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Introduction générale

E procédé de coulée continue a acquis ses lettres de noblesse au cours du XX¢™€ siécle. En effet, que
L ce soit I’aluminium, l'or, le bronze, le cuivre ou encore ’acier, les diverses industries des métaux et
des alliages ont adopté cette technique pour 'obtention de produits & géométrie déterminée pouvant
alors subir I’étape de laminage.

La coulée continue et 1’acier

L’un des plus grands défis technologiques a été d’adapter cette technologie a la sidérurgie. Comme
I'acier posséde de "mauvaises" propriétés thermophysiques, les installations nécessaires pour couler en
continu ont des dimensions assez impressionnantes.

Dans la filiére de transformation de 1’acier, la machine de coulée continue occupe une place centrale. La
figure 1 représente les différentes étapes de transformation de la matiére brute ferreuse en toles d’acier
ou profilés qui pourront étre commercialisés.

La sidérurgie s’appuie sur deux sources différentes de matiére premiére. La premiére est basée sur
I'exploitation de minerai de fer qui est extrait de 1’écorce terrestre sous forme d’oxyde. Le minerai de
fer subit de multiples transformations : il est d’abord aggloméré, c’est-a-dire broyé et calibré en grains,
puis est réduit grace a ’ajout du coke (sorte de carbone présentant de bonnes propriétés mécaniques) a
haute température. A la sortie du haut fourneau, le produit obtenu (la fonte) posséde une haute teneur
en carbone et est décarburé dans le convertisseur.

La deuxiéme source de matiére premiére s’appuie sur le recyclage de la ferraille. On fond les ferrailles
dans un four électrique. La fusion a lieu gréace & des arcs électriques puissants, qui jaillissent entre des
électrodes et la charge a fondre. On récupeére les résidus (laitier). On obtient de lacier liquide, qui
va étre acheminé vers l'installation d’affinage et de mise & nuance. L’acier liquide obtenu est ensuite
soumis aux mémes opérations d’affinage et de mise & nuance que dans la filiére fonte.

L’"acier sauvage" ainsi produit subit une derniére transformation thermochimique dans la station
d’affinage o lui sont ajoutés les divers alliages choisis en fonction du type d’acier a produire. A la
sortie de la station d’affinage, I'acier est sous forme liquide, homogéne et de composition chimique
controlée. Il est ensuite présenté & la machine de coulée continue ou alors est déversé dans des moules
ou lingotiéres en fonte ce qui représente ’étape de la coulée statique.

Au niveau de la machine de coulée continue, I’acier subit des modifications structurelles importantes. Le
procédé consiste a transformer 1acier liquide en brames, blooms ou billettes axisymétriques (ou "ronds")
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solides comme le montre la figure 1. Le matériau est alors sujet & des phénoménes thermomécaniques
qui ont une influence directe sur la qualité du produit. Partant d’un acier liquide homogéne, on obtient
en fin de machine de I’acier solide sous un format donné et qui admet des défauts de constitution
(criques internes ou externes, défaut de type macroségrégation -c’est-a-dire inhomogénéité au niveau
de la concentration en alliage au sein du matériau). De tels défauts ont des implications évidentes
concernant la qualité finale du produit. Comprendre et analyser 'origine de tels défauts permettrait
alors de produire un matériau de meilleure qualité.

La simulation numérique au service de la coulée continue d’acier

La simulation numérique du procédé de coulée continue a pris un essor ces derniéres années avec
I'avénement de I’ére informatique. Précisément, concernant les alliages ferreux, les progrés ont été plus
modestes & cause de la singularité des propriétés thermophysiques de 'acier. En effet, pour simuler
totalement et avec suffisamment d’exactitude le procédé, il faut considérer des grands domaines et
donc des moyens informatiques de stockage et de rapidité de calcul conséquents. Depuis ces derniéres
années et I'essor récent des moyens de calcul, il semble possible de simuler le comportement de toute
la brame de coulée continue d’acier. Ainsi de nombreuses recherches ont été menées pour établir des
stratégies de modélisation de la coulée continue et quantifier les diverses influences des phénoménes
thermomécaniques.

Les industriels voient donc dans cet outil une opportunité pour comprendre et optimiser la technologie
de coulée continue. La simulation numérique doit donc répondre & l'exigence de ’adaptabilité aux
différents cas de coulée qui peuvent se présenter. Il apparait en effet intéressant de pouvoir modifier
entre deux simulations les paramétres d’entrée comme la forme de la machine, la taille des rouleaux,
I'intensité du refroidissement ou encore le type d’acier qu’on désire couler. Cela peut notamment donner
des informations intéressantes quant a la sensibilité du procédé par rapport a certains parameétres
technologiques. Pour ces divers points les industriels sont en attente actuellement par rapport aux
avancées de la simulation numérique.

Par ailleurs, nous, chercheurs, sommes friands de résultats expérimentaux concernant la coulée continue
d’acier des divers industriels. Il parait en effet difficile et onéreux de couler de ’acier en laboratoire!
Les résultats expérimentaux délivrés par les industriels nous permettent de valider non seulement la
modélisation thermomécanique choisie mais aussi la stratégie de calcul prise. De plus, en fonction des
modéles et stratégies, il est possible d’expliquer certains phénoménes ou défauts intervenants lors de la
coulée d’acier. Plus la modélisation semblera fine, plus il sera possible de prévoir l'origine de certains
phénomeénes qui s’y déroulent. Il apparait donc indispensable d’avoir un dialogue continuel avec les
industriels au cours d'une étude de la coulée continue d’acier.

Le projet OSC (Optimisation des Systémes de Coulée)

Notre étude s’est inscrite dans le cadre plus global du projet OSC (Optimisation des Systémes de
Coulée). L’objectif de ce projet est de pouvoir simuler les divers procédés de coulée de métaux. Ma
these fait partie du cadre restreint OSC-coulée continue.

L’objectif de ce travail est de développer une modélisation numérique globale de la solidification du
produit de coulée continue d’acier. La finalité de ce projet est que I'outil numérique alors obtenu puisse
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étre une aide a la définition d’actionneurs de la machine de coulée continue permettant ’amélioration
et la fiabilisation de la qualité interne et de la qualité de surface des aciers coulés en continu tout en
réduisant les cotits et les délais de fabrication.

L’outil numérique a proprement parler est issu de deux codes de calcul développés au CEMEF : R2SOL
(pour la modélisation en deux dimensions) et THERCAST (pour la modélisation en trois dimensions).
Notre étude de la coulée continue étant en deux dimensions, nous avons basé nos développements en
utilisant R2SOL. Ce logiciel résulte d’une collaboration entre le CEMEF et le LSG2M de I’Ecole des
Mines de Nancy. Il a été créé par Laurence GASTON, Michel BELLET (CEMEF) et Hervée COMBEAU
(Ecole des Mines de Nancy, LSG2M). On peut se référer au rapport [Gaston, 1999] pour de plus amples
informations sur les diverses potentialités de R2SOL, avant mon arrivée au CEMEF.

Notre étude en deux dimensions permet de s’affranchir des problémes numeériques typiques aux pro-
blémes en trois dimensions de mise en forme. Ma thése apparait comme le projet pilote qui va permettre
d’apporter les premiéres solutions concernant la modélisation de la coulée continue d’acier et ce d’autant
plus que le projet en trois dimensions a commencé un an aprés mon projet.

Au sein du projet OSC-coulée continue, le travail concernant la modélisation en trois dimensions sera la
plus déterminante aux yeux des industriels. A I'exception de la coulée verticale de billettes cylindriques
(ou "ronds"), pour laquelle une approche 2D axisymétrique est parfaitement valide, les machines de
coulée continue d’acier ont en effet des géométries adaptables uniquement & une modélisation en trois
dimensions. Cependant dans le cadre de coulées de brame, c’est-a-dire pour des produits dont 1’épaisseur
est faible devant la largeur, la modélisation en deux dimensions apporte de bonnes solutions dans le
plan médian de la brame.

Dans tout le mémoire, nous concentrons notre étude en deux dimensions sur la coulée de brame. Nous
présentons ainsi les équations thermomécaniques décrivant le procédé de coulée continue en utilisant
la formulation "plan" en deux dimensions. Cependant il faut garder & l’esprit que la formulation
axisymeétrique permet de résoudre des problémes réels en trois dimensions de billette. Aussi présentons-
nous dans le chapitre 6 des résultats concernant la simulation d’une coulée de billette cylindrique. Nous
validons ainsi les formulations 2D "plan" et axisymétrique de R2SOL.

Une perspective a notre modélisation thermomécanique concerne bien évidemment la modélisation en
trois dimensions du procédé grace a laquelle il sera possible de simuler tout type de machine et tout
type de format. Frédéric Costes méne actuellement au laboratoire le projet de modélisation en trois
dimensions pour la coulée continue d’acier.

