont il permet ainsi de 

considérer aisément diverses combinaisons. Le paramètre 𝑚6 sera mis égal à zéro pour la suite de la 

thèse car il n’est pas utilisé par défaut dans FORGE® et dans la majorité de la littérature faisant appel 

à cette équation. En temps normal, tous les paramètres ne sont pas activés en même temps. 

L’utilisateur active ou non certains paramètres en fonction du matériau. Ici, ils seront tous activés 

pour laisser le maximum de degrés de liberté à l’identification. Le choix de l’activation des termes de 

l’équation est discuté plus en détail dans la partie 1.4. 

Tous les essais Gleeble seront utilisés pour cette identification. Ils couvrent une gamme de 

température allant de 20°C à 1250°C pour des vitesses comprises entre 0,01s-1 et 100s-1. Cette 

identification servira de point de comparaison avec les autres identifications faites dans la suite de ce 

chapitre. Les paramètres trouvés ainsi que la fonction coût associée sont donnés dans le Tableau 5. 

Sur la Figure 9 les courbes expérimentales et les courbes issues du modèle optimisé de quelques 

essais représentatifs sont superposées. Aucun filtrage n’a été effectué sur ces courbes ce qui 

explique les bruits visibles sur les courbes expérimentales, notamment à 100s-1. 

Tableau 5 Fonction coût et paramètres obtenues après identification de l'équation de Hensel-Spittel sur les essais Gleeble. 

FC 𝐴 𝑚1 𝑚2 𝑚3 𝑚4 𝑚5 𝑚7 𝑚8 𝑚9 𝜀0 
0.11 260 MPa -0,0034 0,0006 -0,0018 -0,021 -0,00023 -0,055 0,00013 0,40 0,03 
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Figure 9 Courbes contrainte/déformation expérimentales issues d’essais Gleeble (traits pleins) avec les courbes simulées à 
partir du jeu de paramètres de Hensel-Spittel trouvé grâce à l’identification paramétrique (traits pointillés) avec le plan 
d’expériences complet. 
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Le modèle donne un résultat global raisonnable sur le domaine d’identification compte tenu du large 

éventail de vitesses et de températures avec un écart moyen de 11%. Cependant, les basses 

températures sont mal décrites par le modèle (pouvant atteindre des écarts de 70%). Cela s’explique 

d’une part par la difficulté du modèle à prendre en compte le changement de pente de la courbe 

contrainte/température à 600°C, et d’autre part parce qu’il y a plus de courbes expérimentales à 

hautes températures qu’à basses températures. Le modèle n’étant pas capable de modéliser le 

matériau sur toute la plage de températures, l’optimisation a favorisé la description du matériau à 

hautes températures. On peut aussi souligner qu’au vu de la forme de la courbe donnée par Hensel-

Spittel, le modèle risque d’être difficilement exploitable pour de grandes valeurs de déformation car 

il présente une pente négative pour la déformation de 1 alors que les données expérimentales ont 

une pente plutôt positive ou nulle. Le sujet de l’identification des paramètres à de grandes 

déformations est particulièrement important pour des applications de mise en forme, puisque l’on 

atteint des niveaux de déformation bien plus élevés que lors des essais de caractérisation. Si l’on ne 

dispose pas de solutions physiquement satisfaisantes à ce problème, il convient de surveiller la 

réponse prédite en grande déformation et d’y imposer au moins des bornes ou des propriétés 

évitant les comportements aberrants [47]. Notons que ce type de précautions semble souvent avoir 

été pris lors de la mise en place des différentes bases de données de paramètres de matériaux. 

Celles-ci, à défaut d’être très précises pour chaque matériau, produisent rarement des résultats 

aberrants. Il est important, lorsque l’on tente d’améliorer la précision via une identification 

paramétrique, de veiller à ne pas perdre cette robustesse. 

Si cette identification paramétrique fonctionne, il reste toujours possible de tenter de l’améliorer. 

Changer de modèle peut être une solution (voir section 1.3.2) car l’équation d’Hensel-Spittel n’est 

normalement pas prévue pour prédire l’évolution d’une courbe de la température ambiante jusqu’au 

travail à chaud avec un seul jeu de paramètres. Ce modèle a aussi été plusieurs fois critiqué pour ses 

insuffisances, en particulier pour le travail à chaud [48], [49]. On notera en particulier son incapacité 

à simuler la saturation de la contrainte après une grande déformation et ses difficultés à représenter 

le pic de contrainte en début de courbe. 

1.3 Influenceurs d’une identification paramétrique 
 

Les courbes trouvées à la section précédente auraient pu être bien différentes même en utilisant la 

même méthode. Plusieurs facteurs peuvent en effet influer sur le résultat final de la simulation. On 

citera le choix du jeu d’expériences, le modèle utilisé et la fonction coût. Ces trois points seront 

discutés dans la section suivante. 

1.3.1 Le choix du jeu d’expériences 

 

L’optimisation se base sur des données de référence. Les données de références ont donc un impact 

certain sur le résultat de l’identification. Ainsi, des données issues de la compression d’un aluminium 

vont mener à des paramètres différents que si la compression d’un acier avait été utilisée. Mais, on 

peut trouver des paramètres différents pour le même matériau en fonction des données 

expérimentales utilisées pour son identification. 
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Dans le cadre de l’acier 42CrMo4 étudié ici, voici les paramètres trouvés par l’identification 

paramétrique si le plan d’expériences Gleeble utilisé en section 1.2.3.2 est réduit à celui présenté ci-

dessous dans le Tableau 6. Le jeu de paramètre obtenu est présenté dans le Tableau 7. 

Tableau 6 Plan d’expériences Gleeble réduit. 

Température 
(°C) 

Vitesse de déformation (s
-1

) 

0,01 0,1 1 10 100 

950 G G G G  

1000 G G G G G 

1100 G G G G  

1200 G G G  G 

1250 G G G G G 

 

Tableau 7 Fonction coût et paramètres obtenues après identification de l'équation de Hensel-Spittel sur les essais Gleeble 
avec plan d’expériences réduit et complet. 

Plan 

d’expériences 

FC A m1 m2 m3 m4 m5 m7 m8 m9 𝜀0 

Plan réduit 0.077 260 

MPa 

-0.0039 -0.80 -0.0093 -0.19 0.0002 0.49 0.0001 0.38 0.11 

Plan complet 0.11 260 

MPa 

-0.0034 0.0006 -0.0018 -0.021 -0.0002 -0.055 0.0001 0.40 0.03 

 

La fonction coût est bien plus faible avec le plan réduit qu’avec le plan complet. Cette différence 

s’explique surtout par le fait que le plan réduit se focalise sur des courbes d’une faible plage de 

températures à chaud. Il est normalement plus simple de ne s’intéresser qu’à une plage réduite de 

températures (à chaud ou à froid) que sur une large plage parce que l’acier change drastiquement de 

comportement entre le chaud et le froid [39]. Les courbes contraintes/déformations obtenues à 

partir du plan réduit de paramètres sont montrées en Figure 10. 
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Figure 10 Courbes contrainte/déformation expérimentales issues d’essais Gleeble (traits pleins) avec les courbes simulées à 
partir du jeu de paramètres de Hensel-Spittel trouvé grâce à l’identification paramétrique (traits pointillés) avec le plan 
d’expériences réduit. 
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On remarque immédiatement que les courbes simulées à basse températures sont bien plus 

éloignées de l’expérience par rapport à la Figure 9. Ce n’est pas nécessairement étonnant étant 

donné que dans le cas présent, ces courbes à basse températures n’interviennent jamais dans la 

procédure d’identification, il n’y a donc aucune raison particulière pour que l’algorithme 

d’optimisation trouve un jeu de paramètres qui fonctionne bien à basse température. Il est 

dangereux de faire de l’extrapolation. L’identification à chaud a fait apparaître un pic de contrainte 

aux alentours de la déformation 0,2 ce qui n’était pas le cas avec le plan complet. Ce pic de 

contrainte est caractéristique des aciers à chaud qui sont soumis à un adoucissement. L’équation de 

Hensel-Spittel n’est apparemment pas capable de faire intervenir ou non ce phénomène avec un 

changement de température. Réduire le plan d’expériences a ici permis d’affiner la description du 

matériau sur un domaine donné au détriment du reste. C’est une bonne illustration des précautions 

à prendre dès que l’on souhaite extrapoler les données d’une identification en-dehors de son 

domaine d’identification. 

1.3.2 Le choix du modèle 

 

Jusqu’à présent, seule l’équation de Hensel-Spittel avec 10 paramètres a été utilisée comme modèle, 

mais rien n’oblige d’utiliser ce modèle plutôt qu’un autre. Il existe de nombreux modèles 

rhéologiques dans la littérature qui peuvent modéliser le matériau de manières différentes. Dans 

cette partie, trois autres modèles seront utilisés pour l’identification paramétrique. Comme ces 

modèles n’ont pas forcément pour vocation de modéliser le matériau à froid comme à chaud, les 

identifications suivantes seront faites sur le plan réduit entre 950°C et 1250°C présenté en 1.3.1. 

Le deuxième modèle testé est le modèle de Johnson-Cook [50] en équation 10. Il sert souvent de 

référence dans les articles qui proposent des nouveaux modèles [51]. On observe qu’il est composé 

de trois termes multiplicatifs qui décrivent respectivement les effets de l’écrouissage, de la vitesse de 

déformation et de la température. Ce modèle est beaucoup utilisé encore aujourd’hui pour sa 

simplicité d’implémentation et d’identification. Cependant, la déformation, la vitesse de déformation 

et la température sont indépendants les unes des autres, ce qui limite les capacités du modèle et a 

conduit à la création de plusieurs variantes de ce modèle [52]–[54]. Les deux modèles suivants en 

sont des exemples. 

 
𝜎 = [𝐴 + 𝐵𝜀𝑛] [1 + 𝐶𝑙𝑛 (

𝜀̇

𝜀0̇
)] [1 − (

𝑇 − 𝑇0
𝑇𝑚 − 𝑇0

)
𝑚

] 

 

(10) 

 

Le troisième modèle a été proposé par Hor dans sa thèse [55]. Ce modèle a été conçu dans le cadre 

de l’étude d’un acier 42CrMo4 et est un modèle de Johnson-Cook enrichi de termes 

supplémentaires. Dans ce modèle, le terme 𝐶 de Johnson-Cook fait maintenant intervenir la 

température. Une partie a été ajoutée à Johnson-Cook et permet une influence de la température 

dépendante de celle de la déformation. Dans la suite de la thèse, nous l’appellerons le modèle Hor. 

 
𝜎 = [𝐴 + 𝐵𝜀𝑛] [𝐷 + (1 − 𝐷)𝑡𝑎𝑛ℎ (

1

𝜀 + 𝜀0
)] [1 + 𝐶𝑙𝑛 (

𝜀̇

𝜀0̇
)] [1 − 𝑚1 (

𝑇 − 𝑇0
𝑇𝑚 − 𝑇0

)
𝑚2

] (11) 
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𝐷 = 1 − (

𝑝𝜀

1 + 𝑝𝜀
) 𝑡𝑎𝑛ℎ (

𝑇 − 𝑇0
𝑇𝑟𝑒𝑐 − 𝑇0

) 
(12) 

 

 

𝐶 =
𝐶1𝑒𝑥𝑝 (𝐶2

𝑇
𝑇𝑚

)

𝑇
𝑇𝑚

 (13) 

Le quatrième modèle, en équation 14  représente une synthèse des modifications du modèle de 

Johnson-Cook proposées par Gavrus et ses collaborateurs [56]–[58]. Ce modèle sera appelé le 

modèle Gavrus. 

 
𝜎 = {𝐴 + 𝐵[1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝑛𝜀)]𝑛𝑎𝑒𝑥𝑝(−𝑅𝜀𝑆) + 𝐶[1 − 𝑒𝑥𝑝(−𝑅𝜀𝑆)]} {1

+ 𝐴𝑠ℎ [
1

2
(
𝜀̇

𝜀0̇
)
𝐷

]} [1 − (
𝑇 − 𝑇0

𝑇𝑓𝑢𝑠𝑖𝑜𝑛 − 𝑇0
)

𝑚

] 

(14) 

 

Le Tableau 8 présente les différents paramètres trouvés pour les modèles étudiés ainsi que la 

fonction coût associée. Les courbes associées sont tracées en annexe 1. 

Tableau 8 Paramètres et fonctions coût pour les modèles de Hensel-Spittel, Johnson-Cook, Hor et Gavrus en utilisant le plan 
d’expériences réduit. Les paramètres grisés n’ont pas subi le processus d’identification et sont restés inchangés. 

Hansel-Spittel Johnson-Cook Hor Gavrus 

𝐴 260 MPa 𝐴 745 MPa 𝐴 0 MPa 𝐴 302 MPa 

𝑚1 -0,0036 𝐵 605 MPa 𝐵 640 MPa 𝐵 694 MPa 

𝑚2 -1,08 𝐶 0,12 𝑛 0,085 𝑛 1,9 

𝑚3 0,063 𝑛 0,066 𝐶1 0,015 𝑛𝑎 0,27 

𝑚4 -0,29 𝜀0̇ 1 s-1 𝐶2 3,3 𝑅 5,6 

𝑚5 -0,000083 𝑇𝑚 1450 °C 𝑝 20 𝑆 1,4 

𝑚7 0,87 𝑇𝑟 20 °C 𝜀0 0,001 𝐶 421 MPa 

𝑚8 0,000068 𝑚 0,26 𝑚1 1 𝐷 0,52 

𝑚9 0,34   𝑚2 0,34 𝑚 0,27 

𝜀0 0,13 
  

𝜀0̇ 0,01 s-1 𝜀0̇ 1 s-1 

    
𝑇0 20 °C 𝑇0 20 °C 

    
𝑇𝑚 1450 °C 𝑇𝑚 1450 °C 

    
𝑇𝑟𝑒𝑐 400 °C 

  
Fonction 
coût 

0,087 
 

0,12 
 

0,10 
 

0,13 

 

Le modèle avec la fonction coût la plus basse, donc celui qui minimise au mieux les écarts avec 

l’expérience, est le modèle de Hensel-Spittel, suivi par Hor, Johnson-Cook et enfin Gavrus. Cet ordre 

est surprenant. On s’attend normalement à ce que les modèles de Hor et Gavrus fassent bien mieux 

que Johnson-Cook car ils ont été conçus comme des modèles de Johnson-Cook améliorés. De plus, 

ces modèles ont été comparés dans la littérature à Johnson-Cook et se sont montrés meilleurs ou au 

moins équivalents. Ce qui explique les meilleurs résultats de Johnson-Cook vient probablement de la 

méthode d’identification. Normalement, les paramètres de ces modèles sont rattachés de manière 

plus ou moins étroite à des points ou des formes visibles sur les courbes de contraintes. Certains 



 

27 

paramètres peuvent (et devraient) être identifiés manuellement pour conserver leur sens physique 

et seuls certains paramètres doivent alors être identifiés à l’aide d’un algorithme. En identifiant tous 

les paramètres de chaque modèle en même temps à l’aide d’un algorithme, on perd le sens physique 

des paramètres et le résultat trouvé sera un minimum local que l’on ne peut qu’espérer être le plus 

proche possible du minimum global. Le bon résultat de Johnson-Cook s’explique peut-être 

uniquement par de la chance, ou peut-être que ce modèle à la forme plus simple est plus aisé à 

manipuler par l’algorithme utilisé et a ainsi abouti à un excellent résultat. 

1.3.3 Le choix de la fonction coût 

Il n’est pas obligatoire d’utiliser la fonction coût présentée en équation 15 pour faire une 

identification paramétrique. Toute fonction représentant un écart quelconque entre la référence et 

la simulation peut être utilisée. Mais le choix de la fonction coût n’est pas anodin car il peut 

influencer le résultat de l’identification paramétrique. Le paragraphe suivant illustre cet état de fait. 

Considérons seulement la courbe contrainte/déformation à 1200°C pour une vitesse de déformation 

de 0,1s-1. A partir de cette référence, trois identifications paramétriques seront menées sur 

l’équation de Hensel-Spittel avec à chaque fois une fonction-coût différente. Les fonctions-coût 

utilisées sont présentées ci-dessous. L’algorithme choisi est uniquement l’algorithme à gradient 

Newton-Raphson du solveur Excel, lancé une seule fois avec pour point de départ les paramètres de 

la base de données de FORGE® pour l’acier 42CrMo4. Les courbes résultantes de l’identification sont 

tracées en Figure 11. La fonction-coût ci-dessous est la même que celle utilisée précédemment et 

constitue notre témoin/référence. 

𝐹𝐶1 = √∑
(𝜎𝑖

𝑒𝑥𝑝
− 𝜎𝑖

𝑐𝑎𝑙𝑐)
2

‖𝜎𝑒𝑥𝑝‖2

𝑛

𝑖=1

 (15) 

 

La fonction-coût suivante donne un poids variable à chacun des points de la courbe. Plus la valeur de 

contrainte expérimentale du point considéré sera faible, plus il aura de poids dans la résolution de 

l’identification paramétrique. Cette fonction-coût peut être particulièrement utile si on cherche à 

favoriser le début d’une courbe subissant de l’écrouissage. 

𝐹𝐶2 = √
1

𝑛
∑

(𝜎𝑖
𝑒𝑥𝑝

− 𝜎𝑖
𝑐𝑎𝑙𝑐)

2

𝜎𝑖
𝑒𝑥𝑝2

𝑛

𝑖=1

 (16) 

 

La fonction-coût en équation 17 fait intervenir la valeur de la pente de la courbe de contrainte en fin 

de déformation. 

𝐹𝐶1 + 𝑝𝑒𝑛𝑡𝑒 = √∑
(𝜎𝑖

𝑒𝑥𝑝
− 𝜎𝑖

𝑐𝑎𝑙𝑐)
2

‖𝜎𝑒𝑥𝑝‖2

𝑛

𝑖=1

+√
(ℎ𝑒𝑥𝑝 − ℎ𝑐𝑎𝑙𝑐)2

ℎ𝑒𝑥𝑝2
 (17) 

avec ℎ =
𝜕𝜎

𝜕𝜀
 à 𝜀 = 𝜀𝑚𝑎𝑥 
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On peut vouloir utiliser une fonction-coût de cette forme pour tenter d’améliorer la pertinence du 

modèle en-dehors de la frontière du domaine de déformation étudié [47]. Par exemple, si on sait 

qu’au-delà d’une certaine déformation la contrainte reste constante et que le modèle identifié 

propose une courbe de pente non nulle à la fin de son domaine d’identification, on peut être sûr 

d’avoir un écart significatif dès lors qu’on essayera le modèle identifié pour prédire de très fortes 

déformations en dehors du domaine d’identification. Prendre la pente en compte dans la fonction-

coût peut permettre d’éviter cet écueil. La Figure 11 expose le résultat des identifications menées 

avec les trois fonction-coûts. Les trois identifications ont toutes mené à des résultats différents. 

 

Figure 11 Résultats de l’identification des paramètres de Hensel-Spittel (équation 9) pour trois fonctions-coût différentes. 

La deuxième fonction-coût est celle qui a aboutie à la meilleure identification. Ce qui la distingue 

avant tout de la première fonction-coût est son aptitude à décrire le pic de contrainte au début de la 

courbe. La deuxième fonction-coût fonctionnant avec des poids relatifs, le tout début de la courbe ait 

été considéré comme important par l’algorithme, ce qui a donc mené cette solution. La troisième 

fonction-coût permet comme prévu de bien décrire la pente en fin de la courbe, mais l’importance 

donnée à la pente a empêché l’algorithme de progresser dans l’identification du reste de la courbe. 

Pour éviter cet écueil, il peut être intéressant de faire attention au poids donné à chaque partie de la 

fonction-coût. L’idéal étant de trouver un poids adapté afin que les ajouts à la fonction-coût initiale 

(ici la pente) soient bien pris en compte sans pour autant gêner le reste de l’identification. Enfin, peu 

importe la fonction-coût choisie, le pic de contrainte au début de la courbe reste imparfaitement voir 

pas décrit par le modèle, même avec la deuxième fonction-coût. Il s’agit sans doute non pas d’un 

problème de fonction-coût mais de modèle. 

Le choix de la fonction-coût doit se faire en fonction des attentes de l’utilisateur. Si tous les points de 

la courbe ont une importance égale, je conseille d’utiliser la première fonction-coût. Sinon, 

l’utilisateur devra créer sa propre fonction-coût ou en choisir une de la littérature [59]. 
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1.4 Sensibilité et corrélation des paramètres lors de l’identification 
 

Dans cette partie, l’utilisation simultanée des 10 paramètres de l’équation de Hensel-Spittel peut 

être critiquable parce que trop de paramètres ont des rôles similaires dans l’équation ce qui en rend 

certains redondants. C’est le cas parce que l’équation en question est prévue pour du codage 

numérique. Ainsi, en activant ou désactivant certaines parties de cette équation unique, il est 

possible de travailler avec un modèle conforme aux besoins de la simulation. A la fin de cette partie, 

une méthodologie pour choisir les parties de l’équation à activer sera proposée. 

1.4.1 Calcul de la sensibilité des paramètres et de leurs corrélations 

 

Le Tableau 9 présente les valeurs de quatre jeux de paramètres pour l’équation de Hensel-Spittel qui 

seront utilisés pour tracer les courbes à la suite de cette partie. Les paramètres de la colonne N°1 

sont issus d’une identification menée sur l’acier 42CrMo4. Les autres ont été modifiées 

manuellement à partir de la première pour illustrer les phénomènes décrits dans la suite de cette 

partie.  

Tableau 9 Valeurs de quatre jeux de paramètres pour l’équation de Hensel-Spittel. En rouge, les paramètres différents du jeu 
de paramètre n°1. 

Paramètres N°1 N°2 N°3 

𝐴 260 MPa 500 MPa 500 MPa 

𝑚1 0,066 0,066 0,066 

𝑚2 -1,09 -1,09 -1,09 

𝑚3 0,063 0,062 0,20 

𝑚4 -0,24 -0,23 -0,24 

𝑚5 0,00019 0,00032 0,00019 

𝑚7 0,88 0,87 0,88 

𝑚8 0,015 0,016 0,015 

𝑚9 0,34 0,36 0,34 

𝜀0 0,19 0,16 0,19 
 

Utiliser l’équation de Hensel-Spittel à 10 paramètres dans une identification paramétrique peut 

mener à de nombreuses solutions sensiblement équivalentes en termes de fonction-coût mais 

différentes en termes de paramètres comme l’illustre la Figure 12. Sur cette figure, les courbes issues 

des jeux de paramètres n°1 et n°2 sont presque confondues. Ceci montre que l’algorithme ne 

trouvera pas un minimum global au problème d’optimisation. Les courbes n°1 et n°2 sont deux 

minimas locaux qui présentent des écarts si faibles qu’il n’y aurait pas d’impacts significatifs sur les 

résultats en termes d’efforts et/ou de géométrie dans une simulation. Pour être moins sensible aux 

minimums locaux, il pourrait être judicieux de supprimer certains paramètres corrélés ou peu 

sensibles. 
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Figure 12 Courbes contrainte/déformation à 1200°C et 0.01s
-1

 obtenues avec les jeux de paramètres 1 et 2 

Certains paramètres peuvent être corrélés. Cela signifie qu’on peut obtenir un changement de même 

nature sur la courbe finale en modifiant au choix l’un ou l’autre des paramètres. On peut garder une 

courbe inchangée en modifiant deux paramètres ou plus de manière complémentaire. Un paramètre 

peut en compenser un (des) autre(s). Sur la Figure 13 montre que les jeux de paramètre n°1 et n°3 

permettent d’obtenir exactement la même courbe. En cas de vitesse de déformation constante, les 

paramètres 𝐴 et 𝑚3 ont le même effet : ils déplacent verticalement la courbe suivant l’axe des 

contraintes. Les deux paramètres sont donc corrélés. Dans un cas où toutes les données 

expérimentales auraient la même vitesse de déformation, il serait donc impossible d’identifier 

séparément les paramètres 𝐴 et 𝑚3. Dans un cas comme celui-là, il serait judicieux d’annuler l’un ou 

l’autre des paramètres pour ne pas avoir à identifier des paramètres qui seraient ici surnuméraires. 