Contenu du mémoire de thése

Dans ce mémoire, nous proposons de modéliser thermomécaniquement en deux dimensions le procédé
de coulée continue d’acier et voir quelles prévisions peuvent étre effectuées concernant 1’état thermomé-
canique du matériau. Pour ce faire, nous présentons, dans un premier temps, plus largement le procédé
de coulée continue en rappelant les divers modéles et stratégies existant dans la littérature et en dé-
finissant précisément les enjeux et les intéréts de mon travail de thése. Nous nous proposons ensuite
d’exposer le probléme thermomécanique pour la mise en forme des matériaux qu’on applique au cas
de la coulée continue d’acier. La connaissance de la rhéologie et, plus généralement, des coefficients
thermophysiques du matériau sont essentiels et ont un impact direct sur la solution obtenue. Nous
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consacrons donc une discussion sur les données thermomécaniques du matériau que nous avons pu re-
cueillir ainsi que leurs significations au niveau de la modélisation. Il s’agit ensuite de présenter le code
R2SOL avec lequel nous avons mené notre campagne de calculs. En particulier ce code a subi différentes
modifications, tant au niveau des lois thermomécaniques implémentées qu’au niveau de I'adaptation
qu’il a fallu faire pour lancer des calculs sur des cas réels de coulée continue. Pour finir, nous présentons
les résultats obtenus par rapport a deux cas réels.
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Chapitre 1

La coulée continue d’acier :
présentation et enjeux

Ans l'industrie de P’acier, le procédé de coulée continue a pris pour l’essentiel de la production le
D relais des méthodes traditionnelles telles que la coulée en lingots. Il est en effet moins cotiteux, du
fait d’'une productivité accrue. Ce procédé est apparu dans I'imagination de bon nombre de chercheurs
au milieu du XIXéme siécle. 11 a fallu attendre presque un siécle pour voir une telle machine couler
industriellement un métal ferreux. En effet les hautes températures de fusion et les mauvaises propriétés
thermiques des matériaux ferreux ont été pendant longtemps un frein a la réalisation technologique de
la coulée continue de l'acier.

Cette partie est 'occasion de présenter briévement la technologie de la machine de coulée continue. Nous
abordons aussi les diverses stratégies et modélisations qu’on peut actuellement voir dans la littérature
scientifique sur le sujet et nous soulignons finalement l'intérét de notre étude en justifiant les approches
que nous avons privilégiées.

1.1 Présentation du procédé de coulée continue

Dans cette partie nous traitons exclusivement le cas de la coulée de brames épaisses. Ce sont des piéces
d’environ 200 mm d’épaisseur et 2 m de largeur. Il existe d’autres types de formats qui peuvent étre
coulés : notamment les billettes, dont la section est circulaire, et les blooms, dont la section est carrée.

1.1.1 Description de la machine de coulée continue de brames

Le but d’une telle machine, représentée sur la figure 1.1 [Fahri, 1998], est de former de fagon continue,
dans une lingotiére ouverte & ses deux extrémités et énergiquement refroidie, une carapace de métal
solide assez résistante pour recueillir le métal liquide puis de faire avancer cette carapace en achevant
la solidification par aspersion d’eau. Physiquement, la machine de coulée continue est formée par une



1La coulée continue d’acier : présentation et enjeux

poche de coulée
répartiteur
lingotiére
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découpage
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Fi1G. 1.1: coupe de la machine de coulée continue

lingotiére (voir figure 1.1) et un puits sans fonds délimité par des rouleaux de soutien. Le répartiteur et
la poche de coulée permettent d’alimenter la machine de coulée en acier liquide avec un débit controlé.

La plupart des rouleaux ne servent qu’a maintenir une certaine pression sur la croiite solide et donc
soutiennent complétement la brame. Cependant, il existe des rouleaux qui sont munis de moteurs pour
faire avancer la brame. Par ailleurs les techniciens ont aussi la possibilité d’effectuer une réduction
douce (c’est-a-dire de comprimer la brame entre deux rouleaux en vis-a-vis) preés de la région ou a lieu
la fin de la solidification totale du produit. Pratiquement, la réduction douce permet de modifier I’état
thermomeécanique & la fin de la solidification et limiter certains types de défauts.

L’amorcgage de la machine est effectué par un outil, appelé mannequin ou "starting block" dans la
littérature anglo-saxonne, dont le réle est de guider la brame d’acier le long de la trajectoire définie par la
zone de refroidissement secondaire. Au bout d’un certain temps (typiquement de ’ordre d’une vingtaine
de minutes) on aboutit au régime permanent (ou stationnaire) de la machine et c’est précisément la
solution de ce régime qui nous intéresse.

La vitesse de la coulée est imprimée par le mannequin puis par les rouleaux moteurs extracteurs.
Le choix de cette vitesse de traction dépend fondamentalement de l'intensité de refroidissement tout
au long de la zone de refroidissement secondaire ainsi que de l'extraction de chaleur au sein de la
lingotieére. Il faut d’une part qu’a la sortie de la lingotiére (ou zone de refroidissement primaire) une
coque suffisamment épaisse puisse étre créée pour que la brame puisse étre tractée sans incident. Il
faut d’autre part adapter 'intensité du refroidissement et la vitesse de coulée pour qu’a la sortie de la
machine de coulée continue le matériau soit complétement solide.

Au niveau de la zone de refroidissement secondaire, 1’acier est énergiquement refroidi sous I'action de
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jets d’eau pariétaux. Sur le schéma 1.1 D’acier sous forme solide est représenté en blanc et les zones
totalement liquides ou contenant une certaine proportion de liquide en gris. Arrivé a la sortie de la
zone de refroidissement secondaire, le matériau est complétement solidifié et est tronconné au défilé par
oxycoupage aux longueurs voulues. La zone de refroidissement secondaire est habituellement courbe
dans le cas de l'acier. En effet, du fait d’une diffusivité faible, la longueur métallurgique (c’est-a-dire
I’abscisse curviligne prise a partir du ménisque de la lingotiére) de fin de solidification est importante.
Pour les brames épaisses la courbure permet donc de diminuer en hauteur la taille de la machine.

Au début, ce procédé a fait 'objet de beaucoup d’expérimentations notamment au niveau de la lingo-
tiére et de la zone de refroidissement secondaire. Concernant la lingotiére nous pouvons répertorier les
améliorations technologiques suivantes :

— le brassage électromagnétique permet d’homogénéiser la phase liquide

— Toscillation de la lingotiére permet d’éviter le collage du métal sur les parois de la lingotiére

— la lubrification de la paroi de la lingotiére pour améliorer le glissement du produit et éviter I’endom-
magement du produit.

C’est au niveau de la lingotiére qu’apparait pour la premiére fois une crotite solide et toute I'attention
est portée sur le refroidissement pour créer une épaisseur solide suffisante et éviter le risque de percée.
Il est d’autre part connu que les principaux défauts de surface interviennent lors de cette phase de
solidification et de glissement dans la lingotiére.

La zone de refroidissement secondaire sur laquelle notre étude se focalise est également le fruit d’une
réflexion technologique poussée. En effet on peut répertorier les différents défis technologiques a relever :

— la forme de la machine (courbe, horizontale ou verticale) dépend fondamentalement de la nature de
Pacier, du format géométrique (bloom, billette, brame)

— lintensité de refroidissement doit étre en accord avec la taille de la zone de refroidissement secondaire
pour que ’acier soit complétement solidifié en sortie ; 'intensité peut générer des défauts externes.

— la vitesse d’extraction résulte d'un compromis entre l'infrastructure de la machine, la nature de
Pacier et des facteurs économiques (productivité).

Malgré toute 'attention qu’on puisse apporter, le matériau qui sort de la machine présente certains
défauts. La principale difficulté pour pouvoir quantifier ces défauts c’est de décrire le comportement
du matériau se solidifiant soumis & des conditions extrémes de température et des contraintes élevées.
Les faibles connaissances sur le comportement de 1’acier & haute température alliées a la difficulté de
faire le lien entre les défauts macroscopiques et le modéle microscopique de I’acier nécessitent une étude
rigoureuse de la part des équipes de recherche.

Les développements numériques que nous proposons ont pour objectif de mettre en place les premiers
jalons d'une modélisation compléte du matériau (cela signifie prendre en compte au sein d’'un méme
logiciel les phénoménes de solidification, les changements de phases, le transport d’élément d’alliages, la
thermomeécanique et ’hydrodynamique du produit) et du procédé (modélisation du contact mécanique
et thermique avec les outils de coulée continue, prise en compte de la déformation des outils, ...). La
finalité de ce projet est que cet outil numérique puisse étre une aide a la définition d’actionneurs de la
machine de coulée continue permettant I’amélioration et la fiabilisation de la qualité interne et de la
qualité de surface des aciers coulés en continu tout en réduisant les cotits et les délais de fabrication.
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1.1.2 Description des états thermophysiques de ’acier

Sous ’action du refroidissement pariétal par jets d’eau, I’acier se solidifie au fur et & mesure. Globale-
ment on peut distinguer trois zones dont les propriétés thermophysiques sont différentes. En remontant
la machine de coulée continue on distingue la zone solide, constituée exclusivement d’acier solide, la
zone pateuse qui est un mélange de liquide et de solide (cet état thermodynamique peut exister car
Pacier est un alliage multiconstitué) et la zone liquide, constitué d’acier liquide. On définit alors le
puits liquide (liquid pool en Anglais) comme la zone de transition entre 1'état liquide et 1’état pateux.
De méme le puits pateux (mushy pool en Anglais) définit la zone de transition entre les états pateux
et solide. Au dela du puits pateux, l'acier est donc exclusivement sous forme solide.

La figure 1.2 schématise les 3 zones thermomécaniques a lintérieur de la brame dans la zone de
refroidissement secondaire. Par souci de clarté nous avons effectué un zoom dans I’épaisseur de la
brame ; les rouleaux schématisés en bleu et la longueur de la machine sont & I’échelle. Partant du
haut de la machine le matériau devient tour & tour liquide (en rouge) pateux (en orange) et solide
(en jaune) sous l'action du refroidissement pariétal. Concernant les dimensions et pour une coulée
de brame épaisse, le puits liquide se situe & une longueur métallurgique de 10 métres en dessous du
ménisque, le puits pateux & environ 20 métres. A la sortie de la lingotiére, donc & I'entrée de la zone
de refroidissement secondaire, les trois zones coexistent déja. Il faut cependant préciser que dans ces
régions le gradient thermique est important ce qui limite ’extension de la zone pateuse.

liquide

pateux

solide

Fi1G. 1.2: état thermophysique de I'acier lors de la coulée continue (épaisseur du produit exagérée)

Les trois zones liquide, pateuse et solide définissent deux phases thermodynamiques (liquide et solide)
dans lesquelles peut se trouver le matériau. Le diagramme binaire fer - carbone indique que ’acier peut
cristalliser sous deux formes : la ferrite et austénite (phases § - cubique centré - et 7 - cubique faces
centrés). Cela signifie que I'acier a deux formes solides distinctes ce qui peut avoir des conséquences au
niveau de la formation de défauts. Ce diagramme permet de connaitre en fonction de la température et
de la fraction massique en pourcentage de carbone la phase thermodynamique dans laquelle se trouve
Pacier. Sur la figure 1.3 (diagramme qui résulte de la coupe a 1% Mn d’un diagramme ternaire Fe-C-
Mn), la phase liquide est notée L et on peut notamment voir les régions pour lesquelles on a coexistence
de liquide et solide (zone pateuse) : L+ d, L + 6 + v ou encore L + .
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F1G. 1.3: diagramme Fer-Carbone (coupe d’un diagramme Fe-C-Mn & concentration en Mn constante)

Pour des teneurs en carbone au-dessus de 0,4 % Dacier est dit austénitique : il ne cristallise que sous
une seule forme (phase 7). L’histoire thermique du point D symbolise cette propriété car la ligne en
pointillé partant de ce point ne traverse aucun domaine ou existe la phase §. Dans notre approche de
la coulée continue, nous tenons bien stir compte de ce phénomeéne a travers les données thermomeéca-
niques (consistance et masse volumique pour la mécanique, capacité calorifique, conductivité pour la
thermique) qui vont varier de fagon notoire.

1.1.3 Singularité de l’acier
La diffusivité thermique de I’acier

Par rapport a d’autres métaux, ’acier posséde la particularité d’avoir une mauvaise diffusivité ther-
mique. Par définition la diffusivité thermique a a la température T est le rapport de la conductivité
thermique A du matériau par le produit de la capacité thermique & pression constante C'p et de la
masse volumique p (le tout pris a la température T) :

a=— (1.1)

Le tableau 1.1 donne un ordre de grandeur des différentes diffusivités du cuivre, de I’aluminium et de
I'acier que 'on peut trouver dans le handbook. On peut remarquer la nette différence entre 1'acier et
les deux autres métaux qui va impliquer des différences au niveau de la technique de la coulée continue,
comme nous allons le voir dans le paragraphe suivant.

La relation de Lightfoot

Le front de solidification représente la surface limite entre la partie solidifiée et la zone de métal encore
pateuse. La partie liquide a une forme de cone allongé et est appelée puits de solidification dont la
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métal diffusivité thermique (m?.s7!)
acier 7
aluminium 95
cuivre 80

TAB. 1.1: diffusivité thermique de métaux a haute température

longueur est nommeée longueur de solidification. La relation de Lightfoot [Fahri, 1998] nous permet de
quantifier la longueur de solidification Ig pour 'acier :

ls = (%)% (1.2)

ou e est I’épaisseur de la brame, K est un coefficient dépendant de la diffusivité thermique du matériau
ainsi que de U'intensité de refroidissement (c’est en fait un coefficient caractéristique du couple machine
- conditions de coulée) et v est la vitesse de coulée.

Pratiquer{lent dans le cadre de la coulée continue de Fos-sur-Mer C'C2 nous avons : e = 222 mm, K = 30
mm.min2 et v = 1,25 m.min"', ce qui donne L ~ 17,1 m. Expérimentalement, les techniciens de
Fos-sur-Mer sont d’accord avec cet ordre de grandeur. Il est & noter qu’il est difficile de quantifier
expérimentalement la fin du puits pateux car la seule méthode consisterait a couper la brame et de
voir si le matériau est complétement solidifié ou non.

Ce calcul permet de justifier rapidement la dimension des machines de coulée continue d’acier. En
toute logique il faudrait construire une machine verticale ayant une hauteur de 'ordre de 20 m pour
solidifier complétement la brame d’acier. Pour diminuer le cotit et la dimension des infrastructures,
les industriels ont mis au point une machine courbe comme celle représentée sur la figure 1.1. La
courbure de la machine de coulée continue d’acier vient uniquement du fait de la volonté de diminuer
les dimensions des installations. La courbure de la machine engendre en effet une inhomogénéité au
niveau des contraintes au sein du matériau et peut altérer la qualité du produit du fait du cintrage et
décintrage. Pour des métaux ayant une diffusivité thermique plus élevée (I’aluminium, par exemple),
les machines verticales sont effectivement utilisées puisque leur longueur de solidification est moins
grande, comme l'illustre la figure 1.4.

Comparaison entre ’acier et ’aluminium

La figure 1.4 donne une représentation schématique de la coulée continue d’alliage d’aluminium. Pour
un calcul prenant en compte un lingot d’aluminium de format 1,86 m x 0,51 m, |Drezet et Rappaz,
1997] ont obtenu une longueur de solidification pour 'aluminium de 60 ¢m. La zone pateuse est par
ailleurs peu étendue voire quasi inexistante dans le cadre de la coulée continue d’alliages d’aluminium.

A titre de comparaison la figure 1.2 symbolise bien I’étendue de la zone pateuse pour la coulée continue
d’acier. Pour preuve, la figure 1.5 représente les résultats d’un calcul thermique sur un cas réel de coulée
continue d’acier. Cette courbe représente les températures maximales (c’est-a-dire au coeur de la brame)
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water |
jet i

|
|
i
solid

mushy coherent zone

b S
P :

starting block

F1G. 1.4: schéma de la coulée continue d’aluminium [Drezet et Rappaz, 1997]
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et minimale (c’est-a-dire sur la face externe de la brame) en fonction de la longueur métallurgique. Les
températures de solidus (c’est la température en-dessous de laquelle tout le matériau est solide) et de
liquidus (c’est la température au-dessus de laquelle tout le matériau est liquide) ont été représentées.
On peut donc aisément voir que le puits pateux se situe a une profondeur de 19 m et la température
de liquidus est franchie pour une profondeur de 10 m environ. La zone pateuse s’étend dans ce cas sur
une longueur d’environ 9 m, beaucoup plus grande que pour la coulée continue d’aluminium !

1600

1500 -

1400
1300 -

1200 -

température
(°C) Ll étendue de la zone
1000 pateuse

900 -

800 -

700

600 T T T T T T T T
0 250 500 750 1000 1250 1500 1750 2000

longueur métallurgique {cm)

—température minimale ———=température maximale

— température du liguidus ——température du solidus

Fi1G. 1.5: température minimale et maximale dans une brame d’acier en fonction de la longueur métal-
lurgique

On explique les différences entre 'acier et I'aluminium par la diffusivié thermique et les paramétres
technologiques de coulée. Dans le cas de 'acier, une assez forte vitesse de coulée additionnée & une
faible diffusivité thermique a pour effet d’agrandir la zone péateuse. La coulée continue de 'acier en
brames épaisses se caractérise donc par son importante longueur de solidification et une vaste zone
pateuse.