 

Figure 13 Courbes contrainte/déformation à 1200°C et 0.01s
-1

 obtenues avec les jeux de paramètre 1 et 3. 

La Figure 13 illustre aussi la notion de sensibilité à un paramètre. La valeur du paramètre 𝐴 a été 

environ doublée entre les jeux de paramètres n°1 et n°3 alors que 𝑚3 a dû être plus que triplé pour 
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obtenir les deux courbes identiques. Dans le cas présent, on peut dire que le modèle est plus sensible 

au paramètre 𝐴 qu’au paramètre 𝑚3. Comme 𝐴 a plus d’influence que 𝑚3, il y a aussi une probabilité 

plus élevée qu’un algorithme d’optimisation modifie 𝐴 plutôt que 𝑚3 pour une identification 

paramétrique. Si un paramètre a une sensibilité extrêmement faible par rapport aux autres, sa valeur 

n’aura qu’une importance négligeable dans l’identification paramétrique. Il serait donc plus judicieux 

de l’annuler. 

Pour un jeu de paramètres donné, il est possible d’évaluer les corrélations entre les paramètres ainsi 

que leur sensibilité [60], [61]. 

Il convient de calculer la matrice de sensibilité⁡𝑆 à partir de la dérivée de la contrainte calculée 𝜎𝑖 par 

rapport à chaque paramètre 𝑝𝑗. 

 
𝑆 =

𝜕𝜎𝑖
𝜕𝑝𝑗

 (18) 

La matrice S, bien qu’indispensable pour la suite des calculs, est difficile à exploiter en tant que tel 

pour déterminer la sensibilité aux paramètres. On préfèrera alors utiliser la matrice adimensionnelle 

𝑆̃ suivante : 

 

En calculant la moyenne sur chaque point expérimental de la matrice 𝑆̃, on obtient, pour chaque 

paramètre, une valeur. Plus cette valeur est grande, plus la sensibilité au paramètre est importante. 

On peut donc déterminer quels sont les paramètres dont la sensibilité est faible par rapport aux 

autres. Il est possible de trouver la sensibilité de chaque paramètre par rapport à l’ensemble de la 

courbe en calculant la moyenne pour chaque colonne de la matrice 𝑆̃. 

 

𝑆𝑔 =
1

𝑁
∑

𝑝𝑗
𝜕𝜎𝑖
𝜕𝑝𝑗

𝜎𝑖

𝑁

𝑖=1

 (20) 

 

Concernant la corrélation, il faut revenir à la matrice 𝑆. Connaissant 𝑆, on peut calculer la matrice 𝐵 

ci-dessous : 

 

 𝐵 = 𝑆𝑇𝑆 (21) 

 

Le déterminant de 𝐵 donne une première information. 𝑑𝑒𝑡⁡(𝐵) a une valeur très grande (presque 

infinie) quand il existe des paramètres corrélés donc impossible à identifier simultanément et quand 

il existe des minimums locaux ou même une infinité de solutions possibles. 

 

𝑆̃ =

𝑝𝑗
𝜕𝜎𝑖
𝜕𝑝𝑗

𝜎𝑖
 

 

(19) 
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On trouve ensuite son inverse 𝐵−1. Grâce à l’inverse de 𝐵, on peut calculer la matrice 𝛿(𝑝𝑗 , 𝑝𝑘) qui 

donne les corrélations entre les paramètres. Plus un terme hors diagonale est grand, plus la 

corrélation entre les deux paramètres associés est grande. 

 
𝛿(𝑝𝑗 , 𝑝𝑘) =

𝐵𝑗𝑘
−1

√𝐵𝑗𝑗
−1𝐵𝑘𝑘

−1

 
(22) 

 

A cette étape on peut annuler les paramètres les moins sensibles ou les plus corrélés et relancer la 

procédure d’optimisation. On répète cette étape jusqu’à ce que plus aucun paramètre ne soit 

insensible ou fortement corrélé à un autre. 

1.4.2 Application à l’équation de Hensel-Spittel : réduction du nombre de paramètres 

 

Les différentes étapes décrites en 1.4.1 sont appliquées au modèle de Hensel-Spittel prenant en 

compte les 10 paramètres sur la totalité des essais Gleeble (plan d’expériences Tableau 3). Le jeu de 

paramètres initiaux est donné dans le Tableau 7 (plan complet). Dans le cadre de cette analyse, le 

paramètre 𝜀0 sera fixé à 0,03. Il ne sera pas calculé dans l’analyse car il n’est pas souhaitable de 

l’annuler au cours de l’analyse. L’annuler aboutit à une division par 0 pour 𝜀 = 0. Seul 9 paramètres 

seront donc pris en compte. 

Après avoir appliqué la méthodologie décrite en 1.4.1, on peut tracer la Figure 14 représentant les 

résultats de l’équation 20, ainsi que le Tableau 10 qui est la matrice symétrique 𝛿(𝑝𝑗 , 𝑝𝑘). 

 

Figure 14 Analyse de la sensibilité des paramètres de l'équation de Hensel-Spittel à 9 paramètres à l’étape 1. 

 

 

 

A m1 m2 m3 m4 m5 m7 m8 m9

sensibilité 1 -2,746 -6E-04 0,0014 -0,466 -0,074 -0,027 -0,093 2,5249
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Tableau 10 Analyse des corrélations entre les paramètres de l'équation de Hensel-Spittel à 9 paramètres à l’étape 1. Les 
nombres en orange sont ceux qui montrent la plus forte corrélation. 

 

Cette première étape montre que les paramètres 𝐴, 𝑚1, 𝑚4 et 𝑚9 sont bien plus sensibles que les 

autres paramètres. En regardant les valeurs numériques, on s’aperçoit que les paramètres 𝑚2 et 𝑚3 

sont les moins sensibles de tous. Il existe des corrélations fortes entre les paramètres {𝐴,  𝑚2 et 𝑚7}, 

{𝑚9 et 𝐴}, {𝑚9 et 𝑚1} et {𝑚8 et 𝑚3}. Il faut garder à l’esprit que ces conclusions ne sont vraies que 

pour le jeu de paramètres donné et pour les valeurs expérimentales utilisées ici. Par exemple, en 

Figure 13, où une seule courbe expérimentale est utilisée, 𝐴 et 𝑚3 sont corrélés contrairement à 

maintenant. Il serait hasardeux de supprimer tous les paramètres peu sensibles et corrélés dès 

maintenant car les corrélations et les sensibilitées peuvent changer après une optimisation sur une 

équation avec moins de paramètres. 

Dans le cas présent, compte tenu que 𝑚2 et 𝑚3 sont les paramètres les moins sensibles et qu’ils 

présentent des corrélations avec d’autres paramètres, ils seront mis à 0 pour la suite de l’étude. 

L’optimisation est donc relancée avec les deux paramètres en question mis à 0. Les paramètres 

trouvés sont mis dans le Tableau 14 sous le nom d’étape 1. A noter qu’un paramètre à écarter ne 

sera pas systématiquement mis à 0 pour tous les paramètres de tous les modèles. Il faut donner au 

paramètre une valeur telle qu’il n’intervient plus dans l’équation. Dans le cas de Hensel-Spittel, le 

paramètre A devrait être mis à 1 plutôt qu’à 0 si il était souhaitable de l’écarter. 

L’analyse de sensibilité est relancée, et conduit, à la fin de cette itération, au choix de l’annulation de 

𝑚7 qui était un paramètre à la fois peu sensible et corrélé à 𝑚1 et 𝑚5. L’optimisation est ensuite de 

nouveau relancée. 

 𝑨 𝒎𝟏 𝒎𝟐 𝒎𝟑 𝒎𝟒 𝒎𝟓 𝒎𝟕 𝒎𝟖 𝒎𝟗 

𝑨 1 0,22 0,69 0,048 0,30 0,18 -0,72 -0,068 -0,64 
𝒎𝟏 

 
1 0,0094 0,066 -0,052 -0,72 0,28 -0,17 -0,59 

𝒎𝟐   1 0,013 0,47 -0,015 -0,82 -0,0010 0,017 
𝒎𝟑    1 0,0085 0,011 -0,024 -0,66 -0,058 
𝒎𝟒     1 0,055 -0,36 -0,0016 0,011 
𝒎𝟓      1 -0,39 -0,0039 0,017 
𝒎𝟕       1 0,0037 -0,025 
𝒎𝟖        1 0,12 
𝒎𝟗         1 
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Figure 15 Analyse de la sensibilité des paramètres de l'équation de Hensel-Spittel à 7 paramètres à l’étape 2. 

Tableau 11 Analyse des corrélations entre les paramètres de l'équation de Hensel-Spittel à 7 paramètres à l’étape 2. Les 
nombres en orange sont ceux qui montrent la plus forte corrélation. 

 𝑨 𝒎𝟏 𝒎𝟒 𝒎𝟓 𝒎𝟕 𝒎𝟖 𝒎𝟗 

𝑨 1 0,28 -0,039 0,26 -0,38 -0,073 -0,89 

𝒎𝟏  1 -0,064 -0,73 0,51 -0,17 -0,60 

𝒎𝟒   1 0,070 0,056 0,00079 0,0043 

𝒎𝟓    1 -0,70 0,0050 0,017 

𝒎𝟕     1 -0,014 -0,021 

𝒎𝟖      1 0,11 

𝒎𝟗       1 

 

A l’étape 3, il n’y a plus de paramètres qui soient à la fois peu sensibles et corrélés. En effet, les 

paramètres 𝑚5 et 𝑚8 sont les moins sensibles mais les corrélations sont entre les paramètres 𝐴, 𝑚1 

et 𝑚9. Dans ce cas-là, le paramètre 𝑚9 est annulé car c’est le paramètre 𝑚9 qui présente la plus 

grande corrélation avec 𝐴 et 𝑚1. Les paramètres 𝑚7 et 𝑚8 étant moins corrélés, ils sont gardés pour 

le moment. 

A m1 m4 m5 m7 m8 m9

sensibilité 1 -2,74 -0,47 -0,077 -0,023 -0,092 2,52
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Figure 16 Analyse de la sensibilité des paramètres de l'équation de Hensel-Spittel à 6 paramètres à l’étape 3. 

Tableau 12 Analyse des corrélations entre les paramètres de l'équation de Hensel-Spittel à 6 paramètres à l’étape 3. Les 
nombres en orange sont ceux qui montrent la plus forte corrélation. 

 𝑨 𝒎𝟏 𝒎𝟒 𝒎𝟓 𝒎𝟖 𝒎𝟗 

𝑨 1 0,72 -0,059 -0,0016 -0,078 -0,93 

𝒎𝟏  1 -0,019 -0,6 -0,24 -0,85 
𝒎𝟒   1 -0,15 -0,00096 0,019 
𝒎𝟓    1 -0,013 -0,011 
𝒎𝟖     1 0,11 
𝒎𝟗      1 

 

L’optimisation est relancée, ce qui amène aux paramètres de l’étape 4. L’analyse de sensibilité dit 

que les paramètres 𝑚5 et 𝑚8 sont les moins sensibles et que le paramètre 𝑚1 est corrélé avec 𝑚5. 

𝑚5 est donc mis à 0. 

A m1 m4 m5 m8 m9

sensibilité 1 -2,83 -0,45 -0,091 -0,092 2,54
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Figure 17 Analyse de la sensibilité des paramètres de l'équation de Hensel-Spittel à 5 paramètres à l’étape 4 

Tableau 13 Analyse des corrélations entre les paramètres de l'équation de Hensel-Spittel à 5 paramètres à l’étape 4. Les 
nombres en orange sont ceux qui montrent la plus forte corrélation. 

 𝑨 𝒎𝟏 𝒎𝟒 𝒎𝟓 𝒎𝟖 

𝑨 1 -0,26 -0,14 -0,0058 0,057 

𝒎𝟏  1 -0,040 -0,85 -0,32 
𝒎𝟒   1 -0,11 -0,00029 
𝒎𝟕    1 -0,0094 
𝒎𝟖     1 

 

A ce stade, on arrête l’analyse de sensibilité parce que si un autre paramètre est mis à 0, on perd la 

sensibilité à la déformation, la vitesse de déformation ou la température. 

Tableau 14 Valeurs des paramètres successifs de Hensel-Spittel suite à l’analyse de sensibilité. Les nombres grisés ne sont 
pas soumis au processus d’identification à l’étape considéré. 

paramètres Initiale  Etape 1 Etape 2 Etape 3 Etape 4 

𝐴 260 MPa 260 MPa 260 MPa 1315 MPa 1042 MPa 
𝑚1 -0,0034 -0,0033 -0,0032 -0,0023 -0,0022 
𝑚2 0,00061 0 0 0 0 
𝑚3 -0,0018 0 0 0 0 
𝑚4 -0,021 -0,022 -0,020 -0,018 -0,011 
𝑚5 -0,00023 -0,00024 -0,00030 -0,00024 0 
𝑚7 -0,055 -0,047 0 0 0 
𝑚8 0,00013 0,00013 0,00013 0,00013 0,00013 
𝑚9 0,40 0,40 0,38 0 0 
𝜀0 0,03 0,03 0,03 0,03 0,03 
FC 0,114 0,114 0,113 0,191 0,195 

 

Il est intéressant de regarder la fonction coût associée à chaque jeu de paramètres. On remarque 

qu’elle reste sensiblement la même entre l’étape initiale et l’étape 2 puis qu’elle augmente de 0,113 

à 0,191 à l’étape 3 et reste presque la même à l’étape 4. L’analyse de sensibilité permet de garder la 

A m1 m4 m5 m8

sensibilité 1 -1,92 -0,4 -0,075 -0,091
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même qualité dans l’identification tout en supprimant des paramètres jusqu’à un certain point. Il 

faut cependant s’attendre à une augmentation de la fonction coût à un moment car en supprimant 

des paramètres à l’équation, on la rend tout de même moins flexible. 

Une méthodologie pour sélectionner des parties de l’équation de Hensel-Spittel a été proposée. 

Cette méthodologie devrait être appliquée quand l’utilisateur de l’équation ne sait pas quelles 

parties de l’équation activer pour représenter les mécanismes observés sur le matériau. Cette 

méthodologie nécessitant de faire plusieurs optimisations successives et d’examiner pour chacune 

d’entre elles, la sensibilité et les corrélations de chaque paramètre, elle est bien plus longue à mener 

qu’une optimisation unique avec tous les termes actifs. Elle est cependant très utile pour amener à 

un modèle dont les différents termes ont une signification physique et simplifiera l’identification des 

paramètres sur plusieurs nuances du même matériau si cela s’avère nécessaire à l’avenir. 

 

1.5 Conclusion 
 

Ce premier chapitre a permis de présenter et discuter la méthodologie générale d’une identification 

paramétrique d’un modèle rhéologique en forgeage. Cette dernière a été appliquée dans le cas 

d’essais de compression sur un acier 42CrMo4, avec l’équation de Hensel-Spittel. Les résultats 

obtenus serviront de base de comparaison avec le chapitre 3.  Enfin, les problèmes de sensibilité et 

de corrélation entre les paramètres de Hensel-Spittel ont été abordés en fin de chapitre. 

L’identification paramétrique n’est pas déterministe. Le choix du jeu d’expériences, de l’algorithme 

d’optimisation, de la fonction-coût et du modèle peuvent influencer le résultat final. De même, deux 

essais réputés identiques mais faits avec des machines différentes présentent des variations. Le 

chapitre suivant se consacrera quant à lui à l’aspect expérimental de l’identification paramétrique : 

comment obtenir des données de références pour pouvoir faire une optimisation ? Dans le premier 

chapitre, les essais ont été réalisés avec des machines de test dédiées qui simplifient autant que 

possible la future exploitation des données. Dans le prochain chapitre, ce sera la mise en place 

d’essais de compression sur presse industrielle pour l’acier 42CrMo4 qui sera présentée. L’objectif 

est de savoir s’il est possible d’utiliser une presse industrielle comme alternative viable aux machines 

d’essais spécialisées. 
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2 Obtention des données expérimentales sur presse industrielle 
 

Le but de ce chapitre est de mettre en place un essai rhéologique à l’aide des moyens à disposition 

sur la plateforme Vulcain de l’ENSAM de Metz. Vulcain est une plateforme de mise en forme avec des 

machines représentatives du milieu industriel, comprenant notamment presses, fours, inducteurs et 

un robot manipulateur. Deux presses aux capacités assez équivalentes en termes de pièces 

réalisables sont utilisées : une presse à vis Lasco de 31,5kJ et une presse hydraulique Loire de 6 000 

kN. Ces deux presses ayant des vitesses de frappe différentes, elles permettront d’atteindre des 

vitesses de déformation différentes pour des lopins similaires. Ce faisant, on souhaite réaliser des 

essais donnant autant d’informations que ceux faits par la machine spécialisée. De ce fait une 

instrumentation de la presse industrielle sera proposée, dont il convient de maitriser au mieux le 

coût. Après avoir discuté les différents tests rhéologiques potentiels pour cette étude, 

l’instrumentation de l’outillage en effort et en déplacement sera abordée. Puis seront présentées des 

identifications des échanges thermiques et des frottements qui surviendront au cours de l’essai. 

Enfin, la méthodologie finale de l’expérience sera exposée. 

2.1 Choix de l’essai : compression uniaxiale 
La première étape consiste à choisir la nature de l’essai qui sera fait sur les presses industrielles. C’est 

en fonction de cet essai que seront choisis les outillages. 

Dans l’absolu, n’importe quel essai déformant le métal dont on peut extraire des informations de 

contrainte et de déformation au cours du temps peut servir d’essai rhéologique. Cependant, certains 

tests sont utilisés plus souvent que d’autres pour des raisons de simplicité de mise en œuvre, 

d’homogénéité, d’exploitation de résultats ou parce qu’ils présentent des propriétés particulières. 

On peut citer dans ce cas-là les essais de traction uniaxiale, torsion, cisaillement, compression 

uniaxiale et de compression plane, schématisés sur la Figure 18. Ces essais activent surtout des 

sollicitations élémentaires. D’autres essais de la littérature font intervenir des chargements plus 

complexes pour étudier au plus près les sollicitations que subira le matériau dans son cycle de vie 

prévu. On peut par exemple citer l’essai de traction/torsion [62] (une sollicitation que peuvent 

subirent certains câbles par exemple).  

L’essai de traction est un essai très couramment utilisé [63]–[65] pour sa simplicité de mise en œuvre 

et son exploitation simple de résultats. Il présente néanmoins le défaut d’être limité par l’apparition 

de striction. La plage de déformation est donc limitée à l’allongement uniforme. Pour la plupart des 

métaux, la déformation maximale sera inférieure à 0,3 [66], et encore moins pour les essais à chaud. 

Il est aussi difficile d’atteindre de grandes vitesses de déformation. 

Le test de torsion [67]–[69] concerne surtout le travail à chaud. Il est utile pour obtenir de très 

grandes déformations et des contraintes de cisaillement. Comme la géométrie de l’éprouvette reste 

presque inchangée au cours de l’essai, il est facile de garder la vitesse de déformation constante 

juste en gardant la vitesse de révolution constante. On peut obtenir des vitesses de déformation 

relativement élevées en augmentant le rayon du cylindre à tester [66]. Des vitesses de déformations 

allant jusqu’à 1000s-1 peuvent être obtenues [70]. Il faut aussi noter que les essais de torsion 

nécessitent des machines spécialisées pour être menés à bien à cause du mouvement rotatif à 
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appliquer au lopin. Enfin, l’essai de torsion présente une hétérogénéité des déformations et des 

vitesses de déformation, ce qui complique de dépouillement analytique de l’essai. 

L’essai de compression uniaxiale d’échantillon ou d’éprouvette cylindrique permet d’atteindre des 

déformations plus grandes qu’en torsion. Avec une bonne lubrification et/ou une forme de lopin 

adaptée, comme avec un lopin Rastegaev, les résultats restent exploitables jusqu’à une déformation 

supérieur à 1 [66], [71]. Toutes les vitesses de déformation sont accessibles. Les plus grandes vitesses 

sont généralement obtenues à l’aide d’un dispositif de barres de Hopkinson [72].  

Dans le cadre des matériaux  massifs, on peut évaluer le cisaillement en utilisant les mêmes moyens 

que pour la compression. Il faut pour cela adapter la géométrie de l’éprouvette. La Figure 18 montre 

une éprouvette dite « chapeau » qui est souvent utilisée pour évaluer le cisaillement à basse comme 

à haute vitesse de déformation [73]–[75]. L’avantage de cette géométrie par rapport à la torsion est 

qu’elle ne nécessite pas de matériel supplémentaire par rapport à la compression et permet 

d’atteindre les plus hautes vitesses de déformation avec le dispositif de barres de Hopkinson. 

L’essai de compression plane présente les mêmes caractéristiques de déformation et de vitesse de 

déformation que l’essai de compression uniaxiale et a déjà été utilisé régulièrement dans le cadre 

d’identification paramétrique comme dans les travaux de [76] ou de [77]. On peut choisir de l’utiliser 

à la place du test de compression s’il est plus aisé d’obtenir des échantillons en forme de plaque 

plutôt que de cylindre. Le principal défaut de cette méthode par rapport à la compression uniaxiale 

est, qu’à énergie égale, la déformation sera moins grande sur une plaque que sur un cylindre à 

volume égal. 
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Figure 18 Schéma de principe de : a) traction uniaxiale b) torsion c) cisaillement d) compression uniaxiale e) compression 
plane. 

L’objectif est de mettre en place un essai rhéologique sur presse industrielle. Les tests de torsion et 

de traction ne sont pas réalisables à l’aide d’une presse, à moins d’utiliser un montage expérimental 

complexe.  

Les tests rhéologiques ont pour vocation à être utilisés pour faire de l’identification paramétrique. 

Plus les données expérimentales couvrent une large plage de déformations, plus le modèle identifié 

sera valide pour les grandes déformations. Les essais de traction et de cisaillement qui ne permettent 

pas une grande déformation sont donc écartés. 

Les tests de compression semblent les plus adéquats : une presse est prévue pour faire de la 

compression et on peut obtenir des valeurs de déformation suffisantes avec cet essai. Parmi les 

différents tests existant qui mettent en œuvre la compression, le plus simple sera choisi : la 

compression uniaxiale. Comme ce dernier est largement utilisé [14], [28], [30], [78]–[82], c’est un 

bon test à mettre en comparaison avec ce qui est fait sur machines spécialisées. 

Les tests se feront à chaud mais ne seront pas chauffé pendant l’essai. Pour éviter que l’ensemble du 

lopin ne refroidisse trop vite, il est intéressant d’avoir un important volume. Les capacités machines 



 

41 

vont quant à elles limiter les dimensions maximales. Le diamètre maximum pour l’acier 42CrMo4 est 

choisi de telle sorte que même dans le cas du plan d’expériences où il est le plus difficile de déformer 

le lopin, à savoir 950°C sur la presse à vis (voir section 3.1), une déformation de 1 puisse être 

obtenue sans dépasser les capacités du capteur d’effort. Le ratio hauteur/largeur est de 2. Ce ratio 

est compris dans la limite haute recommandée des tests de compressions [79]. Avoir un lopin très 

haut permet d’obtenir plus de déformation que pour un lopin bas avec le même effort. Il ne faut 

cependant pas avoir un lopin trop haut pour éviter les phénomènes de flambement. Pour choisir le 

diamètre, des simulations des compressions uniaxiales sous FORGE® ont été menées à l’aide de 

paramètres rhéologiques et thermiques issus de la base de données du logiciel. Le diamètre a été 

choisi un peu plus petit que ce que les simulations préconisaient pour prendre en compte un 

éventuel écart entre la réalité et la simulation. La marge de sécurité est telle que dans le cas le plus 

défavorable (presse à vis à 950°C), l’effort maximum n’atteint que la moitié de la charge maximale du 

capteur d’effort. Les dimensions finales choisies seront 30 mm de diamètre pour 60 mm de hauteur.  

2.2 Mesures d’effort et de déplacement sur presse industrielle 
 

La plupart des modèles rhéologiques utilisent comme données d’entrée la déformation plastique 

équivalente, la vitesse de déformation et la température pour calculer une contrainte. Il faut donc 

instrumenter les essais pour pouvoir mesurer le déplacement de la presse (pour obtenir la 

déformation), les efforts développés (pour obtenir la contrainte) et la température du lopin. 

2.2.1 Mesures de déplacement 

 

Il existe de nombreux moyens qui peuvent être utilisés pour mesurer le déplacement du coulisseau 

en fonction du temps. Dans le cas présent, il faut un capteur offrant une fréquence d’acquisition 

suffisante pour mesurer le déplacement de la presse à vis et suffisamment précise pour avoir la 

meilleure estimation possible de la déformation du lopin. Les limites ont été fixées à 1000Hz pour la 

fréquence. La marge d’erreur acceptable pour les mesures de déplacement fut choisie inférieure ou 

égale à 0,5 mm près. Cette valeur de 0,5 mm peut sembler être une grosse marge d’erreur, mais 

compte tenu des difficultés de l’identification sur plusieurs courbes, une erreur de cet ordre sur la 

déformation d’un lopin a peu d’impact. A titre d’exemple, la Figure 19 montre deux courbes de 

compression dont l’une est décalée de 0,5 mm par rapport à l’autre plus une courbe de compression 

simulée à l’aide du meilleur jeu de paramètres trouvé pour l’acier étudié. On voit que les écarts 

trouvés entre le résultat de la simulation et la mesure expérimentale sont nettement plus grands que 

les écarts entre la courbe expérimentale décalée et la courbe expérimentale de base. 
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Figure 19 Courbes force/déplacement de compression uniaxiale expérimentale, expérimentale avec un décalage de 0.5mm 
en déplacement et simulée après optimisation de l’équation de Hensel-Spittel. 

Une première solution pour mesurer serait d’utiliser le capteur déjà installé sur les presses de la 

plateforme. Il s’agit d’une règle magnétique linéaire placée sur le coulisseau des presses. Cette 

solution possède la fréquence et la résolution voulue et ne nécessite pas de modifications. 

Cependant la mesure est faite sur le coulisseau. La mesure peut donc être perturbée. Les plus gros 

problèmes sont le rattrapage de jeu dans les outils [83] ainsi que la déformation de la presse [84]. Il 

existe un jeu entre les différentes pièces intermédiaires entre le coulisseau et le tas plan. Lors de la 

compression, sous l’effet des efforts appliqués, ces jeux vont changer et perturberont les mesures. Le 

mieux est de dissocier la chaîne d’efforts de la chaîne de métrologie [85] pour enlever l’impact des 

déformations et/ou du rattrapage de jeu sous l’effort. 

Une autre solution est l’utilisation d’une caméra. On peut ainsi voir non seulement le déplacement 

de l’outillage mais aussi l’évolution du profil du lopin qui pourrait être utilisée comme information 

complémentaire dans l’identification paramétrique. Une caméra rapide peut prendre suffisamment 

d’images à la seconde pour satisfaire le critère de vitesse d’acquisition et la taille de l’image est 

suffisamment grande pour que la limite de résolution fixée par la taille d’un pixel soit atteinte. Une 

image extraite d’une telle vidéo ainsi qu’une courbe de déplacement en fonction du temps obtenue à 

partir de la vidéo est présentée en Figure 20. Cette méthode a pourtant des défauts concernant le 

traitement des données. Les vidéos prennent beaucoup de mémoire ce qui est gênant quand 

plusieurs dizaines d’essais sont à faire. De plus, récupérer les courbes de déplacement nécessite un 

traitement supplémentaire (manuel ou automatique) dont on peut faire l’économie  
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Figure 20 (à gauche) Image extraite d'une vidéo de compression uniaxiale sur presse hydraulique. (à droite) Courbe de 
hauteur en fonction du temps extraite par pointage manuel sur la vidéo de compression. 

Une troisième solution serait d’installer un ou plusieurs capteurs de déplacement directement sur 

l’outillage pour être au plus près de la déformation, en faisant abstraction de ce qui se passe dans la 

machine. Trois capteurs lasers micro-epsilon optoNCDT 1401 ont été retenus pour ce choix. Ils 

possèdent les caractéristiques de fréquence et de résolution requises associées à un faible 

encombrement qui permet de les insérer facilement sur l’outillage. Tripler les lasers permet une 

redondance de la mesure si un des capteurs devait avoir un défaut, à condition de considérer les 

trois lasers comme équivalents. Cela permet aussi de voir un éventuel défaut de parallélisme entre 

les tas plans du haut et du bas qui pourrait survenir lors de la compression. C’est cette solution qui 

sera retenue. Des photographies du laser ainsi que leur placement sur l’outillage sont montrés en 

Figure 21. 
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a)                                                                  b) 

 
                                     c)                                                                              d) 

Figure 21 Photographie d’un capteur laser seul (a), monté sur le tas plan (b). Illustration du placement des capteurs lasers 
sur le tas plan inférieur vue du haut (c) et de côté (d). 

Un exemple de mesures brutes prises par ces lasers sur la presse à vis est montré en Figure 22. Les 

trois courbes sont presque confondues du début à la fin, ce qui rassure sur l’interchangeabilité des 

lasers et donc sur la fiabilité de la mesure. La valeur de déplacement qui sera utilisée pour les 

simulations de l’optimisation paramétrique sera la moyenne des 3 lasers. On notera aussi un léger 

bruit de mesure qui reste en partie visible sur la moyenne des lasers. Bien que ce bruit soit 

négligeable dans le cadre de l’identification paramétrique, il fait tout de même apparaître des sauts 

dans la vitesse de la presse et donc dans la vitesse de déformation du lopin qui pourra ensuite se 

répercuter sur la contrainte calculée. Des petits sauts dans la contrainte, et donc la force, calculée 

par la suite pourront être observés par la suite. Ce phénomène peut par exemple être visible dans le 

Tableau 30 du chapitre 4. Ces perturbations ne modifiant pas l’allure générale des courbes calculées, 

elles seront acceptées telles quelles et le signal du déplacement ne sera pas filtré. 
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Figure 22 Exemple de mesures de déplacement enregistrées par les 3 lasers optoNCDT1401 dans le cadre d'une compression 
uniaxiale sur presse à vis. 

2.2.2 Mesures d’effort  

 

Les deux presses utilisées possèdent toutes deux un capteur d’effort. Il est aussi possible d’utiliser un 

capteur indépendant de la presse placé sur l’outillage comme le capteur de force SCAIME ML11 (voir 

Figure 23). Pour déterminer quel capteur utiliser, il est intéressant de les comparer entre eux comme 

cela est fait en Figure 24. 

 

Figure 23 Capteur SCAIME avec vue en coupe. Le filetage au centre permet d'y visser l'outil. 
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Figure 24 Comparaison de la mesure d’effort en fonction du temps lors d’une compression uniaxiale entre le capteur SCAIME 
et le capteur de la presse pour la presse hydraulique (à gauche) et la presse à vis (à droite) 

Autant les différences sont faibles entre le capteur SCAIME et le capteur de la presse hydraulique, 

autant elles sont grandes entre le SCAIME et le capteur de la presse à vis. Le capteur de la presse à 

vis enregistre un effort oscillant et de valeur moyenne plus importante que le capteur SCAIME. La 

valeur moyenne trop importante s’est avérée finalement liée à un  mauvais étalonnage du capteur. 

D’après les fabricants du capteur SCAIME, ce dernier devrait être capable de mesurer un effort 

oscillant à la fréquence tel que le mesure le capteur de la presse à vis. Si le SCAIME ne voit pas 

d’oscillations mais que le capteur presse les mesure quand même, c’est parce que les vibrations de la 

presse lors de la frappe perturbent la mesure du capteur presse. En effet, les deux capteurs ne 

mesurent pas la même chose. Le SCAIME ne voit que l’effort au niveau du lopin alors que le capteur 

presse mesure aussi les vibrations de la presse. Il est théoriquement possible de modéliser l’influence 

de la presse [86], [87] mais il reste plus sûr de dissocier la chaine d’efforts de la chaine d’acquisition 

comme cela a été fait pour la mesure de déplacement. Il fut donc décidé d’utiliser le capteur SCAIME 

pour les mesures sur presse à vis. Considérant qu’un capteur d’effort est un capteur de déplacement 

(gauge d’extensométrie) qui traduit sa déformation en effort, un capteur au plus près de la 

déformation est donc indépendant de la chaîne d’effort. On ne prend pas en compte les efforts liés 

aux déformations du bâti. Pour une plus grande cohérence des résultats, nous avons décidé d’utiliser 

le capteur SCAIME aussi pour la presse hydraulique, pour pouvoir mettre en relation les données 

enregistrées sur les deux presses. 

Les essais préliminaires ont cependant révélé un défaut du capteur SCAIME, qu’il a fallu corriger lors 

de l’identification. Connaissant la hauteur initiale et finale du lopin grâce aux mesures au pied à 

coulisse, il est possible d’en déduire la course pendant laquelle le lopin subissait la compression. 

Cependant, en regardant la course pendant la compression telle que mesurée par les capteurs, on 

s’aperçoit qu’elle est systématiquement plus petite que prévue et uniquement sur la presse à vis, 

comme la montre la Figure 25. 
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Figure 25 Courbe d'effort en fonction de la distance entre les tas plans brute sur la presse à vis. 

Ce problème est dû au fait que le capteur SCAIME a un délai de réponse de 21,7 ms. Ce délai est 

constant et est dû au temps de traitement de l’information par l’électronique du conditionneur. 

Comme la presse hydraulique est très lente au regard de cette valeur, ce retard a peu d’influence 

pour la presse hydraulique. Ce n’est pas le cas pour la presse à vis. La Figure 26 montre les données 

brutes issues d’un enregistrement pratiqué à l’aide des lasers et du SCAIME lors d’une frappe sur 

cales avec la presse à vis. Précisons aussi que ces quatre capteurs sont branchés sur la même 

centrale d’acquisition pour synchroniser sur une même base temporelle les différents signaux. On y 

voit nettement que l’effort n’apparaît que bien après le contact (qui est le palier de la mesure de 

déplacement) et enregistre encore un effort après toute perte de contact. En décalant l’effort de 

21,7ms, les courbes se synchronisent et le délai est compensé. Les oscillations de l’effort recalé 

correspondent en plus aux pertes de contact : l’effort s’annule bien aux deux moments où le 

déplacement est supérieur à son palier minimum (deux rebonds). S’il y a perte de contact, c’est à 

cause du choc dur induit par la frappe sur cale. Le choc induit des vibrations dans la presse et le bâti 

qui peuvent engendrer le déplacement responsable de la perte de contact. 
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Figure 26 Illustration du retard du capteur SCAIME sur une frappe sur cale avec la presse à vis. 

La Figure 27 est une frappe sur cale avec la presse hydraulique. Tout comme avec la Figure 26, un 

décalage de 21,7ms est visible entre le point mort bas et la montée en effort. Le déplacement du 

coulisseau sur la presse hydraulique étant assez lent (30mm/s), aucune perte de contact n’est 

observée. 

 

Figure 27 Illustration du retard du capteur SCAIME sur une frappe sur cale avec la presse hydraulique. 
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2.2.3 Récapitulatif des outils expérimentaux pour le test de compression uniaxiale 

La Figure 28 récapitule l’outillage instrumenté conçu et réalisé pour effectuer les essais de 

compression uniaxiale sur la plateforme Vulcain. Il y a donc, en plus des lasers et du capteur d’effort, 

les tas plans inférieur et supérieur. L’outillage est déplacé d’une presse à l’autre en fonction du 

besoin. En conservant le même outillage d’une presse à l’autre, on est ainsi assuré d’avoir les mêmes 

échanges thermiques et les mêmes frottements entre le lopin et les outils quel que soit l’essai. En 

conservant les mêmes capteurs, on est sûr que les différences dans les mesures de courbes de 

force/déplacement entre une presse et une autre sont vraiment dues à une différence au niveau du 

lopin plutôt qu’une différence de capteur. Cet outillage instrumenté simple peut s’installer sur de 

nombreux types de presses industrielles. 

 

Figure 28 Schéma de l’outillage conçu pour les compressions uniaxiales sur la plateforme Vulcain. 

 

L’outil inférieur, dont le plan est montré sur la Figure 29 a été spécifiquement conçu pour cet 

outillage. Son diamètre a été choisi pour être adapté à la surface plane supérieure du capteur 

SCAIME et un filetage lui permet de se fixer au capteur. Trois surfaces ont été usinées sur le cylindre 

de l’outil et des trous y ont été percés pour y visser les capteurs lasers. La grande hauteur de l’outil 

est imposée par les capteurs lasers. La plage de mesure de ces capteurs est comprise entre 60 et 200 

mm. Il fallait donc prévoir une hauteur 60 mm entre le haut du capteur laser et la surface du tas plan. 

Le matériau du tas plan est un acier 55niCrMoV7 nitruré. Cet acier couplé à la nitruration évite que le 

tas ne soit rayé lors des compressions de l’acier 42CrMo4. L’outil supérieur n’a pas été 

spécifiquement conçu pour cette expérience mais il a été choisi en raison de sa large surface plane 

capable d’intercepter les trois lasers, et donc d’avoir la même mesure sur les trois. 
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Figure 29 Tas plan inférieur. 

2.3 Identification des échanges thermiques et du frottement 

2.3.1 La température 

 

Les tests de compressions seront faits à chaud. Cependant, les capteurs lasers tout comme le SCAIME 

ne sont pas prévus pour une température supérieure à 50°C. Comme il n’y a pas d’isolation 

thermique entre l’outil et les capteurs et que l’outil n’est pas refroidi, il faut chauffer le lopin à côté 

de la presse puis l’amener sur l’outillage froid juste avant la compression. On évite ainsi à l’outil, et 

par extension aux capteurs de trop monter en température. Cette partie présente le moyen de 

chauffe utilisé ainsi que l’expérience mise en œuvre pour caractériser les échanges thermiques entre 

le lopin et l’outillage. 

2.3.1.1 Plusieurs possibilités de chauffe 

 

Plusieurs moyens de chauffe peuvent être utilisés pour porter le lopin à la température de forgeage. 

Le chauffage par résistance consiste à faire passer un courant dans le lopin pour le chauffer en 

profitant de la résistance du métal. C’est la méthode de chauffe habituelle des machines Gleeble 

[88]. Elle est rapide mais la pièce est souvent plus chaude en son centre que près de l’outillage. 

L’outillage étant plus froid que la pièce, il la refroidit continuellement pendant la chauffe et l’état 

d’équilibre présente donc un gradient de température dans le lopin. 

La chauffe par induction consiste à placer le lopin dans un champ électromagnétique qui va 

provoquer un courant électrique induit dans le métal [89]. Ceci n’est bien sûr vrai que si le métal est 

magnétique (comme par exemple l’acier). L’énergie ainsi apportée va alors se dissiper sous forme de 

chaleur ce qui chauffe le métal. C’est un moyen de chauffe rapide mais qui présente souvent un 

gradient de température significatif. En effet, le champ électromagnétique n’étant pas uniforme, la 

chauffe ne l’est pas non plus. L’hétérogénéité de température initiale est à éviter dans la mesure du 

possible. Si il y a une hétérogénéité de température, il faudrait réussir à l’estimer pour les futures 
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simulations, ce qui est une source d’erreur supplémentaire. On peut aussi noter que le temps de 

chauffe rapide limite l’apparition d’oxydes (calamine) à la surface du lopin. 

La chauffe au four consiste à placer le lopin dans une enceinte à la température de forgeage et 

d’attendre que le transfert de chaleur porte le lopin à température. C’est un moyen de chauffe plus 

lent que les deux précédents. Cependant, il garantit une homogénéité de la température du lopin à la 

sortie du four s’il est maintenu suffisamment longtemps dans l’enceinte. D’un autre côté, une 

chauffe lente favorise la formation d’oxyde. Chauffer dans une atmosphère contrôlée (saturée par un 

gaz neutre) permet d’éviter cet inconvénient.  

Seul le four permet d’avoir une température initiale du lopin homogène, ce qui réduit les risques 

d’erreurs dans la simulation du refroidissement car il n’y a pas besoin d’estimer un gradient initial. 

On pourrait penser que le temps de chauffe du four est un problème. En effet, on sait qu’un métal 

maintenu à haute température va voir sa microstructure changer à cause de la croissance des grains 

dudit métal [90]. Si la microstructure change, les propriétés mécaniques du métal vont aussi changer. 

Pour pouvoir comparer les tests réalisés sur presse industrielle après une chauffe au four de 30 

minutes aux tests faits sur Gleeble ou plasto-dilatomètre après une chauffe de 15 secondes, il faut 

s’assurer que les propriétés mécaniques ne changent pas au cours de la chauffe. 

Sur le plasto-dilatomètre, des compressions uniaxiales à 950°C et 1100°C pour une vitesse de 

déformation de 1s-1 ont été faites en faisant varier le temps de maintien à température avant 

compression. Les temps de maintien étudiés sont 30 secondes (temps de maintien utilisé sur les tests 

Gleeble), 30 minutes et 45 minutes. Tous les essais ont été répétés 3 fois. La Figure 30 présente les 

résultats des tests. 
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Figure 30 Influence du temps de maintien à température sur la rhéologie de l’acier 42CrMo4 réalisée sur le plasto-
dilatomètre à 950°C (en haut) et 1100°C (en bas). 
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Les différences dues au temps d’attente pour l’acier étudié sont du même ordre de grandeur que les 

différences entre deux essais successifs avec les mêmes temps d’attente. La conclusion est que le 

temps de chauffe n’a qu’une influence négligeable sur la rhéologie de l’acier étudié, même s’il est 

certain qu’il affecte la microstructure. Par conséquent, il est possible d’utiliser le four comme moyen 

de chauffe à condition d’utiliser une atmosphère contrôlée pour éviter la formation de calamine. 

2.3.1.2 Mesure de la température 

 

Dès que le lopin est sorti du four, sa température diminue de manière hétérogène. Comme une 

simulation de la compression sera faite pour servir à l’identification paramétrique, il faut que cette 

simulation soit la plus juste possible. Pour avoir une simulation correcte de la compression, il faut 

connaître la température en tout point du lopin à chaque instant. On cherche ici à avoir une 

cartographie de la température du lopin. En considérant que les modèles de conduction thermique à 

disposition sont fiables, la cartographie peut être obtenue en mesurant la température en seulement 

quelques points et en extrapolant sur l’ensemble du volume. Cela nécessite des mesures de 

températures et plusieurs outils sont disponibles pour cela. 

La caméra thermique est une première solution. Filmer le lopin permet de voir la température sur 

toute la surface du lopin (en supposant une symétrie axiale pour l’arrière) à chaque instant. La plus 

grande difficulté inhérente à la caméra thermique est sa calibration. Il faut donner à la caméra une 

valeur d’émissivité pour le matériau étudié qui servira de référence pour le calcul de la température. 

Le problème est que le lopin s’oxyde avec le temps passé à l’air et l’émissivité varie en fonction de la 

quantité d’oxyde présente en surface. Ses avantages sont que la mesure est sans contact et qu’une 

cartographie de la thermique continue sur toute la surface est obtenue. 

Un pyromètre bi-chromatique peut mesurer sans contact la température. L’avantage principal de cet 

outil par rapport à la caméra thermique est qu’il est insensible à un éventuel changement de 

l’émissivité de la cible. En effet, la température est déduite d’une différence de mesure de deux 

longueurs d’onde (d’où le nom de bi-chromatique) et non d’une mesure unique [91]. Le défaut 

principal du pyromètre est qu’il ne mesure la température qu’en un seul point, ce qui rend la mesure 

d’un gradient de températures plus difficile. 

Les thermocouples sont une solution couramment utilisée dans l’industrie pour toutes sortes de 

mesure de températures. Un thermocouple est constitué de deux fils de métal différents pris dans 

une gaine. C’est l’effet Seebeck-Peltier [92], [93] qui est utilisé pour la mesure de température. Cet 

effet fait que lorsque deux métaux sont utilisés pour former une boucle ouverte et qu’il existe un 

gradient de température dans la boucle, un potentiel électrique sera généré en fonction des 

matériaux qui composent la boucle. Le thermocouple permet de mesurer la température à une des 

extrémités du câble si ce dernier est en contact avec la source chaude. Contrairement à la caméra 

thermique, la nature du matériau mesuré (métal oxydé ou non) ne change pas la valeur mesurée et il 

est également possible de mettre un thermocouple dans la pièce (en y perçant un trou) pour 

mesurer la température à l’intérieur. Par contre, il faut garantir que le thermocouple reste en contact 

avec la pièce à étudier pour effectuer la mesure.  

Bien que les mesures sans contact ne nécessitent pas d’instrumenter la pièce à mesurer, les 

problèmes de fiabilité des mesures associés à l’impossibilité de mesurer la température à cœur du 
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lopin a conduit au choix du thermocouple pour les mesures de température. La partie suivante 

explique comment les échanges thermiques ont été identifiés à partir d’essais de chauffe 

instrumentés avec les thermocouples choisis. 