Bilan : particularité de la coulée continue d’acier

A l'inverse d’autres métaux courants, 'acier a une diffusivité thermique faible ce qui implique que la
technique de coulée continue de l'acier est nettement différente des autres alliages. D une part, la lon-
gueur de solidification est beaucoup plus grande ce qui implique le choix d’une géométrie courbe pour
la machine. Ceci occasionne des phénoménes de cintrage et décintrage au sein de la brame. D’autre
part, la zone pateuse est trés étendue pour la coulée continue d’acier. Les phénoménes thermophy-
siques qui se déroulent au sein d’un milieu biphasique sont généralement complexes. Par rapport a la
coulée d’aluminium ou la zone pateuse est quasi inexistante, la coulée continue d’acier est sujet a plus
d’indétermination et souléve plus de problémes quant & la modélisation de la zone pateuse. Dans notre
étude nous nous bornons & modéliser la zone pateuse en termes de contraintes et déformations. L’éta-




1.1Présentation du procédé de coulée continue

blissement d’une modélisation diphasique de la zone pateuse pour la coulée continue est naturellement
une des perspectives de notre travail.

1.1.4 Les différents types de défauts du matériau coulé

Parmi les défauts apparaissant en fin de coulée, on fait habituellement une différence entre les défauts
internes et les défauts externes [Dalin, 1987]. Le schéma 1.6 recense et explicite les principaux défauts
décrits ci-apres [Kraemer et al., 1986].

Coeur liquide

Peau solide

Rayon de courbure
delaCC: 10,5 m

Gonflement

Ségrégation axiale

F1G. 1.6: principaux défauts rencontrés pour la coulée continue [Kraemer et al., 1986|

Les défauts externes

Dans la littérature on trouve de plus en plus de réflexions et d’études numériques pour comprendre ces
défauts qui sont apparents car la lingotiére assure la solidification de la surface du produit. Prévoir et
éliminer les défauts initiaux représente un gain important en qualité. Les défauts présents sur la coque
du matériau les plus souvent cités sont les criques externes qui tirent leur origine dans la contraction
du produit lors du refroidissement primaire dans la lingotiére et dans une moindre mesure lors du
refroidissement secondaire non uniforme.

Les défauts internes

Les défauts internes sont dus essentiellement au refroidissement secondaire. En effet, un refroidissement
trop énergétique ou non uniforme provoque des inhomogénéités au coeur du matériau sensibilisé aux
variations de température du fait de sa solidification. Il peut ainsi apparaitre des criques internes.
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La compréhension de la formation de ces différents défauts n’est pas encore totalement élucidée. Les
diverses zones de refroidissement provoquent au sein du matériau de grandes contraintes thermiques
et les rouleaux, dans la zone de refroidissement secondaire, induisent des efforts périodiques de com-
pression et de traction dans la crolite externe ou en plus s’exerce la pression ferrostatique ce qui peut
donc provoquer des défauts [Dalin, 1987]|. Par ailleurs s’il est vrai que l'intérét majeur est la prévision
des défauts dans le cas d’un régime permanent d’utilisation de la machine, ’état transitoire associé &
I'amorcgage de la coulée provoque également des défauts. Dans I'industrie de ’aluminium ot sont uti-
lisées des machines de coulée semi-continue, les défauts apparaissant lors de la phase d’amorgage sont
importants. L’article de [Drezet et Rappaz, 1997] présente certains types de défauts macroscopiques
intervenant au début de la coulée. On peut notamment référencer le "butt curl" qui est un craquement
en bas de brame au niveau du mannequin ("starting block") ou le "swell curl" qui se manifeste a Iex-
trémité du matériau proche du mannequin (c’est un gonflement local de matiére di au refroidissement
initial plus intense du fait de la présence du mannequin).

La macroségrégation

Par définition, la macroségrégation est la variation de composition moyenne observée a I’échelle ma-
croscopique dans les produits bruts de coulée. C’est lors de la solidification du métal qu’apparait ce
phénoméne. La ségrégation des éléments chimiques résulte de la différence de solubilité des solutés
(le carbone par exemple dans I'acier) dans les différentes phases. Ils sont plus solubles dans la phase
liquide que dans la phase solide (loi des leviers ou de Scheil [Rappaz et al., 1998]) et sont donc rejetés
a l'interface solide liquide au fur et & mesure qu’avance la solidification : c’est le phénoméne de mi-
croségrégation. Ces solutés sont alors redistribués dans le liquide essentiellement par convection ce qui
entraine des variations locales macroscopiques de concentrations.

Généralement on observe de fortes concentrations en soluté au centre des produits coulés en continu.
Ceci résulte des phénomeénes de convections thermique et solutale ainsi que du retrait a la solidification
(le liquide est aspiré a l'intérieur de la zone pateuse pour combler I'espace libéré lors de la solidification
du produit). En effet, méme si microscopiquement les solutés sont plus solubles dans la phase liquide et
macroscopiquement la convection thermique a tendance a créer des circulations de fluide de la surface
du produit (région froide) au coeur du produit (région chaude), la convection solutale au sein du fluide
et le retrait & la solidification produisent une circulation des solutés du coeur du matériau a la surface.
On constate donc une compétition entre deux circulations contraires de produit. Pour plus de détails
on peut consulter [Bobadilla et Jacquot, 1986] et [Miyazawa et Schwerdtferger, 1981].

Numériquement, il a été montré par [M'Hamdi et al., 1999] qu’en considérant uniquement ces phéno-
meénes, on aboutissait & une ségrégation au centre légérement supérieure & la moyenne mais loin des
ordres de grandeur observés expérimentalement. Ces phénoménes doivent étre du second ordre par
rapport & d’autres raisons provoquant cette macroségrégation et on doit ainsi prendre en compte Deffet
des déformations mécaniques; ceci accroit bien entendu la complexité du probléme.

[Kajitani et al., 2001] ont réalisé une étude assez compléte concernant la coulée continue d’acier. Ils
ont utilisé les résultats de calculs thermomécaniques pour déduire les macroségrégations au sein du
matériau. Ils ont cependant effectué leurs calculs uniquement sur une portion de brame comprises
entre 3 paires de rouleaux. Par rapport & eux nous voulons proposer une approche globale sur toute la
machine de coulée continue et étre capables de prédire ’état thermomécanique du matériau dans toute
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la zone de refroidissement secondaire.

En couplant un calcul de contraintes au sein du matériau avec les équations de la thermo-hydraulique on
pourra alors étre capable de prédire la macroségrégation au sein du produit. On verra ainsi 'influence
des contraintes au sein de la zone solide et 'importance du gonflement entre les rouleaux sur 'ordre
de grandeur de la macroségrégation. Un tel calcul aura l'avantage d’étre global sur toute la machine
par rapport aux résultats présentés par [Kajitani et al., 2001].

Il faut cependant dire que le calcul des macroségrégations n’est pas I'objectif de notre travail. C’est une
des perspectives qui intéressent fortement les industriels, au méme titre que la prédiction des criques
externes ou internes, par exemple.

1.2 [Etude bibliographique : les approches de la coulée continue de la
littérature

1.2.1 L’approche du procédé

Le probléme thermomécanique de la coulée continue est assez délicat a résoudre dans la mesure ou il faut
décrire simultanément les zones fluide, pateuse et solide. Ceci s’avére difficile car leur comportement
mécanique, par exemple, est trés différent et, qui plus est, la zone pateuse est encore trés peu décrite
dans la littérature. Cependant, en restreignant ou en simplifiant le modéle, on peut arriver a de bons
résultats.

L’ambition de cette partie est de référencer les stratégies choisies par les différents auteurs de la
littérature et de les analyser pour voir ce qu’ils peuvent tirer de leurs études. Globalement nous pouvons
voir que les auteurs adoptent soit une stratégie stationnaire ot le maillage considéré reste fixe par
rapport a la machine de coulée continue, soit une stratégie instationnaire dans laquelle leur domaine
d’intégration peut étre tracté a travers la machine avec croissance ou non de maillage.

L’approche stationnaire

Pour démarrer une étude de la coulée continue d’acier, les auteurs font généralement le choix de
la stratégie & adopter en fonction des résultats qu’ils désirent avoir. En choisissant une approche
stationnaire ils s’affranchissent des problémes liés a la convection du maillage & travers la machine de
coulée continue. lls effectuent leurs calculs sur un maillage donné fixe.

a. En lingotiére :

Dans un premier temps certains auteurs ont analysé ce qui se passe en lingotiére. Comme le domaine
défini par la lingotiére n’est pas trés étendu, on peut le mailler assez précisément pour y effectuer un
calcul global. Dans la littérature apparaissent deux modélisations permettant de remplir deux objectifs
différents. Les auteurs sont en effet intéressés soit par les cartes d’écoulement dans la lingotiére, auquel
cas ils utilisent une modélisation de type hydrodynamique, soit par le comportement thermomécanique
de la coque solide qui se créer, auquel cas ils utilisent une modélisation de type contrainte-déformation.

11



1La coulée continue d’acier : présentation et enjeux

A T'Université de Greenwich, Pericleous a entrepris des travaux en lingotiére avec une approche sta-
tionnaire. Il a développé un modéle hydrodynamique pour en déduire les cartes d’écoulement en tenant
compte de la busette et de 'argon injecté. Ses travaux ont notamment été menés dans le cadre du
projet "OSC" (Optimisations des Systémes de Coulées) auquel nous participions également. Dans le
méme registre, a I’'Université de 1'Illinois (Chicago), [Thomas et al., 1999] ont effectué des calculs en
utilisant les modeles k — e et LES (Large Eddy Simulation) pour obtenir la carte de I’écoulement. Ils
ont comparé avec succes leurs résultats avec des mesures expérimentales.