Il aurait été possible de faire des essais de compression sur des lopins instrumentés, ce qui implique 

de détruire l’extrémité des thermocouples sur le lopin à chaque compression. Cette solution n’a pas 

été retenue car elle nécessite le sacrifice de grandes longueurs de thermocouple, ce qui augmente le 

coût des expériences et qu’elle déséquilibre le lopin une fois ce dernier posé sur l’outillage à cause 

du poids des câbles qui forment le thermocouple. Cette dernière possibilité reste malgré tout 

intéressante à tester à l’avenir, par exemple avec des lopins plus massifs qui ne seront pas 

déséquilibrés par le poids des thermocouples. Le thermocouple finalement acheté est donc un fil de 

20 m de thermocouple K isolé sous fibre céramique qui peut être découpé en n’importe quel endroit 

et mesurer la température là où l’utilisateur met les deux fils en contact. La température maximum 

d’utilisation préconisée par le fournisseur est de 1200°C, ce qui est suffisant pour les essais 

envisagés. 

2.3.1.3 Identification des échanges thermiques 

 

Deux équations sont utilisées pour calculer les échanges de chaleur. La première donne le flux 

dégagé par la radiation de la pièce : 

 𝜙𝑟𝑎𝑦𝑜𝑛𝑛𝑒𝑚𝑒𝑛𝑡 = 𝜀𝑟𝜎𝑟(𝑇
4 − 𝑇𝑒𝑥𝑡

4 ) (23) 

 

où 𝜀𝑟 est le coefficient d’émissivité, 𝜎𝑟 est la constante de Stephan et 𝑇𝑒𝑥𝑡 est la température 

extérieure. 

La deuxième équation donne un flux de transfert de chaleur avec un corps (air ou outil) à la 

température 𝑇𝑒𝑥𝑡. On utilise cette équation, avec trois valeurs différentes du paramètre 𝛼, pour 

calculer le flux de chaleur avec l’air, avec les outils en position d’attente et avec les outils lors de la 

compression. 

 𝜙𝑡𝑟𝑎𝑛𝑠𝑓𝑒𝑟𝑡 = 𝛼(𝑇 − 𝑇𝑒𝑥𝑡) (24) 

 

Quatre paramètres thermiques entre le lopin et l’extérieur vont être identifiés : (1) l’émissivité du 

lopin qui représente les pertes par rayonnement, (2) le coefficient d’échange avec l’air ambiant, (3) le 

coefficient d’échange avec les outils quand le lopin est juste posé dessus et (4) le coefficient 

d’échange avec les outils quand le lopin est mis sous pression. Il est possible d’identifier ces 

différents coefficients à l’aide d’une identification paramétrique qui se fera ici avec l’aide du logiciel 

FORGE®.  

L’expérience sur laquelle se basera l’identification paramétrique se fait avec un lopin en 42CrMo4 

avec trois thermocouples soudés à sa surface : un situé en haut du lopin, un au milieu et un en bas. 

Une illustration du placement des thermocouples sur le lopin est donnée en Figure 31. 
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Figure 31 Placement des thermocouples sur le lopin. 

  

Le lopin est chauffé dans un four à 1000°C. Il est ensuite transféré manuellement sur l’outillage puis, 

après un temps d’attente d’environ 16 secondes nécessaire à la mise en action de la presse, il sera 

mis sous pression entre l’outil inférieur et supérieur sans être déformé pour autant ; l’objectif étant 

d’évaluer les transferts thermiques entre le lopin et les outils. Pendant tout ce temps la température 

sera continuellement enregistrée par les thermocouples. Les deux dernières étapes de l’expérience 

sont illustrées sur la Figure 32. Cette expérience fut répétée trois fois et l’expérience la plus 

représentative fut gardée comme référence pour l’optimisation. Les températures enregistrées sont 

montrées en Figure 33. 

 

Figure 32 Illustration de l’étape d’attente sur l’outil (à gauche) et de mise sous pression (à droite) lors du refroidissement du 
lopin. 
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Figure 33 Mesures de températures en fonction du temps par les trois thermocouples. 

 

On remarque que le thermocouple du milieu a la température la plus basse lors de la phase d’attente 

sur l’outil et que ce même thermocouple voit la température remonter brièvement au début de la 

mise sous pression. Ceci est dû à la pince (froide) qui est utilisée pour manipuler le lopin lors de son 

déplacement et son maintien en place pendant la phase d’attente. Le lopin est attrapé au milieu par 

la pince, donc le thermocouple du milieu voit sa mesure perturbée. La température remonte dès que 

le lopin n’est plus maintenu par la pince, c’est-à-dire à la mise sous pression. 

Cette expérience a été reproduite sous FORGE® et trois points du lopin simulé correspondant à 

l’emplacement des thermocouples ont été suivis tout au long de la simulation pour en extraire des 

courbes de température en fonction du temps. En utilisant l’algorithme d’optimisation implémenté 

dans FORGE® (voir paragraphe 3.1.3), la différence entre la température mesurée et simulée peut 

être minimisée en faisant varier les paramètres thermiques. Le Tableau 15 affiche les valeurs des 

paramètres thermiques calculés par FORGE® au terme de l’identification et la Figure 34 montre les 

différences entre les températures expérimentales et simulées. On remarque que la température en 

haut et en bas du lopin est correctement prédite par la simulation. On ne peut pas en dire autant de 

la température au milieu du lopin où la différence entre les deux peut parfois atteindre les 50°C 

(environs 5,5% de différences). Plusieurs explications peuvent être proposées pour comprendre 

pourquoi la température au milieu n’est pas aussi bonne que les deux autres. Premièrement, les 

échanges thermiques avec la pince qui manipule le lopin n’ont pas été simulés car initialement jugés 

négligeables. Cependant, ces échanges existent tout de même et c’est le point milieu qui est le plus 

proche de la zone de contact entre la pince et le lopin. Simuler ces échanges thermiques peut donc 

aussi modifier le résultat de l’optimisation. Deuxièmement, les paramètres de conduction thermique 

à l’intérieur même du lopin n’ont pas été optimisés. Ils ont été choisis d’après les données de 
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différents fournisseurs pour la haute température. Modifier ces paramètres pourrait donner plus de 

possibilités à l’optimisation pour se caler sur les courbes mesurées. Si la conductivité n’a pas été 

identifiée, c’est parce qu’il y avait plusieurs sources qui en donnait une valeur pour la nuance d’acier 

considéré. Ce n’était pas le cas pour les coefficients d’échanges avec les outils. Ces paramètres 

seront utilisés pour le reste de l’étude. 

Tableau 15 Paramètres thermiques issus de l’analyse inverse sur le refroidissement du lopin de 42CrMo4. 

Emissivité Transfert thermique 
avec l’air  (Wm-2K-1) 

Transfert thermique 
sur l’outil inférieur 

(Wm-2K-1) 

Transfert thermique 
avec les outils sous 
pression  (Wm-2K-1) 

0,95 10 680 1715 

 

 

Figure 34 Comparaison entre la température mesurée en surface du lopin de 42CrMo4 pendant son refroidissement et celle 
simulée en haut (à gauche), au centre (au milieu) et en bas (à droite) du lopin. 

 

2.3.2 Evaluation du frottement 

 

Le frottement joue un grand rôle dans les efforts de forgeage, tout particulièrement quand la surface 

de contact est grande, ce qui est le cas en fin de compression. Il faut donc le prendre en compte lors 

de l’identification paramétrique. 

2.3.2.1 Tests tribologiques classiques 

 

Le frottement intervient dès qu’il y a contact entre le lopin et les outils et influe sur la courbe 

force/déplacement. Il influe aussi sur la géométrie du lopin. Plus le frottement est élevé, plus le lopin 

après compression présentera une géométrie en forme de tonneau comme le montre la Figure 35. 
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Figure 35 Effet du frottement sur la géométrie d'un cylindre après compression. 

On peut donc, par observation du profil du lopin, identifier le frottement directement avec le test de 

compression uniaxiale en même temps que le modèle de matériau [37]. 

Le test de compression plane a aussi été utilisé dans plusieurs études pour caractériser le frottement 

par analyse inverse [77], [94] en comparant la géométrie des lopins obtenus après la compression. 

L’outillage nécessaire pour ce test est de forme rectangulaire comme montré en Figure 36. 

 

Figure 36 Principe de la compression plane. 

Le test de l’anneau [95] est un essai réalisé depuis de nombreuses années pour évaluer un coefficient 

de frottement. Le but du test consiste à compresser un anneau entre deux tas plans jusqu’à une 

hauteur choisie. Le frottement va avoir une grande influence sur les dimensions du cercle intérieur 

de l’anneau. Mesurer les dimensions du cercle intérieur donne donc une valeur de coefficient de 

frottement dès lors qu’on les met en relation avec une simulation numérique de la compression ou 

un abaque adapté au matériau et aux dimensions initiales de l’anneau. 

2.3.2.2 Choix du test de l’anneau et résultats 

 

Bien qu’il soit techniquement possible d’identifier simultanément les frottements en plus de la 

rhéologie du matériau avec des tests de compressions, il reste préférable de les identifier 

séparément. En effet, si la courbe force/déplacement de l’essai est la seule mesure, ce qui est le cas 

pour nous, il risque d’être difficile de séparer les effets du frottement du modèle rhéologique. Le test 

de l’anneau, bien que sensible à la loi rhéologique, est plus influencé par le frottement quand il s’agit 

de la mesure de l’anneau intérieur [96]. Le test de l’anneau est avant tout un essai de caractérisation 

du frottement alors que les tests de compression sont des essais de caractérisation de la rhéologie. 

C’est donc le test de l’anneau qui sera retenu. 

La stratégie d’identification est la suivante : en considérant que la rhéologie du matériau n’a qu’une 

influence mineure sur le résultat du test de l’anneau, des anneaux vont être compressés sur le même 
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outillage que celui qui sera utilisé pour les tests de compression uniaxiale suivant le plan 

d’expériences du Tableau 16. Tous les tests sont répétés trois fois. 

Tableau 16 Plan d’expériences pour le test de l’anneau. 

Température four Vitesse de déformation 

 Presse hydraulique (~1 s
-1

) Presse à vis (~10s
-1

) 

950°C X X 

1100°C X X 

 

Connaissant les échanges thermiques qui affectent le matériau grâce aux mesures de la partie 

précédente et en utilisant le modèle de matériau présent dans la banque de données de FORGE® 

pour le 42CrMo4, on simule les tests de l’anneau sous FORGE® en testant différentes valeurs de 

frottement. La valeur de frottement retenue sera celle qui donnera la meilleure adéquation entre la 

géométrie mesurée et celle simulée. 

Précisons que pour ce test, l’acier utilisé était bien un 42CrMo4 mais il n’était pas issu de la même 

coulée que celui utilisé pour les tests de compression. Leur rapport diamètre extérieur/diamètre 

intérieur/hauteur des anneaux est de 14/7/4 comme montré en Figure 37. Ce ratio est cohérent avec 

les ratios que préconise la norme [95]. 

 

Figure 37 Dessin technique des anneaux utilisés pour le test de l'anneau. 

Le lubrifiant appliqué sur les tas plans, et utilisé pour tous les essais de la thèse, est un Bonderite L-

GP D31A. C’est un lubrifiant en spray qui dépose un film de graphite sur les outillages. Le solvant de 

ce lubrifiant s’évapore naturellement à l’air libre, ne laissant que le graphite. Cette propriété est 

intéressante car il n’y a pas de flamme lors de la compression. Or, comme des lasers sont utilisés 

pour mesurer le déplacement et que ces derniers sont assez proches du centre du tas plan (76 mm), 

une projection de flamme devant le laser pourrait perturber la mesure. 

En forgeage, il est courant d’utiliser un modèle de frottement dit hybride [97]–[99]. Dans ces 

conditions, en fonction de la pression normale appliquée à l’interface outil-lopin, le frottement 

pourra être considéré tantôt comme un frottement de Coulomb tantôt comme un frottement 

constant. Le modèle de frottement étudié ici est un modèle de Coulomb limité Tresca, qui est un 

modèle hybride disponible dans FORGE®. Il s’écrit sous la forme suivante : 

 𝜏 = min⁡(𝜇𝜎𝑛, 𝑚̅
𝜎0

√3
⁡) (25) 
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où 𝜎𝑛 est la pression de contact, 𝜎0 la contrainte équivalente de von Mises et 𝜏 la contrainte de 

cisaillement à vaincre pour permettre le glissement. Cette équation possède deux paramètres à 

identifier : 𝜇 pour Coulomb et 𝑚̅ pour Tresca. Dans les faits, on observe généralement un facteur 

proche de 2 entre ces deux paramètres [99]. Par conséquent, seul le paramètre 𝑚̅ servira de variable 

dans l’identification. 𝜇 sera choisi comme étant la moitié de 𝑚̅. Le frottement peut varier en fonction 

de la vitesse de déformation [81], [100], [101]. Par conséquent, deux jeux de paramètres vont être 

identifiés : un pour la presse hydraulique et un pour la presse à vis. 

Dans le test de l’anneau il faut mesurer le diamètre intérieur  de l’anneau après compression sur la 

face supérieure et inférieure de l’anneau puis en faire la moyenne. C’est la valeur de ce diamètre 

intérieur moyen qui est le plus sensible au frottement dans ce test. Comme chaque test a été répété 

trois fois, c’est la moyenne de ces trois tests qui est utilisée comme référence pour l’identification. La 

Figure 38 montre les mesures expérimentales avec les résultats de simulations pour différentes 

valeurs de frottements. Les paramètres choisis en conséquence sont donnés dans le Tableau 17. 

 

 

Figure 38 Diamètre intérieur moyen expérimental et simulé pour différentes valeurs de frottement. 

 

Tableau 17 Coefficients de frottements trouvés suite au test de l’anneau. 

 
Presse 

hydraulique (1 s-1) 
Presse à vis (10s-1) 

𝝁 0,2 0,125 

𝒎̅ 0,4 0,25 

 

Pour une modélisation plus fine du frottement, il serait à l’avenir possible d’utiliser des modèles de 

frottements plus à même de prendre en compte les effets de la vitesse et de la température comme 

dans [102]. Ici, seulement les effets de la vitesse ont été pris en compte par deux jeux de paramètres 

car la vitesse est l’effet prépondérant observé lors des tests de l’anneau. 
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2.4 Procédure expérimentale pour un test de compression 
 

Les tests préliminaires ayant permis de trouver les échanges thermiques et les coefficients de 

frottement, on peut à présent s’intéresser au test de compression proprement dit. Un test de 

compression uniaxiale se divise en différentes étapes : 

 Mesurer les dimensions initiales des lopins : la hauteur du lopin est mesurée d’après les 

recommandations de [79] en quatre points : un au centre et trois sur les côtés du cylindre. Le 

diamètre est aussi mesuré suivant quatre rayons distincts. Les positions exactes des points 

h1 à h4 pour la mesure de hauteur et les lignes d1 à d4 représentant les diamètres mesurés 

sont montrées sur la Figure 39. La mesure de hauteur et celle du diamètre finalement 

retenues pour le lopin sont obtenues en faisant la moyenne des mesures réalisées aux quatre 

points de mesure. 

 

 

Figure 39 Position des points de mesure de la hauteur (h...) et du diamètre (d…)  initial du lopin. 

 Mise au four des lopins : chaque essai est répété trois fois. On met donc trois lopins 

simultanément dans le four quand il a déjà atteint sa température de consigne. Comme le 

temps d’attente n’a pas d’importance notable sur la rhéologie de l’acier étudié dans les 

intervalles étudiés (voir Figure 30), on peut se permettre de mettre les lopins simultanément 

dans le four. Le temps d’attente est compris entre de 20 et 30 minutes pour s’assurer que 

chaque point du lopin soit à la température voulue. 

 Lubrification des tas plans : l’éventuel résidu de lubrifiant d’essais précédents est enlevé à la 

brosse métallique puis au chiffon et une nouvelle couche de lubrifiant est appliquée sur les 

tas plans supérieur et inférieur. L’acier à outil traité des outils est suffisamment dur pour ne 

pas être rayé par la brosse métallique. C’est aussi à cette étape que les capteurs de 

déplacement laser doivent être vérifiés et éventuellement nettoyés si du graphite s’est 

déposé dessus. 

 Mesure de la température des outillages : juste avant l’étape suivante, la température au 

niveau du futur contact avec le lopin des tas plans inférieur et supérieur est mesurée. L’enjeu 

de cette mesure est double. Connaître la température des tas permet d’insérer cette 

information dans les futures simulations pour une meilleure définition des échanges 

thermiques et cela permet de vérifier que le tas plan inférieur n’est pas trop chaud pour les 

capteurs montés dessus (qui ne peuvent pas supporter plus de 50°C). 

 Transfert des lopins du four à la presse : le lopin est déplacé manuellement à l’aide d’une 

pince du four à la presse. En fonction de la position du four par rapport à la presse et de 
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l’opérateur, le temps de transfert varie entre deux et six secondes. Ce temps est mesuré à 

l’aide d’un chronomètre à main. 

 Attente sur l’outillage : un fois le lopin mis en place, il faut démarrer la compression 

proprement dite. Mais avant que l’outil supérieur n’entre en contact avec le lopin, la presse 

doit être mise en mouvement et le coulisseau va parcourir une certaine distance avant le 

contact. Durant ce temps, qui peut durer de six à quinze secondes, le lopin refroidit. Ce 

temps est donc mesuré, toujours avec un chronomètre à main. 

 Démarrage de l’acquisition : l’acquisition des lasers et de la jauge d’effort est lancée avant la 

compression proprement dite. 

 Compression uniaxiale. 

 Mesure des dimensions finales des lopins : on procède de la même façon qu’au premier 

point. Les différentes mesures de hauteur permettent en outre de vérifier le parallélisme 

entre les outils inférieur et supérieur en fin de compression. Un défaut de parallélisme 

indique un problème au niveau des tas plans ou du montage de l’outillage. 

Tous les tests de compression sont répétés trois fois. Cette répétition des tests permet d’apprécier 

une éventuelle dispersion dans les courbes force/déplacement enregistrées pour trois mêmes tests. 

De plus, cela sert à gérer les aléas expérimentaux, comme une chute de lopin lors du transfert ou une 

acquisition défectueuse. La Figure 40 est un exemple des résultats obtenus pour trois essais sur la 

presse à vis et pour la presse hydraulique avec des paramètres nominaux identiques mais qui dans 

les faits subissent quelques variations aléatoires. 

 

Figure 40 Répétabilité d'essais de compression uniaxiale pour l'acier 42CrMo4. 

Dans l’exemple ci-dessus, l’essai n°1 sur la presse hydraulique s’arrête en déplacement avant les 

deux autres tests. C’est la conséquence de dimensions initiales différentes des lopins. La découpe de 

l’acier a été réalisée pour une hauteur de 60±2 mm. Pour pallier cette faible tolérance, chaque lopin 
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est mesuré après découpe et c’est la hauteur réelle (et pas celle théorique de 60 mm) qui sera 

utilisée dans les simulations sous FORGE®. 

La Figure 41 donne un exemple de répétabilité pour l’Inconel 625 (étudié dans le dernier chapitre de 

la thèse). Pour l’Inconel la découpe en hauteur des lopins en Inconel est plus précise et répétable que 

la découpe des lopins en acier. En effet, la hauteur pour les lopins en Inconel est de 50±0,1 mm. 

Ainsi, les différences entre les courbes de compression ne sont pas dues à des géométries différentes 

de lopin mais bien à des différences dans la mise en application de l’expérience. Ces différences 

peuvent venir du temps d’attente, de la température de l’outillage voire peut-être de la presse elle-

même. 

0 

Figure 41 Répétabilité des courbes force/déplacement enregistrées pour la compression sur presse à vis de lopins en Inconel 
625 à 1200°C. 

La répétabilité des résultats enregistrés est bonne considérant que l’écart maximum est inférieur à 

5% pour l’Inconel. Elle est du même ordre de grandeur que les essais sur plasto-dilatomètre dont on 

peut voir un exemple en Figure 30. Par conséquent, si une des trois courbes enregistrées s’éloigne 

drastiquement des deux autres pour une configuration donnée, elle sera considérée non valide. 

 

2.5 Conclusion 
 

Au cours de ce chapitre, il a été décidé que l’expérience qui servirait de référence pour 

l’identification paramétrique serait un test de compression uniaxiale. Un outillage de presse a donc 

été conçu et instrumenté pour pouvoir mesurer au mieux le déplacement des tas plans ainsi que les 

efforts développés pendant la frappe. Toute l’instrumentation étant dans l’outillage, une presse 

instrumentée n’est pas nécessaire pour faire les essais. Les essais sont donc facilement adaptables à 
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n’importe quelle presse industrielle. Comme le test se fait à chaud, il a aussi été déterminé que le 

four serait le moyen de chauffe utilisé afin d’avoir une température initiale de lopin homogène. Pour 

éviter l’oxydation, la chauffe se fait en atmosphère contrôlée. Comme la thermique a beaucoup 

d’importance dans la rhéologie du matériau, une expérience mesurant la température du lopin 

pendant son refroidissement a été conduite et a permis une estimation des échanges thermiques qui 

affecteront la température dans le lopin pendant l’essai de compression. Enfin, le coefficient de 

frottement entre le lopin et l’outillage a été déterminé grâce au test de l’anneau. Tous les moyens 

matériels pour faire les essais de compression ainsi que les paramètres de la simulation autre que 

ceux concernant la rhéologie ont donc été mis en place dans ce chapitre. Il a été démontré qu’on 

pouvait réaliser un essai qui permet de récupérer une courbe effort/déplacement dans un 

environnement industriel sans machine d’essais spécialisées. Il reste à faire l’optimisation 

paramétrique et à vérifier que les résultats obtenus sont comparables à ceux obtenus sur les 

machines spécialisées. Le chapitre suivant utilisera les acquis du chapitre 2 pour faire les essais et 

optimiser les paramètres rhéologiques. 
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3 Identification paramétrique et comparaison 
 

Dans ce chapitre seront présentés les essais de compression uniaxiale sur presse industrielle suivant 

la méthodologie développée au chapitre précédent. Ces essais serviront ensuite de référence pour 

identifier les paramètres de l’équation de Hensel-Spittel pour l’acier 42CrMo4. Les simulations faites 

pendant l’optimisation seront conduites sur le logiciel éléments finis FORGE®. Les paramètres de 

Hensel-Spittel identifiés seront ensuite comparés à ceux trouvés dans le premier chapitre pour le 

même matériau. Les différences entre les prédictions faites par les deux jeux de paramètres seront 

discutées. Enfin, ces deux jeux de paramètres seront comparés dans le cadre de la simulation du 

forgeage d’une pièce industrielle. 

3.1 Plan d’expériences et simulation 

3.1.1 Paramètres du plan d’expériences 

 

Seule l’équation de Hensel-Spittel (équation 9 page 22) sera utilisée dans cette partie. Or, comme 

beaucoup de modèles rhéologiques, cette équation exprime la contrainte d’écoulement en fonction 

de la déformation, la vitesse de déformation et la température. Il faut donc faire varier ces trois 

paramètres dans le plan d’expériences. 

La variation de déformation est obtenue lors de la compression. Le but sera ici de compresser 

suffisamment les lopins pour atteindre des déformations d’au moins 1 pour les comparer aux tests 

réalisés sur machine spéciale Gleeble. 

La vitesse de déformation est en lien direct avec la vitesse de déplacement du coulisseau. La 

plateforme Vulcain où sont faits les essais est équipée de deux presses qui ont des vitesses de 

coulisseau différentes. Il est donc possible de changer la vitesse de déformation en changeant de 

presse. Le coulisseau de la presse hydraulique descend à une vitesse constante de 30 mm/s. Comme 

la vitesse reste constante, la vitesse de déformation va varier au cours de la compression jusqu’à un 

maximum dont l’ordre de grandeur est inférieur à 10 s-1, d’après des simulations par éléments finis. 

La presse à vis, qui travaille par choc, n’a pas une vitesse constante. Elle commence la compression 

avec une forte vitesse initiale puis va ralentir au fur et à mesure que son énergie cinétique est 

consommée par la déformation. La vitesse de déformation ne sera pas constante au cours du temps 

mais pourra atteindre des valeurs comprises entre 10 s-1 et 20 s-1. Finalement, des lopins testés sur la 

presse à vis et sur la presse hydraulique subiront des vitesses de déformation allant de 0,1s-1 à 10s-1. 

La température peut être changée en réglant la température du four. Comme un gradient thermique 

important sera présent dans la pièce dès lors que la pièce sera sortie du four, une seule température 

de chauffe va faire intervenir plusieurs températures de déformation. On peut donc espérer que 

même un faible nombre de températures de chauffe puisse donner beaucoup d’informations sur 

l’influence de la température. 

Considérant les points susmentionnés, le plan d’expériences retenu est présenté ci-dessous dans le 

Tableau 18. Les courbes expérimentales obtenues sont sur la Figure 42. 
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Tableau 18 Plan d’expériences retenu pour identifier la rhéologie de l’acier 42CrMo4. 

Température four Vitesse de déformation 

 
Presse hydraulique 

(1 s-1) 
Presse à vis (10s-1) 

950°C X X 

1100°C X X 

1200°C X X 

 

 

Figure 42 Courbes expérimentales des essais de compression uniaxiale sur l'acier 42CrMo4. 

3.1.2 Simulation des essais de compression 

 

Sur machines spécialisées, la température est supposée constante dans tout le lopin et est asservie 

de telle sorte qu’elle reste constante durant toute la durée de l’essai. La vitesse de compression est 

aussi réglée pour avoir une vitesse de déformation constante. Dans ce contexte, il est raisonnable 

d’utiliser une méthode analytique pour calculer la déformation et la contrainte dans le lopin. Voilà 

pourquoi, dans le chapitre 1, c’est la méthode des tranches qui a été utilisée pour transformer les 

courbes d’effort et de déplacement enregistrées en courbes de contrainte et de déformation.  Mais 

dans le cas des presses industrielles, la température n’est pas homogène dans la pièce au cours du 

forgeage et change au cours de la déformation. De plus, la vitesse de la presse ne peut pas être 

réglée pour avoir une vitesse de déformation constante dans le lopin. Voilà pourquoi il serait 

malavisé d’utiliser une méthode analytique. 

La méthode des éléments finis permet de prendre en compte les variations de paramètres à chaque 

pas de calcul. Elle est donc particulièrement conseillée pour les essais réalisés sur presses 

industrielles. On met comme données d’entrée de la simulation le déplacement de l’outil supérieur 

mesuré par laser (le choix du capteur laser est discuté dans la partie 2.2.1). Ce déplacement est 

cependant tronqué à la valeur de 36 mm, qui est la valeur de déplacement finale minimale 
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enregistrée sur l’ensemble des essais (obtenus sur la frappe de la presse à vis à 950°C). Le lopin d’une 

hauteur initiale de 60 mm finira avec une hauteur finale de lopin de 24 mm. De cette manière, tous 

les essais auront sensiblement les mêmes valeurs de déformation finales. Le coefficient de 

frottement est celui déterminé par le test de l’anneau dans les mêmes conditions expérimentales 

(voir 2.3.2.2) et le coefficient d’échange thermique est donné par les essais de refroidissement (voir 

2.3.1.3). L’algorithme d’identification fait alors varier les paramètres du modèle rhéologique choisi et 

compare la force résultante calculée à la force mesurée par le capteur SCAIME. La méthodologie est 

ici conforme à celle décrite à la partie 1.1.3. 

Les simulations par éléments finis sont faites avec le logiciel FORGE® NxT 1.1. Comme les lopins sont 

cylindriques, la propriété de symétrie de révolution est utilisée pour faire une simulation en 2D et 

réduire ainsi le temps de calcul. La taille de maille est celle d’un maillage fin préconisé par FORGE® 

pour les dimensions des lopins utilisés, à savoir 1,47 mm. On peut vérifier que le maillage a convergé 

grâce à la Figure 43 qui montre une absence de changement dans les courbes d’efforts en fonction 

du déplacement simulé si on affine la taille de maille.  

 Il faut que la taille de maille soit fine car les optimisations se feront sans remaillage. Dans le cadre 

d’une optimisation sur 1200 simulations par éléments finis (voir partie 3.1.3), le temps de calcul est 

important. Il faut éviter que l’algorithme ne passe trop de temps à faire des calculs inutiles. Or, dans 

une optimisation avec un algorithme génétique (voir partie 1.1.4.2), un certain nombre de jeux de 

paramètres testés vont mener à des solutions irréalistes qui vont mettre à mal les simulations. Si le 

remaillage est activé, le logiciel va tenter pendant un long moment de réparer le maillage, sans 

succès. Si ce dernier est désactivé, ces simulations mal choisies mèneront rapidement à l’échec et 

permettront à l’algorithme de tester de nouvelles solutions. Précisons que dans le cas des 

simulations de compression uniaxiale où la déformation n’est pas très importante (le déplacement 

de l’outil est limité à 36 mm, voir paragraphe précédent), on peut se passer du remaillage sans 

influences majeures sur les courbes force/déplacement comme l’illustre la Figure 43. La Figure 44 

quant à elle montre le maillage du lopin avant et après la simulation de compression. 
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Figure 43 Influence du remaillage et de la taille de maille sur la courbe force/déplacement simulée sur la presse hydraulique 
à 1100°C avec les paramètres issues de l’optimisation faite sur la plateforme Vulcain donnés dans le Tableau 19. 

 

 

Figure 44 Maillage du lopin avant et après compression. 

 

Le tableau suivant résume les paramètres choisis pour les simulations de l’identification 
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0

50

100

150

200

250

300

350

400

450

0 10 20 30 40

Fo
rc

e
 (

kN
) 

Déplacement (mm) 

Sans
remaillage

Avec
remaillage

0

50

100

150

200

250

300

350

400

450

0 10 20 30 40

Fo
rc

e
 (

kN
) 

Déplacement (mm) 

Taille de
maille 1,47

Taille de
maille 0,7



 

69 

Tableau 19 Paramètres FORGE® des compressions uniaxiales sur l'acier 42CrMo4. 

 refroidissement à l'air refroidissement sur 
tas plan 

compression 

simulation 2D/3D 2D 2D 2D 

remaillage Non Non Non 

taille de maille 1,47 1,47 1,47 

type de presse Attente Attente Définie par l'utilisateur 
déplacement mesuré 

par laser 

loi rhéologique Pas de déformation Pas de déformation Hensel-Spittel 9 
paramètres 

paramètres 
thermiques 

Identifiés en 2.3.1.3 Identifiés en 2.3.1.3 Identifiés en 2.3.1.3 

paramètres 
frottements 

Pas de frottements Pas de frottements Identifiés en 2.3.2.2 

 

3.1.3 Utilisation d’algorithme génétique avec métamodèle de krigeage 

 

FORGE® possède un module d’optimisation intégré. Il permet de faire de nombreuses optimisations, 

dont l’identification paramétrique de modèles rhéologiques [103]. L’algorithme utilisé est un 

algorithme génétique combiné avec un métamodèle de krigeage. Le métamodèle permet d’accélérer 

le processus d’optimisation. 

Le principe d’un métamodèle consiste à remplacer certaines évaluations directes d’individus par 

l’évaluation d’un modèle simplifié (le métamodèle) du problème à résoudre. Pour que le 

métamodèle soit pertinent par rapport au problème considéré, il doit être construit sur la base des 

individus déjà évalués. Dans le cas d’un algorithme génétique tel que celui de FORGE®, le méta-

modèle n’intervient qu’après l’évaluation de la première génération d’individus (qui eux sont choisis 

au hasard ou par l’utilisateur). Le métamodèle ainsi créé donne une première approximation de la 

fonction-coût pour un grand nombre d’individus, ce qui permet à l’algorithme de parcourir très 

rapidement l’espace des solutions et enfin de choisir judicieusement les individus de la nouvelle 

génération en se basant sur les résultats du métamodèle. Après chaque génération, les évaluations 

des nouveaux individus sont utilisées par le métamodèle pour s’améliorer et fournir des estimations 

de meilleure qualité.  Un schéma de principe de l’algorithme est proposé en Figure 45. 
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Figure 45 Schéma de principe du métamodèle. 

Le métamodèle de krigeage, originellement développé par D. Krige dans les années 50 [104] puis 

formalisé mathématiquement dans les années 60 par G. Matheron [105], donne non seulement une 

approximation de la solution mais aussi une estimation de l’erreur sur l’approximation. Les points 

évalués complètement par FORGE® ont bien entendu une erreur nulle. Le fait d’avoir une estimation 

de l’erreur permet de choisir des nouveaux individus dans une optique d’exploitation et 

d’exploration. L’exploitation consiste à choisir des nouveaux individus dans des zones de l’espace des 

solutions où la confiance du métamodèle est grande et où la fonction-coût est basse pour trouver un 

minimum. L’exploration consiste à choisir les individus dans des zones où la confiance est faible pour 

améliorer la prédiction du métamodèle et peut-être trouver une grande amélioration dans la 

fonction-coût. Ceci afin d’éviter de converger vers un minimum local. La Figure 46 illustre la sélection 

d’individus grâce au métamodèle de krigeage. 

 

Figure 46 Sélection d'un individu grâce au métamodèle de krigeage. Source : documentation FORGE®. 
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En évaluant dans chaque génération des points dans les zones d’exploration et d’exploitation, on 

arrive à un compromis entre la découverte de nouveaux minimas locaux et l’exploitation des 

minimas déjà trouvés. 

Cependant, cette méthode reste bien plus lente que la méthode analytique utilisée avec les essais 

Gleeble car il faut tout de même faire des calculs éléments finis. Aussi, pour aider l’algorithme de 

FORGE® à trouver un minimum, il a été demandé à l’algorithme de tester sur la première génération 

les meilleurs jeux de paramètres trouvés avec les essais Gleeble ainsi que le jeu de paramètre de la 

base de données de FORGE®. Ainsi, l’algorithme de FORGE® est déjà orienté vers un choix de solution 

raisonnable qu’il n’aura plus qu’à améliorer. Dans le cas contraire, il faudrait tester de très 

nombreuses combinaisons de paramètres possibles pour l’équation de Hensel-Spittel à 10 

paramètres avant de converger vers une solution satisfaisante. 

3.1.4 Résultat de l’identification paramétrique sur la plateforme Vulcain 

 

L’algorithme génétique a été réglé pour faire 20 individus par générations sur 10 générations, qui est 

ce que suggère FORGE® pour une identification paramétrique à 10 paramètres.  Chaque individu est 

un enchaînement des six courbes à simuler issues du Tableau 18, ce qui donne un total de 1200 

simulations par éléments finis. Sur la première génération, une simulation teste les paramètres de la 

base de données de FORGE® pour l’acier 42CrMo4 et une autre teste les paramètres trouvés par 

l’optimisation analytique réalisée à partir des essais sur machines Gleeble. Ceci dans le but de 

proposer à l’algorithme des solutions convenables pour orienter la recherche. 

Les paramètres trouvés à la fin de l’optimisation sont dans le Tableau 21 de la section 3.1.5. Le 

Tableau 20 montre les courbes simulées en parallèle des courbes expérimentales. A l’exception de la 

courbe à 1100°C sur la presse hydraulique, les écarts entre simulation et expérience ne dépassent 

pas les 30%, que l’on observe à la fin de la courbe à 1250°C de la presse hydraulique. L’écart moyen, 

en comptant toutes les courbes, atteint 8%. C’est un résultat convenable qui rassure quant à la 

pertinence de l’identification paramétrique sur presse industrielle. 

En plus de ces courbes, 60 points du lopin (dont la localisation est donnée en Figure 47 ont été suivis 

pendant la simulation, ce qui permet de tracer la température et la vitesse de déformation vue par 

tous ces points en fonction de la déformation à chaque étape de la simulation. Ces nuages de points 

sont disponibles en Figure 48 et Figure 49. 
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Tableau 20 Comparaison entre les courbes force/déplacement mesurées expérimentalement et celles obtenues par 
simulation numérique après identification paramétrique.

 

 

 

Figure 47 Position des points suivis pendant la simulation de compression uniaxiale. 
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Figure 48 Distribution de la température en fonction de la déformation aux différents points du lopin simulé dont les 
emplacements sont donnés en Figure 47 avec mise en évidence qu’une zone froide peut subir de grande déformation. 
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Figure 49 Distribution de la vitesse de déformation en fonction de la déformation aux différents points du lopin simulés 
donnés en Figure 47. 

La Figure 48 nous montre que plus un point est chaud, plus il a de chance d’atteindre de grandes 

déformations, à quelques exceptions près. La déformation d’un lopin cylindrique va induire une zone 

de forte déformation sur les arêtes du lopin, même si ces dernières sont froides. Il est cohérent que 

les zones les plus chaudes se déforment plus car, d’après le modèle rhéologique utilisé, plus l’acier 

est chaud, plus la contrainte d’écoulement est faible. La Figure 49 montre que l’utilisation de la 

presse à vis permet bien d’atteindre des vitesses de déformation plus élevées que la presse 

hydraulique (jusqu’à 10 fois plus). On observe aussi que de manière générale, les lopins se déformant 

le plus vite sont aussi ceux qui subissent le plus de déformation. Cependant, le modèle rhéologique 

prévoit une contrainte d’écoulement plus importante en cas de grande vitesse de déformation. Cela 

s’explique vraisemblablement par l’effet de la température : les points les plus chauds se déforment 

plus, donc leur vitesse de déformation est plus grande. La température aurait sans doute plus 

d’importance que la vitesse dans la contrainte d’écoulement pour la presse hydraulique. Sur la 

presse à vis, où la vitesse est plus élevée, l’effet de la vitesse se fait sans doute plus sentir car les 

points les plus déformés ne sont pas ceux subissant la plus grande vitesse de déformation. 

3.1.5 Comparaison des modèles identifiés sur plateforme Vulcain et machine d’essai 

Gleeble 

 

Il est intéressant de comparer le résultat de l’identification faite sur la plateforme Vulcain (qui sera 

appelée par la suite « optimisation Vulcain ») à une identification obtenue à partir d’essais sur 

machine Gleeble. Pour pouvoir comparer les deux, une identification paramétrique des dix 

paramètres de l’équation de Hensel-Spittel a été faite à partir des données issues des tests réalisés 

sur machine Gleeble pour des températures et des vitesses de déformation semblables à celles 
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obtenues sur la plateforme Vulcain. Les paramètres trouvés pour les deux identifications, en plus de 

ceux trouvés dans la base de données de FORGE®, sont présentés dans le Tableau 21. Dans le 

Tableau 22 on peut voir les courbes contrainte/déformation obtenues par les deux jeux de 

paramètres précédents avec la courbe prévue par la base de données de FORGE® et la contrainte 

expérimentale mesurée sur Gleeble. 

 

Tableau 21 Paramètres de l’équation de Hensel-Spittel obtenus après identification paramétrique sur les essais Gleeble et 
Vulcain. 

Paramètres 𝑨 𝒎𝟏 𝒎𝟐 𝒎𝟑 𝒎𝟒 𝒎𝟓 𝒎𝟕 𝒎𝟖 𝒎𝟗 𝜺𝟎  

Gleeble 260 
MPa 

-0,0036 -1,08 0,063 -0,29 0,00008 0,87 0,00007 0,34 0,13 

Vulcain 1857 
MPa 

-0,0025 -0,24 0,157 -0,06 0,00059 -0,037 0,00002 -0,069 0,033 

Base de 
données 

1872 
MPa 

-0,0029 -0,11 0,144 -0,05 0 0 0 0  
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Tableau 22 Comparaison entre les courbes contrainte/déformation expérimentales Gleeble et les courbes calculées à partir 
des jeux de paramètres issues de la base de donnée de FORGE®, des essais Gleeble et des essais Vulcain. 
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La première chose qui apparaît à la lecture de ce tableau est que tous les jeux de paramètres 

prédisent des valeurs de contraintes du même ordre de grandeur. Deuxièmement, on remarque que 

c’est le jeu de paramètres « Gleeble » qui est le plus proche des résultats expérimentaux. C’est 

rassurant compte tenu que les paramètres Gleeble ont été optimisés dans le but de correspondre à 

ces mesures expérimentales. Troisièmement, l’optimisation Vulcain propose des valeurs de 

contraintes bien différentes de celles données en utilisant les paramètres de la base de données. 

Cependant, l’optimisation Vulcain est aussi éloignée des expériences sur la machine Gleeble que des 

simulations menées avec les paramètres matériaux de la base de données. 

Enfin, les écarts entre l’optimisation sur presse industrielle et l’expérimental augmentent pour les 

températures les plus hautes et les plus basses du plan d’expériences. Ce phénomène est 

symptomatique d’une sensibilité à la température mal estimée. Si elle est mal estimée, c’est soit 

parce que l’algorithme n’a pas trouvé une solution correcte, soit parce que les données 

expérimentales ne permettent pas de mettre en évidence la sensibilité à la température ou soit 

parce que la thermique est mal modélisée dans la simulation. Si la première proposition est la bonne, 

il est possible de relancer l’optimisation en testant toujours plus de possibilités. A la lecture du 

Tableau 20, il ne semble pas que l’effet de la température soit mal pris en compte par le résultat de 

l’optimisation. Si c’est la seconde proposition qui est vraie, on pourrait argumenter que la 

température à 800°C n’est pas prise en compte car c’est la température « froide » qui n’est 

rencontrée que ponctuellement sur le lopin, ce seront les zones les plus chaudes qui se déformeront 

préférentiellement et donc les zones à 800°C très peu déformées n’impacteront pas l’identification 

qui a besoin d’une déformation. Les zones à 1200°C sont quant à elles très rares dans les simulations 

car, même si les pièces étaient à 1250°C dans le four initialement, le refroidissement est tel que la 

température de forgeage est plus proche de 1150°C. Par conséquent, la température de 1200°C est 

mal prise en compte dans l’expérience. Si la troisième proposition est vraie, il faudrait retravailler la 

partie 2.3.1 pour corriger le problème. En refaisant une optimisation sur les échanges thermiques 

avec des nouvelles données expérimentales par exemple. Ces hypothèses n’ont pas pu être vérifiées 

dans cette thèse mais j’estime qu’il faudrait avant tout travailler sur la troisième proposition. 

 

3.2 Validation sur une pièce industrielle 
 

Cette partie cherche à regarder la prédiction d’une mise en forme de pièce à caractère industriel en 

utilisant des jeux de paramètres différents et en les comparant à l’expérimental. Par rapport à ce qui 

a été fait avant, il ne s’agit plus d’une simple compression unaxiale mais une mise en forme qui 

soumet le lopin à des chargements de nature complexe dans un outillage d’estampage. Cela permet 

de porter un nouveau regard sur la distinction entre les paramètres trouvés avec une machine 

Gleeble et ceux obtenus par la plateforme Vulcain. 

La pièce étudiée est une roulette montrée en Figure 50. Elle sera réalisée en 42CrMo4, de la même 

coulée que celle étudiée pour l’identification paramétrique des chapitres précédents. La presse 

utilisée est la presse hydraulique de la plateforme Vulcain. La pièce est chauffée au four de la même 

manière que lors des compressions uniaxiales et c’est aussi le même lubrifiant qui est utilisé. Le 
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forgeage est fait pour les températures de four de 1250°C, 1100°C et 950°C. Tous les tests sont 

répétés trois fois. Les courbes force/déplacement qui en sont issues sont montrées en Figure 51. 

Comme les lopins peuvent avoir quelques millimètres d’écarts en hauteur initiale, toutes les courbes 

ont été calées les unes aux autres de telle sorte que leur fin de course soit la même. Au regard de ces 

courbes, on peut souligner une bonne répétabilité malgré le transfert manuel des lopins. 

 

 

Figure 50 Pièce industrielle forgée (en haut), sa simulation MEF (en bas) et ses dimensions principales (à droite). 

 

Figure 51 Répétabilités sur l'enregistrement des courbes force/déplacement du forgeage de la pièce industrielle. 

L’outillage de la roulette n’étant pas adapté pour le montage du capteur d’effort SCAIME ou des 

lasers, ce sont les capteurs d’effort et de déplacement de la presse hydraulique qui seront utilisés. 
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Comme on peut le voir en Figure 24 du paragraphe 2.2.2, il y a peu de différences entre la mesure 

d’effort sur le capteur de la presse hydraulique et celle du capteur d’effort SCAIME. 

La simulation du forgeage de la roulette pour chaque température est faite sous FORGE®. Il est 

important pour la suite de garder à l’esprit que les paramètres trouvés par les essais Gleeble ont été 

trouvés grâce à des simulations utilisant la méthode des tranches et une température supposée 

constante (contrairement aux paramètres trouvés avec les essais Vulcain). On pourra donc s’attendre 

à ce que le changement de méthode de calcul ait un impact sur les résultats. Les paramètres de ces 

simulations sont présentés dans le Tableau 23. Le déplacement de la presse en fonction du temps est 

fixé à une vitesse constante de 30 mm/s, qui est la vitesse que l’on mesure sur la presse hydraulique. 

Le temps de transfert et le temps d’attente sur l’outil inférieur sont mesurés pour être intégrés à la 

simulation afin d’avoir la meilleure description possible du gradient thermique dans le lopin avant la 

compression. Plusieurs jeux de paramètres ont été testés : celui trouvé avec les expériences Gleeble, 

celui issu des expériences sur la plateforme Vulcain et celui de la base de données de FORGE®. La 

Figure 52 montre les courbes force/déplacement résultantes des simulations superposées avec les 

données expérimentales. 

Tableau 23 Paramètres FORGE® des forgeages de pièces industrielles. 

 refroidissement à l'air refroidissement sur 
tas plan 

Compression 

simulation 2D/3D 3D 3D 3D 

remaillage Oui Oui Oui 

taille de maille 3,14 3,14 3,14 

type de presse Attente Attente Vitesse constante 
30mm/s 

Arrêt sur force > 150T 

loi rhéologique Pas de déformation Pas de déformation Hensel-Spittel 9 
paramètres 

paramètres 
thermiques 

Identifiés en 2.3.1.3 Identifiés en 2.3.1.3 Identifiés en 2.3.1.3 

paramètres 
frottements 

Pas de frottements Pas de frottements Identifiés en 2.3.2.2 
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Figure 52 Comparaison des courbes force/déplacement expérimentales et simulées lors du forgeage de la pièce industrielle. 