A D'Université de Santa Fe, [Huespe et al., 2000] ont développé un calcul stationnaire en lingotiére. Ils
maillent uniquement la coque solide sur laquelle ils effectuent un calcul thermomécanique. Par ailleurs
pour simplifier leur stratégie, ils supposent leur maillage fixe et en déduisent alors un "gap" d’air qui se
crée entre la lingotiére et le matériau. Cependant comme les noeuds du maillage sont supposés fixes, la
forme extérieure de la coque solide n’est pas actualisée. Cela est critiquable au niveau de la résolution
mécanique qui ne tient pas compte de la position actualisée relative entre les noeuds.

b. Dans la zone de refroidissement secondaire :

D’autres auteurs se sont focalisés sur un calcul mécanique en zone de refroidissement secondaire. Ils
sont généralement intéressés par la forme extérieure de la brame et en déduisent le gonflement entre
les rouleaux. Cependant un calcul stationnaire est assez difficile & mettre en place dans la zone de
refroidissement secondaire notamment pour mettre en place les conditions aux limites.

statique

|
|
1 i:i£2i°“
|
|

&— Compress ion
4= Traction

Fi1G. 1.7: effort mécanique dans la coque solide

Généralement les auteurs s’accordent & dire que la pression ferrostatique due au métal liquide s’exerce
sur la face interne de la croute solide comme le montre la figure 1.7 (tirée du rapport [Kraemer et al., 1986]).
Il faudra alors considérer des conditions mixtes en vitesses et contraintes sur les surfaces interne et
externe et une condition de contact au niveau des rouleaux.

Ainsi sur la face interne :
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— —
on =—Pn
NN (1.3)
v.n =0
ou :
— P est la pression ferrostatique au point considéré,
— N
— n est le vecteur normal a la surface,
— . . , N . . , . .
— W est le vecteur vitesse du solide défini a partir du tenseur des vitesse de déformation €.
De méme sur la surface externe libre, les conditions aux limites s’écrivent :
— —
on =0
o (1.4)
v.nm =0

Une condition aux limites supplémentaire provient de ce que la vitesse doit étre tangentielle aux points
de contact avec les rouleaux. Cette condition est nécessaire car elle va contenir le gonflement di a la
pression ferrostatique [Dalin, 1987].

Une telle approche est bien str imprécise au niveau des conditions aux limites & imposer sur la face
intérieure de la coque solide. L’état thermomeécanique de la zone pateuse n’est par ailleurs pas non plus
connu et ses effets sur la coque solide sont donc négligés dans ce type d’approche.

Au Cemef, [Dalin, 1987] a proposé une modélisation stationnaire de la coulée continue. Il effectue
des calculs mécaniques sur un domaine compris entre deux puis quatre rouleaux. Il en déduit apreés
convergence des mesures de gonflement proches de ceux observés dans la réalité. Sa méthode consiste
a partir d’'une forme de maillage la plus simple possible, épousant le chemin délimité par les rouleaux.
Sous 'action des rouleaux, de la pression ferrostatique et de la dilatation thermique, la forme extérieur
évolue au cours des itérations. La forme finale de la brame est obtenue lorsque la vitesse est tangente a
la forme extérieure de la brame. Il est alors possible de mesurer le gonflement. [Dalin, 1987] a effectué
des tests pour des maillages compris entre deux et trois rouleaux de soutien. Cependant la convergence
de sa méthode est difficile & obtenir car le champ de vitesse doit étre tangent & la forme extérieure de
la brame.

A DEcole Polytechnique de Lausanne, [Kajitani et al., 2001] ont développé un modéle similaire leur
permettant de déterminer la forme extérieure de la brame. Sur ce méme domaine, ils effectuent ensuite
un calcul de mécanique des fluides couplés & un modéle de ségrégation. Ils obtiennent alors la carte des
macroségrégations au sein de leur domaine et peuvent voir I'influence du gonflement sur ceux-ci.

c¢. Calcul global stationnaire

L’Ecole des Mines de Nancy ainsi que I'IRSID ont lancé une étude concernant la macroségrégation
de la coulée continue d’acier. Dans leur rapport, [M'Hamdi et al., 1999| présentent un modéle global
stationnaire sur toute la coulée d’acier. Ils considérent un maillage eulérien et modélisent 1’acier avec
les équations de I’hydrodynamique plus les équations concernant la ségrégation. Les équations de la
conservation de la quantité de mouvement, de la continuité et de la conservation de 1’énergie sont
moyennées en supposant que la coque solide se déplace & la vitesse de coulée 1_/)0 (ce qui est bien
str faux en réalité). La zone pateuse est alors modélisée comme un milieu poreux ot la loi de Darcy

13



1La coulée continue d’acier : présentation et enjeux

est appliquée pour caractériser I’écoulement interdendritique. IlIs aboutissent notamment au fait que
les ségrégations calculées au centre ne sont pas du méme ordre de grandeur que celles observées en
réalité. Ils en concluent que le phénoméne prépondérant qui entre en ligne de compte doivent étre les
déformations au sein des zones pateuses et solides.

L’approche instationnaire

Nous avons vu que généralement les approches stationnaires doivent prendre rigoureusement en compte
la forme de la brame. Ceci peut compliquer la convergence comme dans le cas de [Dalin, 1987]. Les
stratégies instationnaires ont I’avantage de s’affranchir de cette difficulté et de converger naturellement
vers un état stationnaire. Plusieurs stratégies sont mises en place et nous pouvons citer les stratégies
dites "tranche" et les stratégies "par croissance de maillage".

a. Les stratégies "tranches" :

La simulation de la coulée continue nécessite des moyens informatiques performants pouvant résoudre
des systémes matriciels avec un nombre élevé d’inconnues. En effet pour un calcul global sur toute
la machine il est nécessaire d’envisager des maillages & grand nombre de noeuds. Ceci implique na-
turellement des temps de calculs longs. Pour pallier & ce probléme, certains auteurs ont développé
des stratégies numériques permettant de diminuer la taille du domaine d’intégration du probléme. Par
exemple, [Thomas et al., 1992] (Université de Chicago) et [Boehmer et al., 1998] (Université de Siegen,
Allemagne) simplifient le probléme en proposant d’effectuer les calculs thermomécaniques de déforma-
tion sur une tranche de la brame et en supposant que ceux-ci donnent la solution stationnaire. Nous
appelons ces types de stratégies : les stratégies "tranches".

Les auteurs considérent une tranche transversale a la direction de la coulée continue. Cette tranche se
déplace a la vitesse de la coulée. Ceci parait pratique parce que la phase solide "suit" le mouvement
global du mannequin qui se déplace & la vitesse de coulée. Ainsi & chaque incrément de temps les calculs
sont effectués sur le méme maillage. La figure 1.8 montre cette stratégie et plus particuliérement la
stratégie de [Boehmer et al., 1998|.

Pour chaque pas de temps, on calcule en premier le champ de température sur la tranche en modélisant
grossiérement I’échange thermique avec le fluide. Ceci est critiquable dans la mesure ou les phénoménes
de convection au sein du fluide ne sont alors pas pris en compte. [Thomas et al., 1992] ont proposé
une amélioration en effectuant un calcul thermomécanique de fluide turbulent sur tout le domaine et
incorpore a l'interface solide-liquide dans la tranche considérée le flux thermique d’échange entre le
solide et le liquide. II va donc tenir compte des effets de convection au sein du fluide ainsi que de
turbulence. Cependant, contrairement & [Boehmer et al., 1998], il effectue un calcul uniquement dans
le moule de la lingotiére ou le métal est essentiellement sous forme liquide.

Ainsi un calcul de déformations peut étre effectué sur cette tranche. A l'instant suivant, cette tranche
est décalée de Az = VoAt vers le bas (Vi est la norme de la vitesse de coulée de la machine et At
est U'intervalle de temps entre deux incréments) et la méme analyse peut étre effectuée a I'instant de
temps suivant puisqu’alors ’état des contraintes et le champ des températures sont connus aux temps
précédents.

14



1.2étude bibliographique

"o S
: e
¥ 4
i iy

1

F1G. 1.8: technique du calcul par tranches [Boehmer et al., 1998]

Ces modeles présentent 'inconvénient de ne pas prendre en compte la totalité du domaine. Ainsi les
déformations de la brame qui influencent les conditions aux limites pour la thermique (présence de
lame d’air au niveau du moule ou du mannequin) sont négligées. Cependant cette stratégie semble
justifiée dans la mesure ou le gradient thermique axial est faible pour la coulée continue d’acier. Les
stratégies "tranches" donnent donc de bons résultats par rapport a la solution stationnaire de la coulée
continue. En coulée continue d’aluminium le probléme est différent : les gradients thermiques axiaux ne
sont plus négligeables. [Boehmer et al., 1998] n’utilisent en effet pas une approche de type "tranche"
pour le calcul de la coulée continue d’aluminium.

[Pascon et al., 2001] (université de Liége) ont effectué un calcul "tranche". Par rapport aux cas pré-
cédents ils ont pris en compte un domaine plus étendu. Typiquement une telle approche est appelée
"tranche longue". Ils ont développé une modélisation élasto-viscoplastique pour décrire le comporte-
ment de ’acier. Ils en déduisent notamment un calcul de lame d’air entre la lingotiére et la brame.

La figure 1.9 tirée de [Pascon et al., 2001] symbolise la lame d’air en coin qu’on peut voir apparaitre en
lingotiére. Les échanges thermiques en lingotiére dépendent beaucoup des conditions de contact méca-
nique. A cause de la contraction a la solidification, la brame peut décoller de la lingotiére (apparition
d’une lame d’air). De ce fait les échanges thermiques avec la lingotiére diminuent et la coque solide
se réchauffe ce qui provoque un recollement de la brame & la lingotiére. Cependant, cela implique des
échanges thermiques non constants au cours du temps ce qui nuit & la qualité du produit. Dans la
pratique, les industriels adaptent la forme de la lingotiére en fonction de la contraction du matériau au
cours de son refroidissement pour qu’il soit en contact mécanique avec la lingotiére le plus longtemps
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F1G. 1.9: lame d’air apparaissant dans les coins du matériau [Pascon et al., 2001]

possible.

[Pascon et al., 2001] ont effectué des calculs avec deux types de moule (voir figure 1.10) : le premier
admet une seule conicité ("single taper") s’adaptant a la contraction du métal considéré, le second
admet deux conicités ("double taper") et s’avére préférable ("recommended").

(RECOMMENDED)
SINGLE TAPER DOUBLE TAPER

Fia. 1.10: vue schématique de face des deux moules utilisés par [Pascon et al., 2001]

La figure 1.11 montre la distance entre le matériau et la brame du ménisque (0 mm) a la fin de la
lingotiére (600 mm) pour une portion comprise entre le milieu de la face ("mid-face") et un coin
("corner"). Quand la zone est en blanc, cela signifie qu’il n'y a pas contact, et en gris cela veut dire
qu’il y a contact entre la brame et la lingotiére. Cette figure montre donc que le contact n’est pas
beaucoup réalisé avec une lingotiére & un seul rétrécissement. Il vaut alors mieux utiliser une lingotiére
a deux rétrécissements.

b. Calcul par croissance de maillage

Cette stratégie plus précise que la précédente et plus coliteuse au niveau des calculs propose de faire
les calculs thermomécaniques sur toute la brame. Les auteurs décrivent ’expansion de la brame depuis
sa position initiale a I'intérieur du moule de la lingotiére, comme l'indique la figure 1.12. Le régime
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DOUBLE TAPER
(RECOMMENDED VALUE)

*CURNKR MID-FACE ‘ *COH.N'EI( MID-FACE #

SINGLE TAPER

B

F1G. 1.11: contact entre le moule et le matériau pour les deux lingotiéres [Pascon et al., 2001]

de coulée est alors transitoire. Dans ce type d’approche, le domaine d’intégration prend en compte la
partie fluide et péateuse. Certains auteurs comme [Drezet et Rappaz, 1997] (Ecole Polytechnique de
Lausanne) proposent de faire un calcul de mécanique de solide sur tout le domaine. Le but d'une telle
représentation est de pouvoir effectuer un calcul de déformation sur tout le domaine d’intégration sans
se soucier des différentes zones mécaniquement différentes. Pour ces auteurs le fluide doit se rapprocher
"le plus possible" d’un état de contrainte ou régne uniquement la pression ferrostatique.

[Li et Ruan, 1995] (Université de Baton Rouge, Louisiane) proposent une étude plus compléte en
effectuant en premier lieu un calcul de thermo-hydraulique pour en déduire la température dans la
coque solide. Cependant, cela veut dire que le fluide est parfait sans viscosité ni turbulence ce qui
n’est pas vrai dans la lingotiére ou le fluide est turbulent. Ils appliquent ensuite une analyse élasto-
viscoplastique au niveau de la zone solide pour en déduire 1’état thermomécanique complet.

[E]]

e 2t

X
1 - Lixlizes)

it
| = 2l

oL
1= GlaEeny
z

Fia. 1.12: expansion du domaine d’intégration simulant le grandissement de la brame [Li et Ruan,
1995]

[Li et Ruan, 1995] proposent d’effectuer un calcul de mécanique des fluides en considérant les phéno-
ménes thermiques au sein du fluide. Leur modéle est similaire a celui de [Mortensen, 1999], mis & part
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qu’ils n’utilisent pas I’expression de la force de Darcy. Ils se basent sur des expériences effectuées sur
des milieux poreux dont la viscosité varie en fonction de la fraction solide. Cette viscosité devient trés
grande lorsque la température est inférieure a la température de solidus. Ainsi la partie solide est-elle
astreinte & se mouvoir a la méme vitesse que le mannequin du fait de I'écriture des conditions aux
limites.

De ce calcul "fluide" est obtenu le champ des températures nécessaire a un calcul de mécanique de
solide séparé. Ces auteurs modélisent ensuite la partie solide comme un matériau élasto-viscoplastique
soumis & la pression ferrostatique. Ainsi, en une méme étude sont présentes des analyses typiquement
solide et fluide. Les problémes liés aux déformations par contraction de la brame peuvent étre pris en
compte naturellement ce qui présente un net avantage par rapport a la méthode de [Mortensen, 1999].
Cependant une telle modélisation ne prend pas en compte les phénoménes de convection solutale
et aucun calcul de ségrégation ne peut étre effectué. Par ailleurs il est nécessaire d’effectuer deux
simulations distinctes pour obtenir le champ de température, le champ de vitesse dans le liquide et les
déformations de la coque solide. Cela affaiblit du méme coup le couplage entre le probléme thermique
et le probléme mécanique de la coque solide.

Nous avons présenté sur la figure 1.13 la carte de I’écoulement du fluide a différents instants que [Li et
Ruan, 1995] ont obtenue. La figure 1.14) représente les contraintes principales au sin du matériau. Le
matériau étant axisymétrique, les figures présentées sont en coordonnées cylindriques (r, z).

= 9179 0

@)
1=26(sec)
®)
t= 100(se€)

@
t=450(sec) L
()
o =625(sec)

F1G. 1.13: carte des lignes de courant a différents instants [Li et Ruan, 1995|

La figure 1.13 nous montre que la boucle de recirculation grandit rapidement puis se stabilise. Ce
phénomene se déroule dans la lingotiére et une analyse de fluide turbulent pourrait étre apportée pour
gagner en précision. Cette boucle de recirculation est due aux gradients thermiques qui sont importants
dans ces régions. En aval de I’écoulement, les lignes de courant sont stables et suivent la direction de la
coulée. Cela signifie que le matériau se solidifie et que la viscosité apparente introduite dans le modéle
est de plus en plus importante.

La figure 1.14 indique la direction et la norme des contraintes principales dans le plan (17, 2’) ou 7/
représente la distance du point considéré a l’axe de symeétrie de la billette et 2’ Ialtitude du point
considéré a partir du mannequin. Les barres doubles paralléles représentent des états de contraintes en
compression et les barres simples représentent des états de contraintes en tension. La figure montre que
I’état des contraintes aux points du bord de la brame est compressif et dirigé suivant I'axe 2’ ce qui est
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F1G. 1.14: représentation des contraintes principales [Li et Ruan, 1995]

a l'origine d’un déplacement vertical entre le bout de la brame et le mannequin. La figure 1.15 illustre
ce phénomeéne : elle représente la distance ("displacement") entre le bout de la brame en fonction du
rayon 7’ a différents instants. On peut notamment voir que le bord de la brame a tendance a quitter

le mannequin.

1.0e-3
—0— =423 gc

—0— =300 %c
— =208 %c
4 =109sc

7.5¢-4 4

5.0¢-4 4

Displacement (m)

2.5¢-4 4

0.0e+0 o T T
0.00 0.05 0.10 0.15 020
r'(m)

FiG. 1.15: déplacement vertical en fonction du rayon & différents instants

Il est & noter que I'approche par "croissance de maillage" est rare. Elle n’est d’ailleurs menée essen-
tiellement qu’en coulée continue d’aluminium. Par extension au cas de l’acier, elle permettrait alors

d’effectuer un calcul global sur toute la brame.

Conclusion

Dans cette partie nous avons vu deux types d’approches pour aborder numériquement la coulée conti-
nue : les approches stationnaire et instationnaire.