Au regard de la Figure 52, les trois jeux de paramètres mènent à résultats simulés proches des 

mesures. Les paramètres de simulation sont donc satisfaisants. Deuxièmement, c’est les paramètres 

Vulcain qui donnent les résultats les plus proches de la réalité, l’optimisation a donc bien aidé à 

améliorer la simulation. Enfin, en moyenne, il n’y a que peu de différences entre les simulations 

Gleeble et Vulcain. 

Ce dernier constat diffère des conclusions de la partie 3.1.5 où c’était l’optimisation Gleeble la plus 

proche de l’expérimental de manière très nette par rapport à l’optimisation Vulcain. Une explication 

peut être proposée pour comprendre ces différences. Il y a deux différences majeures entre le 

Tableau 22 et la Figure 52 : premièrement, les données expérimentales qui servent pour la 

comparaison sont issues pour le premier d’essais réalisés sur Gleeble alors qu’elles viennent des 

capteurs de la presse hydraulique pour la seconde. Deuxièmement, les résultats simulés sont 

obtenus par un calcul analytique en contrainte/déformation pour le Tableau 22 quand c’est une 

courbe de force/déplacement qui est calculée par simulation éléments finis sur la Figure 52, avec 

intervention de frottements et d’échanges thermiques. La simulation par éléments finis fait 

intervenir de nombreux paramètres en plus de ceux du modèle rhéologique. Certains de ces 

paramètres peuvent être plus ou moins éloignés de la réalité. Ceci peut être dû à des erreurs dans 

l’identification des paramètres ou dans l’estimation de ceux qui n’ont pas fait l’objet d’identification. 

Tous ces choix faits sur la simulation éléments finis de la compression uniaxiale sont reportés sur la 

simulation éléments finis du forgeage de la roulette. Mais l’optimisation Vulcain conduit tout de 

même à une assez bonne adéquation entre la mesure et la simulation en termes d’efforts 

développés. C’est sans doute parce que les paramètres rhéologiques trouvés par l’optimisation 
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Vulcain compensent les écarts commis dans le reste de la simulation. En somme, si on considère par 

exemple que le rayonnement du lopin est surestimé dans la simulation, les paramètres de l’équation 

Hensel-Spittel trouvés ne sont pas représentatifs de l’acier 42CrMo4 mais sont représentatifs de 

l’acier 42CrMo4 avec un rayonnement surestimé. Du moment que l’on surestime le rayonnement 

dans les simulations de pièce industrielle par la suite, ce modèle pourrait peut-être mieux 

fonctionner. Par contre, dès lors qu’on se retrouve dans une situation où le rayonnement sera 

correctement pris en compte, le modèle sera moins bon. A l’inverse, en restant dans notre exemple 

du rayonnement surestimé, si on utilise un jeu de paramètres qui décrit bien le matériau sans aucun 

rapport avec le rayonnement comme il se doit, il donnera un résultat final de simulation final moins 

bon car l’erreur du rayonnement n’est pas compensée.  

On peut estimer que les paramètres « Gleeble » sont les meilleurs dans l’absolu pour décrire une loi 

rhéologique mais que les paramètres Vulcain sont les plus adaptés pour réaliser une simulation de 

pièce industrielle sur le logiciel FORGE® lorsque les paramètres rhéologiques sont identifiés à partir 

d’essais de références réalisés avec les mêmes moyens. Bien que dans notre cas, on suppose les 

essais Gleeble comme les meilleurs, il ne faut pas oublier qu’ils sont eux aussi entachés d’erreurs. A 

titre d’exemple, le modèle de frottement utilisé n’est pas meilleur pour les essais Gleeble que pour 

les essais Vulcain, et ses paramètres n’ont été qu’estimés. Concernant la température, on a estimé la 

température Gleeble comme homogène dans le lopin et égale à la température d’un thermocouple 

fixé à la surface dudit lopin. Or, il existe tout de même des gradients thermiques (moindres que sur 

Vulcain) que certains essayent de prendre en compte [106]. Il reste très difficile d’obtenir des 

paramètres rhéologiques purs, non entachés d’erreurs. 

 

3.3 Conclusion 
 

Dans l’optique de simuler la mise en forme d’une pièce industrielle, il semble dommage de ne pas 
tester ce que propose les bases de données. Ces bases de données ne correspondent pas forcément 
exactement au matériau étudié (parce qu’issue d’une coulée différente ou qu’il a une histoire 
thermomécanique différente) mais sont censées rester assez proches. Si un trop grand écart est 
constaté, ou si le matériau n’est juste pas disponible en base de données, il faut mener une 
identification paramétrique.  Utiliser les presses qui seront plus tard utilisées dans la production pour 
l’identification paramétrique donnera de bons résultats dans les futures simulations car 
l’environnement de travail est alors pris en compte. L’identification sur presse ne peut qu’améliorer 
les données des bases de données. Il reste cependant dangereux d’utiliser les jeux de paramètres 
trouvés par la dernière méthode dans des situations différentes que celle de l’identification, sauf si 
des améliorations sont faites dans le futur, notamment en améliorant la prise en compte de la 
thermique avec une campagne d’essais thermiques plus fournie. Pour obtenir la rhéologie du 
matériau utilisable dans toutes les situations, il faut utiliser des machines spécialisées (qui sont 
justement construites dans ce but). 
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4 Inconel 625 : identification d’un modèle rhéologique et d’un 

modèle de microstructure 
 

Le but de cette partie est de faire une identification paramétrique à partir d’essais de compression 

sur presses industrielles pour un second matériau, pour lequel aucun jeu de paramètres n’est 

disponible dans la base de données du logiciel FORGE®. Il est possible de faire de l’identification 

paramétrique sur autre chose que des modèles rhéologiques. Un autre objectif de ce chapitre sera 

d’identifier un modèle de microstructure capable de prédire la taille de grain moyenne. Le matériau 

choisi pour cela est un Inconel 625, dont la composition chimique est donnée dans le Tableau 24. 

L’Inconel 625 est un alliage composé majoritairement de nickel et de chrome et est souvent utilisé 

pour ses excellentes propriétés mécaniques et sa résistance à la corrosion, même à haute 

température [107]–[109]. On le retrouve ainsi dans des secteurs tel que l’aéronautique, le nucléaire, 

la pétrochimie ou encore la marine [110]. La microstructure d’un métal influe sur les propriétés de ce 

dernier. Être capable de garantir une taille de grain minimale est nécessaire pour éviter que certaines 

pièces soient ne considérées comme non conformes. Les outils de simulation peuvent donc aider à 

mettre au point la production si la prédiction est suffisamment bonne. Une identification 

paramétrique du modèle de microstructure permettrait certainement d’améliorer les prédictions par 

éléments finis. Cet Inconel a été laminé à chaud puis recuit.  

Tableau 24 Composition chimique de l’Inconel 625. 

Élément Ni Cr Mo Fe Si Ti Al Ta C P Co 

Concentration (%m) 60,61 22,38 8,35 3,89 0,46 0,24 0,17 0,029 0,015 0,015 0,011 

 

4.1 Rhéologie de l’inconel 
 

Les expériences qui serviront à calibrer le modèle de microstructure sont faites avec les mêmes 

moyens expérimentaux que ceux décrits au chapitre 2 et utilisés pour l’acier 42CrMo4. Cela veut dire 

que les mêmes problématiques liées à la thermique et la vitesse de déformation sont présentes. 

Comme l’évolution de la microstructure va être influencée, entre autres, par la thermique et la 

vitesse de déformation, il n’y aura vraisemblablement pas une taille de grains homogène dans le 

lopin après forgeage. Il faut donc être capable de prédire l’évolution de la déformation, de la vitesse 

de déformation et de la température en tous points du lopin. Pour cela, il faut un modèle 

rhéologique fiable de l’Inconel 625. 

L’équation de Hensel-Spittel à 10 paramètres sera utilisée pour simuler la rhéologie de l’Inconel 

parce que ce modèle possède une grande flexibilité quand il s’agit d’identification paramétrique. Il a 

de plus montré d’assez bons résultats au chapitre précédent. Le plan d’expériences utilisé pour 

l’identification paramétrique est présenté dans le Tableau 25. Comme pour l’acier, tous les tests sont 

répétés trois fois. Les courbes force/déplacement retenues pour servir de référence à l’identification 

paramétrique sont tracées en Figure 53.  
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Tableau 25 Plan d’expériences retenu pour identifier la rhéologie de l’Inconel 625. 

Température four Vitesse de déformation 

 
Presse hydraulique 

(1 s-1) 
Presse à vis (10s-1) 

950°C X X 

1000°C X X 

1100°C X X 

1150°C X X 

1200°C X X 

 

 

Figure 53 Courbes expérimentales des essais de compressions uniaxiales sur l'Inconel 625. 

D’après l’ASM Handbook [111], l’Inconel 625 est travaillé pour une température de four entre 1000°C 

et 1175°C. Cet Inconel n’est généralement pas travaillé avec une température de four de 1200°C ou 

950°C. On aurait une trop grosse croissance de grains à 1200°C et il devient difficile de déformer 

l’Inconel à 950°C. Ces températures font tout de même partie du plan d’expériences pour pouvoir 

élargir la prédictibilité du modèle à une plage de températures qui pourrait, malgré tout, être 

rencontrée ponctuellement. Les températures de chauffe du plan d’expériences sont plus resserrées 

que pour l’acier car la plage de températures usuelles de forgeage de l’Inconel 625 est plus restreinte 

que pour l’acier. De plus, cela permet de limiter les interpolations à faire sur les propriétés de 

l’Inconel en caractérisant finement l’ensemble de la plage de travail. 

L’identification paramétrique se fait de la même manière qu’en section 2 sur l’acier 42CrMo4. On 

simule par éléments finis la compression avec FORGE® et on utilise l’algorithme évolutionnaire de 

FORGE® pour faire de l’optimisation en comparant les courbes force/déplacement expérimentales et 

simulées. La force et le déplacement expérimentaux sont respectivement obtenus grâce au capteur 

0

100

200

300

400

500

600

0 5 10 15 20 25 30

Ef
fo

rt
 (

kN
) 

Déplacement (mm) 

1200°C vis

1150°C vis

1100°C vis

1000°C vis

950°C vis

1200°C hydraulique

1150°C hydraulique

1100°C hydraulique

950°C hydraulique



 

84 

SCAIME et les 3 capteurs laser utilisés au chapitre précédent. Les dimensions nominales des lopins 

sont de 25 mm de diamètre et 50 mm de hauteur. Une photographie d’un des lopins est disponible 

en Figure 54. 

 

Figure 54 Photographie d'un lopin en inconel 625 avant refoulement. 

Les frottements n’ont pas été déterminés préalablement par un test tribologique. Les coefficients de 

frottement du modèle de Coulomb limité Tresca ont été choisis à partir de la base de données de 

FORGE®, qui préconise 𝜇 = 0,3 pour Coulomb et 𝑚̅ = 0,15 pour Tresca pour une lubrification au 

graphite. Pour la thermique, un jeu de paramètres a été obtenu de la même manière que pour l’acier 

dans la partie 2.3.1.3. Les températures ont été enregistrées par des thermocouples lors du 

refroidissement d’un lopin. Une optimisation paramétrique a permis de rapprocher ces mesures de 

thermocouples, aux courbes simulées. Les valeurs trouvées sont dans le Tableau 28 et les courbes de 

températures simulées et mesurées sont en Figure 55. 

 

Figure 55 Comparaison entre la température mesurée en surface du lopin en Inconel 625 pendant son refroidissement. 
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Tout comme les simulations sur le 42CrMo4, les simulations de l’Inconel sont faites sous FORGE®. La 

course de la presse est tronquée à 30 mm. La taille de maille est de 0,6 mm. Cette taille de maille est 

plus fine que ce que préconise FORGE® pour un maillage fin. Si la taille de maille est choisie aussi 

fine, c’est parce que cela diminue les chances que la simulation s’arrête. l’Inconel se durcit très 

fortement quand la température descend en-dessous de 1000°C [112]. Cette sensibilité à la 

température fait qu’il existe de très fortes hétérogénéités de déformation, qui peuvent même 

aboutir à des replis de la pièce sur elle-même. Ceci est difficile à simuler sans heurt pour une 

simulation avec une grande taille de maille sans aucun remaillage, d’où un choix de taille de maille 

fine. Le Tableau 26 récapitule les paramètres entrés dans FORGE® pour ces simulations. 

Tableau 26 Paramètres FORGE® des compressions uniaxiales sur l'Inconel 625. 

 refroidissement à l'air refroidissement sur 
tas plan 

Compression 

simulation 2D/3D 2D 2D 2D 

remaillage Non Non Non 

taille de maille 0,6 0,6 0,6 

type de presse Attente Attente Définie par l'utilisateur 
: déplacement mesuré 

par laser 

loi rhéologique Pas de déformation Pas de déformation Hensel-Spittel 10 
paramètres 

paramètres 
thermiques 

Identifiés dans cette 
partie 

Identifiés dans cette 
partie (Tableau 28) 

Identifiés dans cette 
partie (Tableau 28) 

paramètres 
frottements 

Pas de frottements Pas de frottements Base de données 
FORGE® 

 

Précisons enfin qu’il n’y avait pas de paramètres disponibles dans la base de données de FORGE® 

pour la rhéologie de l’Inconel 625. En conséquence de quoi, l’initialisation de l’identification 

paramétrique a été faite avec le jeu de paramètres de la base de données de FORGE® pour l’Inconel 

718, qui est le matériau considéré le plus proche disponible dans la base de données. 

Les courbes force/déplacement obtenues au terme de l’identification paramétrique sont montrées 

dans le Tableau 27. La courbe à 1000°C sur presse hydraulique, bien que faisant partie du plan 

d’expériences, n’a pas été utilisée dans l’optimisation car elle avait une contrainte plus élevée que la 

courbe à 950°C. Comme ni un oubli de lubrifiant, ni un temps d’attente plus long sur les outils n’a été 

enregistré pour cet essai, la cause cet écart non prévu entre la courbe à 1000°C et celle à 950°C reste 

inconnue. Pour éviter que cette courbe ne perturbe l’identification paramétrique globale, elle a donc 

été supprimée. Les paramètres trouvés pour l’équation de Hensel-Spittel sont dans le Tableau 28. 
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Tableau 27 Courbes force/déplacement issues de la compression de l’Inconel 625 expérimentales (en bleu) et simulées après 
identification paramétrique (en rouge) avec les paramètres thermiques déterminés par identification paramétrique. 
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Cette identification a mené à une correspondance entre simulation et mesure sur les courbes 

force/déplacement de bien moindre qualité que ce qui avait pu être obtenu sur l’acier 42CrMo4. De 

plus, la forme finale des lopins simulés ne correspondait pas à la forme réelle du lopin après 

compression. En particulier, la forme anormale du lopin peut faire penser que les effets thermiques 

sont mal pris en compte. On peut supposer d’après la forme du lopin que le bas du lopin simulé était 

trop chaud et s’est trop déformé ce qui a empêché d’obtenir la forme particulière du lopin réel. 

 

Figure 56 Profil réel (à gauche) et simulé (à droite) du lopin d'Inconel après compression sous presse à vis à 1200°C avec les 
paramètres thermiques déterminés par identification paramétrique. 

 

Pour tenter d’améliorer les résultats de l’identification, le processus d’optimisation fut relancé avec 

des paramètres thermiques pris dans la base de données de FORGE®. Pour l’attente sur les outils, le 

paramètre choisi est celui préconisé pour les échanges « faibles » entre deux aciers. Pour les 

échanges sous pression, les échanges thermiques « moyens » entre deux aciers ont été sélectionnés. 

Comme les meilleurs résultats ont été obtenus avec le dernier jeu de paramètres (voir Tableau 30), 

c’est celui-ci qui sera utilisé dans la suite du chapitre. La valeur des deux jeux de paramètres est 

donnée dans le Tableau 28. Le Tableau 29 récapitule les paramètres entrés dans FORGE® pour ces 

simulations. 

Tableau 28 paramètres thermiques utilisés pour les simulations sur l’Inconel 625. 

Paramètres Emissivité Transfert 
thermique avec 
l’air  (Wm-2K-1) 

Transfert 
thermique sur 
l’outil inférieur 

(Wm-2K-1) 

Transfert 
thermique sous 

pression  (Wm-2K-1) 

Optimisés par 
identification 
paramétrique 

0.89 4 579 1910 

Base de données de 
FORGE® 

0.89 4 2000 (steel hot 
weak) 

10000 (steel hot 
medium) 
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Tableau 29 Paramètres FORGE® des compressions uniaxiales sur l'Inconel 625. 

 refroidissement à l'air refroidissement sur 
tas plan 

Compression 

simulation 2D/3D 2D 2D 2D 

remaillage Non Non Non 

taille de maille 0,6 0,6 0,6 

type de presse Attente Attente Définie par l'utilisateur 
: déplacement mesuré 

par laser 

loi rhéologique Pas de déformation Pas de déformation Hensel-Spittel 9 
paramètres 

paramètres 
thermiques 

Identifiés dans cette 
partie 

Base de données 
FORGE® (Tableau 28) 

Base de données 
FORGE® (Tableau 28) 

paramètres 
frottements 

Pas de frottements Pas de frottements Base de données 
FORGE® 

 

Les courbes force/déplacement obtenues au terme de l’identification paramétrique sont montrées 

dans le Tableau 30. Les paramètres trouvés pour l’équation de Hensel-Spittel sont dans le Tableau 

31.  

La Figure 57 Montre le profil de la pièce après identification avec les paramètres thermique de la 

base de données. Bien que le résultat soit encore perfectible, il reste plus proche de l’observation 

que ce qui avait été obtenu précédemment. La forme du bas est clairement différente entre la 

simulation et la photographie, signe d’une mauvaise répartition de la déformation dans le lopin 

simulé, qui elle-même vient peut-être d’une mauvaise répartition de la température. Ce défaut peut 

être en plus accentué par une mauvaise prise en compte du frottement.  

 

Figure 57 Profil réel (à gauche) et simulé (à droite) du lopin d'Inconel après compression sous presse à vis à 1200°C avec les 
paramètres thermiques de la base de  données. 
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Tableau 30 Courbes force/déplacement issues de la compression de l’Inconel 625 expérimentales (en bleu) et simulées après 
identification paramétrique (en rouge) avec les paramètres thermiques de la base de données de FORGE®. 
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Tableau 31 paramètres de l’équation de Hensel-Spittel suite à l’identification paramétrique sur l’Inconel 625 avec les 
paramètres thermiques de la base de données de FORGE®. 

𝑨 𝒎𝟏 𝒎𝟐 𝒎𝟑 𝒎𝟒 𝒎𝟓 𝒎𝟕 𝒎𝟖 𝒎𝟗 𝜺𝟎 
6382 MPa -0,0032 -0,11 0,11 -0,037 0,00018 -0,01 0,000004 0,054 0,06 

 

Le Tableau 30 appelle plusieurs commentaires. Premièrement, la courbe simulée présente des petits 

sauts d’efforts. Ce défaut n’a rien à voir avec le modèle rhéologique mais provient de la mise en 

données de la simulation. Pour s’assurer de la plus grande ressemblance entre la simulation et la 

mesure, c’est la valeur de déplacement en fonction du temps enregistré par les capteurs lasers qui a 

été utilisée comme définition du déplacement de l’outil sur la simulation. Cependant, injecter dans 

FORGE® une position en fonction du temps, surtout s’il y a un léger bruit de mesure, va conduire 

FORGE® à piloter une vitesse de déplacement non continue et donc à obtenir une vitesse de 

déformation discontinue. Comme la vitesse de déformation influe sur la contrainte dans l’équation 

de Hensel-Spittel, on observe des sauts de contraintes à certains moments. On peut remédier à ce 

problème en mettant comme donnée d’entrée pour FORGE® une vitesse en fonction du temps. 

Cependant, dans le cadre d’une identification paramétrique, ces sauts de contrainte n’ont qu’une 

influence négligeable. On peut donc s’en satisfaire. 

Deuxièmement, la moyenne de l’effort sur toute la courbe est bien représentée (voir Figure 58). 

L’écart entre l’effort moyen enregistré et simulé ne dépasse pas 9,1%, qui est l’écart observé sur la 

courbe de presse à vis à 1150°C. L’influence globale de la température et de la vitesse est donc assez 

bien prise en compte. Attention, il n’est cependant ici question que de l’influence d’une courbe à 

l’autre. 

 

 

Figure 58 Moyenne de l'effort mesuré expérimentalement et calculé après optimisation avec les paramètres thermiques de 
la base de données. 

 

Troisièmement, la forme des courbes est différente entre celles simulées et celles mesurées. Cette 

remarque est particulièrement vraie pour la presse à vis et les faibles températures. Comme la valeur 

moyenne de la contrainte est bien représentée, ce problème pourrait venir d’une mauvaise 
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définition des échanges thermiques. Comme la simulation surestime la contrainte au début de la 

compression, peut-être cela signifie-t-il que la pièce réelle est plus chaude que la pièce simulée au 

début. La simulation sous-estime la contrainte en fin de compression, soit parce que la pièce réelle 

est plus froide à la fin, soit parce qu’il y a une plus grande surface de contact et plus de frottements 

sur la pièce réelle. Une autre possibilité serait que l’écrouissage soit mal décrit. Cette hypothèse est 

supportée par le fait que les résultats sont meilleurs sur presse hydraulique, qui est plus lente et 

donc qui fait intervenir plus d’échanges thermiques que la presse à vis. Si les échanges thermiques 

étaient la seule cause du problème, on verrait sans doute l’effet inverse. 

En conclusion, l’identification des paramètres de Hensel-Spittel mène à des simulations qui 

modélisent assez bien le comportement très global de l’Inconel mais qui échouent à simuler les 

comportements plus fins. En particulier, la répartition de la température, de la déformation et de la 

vitesse de déformation dans le lopin est sans doute erronée. Ceci est assez dommageable pour la 

suite de l’étude. En effet, la microstructure dépend de la température, de la déformation et de la 

vitesse de déformation. Si la rhéologie ne peut pas les prédire correctement, il est certain que le 

modèle de microstructure ne sera pas identifié sur une base solide. Cependant, un modèle de 

microstructure suffisamment agile pourra, avec le jeu de paramètres adéquat, compenser les erreurs 

de rhéologie et tout de même fournir des prédictions cohérentes du moment qu’il est utilisé avec le 

modèle rhéologique identifié ici. Des essais rhéologiques sur machine Gleeble sont prévus dans le 

cadre d’un projet en cours de déroulement ; cette campagne expérimentale n’a malheureusement 

pas été achevée pendant la durée de ma thèse. Il serait intéressant d’approfondir cette partie avec 

d’autres modèles rhéologiques et une meilleure prise en compte des interactions thermiques et 

tribologiques. Cependant, les résultats préliminaires obtenus ci-dessus nous ont permis de 

poursuivre une première étude sur la prédiction de la taille de grains. 

4.2 Microstructure de l’Inconel 

4.2.1 Introduction à la microstructure de l’Inconel 625 

 

Suivant le chemin thermomécanique subit par le matériau, l’Inconel présentera une microstructure 

ayant des grains plus ou moins gros. Deux mécanismes vont être observés ici : la croissance des 

grains déjà existants par un maintien prolongé à haute température et la germination de nouveaux 

grains par recristallisation. Le premier mécanisme provoque une augmentation de la taille de grains 

alors que le deuxième la diminue. Précisons aussi que l’Inconel est un matériau qui peut parfois 

présenter une microstructure « biphasée, » c’est-à-dire qu’on peut trouver côte-à-côte des grains de 

tailles très différentes comme le montre la Figure 59. Quantifier les fractions volumiques de grains 

recristallisés ainsi que les tailles de grains par famille de grains est très utile. Cependant, il ne sera 

présenté ici qu’une première étude qui vise à évaluer les capacités d’un modèle à reproduire un 

nombre limité de résultats expérimentaux. En conséquence, seule la taille de grains moyenne sera 

observée. 



 

92 

 

Figure 59 Illustration de microstructure biphasée dans l’Inconel 625. 

Concernant la recristallisation, il est possible d’en observer deux types sur l’Inconel. Le premier, le 

phénomène de recristallisation dynamique, c’est-à-dire la recristallisation pendant la déformation, 

est très importante dans l’Inconel 625 à haute température. De nombreuses études tels que [113]–

[115] ont déjà étudié les effets de la déformation et de la température sur la recristallisation 

dynamique. Des tentatives ont déjà essayé de la modéliser pour l’Inconel 625 [116], [117]. Le second 

est la recristallisation post-dynamique, après la déformation (qui sera séparé dans les paragraphes 

suivants en recristallisation statique et métadynamique). On le trouve surtout avec l’Inconel 718 

[118], [119] mais il n’est à priori pas exclu d’en trouver aussi sur l’Inconel 625. 

Pour mesurer expérimentalement la taille de grains, les lopins de cette étude ont été découpés, polis 

miroir puis attaqués chimiquement à l’aide d’un mélange composé à 75% de HCl et 25% de H2O. A ce 

mélange, on ajoute, juste avant utilisation, moins de 5% de H2O2 (eau oxygénée). On rajoute l’eau 

oxygénée juste avant utilisation du produit car sa réaction avec le reste de la solution ne dure que 

quelques dizaines de minutes. La surface à attaquer est maintenue immergée dans la solution 

pendant 2 à 3 minutes avant d’être lavée à l’eau puis séchée. 

La microstructure est ensuite observée au microscope optique en 3 points du lopin à mi-hauteur : en 

son centre, en peau et à mi-rayon comme illustré dans la Figure 60. 

 

Figure 60 Zones où la microstructure est observée sur les lopins en Inconel 625. 

Les points situés en haut et en bas du lopin ne sont pas étudiés car ils seront très vite refroidis par les 

échanges thermiques avec les outils, ce qui ne favorise pas les phénomènes de recristallisation. 

Gros grain 

Petit grain 

coeur mi-rayon peau 
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Il est usuel de donner les tailles des grains en unité ASTM plutôt qu’en micromètres (μm). La 

conversion entre un diamètre de grains ASTM et un diamètre en micromètres est donnée par 

l’équation 26. 

 
𝑑𝐴𝑆𝑇𝑀 =⁡−2,95 − 3,32 log((

𝑑𝜇𝑚

1000
)

2

) (26) 

 

Il existe plusieurs méthodes pour mesurer la taille de grains moyenne sur un échantillon. On peut 

citer la norme ASTM [120] qui propose trois méthodes: 

 Par comparaison avec une image-type. La micrographie est comparée visuellement à une 

série d’images représentative d’une microstructure avec des tailles de grains connues. Cette 

méthode est très rapide et visuelle. Elle ne nécessite pour sa mise en œuvre aucun 

programme ou logiciel spécialisé. Cependant, elle a deux défauts. Le premier est que c’est à 

l’utilisateur de déterminer ce qu’est un grain moyen sur la micrographie, ce qui induit une 

incertitude sur le résultat. En conséquence, même si une seule personne fait toutes les 

mesures de taille de grains (ce qui est le cas ici), il est raisonnable de considérer que la marge 

d’erreur de ces mesures est de ±1 ASTM. En revanche, les écarts relatifs devraient être bien 

représentés. 

 Le comptage consiste à compter le nombre de grains compris sur un disque de surface 

connue. Cela donnera un nombre de grains par mm² qui peut ensuite être traduit en taille de 

grains moyenne. Cette méthode est bien plus précise que la précédente mais s’avère plus 

lente à traiter si un outil informatique adapté (dans notre cas, capable de différencier les 

macles, les rayures visibles sur la Figure 61, des joints de grains) n’est pas utilisé. 

 La méthode du segment intercepté demande à tracer un ou plusieurs segments sur la 

micrographie de manière à ce qu’au moins 50 grains soient interceptés. En comptant le 

nombre exact de grains interceptés et connaissant la longueur des lignes, on en déduit une 

taille de grain moyenne. Cette méthode est aussi réputée plus précise mais reste plus lente à 

appliquer. Une variante de cette méthode consiste à utiliser des cercles concentriques plutôt 

que des segments. 

La microstructure n’est pas le cœur de cette thèse. De plus, nous verrons par la suite que le plan 

d’expériences réduit qui sera utilisé ne permettra pas de faire une identification parfaite. Un niveau 

d’approximation assez élevé peut donc être autorisé pour la mesure des tailles de grains. C’est une 

méthode proche de la comparaison avec une image-type qui est utilisée. Pour mesurer la taille de 

grain moyenne, l’outil montré en Figure 61 est utilisé. Pour un grossissement donné, on crée une 

série de cercles dont le diamètre correspond à une taille ASTM [120]. En déplaçant la série de cercle 

au-dessus des grains, on choisit le cercle dont le diamètre correspond au diamètre moyen des grains 

de la micrographie, ce qui donne la taille ASTM de grain. Cette méthode est favorisée par rapport à 

celle de la norme car en superposant une unique figure à la micrographie, il est possible d’estimer la 

taille de tous les grains de la micrographie qui mélange parfois des grains de taille très différentes. 

La taille de grains initiale est mesurée à 32 μm (7ASTM) à cœur, 32 μm (7ASTM) à mi-rayon et 38 μm 

(6,5ASTM) en peau. 
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Figure 61 Cercles ASTM (à gauche) utilisés pour mesurer la taille de grains sur les photos de microstructure (exemple de la 
microstructure à mi-rayon initiale à droite). 

 

4.2.2 Le modèle de microstructure JMAK 

 

Un modèle couramment utilisé pour décrire les évolutions de la microstructure des métaux est le 

modèle JMAK (Johnson-Mehl-Avrami-Kolmogorov) qui permet de décrire les changements de phase 

dans les solides. Cette équation, initialement introduite par Kolmogorov, fut ensuite popularisée par 

Avrami [121]–[123] et fut réutilisée et modifiée jusqu’à aujourd’hui. Sa principale caractéristique est 

que la fraction de recristallisation dans le matériau au cours du temps a une forme de sigmoïde, 

comme illustré en Figure 62. Le modèle JMAK a déjà été utilisé pour modéliser la recristallisation 

d’alliages à base nickel tel que dans [124] pour l’Inconel 718. Une version modifiée du modèle JMAK 

est implantée dans FORGE®. Elle est capable de suivre la croissance des grains, la recristallisation 

statique, la recristallisation dynamique et la recristallisation méta-dynamique. 

 

 

Figure 62 Cinétique de recristallisation typique décrite par le modèle JMAK. 
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La croissance des grains se produit sous l’effet de la chaleur. Plus la température est élevée, plus les 

grains grossissent vite. 

Les phénomènes de recristallisation vont normalement diminuer la taille des grains. D’un point de 

vue théorique, la recristallisation va imposer une certaine taille de grains à une fraction des grains de 

la zone considérée. La recristallisation statique se produit après la déformation, si la déformation 

cumulée n’a pas dépassé un certain seuil qui est la déformation critique. La recristallisation 

dynamique se produit pendant la déformation, si la déformation cumulée dépasse la déformation 

critique. La recristallisation métadynamique se produit après la déformation, si la déformation 

cumulée a dépassé la déformation critique. 

Les équations utilisées dans cette thèse pour représenter ces phénomènes font appel à un total de 

28 paramètres à identifier, donnés dans le Tableau 32. Un regard au tableau permet déjà de voir que 

certains indices de paramètres ne se suivent pas. Par exemple, 𝐸𝑝1 et 𝐸𝑝3 sont utilisés pour la 

déformation critique et pas 𝐸𝑝2. C’est parce que certains paramètres du modèle sont mis à 0 dans le 

but de simplifier le modèle. Le choix des paramètres mis à 0 est basé sur la base de données de 

FORGE®. Malheureusement, il n’y a pas de paramètres dans FORGE® pour l’Inconel 625 donc ce sont 

les paramètres de l’Inconel 718 (la nuance la plus proche disponible dans la base de données) qui ont 

conduit à annuler certains termes. D’autres paramètres utilisés dans les équations sont aussi fixés et 

ne sont pas mis dans le tableau. 

Tableau 32 récapitulatif des paramètres à identifier pour le modèle de microstructure. 

Equation Paramètres 

Déformation critique 𝐸𝑝1, 𝐸𝑝3, 𝑄𝐸𝑝 

Recristallisation statique 𝑇𝑠1, 𝑇𝑠3, 𝑄𝑇𝑠 , 𝐷𝑠1, 𝑄𝐷𝑠, 𝑋𝑠2 
Recristallisation dynamique 𝑇𝑑1, 𝑇𝑑2 , 𝑇𝑑3, 𝑄𝑇𝑑 , 𝐷𝑑1 , 𝐷𝑑4, 𝑋𝑑2 
Recristallisation métadynamique 𝑇𝑚1, 𝑇𝑚2, 𝑇𝑚4, 𝑄𝑇𝑚 , 𝐷𝑚1, 𝐷𝑚2, 𝐷𝑚4 , 𝑄𝐷𝑚 , 𝑋𝑚2 

Croissance des grains 𝐺𝑔1, 𝐺𝑔2,𝑄𝐺𝑔𝑟 

 

 

Dans le cas présent, c’est le diamètre de grains moyen qui est recherché : 

 𝐷𝑚𝑜𝑦𝑒𝑛 = 𝐷𝑟𝑥𝑋𝑟𝑥 + 𝑑0(1 − 𝑋𝑟𝑥)
2 (27) 

 

avec 

 

𝑑0
𝐺𝑔1

= (𝑑0
𝐺𝑔1

+ 𝐺𝑔2 exp (
𝑄𝐺𝑔𝑟

𝑅𝑇
) . ∆𝑡)

1
𝐺𝑔1

 (28) 

 

 𝑋𝑟𝑥 = 𝑋𝑠𝑟𝑥 + 𝑋𝑑𝑟𝑥 + 𝑋𝑚𝑑𝑟𝑥 (29) 

 

et  
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𝐷𝑟𝑥 =

𝑋𝑠𝑟𝑥𝐷𝑠𝑟𝑥 + 𝑋𝑑𝑟𝑥𝐷𝑑𝑟𝑥 + 𝑋𝑚𝑑𝑟𝑥𝐷𝑚𝑑𝑟𝑥

𝑋𝑟𝑥
 (30) 

 

𝑑0 est la taille de grain telle qu’elle serait si il n’y avait que de la croissance de grains due à un 

maintien à température. Au tout début du calcul, 𝑑0 est la taille de grain initiale. 

Les termes 𝑋𝑠𝑟𝑥, 𝑋𝑑𝑟𝑥 et 𝑋𝑚𝑑𝑟𝑥 décrivent respectivement la fraction des grains recristallisés 

statiquement, dynamiquement et métadynamiquement. Ce sont ces termes qui représentent la 

cinétique de la recristallisation. Leurs équations complètes sont données ci-dessous : 

 
𝑋𝑠𝑟𝑥 = 1 − exp⁡(𝑋𝑠1 (

𝑡

𝑡0.5⁡𝑠𝑡𝑎𝑡𝑖𝑞𝑢𝑒
)

𝑋𝑠2

) (31) 

 

 
𝑋𝑑𝑟𝑥 = 1 − exp⁡(𝑋𝑑1 (

𝜀𝑓

𝜀0.5
)
𝑋𝑑2

) (32) 

 

 
𝑋𝑚𝑑𝑟𝑥 = 1 − exp⁡(𝑋𝑚1 (

𝑡

𝑡0.5⁡𝑚é𝑡𝑎𝑑𝑦𝑛𝑎𝑚𝑖𝑞𝑢𝑒
)

𝑋𝑚2

) (33) 

 

Ces trois équations font toutes intervenir un terme 𝑡0.5 ou 𝜀0.5. Il s’agit soit d’un temps ou d’une 

déformation qui sert à donner le seuil à partir duquel on observe 50% de recristallisation. 

 
𝑡0.5⁡𝑠𝑡𝑎𝑡𝑖𝑞𝑢𝑒 = 𝑇𝑠1𝜀

𝑇𝑠3exp⁡(
𝑄𝑇𝑠

𝑅𝑇
) (34) 

 

 
𝜀0.5 = 𝑇𝑑1𝑑0

𝑇𝑑2𝜀̇𝑇𝑑3exp⁡(
𝑄𝑇𝑑

𝑅𝑇
) (35) 

 

 
𝑡0.5⁡𝑚é𝑡𝑎𝑑𝑦𝑛𝑎𝑚𝑖𝑞𝑢𝑒 = 𝑇𝑚1𝜀

𝑇𝑚2𝜀̇𝑇𝑚4exp⁡(
𝑄𝑇𝑚

𝑅𝑇
) (36) 

 

Les termes 𝐷𝑠𝑟𝑥, 𝐷𝑑𝑟𝑥 et 𝐷𝑚𝑑𝑟𝑥 décrivent respectivement la taille des grains recristallisés pour une 

recristallisation statique, dynamique et métadynamique. On les calcule comme suit : 

 𝐷𝑠𝑟𝑥 = 𝐷𝑠𝑋𝑚𝑑𝑟𝑥
𝑎𝑠𝑟𝑥 (37) 

 

 𝐷𝑑𝑟𝑥 = 𝐷𝑑𝑋𝑚𝑑𝑟𝑥
𝑎𝑑𝑟𝑥 (38) 

 

 𝐷𝑚𝑑𝑟𝑥 = 𝐷𝑚𝑋𝑚𝑑𝑟𝑥
𝑎𝑚𝑑𝑟𝑥 (39) 
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𝐷𝑠, 𝐷𝑑 et 𝐷𝑚 sont quant à eux les tailles de grains recristallisés pour une recristallisation complète. 

Par exemple, si la totalité des grains de la zone étudiée avait subi une recristallisation dynamique 

uniquement et qu’il n’y aurait pas eu de croissance de grains par la suite, la taille des grains mesurés 

serait 𝐷𝑑. 

 
𝐷𝑠 = 𝐷𝑠1exp⁡(

𝑄𝐷𝑠
𝑅𝑇

) (40) 

 

 𝐷𝑑 = 𝐷𝑑1𝑍
𝐷𝑑4 (41) 

 

 
𝐷𝑚 = 𝐷𝑚1𝜀

𝐷𝑚2𝜀̇𝐷𝑚4exp⁡(
𝑄𝐷𝑚
𝑅𝑇

) (42) 

 

La déformation critique qui détermine si il y aura recristallisation statique ou dynamique est quant à 

elle définie comme : 

 
𝜀𝑐 = 𝐴𝑐𝑟𝑖𝑡𝐸𝑝1𝜀̇

𝐸𝑝3exp⁡(
𝑄𝐸𝑝

𝑅𝑇
) (43) 

 

Pour finir, le paramètre de Zener-Hollomon doit être calculé : 

 
𝑍 = 𝜀̇exp⁡(

𝑄𝑑𝑒𝑓

𝑅𝑇
) (44) 

 

4.2.3 Plan d’expériences pour identifier le modèle de microstructure 

 

Les différents phénomènes de recristallisation ont des effets similaires : ils diminuent la taille de 

grains. Cela peut poser un problème dans l’identification car avec des paramètres mal choisis, on 

peut arriver à reproduire la taille de grains finale d’un lopin compressé avec n’importe quel type de 

recristallisation. C’est un problème de corrélation semblable à ce qui a déjà été abordé en partie 1.4. 

Un plan d’expériences et une stratégie d’identification judicieuse sont donc nécessaires pour obtenir 

un résultat final le plus correct possible. Le nombre de paramètres du modèle JMAK est relativement 

élevé. Cependant, la physique des phénomènes décrits et la structure du modèle font qu’il n’est pas 

nécessaire d’identifier tous ces paramètres en même temps. En effet, des essais peuvent être conçus 

de manière à mettre en évidence un seul phénomène à la fois, ce qui permet d’identifier un nombre 

plus réduit de paramètres à la fois, qui pourront être figés pour la suite de la procédure. On peut 

alors adopter une stratégie semblable à celle utilisée dans [125]. 

Tous les lopins seront chauffés au four avant forgeage car on s’intéresse au comportement à chaud 

de l’Inconel 625. Tous les lopins subiront donc du grossissement de grains. C’est le premier 

phénomène dont il faut identifier les paramètres. Pour trouver ces paramètres, des lopins sont 

placés dans le four à une température donnée pendant un temps connu puis ils sont trempés pour 

figer la microstructure. Connaissant la taille de grains initiale et en mesurant la taille de grains finale 



 

98 

pour différentes températures et en fonction du temps d’attente, les paramètres de croissance de 

grains peuvent être identifiés. 

La recristallisation statique intervient dès qu’il y a de la déformation, mais uniquement si cette 

dernière est inférieure à un certain seuil. Pour identifier les paramètres de la recristallisation statique 

les lopins sont déformés  avec un taux d’écrasement moyen de 15%, imposé à l’aide de cales (voir la 

Figure 64). Ce choix est fait sur la base d’une précédente étude faite au laboratoire. Ce taux de 

déformation est relativement faible au regard de la déformation de 1 obtenue par ailleurs. Les 

échantillons sont remis au four pendant un temps déterminé, avant de les tremper. Les lopins sont 

remis au four parce que la recristallisation statique n’est censée intervenir qu’après la déformation 

mais une certaine température est nécessaire pour que la recristallisation se produise. Les 

paramètres de la loi de croissance des grains étant déjà identifiés (et figés), les différences de 

microstructure entre l’expérimental et ce que prédit la croissance de grains seule sont, dans les 

limitations imposées par le modèle utilisé, nécessairement dues à la recristallisation statique. On 

identifie donc les paramètres de la recristallisation statique en utilisant ces résultats expérimentaux. 

La recristallisation dynamique intervient durant la déformation si la déformation dépasse un seuil 

critique. On va donc déformer beaucoup le lopin, avec un taux d’écrasement de 50% minimum, puis 

le tremper immédiatement pour stopper un début de recristallisation métadynamique. Les 

différences de microstructure entre l’expérimental et ce que prédit la croissance de grains seule sont 

nécessairement (d’après le modèle utilisé) dues à la recristallisation dynamique ce qui permet 

d’identifier les paramètres qui y sont liés. 

La recristallisation métadynamique ne se déclenche qu’après la déformation, dans le cas où il y a eu 

de la recristallisation dynamique. Pour identifier ces paramètres il faut donc beaucoup déformer le 

lopin puis le remettre au four pour laisser le temps à la recristallisation métadynamique de se 

produire. On déduit les paramètres de la recristallisation métadynamique à partir de la différence 

entre la microstructure finale observée et ce que prédisent la croissance de grains et la 

recristallisation statique déjà identifiées. 

La Figure 63 résume graphiquement les différents types d’essais mise en place pour l’identification 

paramétrique. 
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Figure 63 Procédure expérimentale pour l'identification du modèle de microstructure. 

 

La Figure 64 illustre les déformations imposées aux lopins pour étudier les différents types de 

recristallisation. 

 

Figure 64 Gauche : lopin non déformé ; milieu : déformation de 15% pour l'étude de la recristallisation statique ; droite : 
Déformation de 60% pour l'étude de la recristallisation dynamique et métadynamique. 
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Le plan d’expériences final retenu avec les résultats des mesures est donné dans le Tableau 33 ci-

dessous. Les numéros dans les cases du tableau donnent la taille de grains en ASTM dans l’ordre : 

Cœur_Mi-cœur_Peau. Les micrographies correspondantes sont en annexe. 

Tableau 33 Résultats de mesure de taille de grains en ASTM. Le premier chiffre correspond au cœur, le deuxième au mi-
rayon et le troisième à la peau. 

Croissance de grains Recristallisation statique 

Température 

Temps 

d’attente 

au four 

10 

minutes 

Temps 

d’attente 

au four 

20 

minutes 

Temps 

d’attente 

au four 

30 

minutes 

Température 

Presse hydraulique 

faible déformation 

+ remise 20 

minutes au four 

Presse à vis faible 

déformation + 

remise 20 minutes 

au four 

950°C       950°C     

1000°C       1000°C     

1100°C 6_6_5   4_4_4 1100°C 5_5_4 4_5_4 

1150°C   4_4_4   1150°C     

1200°C   3_3_2   1200°C   3_2_2 

Recristallisation dynamique Recristallisation métadynamique 

Température 

Presse 

hydraulique 

forte 

déformation 

Presse à vis 

forte 

déformation 

Température 

Presse hydraulique 

forte déformation + 

remise 20 minutes 

au four 

Presse à vis forte 

déformation + 

remise 20 minutes 

au four 

950°C   9_10_9 950°C     

1000°C   10_10_10 1000°C   7_6_8 

1100°C 13_13_12 9_9_9 1100°C 5_4_5 5_5_5 

1150°C 11_11_9,5   1150°C 4_3_4 4_3_3 

1200°C   8_7_7 1200°C   1_2_2 

 

Au vu des résultats, on constate que plus la température du four est élevée, plus grande sera la taille 

de grains (et plus petite sera sa valeur ASTM). Une température élevée augmente bien la croissance 

des grains. Ensuite, les plus petites tailles de grains sont observées dans la recristallisation 

dynamique. Ce n’est pas étonnant sachant que l’Inconel 625 est sensible à la recristallisation 

dynamique et que les lopins sont trempés juste après la déformation dans ce cas alors qu’ils sont 

remis au four (et donc subissent, entre autres, une croissance de grains) dans les cas de 

recristallisation statique et méta-dynamique. Enfin, on peut constater qu’il y a bien eu de la 

recristallisation pour les lopins peu déformés. En effet, les lopins du plan d’expérience pour la 

recristallisation statique ont passés 40 minutes dans le four. Ceux du plan d’expériences de la 

croissance de grains n’y ont passé au mieux que 30 minutes. Pourtant, les deux ont des grains du 

même ordre de grandeur. Il y a donc bien eu recristallisation. 