L’analyse des stratégies stationnaires ont montré des difficultés concernant le traitement de la surface
de la brame. [Huespe et al., 2000] et [M'Hamdi et al., 1999] supposent que la forme externe de la brame
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est fixe. Ils négligent donc l'influence de la position relative des noeuds du maillage au niveau de la
résolution mécanique. Cependant, comme on peut de voir dans la littérature ([Kajitani et al., 2001],
la forme de la surface de la brame a une importance pour les ségrégations. Il est donc nécessaire de
prendre en compte précisément la forme externe de la brame pour un calcul plus abouti de la coulée
continue d’acier. |Dalin, 1987| a montré qu’il était possible de calculer le gonflement de la brame avec
une méthode stationnaire. Cependant la convergence de la méthode est difficile et limité a quelques
rouleaux de soutien.

Contrairement aux méthodes stationnaires, les méthodes instationnaires permettent d’obtenir naturel-
lement la forme de la brame. Cependant d’une part les méthodes "tranches" sont critiquables dans la
mesure ou elles négligent plusieurs parameétres comme le gradient thermique selon le sens de coulée.
D’autre part les méthodes par croissance de maillage convergent au bout d’un certains temps, qui reste
a déterminer, vers une solution stationnaire.

Par ailleurs les méthodes que nous connaissons actuellement proposent d’effectuer la résolution en
plusieurs étapes. Au cours d’une premiére simulation les auteurs calculent le champ de température
en utilisant une modélisation de type mécanique des fluides. Le résultat est alors intégré dans une
résolution thermomécanique pour obtenir les contraintes et déformations au sein du matériau leur
permettant d’obtenir le gonflement entre les rouleaux, par exemple.

Nous proposons dans notre travail un calcul par croissance de maillage instationnaire qui nous permet
d’obtenir la forme extérieure de la brame de coulée continue. Notre modélisation se fait en une seule
étape ou nous résolvons a chaque incrément de temps successivement le systéme mécanique (on modélise
mécaniquement de fagon différente la coque solide, la zone pateuse et le fluide) puis I’équation de
conservation de ’énergie. On obtient alors les contraintes et déformations au sein du matériau et le
gonflement entre les rouleaux. En perspective de ce travail, on pourrait facilement intégrer les équations
de la macroségrégation et voir 'influence du gonflement sur cette derniére.

1.2.2 L’approche du matériau

Aprés avoir analysé les stratégies de résolution du probléme de coulée continue, nous étudions les
modeéles mathématiques utilisés par les auteurs qui permettent de décrire I'acier dans ses différents états
thermomécaniques. Globalement, il apparait plusieurs types de modélisations qui se complétent. Dans
cette section, nous présentons en premier lieu les modéles utilisés pour modéliser la zone liquide, puis
nous décrivons les modéles utilisés pour la phase solide et enfin nous nous penchons sur la modélisation
de I'état pateux.

Modélisation de I’acier a I’état liquide :

Il est nécessaire d’avoir une bonne représentation du comportement de 'acier a 1’état liquide en haut
de machine. En effet, en lingotiére notamment, ’écoulement est turbulent. Il doit donc étre modélisé
mathématiquement avec les équations de I’hydrodynamique.

Globalement tous les auteurs qui admettent une modélisation de type "fluide" (c¢’est-a-dire une modéli-
sation avec les équation de ’hydrodynamique) se focalisent sur les calculs en lingotiére. Par ailleurs, [Li
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et Ruan, 1995] et [Thomas et al., 1992] tiennent compte des phénomeénes de convection et obtiennent
un champ de température plus précis. Le but de Pericleous est différent car il étudie I'influence du jet
de la busette et de I'introduction de I’argon au niveau de I’écoulement pour en déduire des propriétés
sur la premiére peau solide en lingotiére.

Les modeéles utilisés dépendent des objectifs que se fixent les auteurs. Comme en sortie de busette le
nombre de Reynolds est élevé, certains auteurs ont développé des modéles de turbulence pour obtenir
la carte de ’écoulement. D. Mortensen, A. Pericleous et B.G. Thomas proposent une approche de fluide
turbulent en introduisant le modéle k — €. Cette technique consiste a écrire le champ des vitesses 1_/)
comme :

V=V+7 (1.5)

= =
ot V est la vitesse moyenne de I’écoulement et v est généralement négligeable devant V' et peut varier

—
brusquement dans I’espace. On résout alors avec la vitesse moyenne V et cela revient alors a supposer
un écoulement dont la viscosité est plus élevée. On peut trouver dans les articles [Thomas et al., 1992,
Mortensen, 1999, Thomas et al., 1999] plus d’informations sur les écoulements turbulents en lingotiére.

Par ailleurs, certains auteurs supposent que 1’écoulement de ’acier est laminaire et incompressible.
Par exemple, [Li et Ruan, 1995| ont effectué des calculs en lingotiére sous ces hypotheses. De plus,
comme il existe au sein du fluide un gradient thermique, [Li et Ruan, 1995] font I’approximation de
Boussinesq, consistant & prendre en compte la variation de masse volumique avec la température dans
le seul terme de source de I’équation de conservation de la quantité de mouvement. Ceci donne donc
comme équations :

_
VY = 0 (1.62)
ﬁ
oV - = — N
pogy tpV.VV = =Vp+V.uVV + pog (T —To) (1.6b)

ou :
H .
— V est le vecteur vitesse,
— p est la pression,
~ [ est le coefficient de dilatation volumique (= 3, « est le coefficient de dilatation linéaire),
1 est la viscosité du métal liquide,
po est la masse volumique du métal liquide, prise a la température de référence Ty,
— T est le champ de température.

Le comportement décrit est donc newtonien :

s = 2ué (1.7a)
o = s—pld (1.7b)
. 1 — =7

¢ = 5(vv+vv ) (1.7¢)
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Modélisation de I’acier a 1’état solide :

A haute température, le métal solide se comporte comme un matériau élasto-viscoplastique subissant
des dilatations thermiques importantes et non négligeables [Kozlowski et al., 1992|. Le modéle généra-
lement présenté dans la littérature ([Dalin, 1987], [Tszeng et Kobayashi, 1989], [Thomas et al., 1992],
[Li et Ruan, 1995|, [Drezet et Rappaz, 1997|) décompose linéairement le tenseur des vitesses de défor-
mation € en trois composantes :

€= 4 e 4 éth (1.8)

ou :

— ¢ est la partie élastique,

— €"P la partie viscoplastique,

— ¢ la partie thermique du tenseur des vitesses de déformation.

Cette décomposition additive se justifie, eu égard aux faibles déformations rencontrées dans 1’acier
solide. Les équations constitutives peuvent étre écrites de la fagon suivante (nous présentons dans le
chapitre 2 les diverses fagons d’écrire les équations constitutives) :

& = [D]e? = Mr(e?) Id + 2pé (1.9a)
dT
éh = o(T)—-Id (1.9b)
Am(T)-1

s = 2K(T,?) (\/ée) évp (1.9¢)

o = s—pld (1.94d)

. 2 2

¢ = <§é”p:é“p> (1.9¢)
t'

e = / edt (1.9f)
0

ou :

[D] est le tenseur élastique,

— « est le coefficient de dilatation thermique linéaire,

— s est le tenseur déviatoire des contraintes (¢r(s) = 0),

— K est la consistance viscoplastique,

— m(T) est un coefficient de sensibilité a la vitesse de déformation dépendant de la température (pour
les métaux m < 1),

Id est la matrice identité

) —tr(o)
p est la pression et vaut .

L’équation 1.9 représente la loi de Norton-Hoff qui traduit le comportement viscoplastique du métal &
hautes températures. Cette loi peut présenter un seuil de plasticité et I’équation 1.9 peut s’inverser et
s’écrire :
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1

E"UP _ \/g <0éq - O-S>m<T> s (1 10)
2060 \K(T)V3 '

avec :

3
- O¢q = 53 )
— og est le seuil d’écoulement statique.

L’expression entre crochets (.) définie par : (z) = 2’ | signifie qu’il n’y a écoulement viscoplastique

que si la contrainte équivalente de von Mises o4, est supérieure au seuil og.

Le comportement mécanique des métaux a hautes températures peut étre modélisé par les équations
précédentes selon la littérature scientifique. L’équation mécanique d’évolution de la peau solide est
donnée par I’équation suivante, les effets d’inertie étant évidemment négligeables :

Vo+pg=0 (1.11)

ol o est relié au champ de vitesse par les équations 1.9. Par ailleurs, les conditions aux limites dépendent
des stratégies de résolution que nous avons vues dans la partie précédente.

Durant la coulée, la coque solide se refroidit ce qui induit sa contraction ainsi qu'une variation des
coefficients rhéologiques du matériau. Diverses stratégies sont adoptées pour remédier & ce probléme.
Dans sa thése, [Dalin, 1987] détermine ’état stationnaire d’une zone de coulée continue constituée
de 2 puis de 4 rouleaux. Ainsi, dans cette région la viscosité est supposée constante et il s’affranchit
donc d’un calcul thermique. Dans ce cas, le seul phénoméne non négligeable thermo-dépendant est la
compression thermique au cours du refroidissement. Il montre que pour le calcul du gonflement entre
les rouleaux, de la vitesse de déformation ou des contraintes longitudinales le terme de contraction
du matériau a une grande influence et explique donc la formation de criques lors d’un refroidissement
secondaire trop intense.