Le nombre d’essais est bien plus faible que le nombre de paramètres à identifier. Ceci ne garantit 

donc pas de trouver la meilleure solution. On peut trouver dans la littérature des plans d’expériences 

plus étendus pour identifier moins de paramètres [126]. Ce jeu d’expériences est cependant suffisant 

pour trouver une solution et devrait permettre de valider la faisabilité de la procédure 

d’identification. 
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4.2.4 Procédure d’identification paramétrique 

 

Toutes les compressions du plan d’expériences sont simulées sur FORGE® avec le modèle 

rhéologique identifié dans la partie précédente. L’historique de déformation, vitesse de déformation 

et température en fonction du temps est enregistré au niveau des points matériels sur lesquels la 

taille des grains a été évaluée sur les micrographies. Il est possible de suivre ces points au cours de la 

déformation à l’aide de la fonctionnalité des capteurs de FORGE®. Ces capteurs enregistrent toutes 

les informations calculées en un point matériel à chaque étape de calcul. Ces informations sont 

importées dans un tableur. Le modèle de taille de grains présenté en 4.2.2 est implémenté dans le 

tableur et utilise les données de FORGE® pour calculer la taille de grains moyenne. C’est la taille de 

grains finale calculée qui sera comparée à la taille mesurée d’après la fonction-coût suivante : 

𝐹𝐶 = √∑
(𝐷𝑚𝑜𝑦𝑒𝑛𝑖

𝑒𝑥𝑝 − 𝐷𝑚𝑜𝑦𝑒𝑛𝑖

𝑐𝑎𝑙𝑐)
2

‖𝑫𝒎𝒐𝒚𝒆𝒏
𝑒𝑥𝑝‖

2

𝑛

𝑖=1

 (45) 

 

Précisons que la taille de grains utilisée ici n’est pas la taille ASTM mais la taille en µm car JMAK est 

initialement conçu pour faire des calculs en micromètres. La conversion en ASTM ne se fait qu’après 

l’optimisation. 

4.2.5 Résultat de l’identification et discussion 

 

Il existe des paramètres proposés par la base de données de FORGE® pour l’Inconel 718 (qui est la 

nuance la plus proche de l’Inconel 625 que l’on trouve dans la base de données). Ces paramètres 

serviront de base de comparaison avec les paramètres trouvés par identification. Ils permettront de 

mettre en valeur l’intérêt de la procédure d’identification. La valeur des paramètres et des écarts en 

ASTM de la simulation par rapport aux mesures sont données respectivement dans le Tableau 34 et 

la Figure 65. 

Tableau 34 Paramètres de la base de données de FORGE® pour le modèle JMAK de l’Inconel 718. 

Déformation critique + 
grossissement de 

grains 

Recristallisation 
statique 

Recristallisation 
dynamique 

Recristallisation méta-
dynamique 

𝐺𝑔1 2 𝑇𝑠1 3,16 𝑇𝑑1 0,035 𝑇𝑚1 5.10-9 

𝐺𝑔2 9,4.1019 𝑇𝑠3 -0,75 𝑇𝑑2 0,29 𝑇𝑚2 -1,42 

𝑄𝐺𝑔𝑟 -467115 J.mol-1 𝑄𝑇𝑠  74826 J.mol-1 𝑇𝑑3 0,04 𝑇𝑚4 -0,408 

𝑄𝑑𝑒𝑓 425000 J.mol-1 𝑋𝑠1 -0,6931 𝑄𝑇𝑑  17000 J.mol-1 𝑄𝑇𝑚 196000 J.mol-1 

𝐴𝑐𝑟𝑖𝑡 1 𝑋𝑠2 1 𝑇𝑐𝑟𝑖𝑡 1030 𝑋𝑚1 -0,6931 

𝐸𝑝1 0,00373 𝐷𝑠1 678,5 𝑋𝑑1 -0,6931 𝑋𝑚2 1 

𝐸𝑝3 0,1238 𝑄𝐷𝑠 -31710 J.mol-1 𝑋𝑑2 1,8 𝐷𝑚1 4,85.1010 

𝑄𝐸𝑝 49520 J.mol-1 𝑎𝑠𝑟𝑥 0,5 𝐷𝑑1 108,85 𝐷𝑚2 -0,41 

    
𝐷𝑑4 -0,0456 𝐷𝑚4 -0,028 

    
𝑎𝑑𝑟𝑥 0,5 𝑄𝐷𝑚  -240000 J.mol-1 

      
𝑎𝑚𝑑𝑟𝑥 0,5 
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Figure 65 Ecart ASTM entre la taille de grains moyenne mesurée et celle simulée avec le modèle JMAK en utilisant les 
paramètres de la base de données de l’Inconel 718. 
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Il existe des très gros écarts entre ce qui est obtenu par la base de données et les mesures, dépassant 

régulièrement les 8 ASTM. L’échelle de taille de grains descend jusqu’à -6 ASTM, ce qui correspond à 

des grains dont la taille fait plusieurs milliers de micromètres, ce qui est très loin de la mesure. De 

manière générale, ce jeu de paramètres prédit des grains bien trop gros. La principale source 

d’erreur semble venir des paramètres de croissance des grains qui se répercute ensuite sur les autres 

simulations. Cette première constatation montre qu’il est important d’améliorer ces résultats si l’on 

souhaite avoir ne serait-ce qu’une grossière approximation de la taille de grains.  

Après optimisation, la valeur de fonction-coût obtenue est de 0,056 (pour 1,45 avec les paramètres 

de la base de données). Les valeurs des paramètres trouvés sont données dans le Tableau 35.  

Tableau 35 Paramètres utilisés pour le modèle JMAK de l’Inconel 625 après identification paramétrique. Seuls les 
paramètres en vert ont été soumis au processus d’optimisation. 

Déformation critique + 
grossissement de grain 

Recristallisation 
statique 

Recristallisation 
dynamique 

Recristallisation méta-
dynamique 

𝐺𝑔1 4 𝑇𝑠1 20,6 𝑇𝑑1 0,0033 𝑇𝑚1 0,65 

𝐺𝑔2 2.1023 𝑇𝑠3 -0,1 𝑇𝑑2 1 𝑇𝑚2 -5,02 

𝑄𝐺𝑔𝑟 -493548 𝑄𝑇𝑠  0 𝑇𝑑3 0,2 𝑇𝑚4 -0,365 

𝑄𝑑𝑒𝑓 425000 𝑋𝑠1 -0,6931 𝑄𝑇𝑑  0 𝑄𝑇𝑚  203018 

𝐴𝑐𝑟𝑖𝑡 1 𝑋𝑠2 1 𝑇𝑐𝑟𝑖𝑡 1010 𝑋𝑚1 -0,6931 

𝐸𝑝1 0,00373 𝐷𝑠1 138,7 𝑋𝑑1 -0,6931 𝑋𝑚2 0,1 

𝐸𝑝3 0,1238 𝑄𝐷𝑠 -11458 𝑋𝑑2 0,31 𝐷𝑚1 3.1010 

𝑄𝐸𝑝 49520 𝑎𝑠𝑟𝑥 0,5 𝐷𝑑1 0 𝐷𝑚2 -0,2 

    
𝐷𝑑4 -0,07 𝐷𝑚4 -0,0193 

    
𝑎𝑑𝑟𝑥 0,5 𝑄𝐷𝑚  -208793 

      
𝑎𝑚𝑑𝑟𝑥 0,5 

 

Au vu des valeurs des paramètres, on constate que la signification physique des paramètres n’a pas 

été un enjeu déterminant lors de l’optimisation. Un exemple flagrant est 𝐷𝑑1. Après optimisation, la 

valeur « optimum » de ce paramètre est zéro. Or, d’après l’équation 41, cela signifierait que si 100% 

de recristallisation statique est obtenue, la taille des grains observée serait nulle, ce qui est 

impossible en réalité. Ce genre d’incohérence peut être évité en imposant des bornes pour les 

différents paramètres. Cependant, choisir une borne nécessite une bonne connaissance de ce que 

l’on cherche à obtenir au préalable. Avec des bornes supérieure et inférieure assez proches les unes 

des autres, une solution unique pourrait être trouvée, mais considérant la liberté donnée à 

l’algorithme couplée aux capacités du modèle JMAK, plus d’une solution est envisageable. Il y a une 

corrélation possible. De plus, il y a bien plus de paramètres à identifier que de points de mesures ce 

qui amène de nouveau vers une solution non unique. 

L’intérêt de cette identification paramétrique n’est donc pas de trouver la meilleure solution 

physique, mais simplement de tester la capacité qu’a le modèle utilisé à trouver une bonne solution 

sans nécessairement prendre en compte la signification physique des paramètres. Pour obtenir un 

modèle plus physique, il faudrait sans doute faire plus de mesures expérimentales. Une analyse de 

sensibilité permettrait de choisir les essais supplémentaires qui diminuent au mieux les corrélations 

entre les paramètres. Il serait aussi peut être intéressant de choisir les paramètres du modèle à 
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activer en fonction des données expérimentales et ne pas se contenter de prendre ceux utilisés dans 

la base de données. Il est aussi bien de choisir les paramètres avant optimisation à partir de ces 

mêmes données expérimentales. Pour ce faire, il faudrait tenter de trouver un jeu de paramètres 

cohérent à la main, c’est-à-dire sans l’aide d’algorithme d’optimisation. Enfin, utiliser plus de critères 

d’optimisation que seule la taille de grains moyenne, comme par exemple des fractions 

recristallisées, réduirait les possibilités de l’algorithme à trouver des solutions non cohérentes avec la 

physique. 

Les écarts en micromètres entre la mesure et le calcul obtenu à partir de la simulation sont donnés 

en Figure 66 alors que les écarts en ASTM sont en Figure 67. 
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Figure 66 Ecart μm entre la taille de grains moyenne mesurée et celle simulée avec le modèle JMAK. 
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Figure 67 Ecart ASTM entre la taille de grains moyenne mesurée et celle simulée avec le modèle JMAK. 
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Une très nette amélioration de la prédiction a été atteinte par rapport à ce que proposait la base de 

données. Pour la majorité des essais, les écarts restent inférieurs à 1 ASTM, ce qui permet de donner 

une tendance. Cette amélioration était attendue car la base de données ne proposait même pas le 

même matériau. 

Bien que la majorité des écarts ne dépassent pas 1 ASTM, il reste que 5 des 18 essais montrent un 

écart supérieur à 1 ASTM. L’écart maximum est de 5 ASTM dans le cas de la recristallisation 

dynamique à 1000°C. Cet écart maximum aurait peut-être été moindre en changeant la fonction-

coût. Les tailles ASTM sont sur une échelle logarithmique, ce qui implique que des petits écarts en 

micromètres peuvent aboutir à de grands écarts en ASTM si la valeur de la mesure est faible en 

micromètres. En choisissant une fonction-coût avec une pondération intégrée (comme en équation 

16 de la partie 1.3.3) ou en optimisant directement sur la taille ASTM plutôt que la taille en 

micromètres, cet écart aurait pu être réduit. Ceci ce serait bien sûr sans doute fait en échange 

d’écarts plus grands sur certains autres essais. Toujours est-il que des écarts non négligeables 

existent entre simulation et mesure, même en ne regardant que les écarts en micromètres (qui 

peuvent dépasser 40 µm dans certains cas). Un écart supérieur à 1 ASTM est suffisamment grand 

pour ne pas pouvoir l’expliquer par une mauvaise estimation expérimentale de la taille de grains. 

C’est donc probablement dans les simulations que se trouve l’origine des écarts. L’optimisation elle-

même peut aussi être mise en cause : peut-être que les bornes inférieures et supérieures des 

paramètres recherchés sont mal choisies. En cherchant un point d’optimisation sur la surface de 

réponse complètement ailleurs, le résultat aurait peut-être été meilleur. Au vu des écarts présentés, 

aucune tendance ne se dégage sur la nature des écarts. Le grossissement de grains tout comme les 

recristallisations statique, dynamique et méta-dynamique présentent des écarts tantôt négatifs, 

tantôt positifs. Les zones concernées du lopin ne semblent pas non plus influencer les écarts, pas plus 

que la température. On notera tout de même que c’est la recristallisation statique qui présente le 

moins d’écarts. Cependant, comme c’est aussi ce phénomène sur lequel le moins de tests ont été 

faits, l’absence d’un écart semblable à celui de la recristallisation dynamique à 1000°C n’est peut-être 

due qu’au hasard. 

4.3 Conclusion 
 

Dans ce chapitre, la procédure d’identification paramétrique utilisée dans les chapitres précédents a 

été appliquée à la rhéologie l’Inconel 625. Dans un second temps, les paramètres d’un modèle de 

prédiction de la taille de grain moyenne ont été identifiés. Il s’est avéré que les deux optimisations 

ont améliorés les simulations par rapport à ce que proposait la base de données pour l’Inconel 718, 

qui était la nuance disponible la plus proche de l’Inconel 625. Cependant, il existe des défauts dans 

les résultats des différentes optimisations. Les simulations utilisant les résultats des précédentes 

identifications, il est difficile de savoir d’où viennent les problèmes. Si la taille de grains est mal 

prédite, est-ce à cause d’une mauvaise identification des paramètres JMAK, d’une rhéologie 

imparfaitement définie, où d’une thermique non représentative ? Pour progresser dans 

l’amélioration des simulations, j’estime qu’il faudrait reprendre la procédure depuis le début en 

s’assurant que chaque étape soit entachée du minimum d’erreurs. Il pourrait être intéressant de 

faire plus d’essais et de forcer les algorithmes d’optimisation à explorer encore plus l’espace des 

solutions. A l’heure actuelle, la méthode proposée permet tout de même de voir des tendances 

générales.  
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Conclusion et perspectives 
 

L’objectif principal de la thèse était de développer une démarche permettant d’identifier les 

paramètres d’un modèle rhéologique de matériau métallique à l’aide de moyens industriels. Pour ce 

faire, des essais de compressions uniaxiales à chaud sur un acier 42CrMo4 ont été menés sur des 

presses industrielles. Un premier verrou était l’instrumentation des essais. Les presses industrielles 

ne sont pas toujours instrumentées. Pour répondre au problème, des capteurs de déplacement et un 

capteur d’effort ont été installés sur un outillage dédié, lui-même installé sur les presses. En 

procédant ainsi, des mesures dissociées de la chaîne d’effort ont été obtenues. La problématique de 

l’exploitation de ces données se pose alors. Les données d’effort et de déplacement enregistrées ont 

servi d’objectif à atteindre pour un algorithme d’optimisation. Cet algorithme était couplé au logiciel 

d’éléments finis FORGE® sur lequel la compression est simulée afin de prendre en compte les 

hétérogénéités de la déformation. Pour dé-corréler les effets de la rhéologie, du frottement et de la 

température dans le résultat final, des tests supplémentaires devaient être menés à bien. Un test de 

l’anneau ainsi que des essais de refroidissement ont été faits pour définir respectivement les 

frottements et les transferts thermiques qui ont lieu entre le lopin et les outils. 

Les limites d’une identification paramétrique sur presse industrielle ont été explorées. Pour ce faire, 

le jeu de paramètres trouvé a été comparé à une identification paramétrique faite sur le même acier 

avec une machine Gleeble dédiée, ces machines étant largement utilisées pour réaliser des essais 

rhéologiques. Les différences entre des courbes contrainte/déformation simulées avec l’un et l’autre 

des jeux de paramètres sont visibles mais restent relativement faibles, montrant qu’il n’est pas 

déraisonnable d’utiliser des moyens industriels pour l’identification. Pour valider les prédictions des 

modèles identifiés sur un cas plus complexe, une pièce industrielle a été ensuite forgée sur une des 

presses ayant servi à l’identification. Le forgeage de cette pièce fut aussi simulé sous FORGE® avec les 

deux jeux de paramètres. Les trois courbes d’effort en fonction du déplacement ont été comparées 

et s’avérèrent proches l’une de l’autre, appuyant la conclusion précédente. 

Pour mettre encore la méthodologie d’identification à l’épreuve, Le processus d’identification sur 

presse industrielle a été de nouveau fait sur de l’Inconel 625. A la suite de l’identification, la 

simulation était en mesure de donner une assez bonne estimation de l’effort appliqué au lopin mais 

la géométrie finale du lopin simulé ne correspondait pas à celle observée expérimentalement, 

montrant que des progrès restent à faire. Un deuxième objectif du travail sur l’Inconel était de tester 

si l’identification paramétrique peut être menée avec succès sur d’autres modèles que les modèles 

rhéologiques, comme par exemple les modèles d’évolution de la microstructure. Les paramètres 

rhéologiques trouvés précédemment ont donc été utilisés pour identifier les paramètres d’un 

modèle de microstructure. Après identification, le modèle est capable de donner une estimation 

raisonnable de la taille de grains moyenne dans la majorité des cas. L’amélioration par rapport à ce 

que propose la base de données est très nette. Il semble que ce soit un champ d’application 

intéressant. 

Il est donc possible d’utiliser des moyens industriels pour identifier des modèles utilisés dans les 

simulations de forgeage à condition d’instrumenter les outillages pour mesurer le déplacement du 

coulisseau et la force développée. Cependant, certains points doivent être améliorés pour atteindre 

un niveau proche des machines spécialisées : 



 

109 

 Modéliser le gradient de température au sein du lopin est nécessaire dès lors que le 

matériau est influencé par la température. Cependant, pour le moment, seul trois points de 

mesure de température en surface ont servi à calibrer les échanges thermiques avec le lopin. 

Même ainsi, la prédiction de températures aux points de mesure n’est pas parfaite. Les 

défauts au niveau de la mesure de températures se répercutent sur tout le reste de 

l’identification. Il serait donc judicieux dans le futur de faire une expérience permettant de 

mesurer la température sur plus de points, et en particulier à l’intérieur du lopin. 

Deuxièmement le modèle de thermique et l’identification de ses paramètres mériteraient 

plus d’attention pour obtenir une meilleure correspondance entre la température mesurée 

et simulée. Une autre solution serait de faire des essais isothermes mais cela implique plus 

d’instrumentation sur la presse, ce qui réduit l’intérêt d’utiliser une presse industrielle plutôt 

qu’une machine spécialisée. 

 Les identifications menées dans cette thèse reposent sur l’utilisation d’algorithmes cherchant 

un minimum d’une fonction-coût sur une partie de l’espace des solutions. Cette façon de 

procéder est censée donner les mêmes résultats qu’une identification des paramètres 

manuelle, prenant en compte la signification physique des paramètres. Cependant, les 

identifications faites sur certains modèles plus physiques que le modèle de Hensel-Spittel 

n’ont pas donné de meilleurs résultats. On peut alors se demander si le minimum global a 

bien été atteint. Pour y répondre, il serait intéressant de réutiliser les données 

expérimentales pour faire une identification basée sur une réflexion modèle par modèle qui 

ne se reposerait pas entièrement sur la capacité de l’algorithme à trouver un minimum. 

 Seule la taille de grains moyenne a été utilisée pour le calibrage du modèle de 

microstructure. Mais il y a beaucoup de façons pour le modèle choisi d’atteindre une taille de 

grains donnée. Mesurer et utiliser d’autres informations issues des micrographies, comme 

des fractions recristallisées, orienteraient sans doute l’optimisation vers des solutions plus 

physiques. Faire plus d’essais est aussi une voie d’amélioration, surtout si les essais 

supplémentaires sont choisis à l’aide d’une analyse de sensibilité. 

 Pour mieux vérifier que l’identification paramétrique fonctionne, la comparaison des jeux de 

paramètres sur le forgeage d’une pièce industrielle mériterait d’être refaite sur d’autres 

configurations. Que ce soit en changeant la pièce, la presse ou les températures. 
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Annexe 1 : Résultats d’identification paramétrique avec les modèles 

de Johnson-Cook, Hor et Gavrus 
 

 

 

Figure 68 Courbes contrainte/déformation expérimentales issues d’essais Gleeble (traits pleins) avec les courbes simulées à 
partir du jeu de paramètres de Johnson-Cook trouvé grâce à l’identification paramétrique (traits pointillés) avec le plan 
d’expériences réduit. 
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Figure 69 Courbes contrainte/déformation expérimentales issues d’essais Gleeble (traits pleins) avec les courbes simulées à 
partir du jeu de paramètres de Hor trouvé grâce à l’identification paramétrique (traits pointillés) avec le plan d’expériences 
réduit. 
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Figure 70 Courbes contrainte/déformation expérimentales issues d’essais Gleeble (traits pleins) avec les courbes simulées à 
partir du jeu de paramètres de Gavrus trouvé grâce à l’identification paramétrique (traits pointillés) avec le plan 
d’expériences réduit. 
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Annexe 2 : micrographies de l’Inconel 625 
 

Toutes les micrographies sont données dans l’ordre suivant : Cœur ; mi-rayon ; peau. 

Attention : les échelles ne sont pas les mêmes pour toutes les micrographies. 
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Identification paramétrique sur moyens industriels du comportement thermomécanique 

en forgeage à chaud 

RESUME : 

L’objectif principal de cette thèse est de procéder à une identification paramétrique d’un 

modèle rhéologique de matériau métallique à chaud en utilisant des données expérimentales 

issues d’une presse industrielle. Dans le premier chapitre, le principe de l’identification 

paramétrique est exposé. Des essais de compressions uniaxiale faites sur machine d’essais 

spécialisés y servent alors comme cas d’étude. Les notions de choix de la fonction-coût, du 

plan d’expérience et du modèle y sont alors abordées ainsi qu’une analyse de sensibilité. Le 

chapitre suivant présente l’outillage utilisé pour faire les expériences sur presse. Une 

évaluation des échanges thermiques et des frottements que subis la pièce lors de l’essai est 

faite. Le troisième chapitre se concentre sur l’identification paramétrique proprement dite. 

Ainsi, des simulations par élément fini de la compression sont faites et comparées aux essais 

expérimentaux. Les résultats de l’identification sont discutés et comparés à ce que proposait 

initialement la base de données du logiciel FORGE® ainsi que les paramètres identifiés pour 

le même matériau au chapitre 1. Le quatrième chapitre reprend les acquis du troisième en 

faisant une identification paramétrique pour la rhéologie d’Inconel 625. Une tentative 

d’identification d’un modèle de microstructure pour l’Inconel à partir d’essais industriel 

termine ce manuscrit. 

Mots clés : Identification paramétrique ; Compression uniaxiale ; Forgeage à chaud 

 

Parameter identification of thermomechanical behavior in hot foring with industrial 

means 

ABSTRACT :  

The main objective of this thesis is to identify the parameters of a hot metal rheology 

model by using experimental data from an industrial press. In the first chapter, the principle 

of parameter identification is exposed. Uniaxial compression testing done on specialized 

devices serves as a case study. The notions of cost function, experimental design and 

rheological model are examined. A sensitivity analysis is also performed. The next chapter 

present the experimental tools used on the industrial press. The friction and thermal 

exchange that will happen during the tests are evaluated. The third chapter is about the 

inverse analysis on industrial press. Finite elements modelling of the compression is made 

and compared with the experiments. The identification results are then compared with the 

FORGE® software database and the material parameters found in chapter 1. The fourth 

chapter uses the same methods as in chapter 3 to perform an identification on the 

rheological parameters of an Inconel 625. A microstructural model for the Inconel is then 

identified with industrial testing as reference.  

 

Keywords : Parameter identification ; Uniaxial compression ; Hot forging 