Modélisation de I’acier pour la zone péateuse

1l existe plusieurs stratégies pour modéliser un métal dans 1’état pateux. Nous les avons classées de la
facon suivante :

1. modélisation de type monophasée ([Drezet et Rappaz, 1997], [Jaouen, 1998]|, [Bellet et Jaouen,
1999]),

2. modeélisation de type biphasée ou le solide est supposé indéformable (|[Mortensen, 1999]|, [M'Hamdi
et al., 1999]),

3. modeélisation de type biphasée ou le solide est supposé déformable ([Lalli, 1985], [Toyoshima, 1994],
[Nguyen et al., 1994]).

La modélisation de type monophasée considére que la zone pateuse est un milieu continu sans distinction
des phases liquide et solide. Cela veut dire que les champs de vitesse, contrainte ou déformation sont
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définis dans la zone pateuse sans se soucier de la vitesse, des déformations ou des contraintes au sein
des phases liquide et solide formant la zone péateuse.

Généralement, (on peut citer les travaux de [Jaouen, 1998|, [Bellet et Jaouen, 1999|) la zone pateuse
obéit a I’équation de conservation de la quantité de mouvement suivante :

—

dv N
- = . 1.12
pg =p9g+Vo (1.12)

ol la masse volumique p peut dépendre de la température et de la composition chimique locale. Les
—

dv
termes d’inertie pﬁ peuvent étre négligés comme dans le cas de [Drezet et Rappaz, 1997]. Par ailleurs

ces auteurs supposent que ’état pateux a un comportement viscoplastique. [Drezet et Rappaz, 1997]
s’appuient sur des essais d’indentation pour déterminer les parameétres rhéologiques de leur aluminium.

L’approche numéro 2 consiste & modéliser la zone pateuse avec les équations de la dynamique des
fluides. Deux stratégies sont adoptées dans la littérature pour tenir compte de la porosité de la zone
pateuse et prendre en compte les termes d’échange de quantité de mouvement entre les deux phases
(dont il est généralement admis qu’ils sont du type Darcy) :

— l’approche de [Mortensen, 1999] consiste a ajouter comme terme de source dans I’équation d’équilibre
dynamique 1.6b une force "généralisé¢" du type de Darcy :

—

oV - = — N —
P + V-V = —Vp+VuVV + pofg (T~ To) + S (1.13)

N
ou S est défini par :
. - =

= siT >Tyy, S =0
.

— 81 Tyo < T < Tig, S I%(Vc?—?)
. = - =
81T <Ts01, S =MVeZ — )

Lorsque la température est supérieure a 1j;, la zone est totalement fluide, il n’y a donc pas de force
de type Darcy qui s’applique. Pour une température comprise entre T, et Tj;, la zone considérée est
pateuse, la force de Darcy s’applique. Lorsque la température est inférieure & Ty la zone considérée
est la zone solide. M est un nombre trés grand de tel sorte que dans la zone solide la vitesse soit
égale & la vitesse de coulée.

Cette approche permet uniquement de simuler le déplacement de la croiite solide & la vitesse de
coulée continue. Aucun calcul de déformations et de contraintes ne peut étre effectué. L’enveloppe
du domaine d’intégration ne subit donc pas de déformation. Logiquement un tel modéle ne peut pas
prendre en compte la contraction de la coque solide dans la lingotiére et ’apparition d’'une lame
d’air modifiant notoirement les flux thermiques avec la paroi du moule. Il ne peut pas non plus
simuler les phénomeénes de gonflement entre les rouleaux. Seules des géométries de coulée verticale
sont envisagées : X—/g = V2 est alors un vecteur constant.

Pour tenir compte des effets d’apparition d'une lame d’air entre le moule et la brame, [Mortensen, 1999]
met en place un critére prédisant la formation d’une telle lame d’air. Si & une distance donnée a
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Iintérieure du matériau la température est inférieure & une température donnée, il y a formation
d’une lame d’air. Ce critére est trés sensible au choix de la distance et la température de référence.
De plus il ne permet pas le calcul de I'épaisseur de la lame d’air nécessaire pour un traitement
rigoureux des conditions aux limites des flux thermiques entre la brame et la paroi du moule. Seul
un calcul mécanique de déformation de la coque solide pourrait donner avec précision 1’épaisseur de
cette lame. C’est pourquoi [Li et Ruan, 1995] proposent une approche plus globale du point de vue
mécanique en incluant un calcul de mécanique des fluides puis un calcul de déformation de la coque
solide.

— l'approche de [M’Hamdi et al., 1999] consiste & moyenner les équations de la dynamique des fluides

N
en supposant que le solide se déplace a la vitesse de coulée V ¢ :

)
8—§+v.(ﬁc)+v.(pl?) ~ 0 (1.14a)

6]_/ I, — - — — —

PIE—F%(V.V)V+0ZV(V0V) = g (Vp+ V) +uV?V 4457 (1.14D)

(1.14¢)

ou :

— p est la masse volumique moyenne,

— p! est la masse volumique du liquide,

— ¢' la fraction liquide,

— K est la perméabilité de la zone pateuse,

—p=p (1 — BT — Tyig) — P (w! — wliq)) est la masse volumique du liquide & la température T
pour la composition w,
=7 l _>l = . 1 . . . . .

-V =¢"(V'—= V) est la vitesse débitante relative du liquide par rapport au solide.

La force de type Darcy est ici S = gl%v. Lorsque la fraction liquide ¢ tend vers zéro, ¢! & — +0o0,

N

et par pénalisation on a V = 0 ce qui signifie que pour de faibles valeurs de ¢ la vitesse du liquide
N

tend vers la vitesse de coulée V (.

Cette derniére approche permet de distinguer 1’écoulement du fluide a travers un squelette solide se
déplacant a vitesse constante V . Ceci signifie par ailleurs que le squelette solide est incompressible ce
qui est faux en réalité. Pour pouvoir analyser les phénoménes de ségrégation il est nécessaire d’introduire
des termes de compressibilité pour la zone pateuse et c’est I’approche numéro 3.

Plusieurs auteurs ont déja étudié la compressibilité de la zone pateuse. Les résultats expérimentaux et
les analyses effectuées par [Laxmanan et Flemings, 1980], [Suéry et Flemings, 1982, [Seconde, 1984]
et [Seconde et Suéry, 1984] montrent que le comportement de ’alliage a 1’état semi-solide dépend de
la morphologie et de la répartition de la phase solide dans le liquide. On peut ainsi distinguer deux
catégories de modéle :

— les modéles dérivant de la théorie des suspensions valables pour les fraction solides faibles,

— les modéles dits biphasiques, ou les fractions volumiques solides sont supérieures & 0,5 — 0, 6.

On peut se référer a [Lalli, 1985, Nguyen et al., 1994, Toyoshima, 1994] pour trouver de plus amples
informations sur les modeéles biphasiques isothermes, c’est-a-dire sans prise en compte d’un éventuel
transfert de masse de la phase liquide vers la phase solide au cours de la solidification. [Mo et al., 2003]
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se sont appuyés sur ces travaux et ont développé un modeéle biphasique pour la coulée continue d’alu-
minium. Ils font les hypothéses suivantes :

— les forces d’inertie sont négligées
— le liquide n’a qu’'une action hydrostatique
— le champ de vitesse de la phase liquide est déterminé a ’aide de la loi de Darcy.

Les équations gouvernant les conservations de la quantité de mouvement et de la masse dans les phases
liquide et solide sont [Mo et al., 2003] :

0, 4 s s s —
59 0l + V.0Vl V) =0 (1.152)
2
V.(g°0®) = —%(T/Z—T—/S)—plws (1.15b)
2
—g'vpt = %(7’—75) (1.15¢)

ofl, par rapport aux notations précédentes, p° est la masse volumique du solide, p! la pression au sein
de la partie fluide de la zone pateuse et ¢g° est la fraction solide. Pour fermer les équations 1.15, les
auteurs se donnent une loi rhéologique reliant les contraintes équivalentes au sein du squelette solide

of aux déformations et taux de déformations équivalents dans le squelette solide. Avec ce modéle,

éq
[Mo et al., 2003] arrivent & déterminer la fissuration lors du retrait a la solidification ("hot tearing")

pour la coulée continue d’aluminium.

Approche avec une seule loi élastoviscoplastique pour le liquide/pateux/solide

Nous avons vu que les auteurs utilisent des approches en fonction de ’endroit ou ils cherchent & faire
leur calcul. En lingotiére les calculs de type "fluide" sont obligatoires pour estimer au mieux le champ
de température mais aussi pour déterminer la circulation du vecteur vitesse qui peut étre perturbée par
le jet de la busette ou I'introduction d’argon. En zone de solidification secondaire, les auteurs étudient
essentiellement les contraintes et déformations de la coque solide. Deux approches sont alors possibles :

— al'image de [Thomas et al., 1992] on peut effectuer un calcul de contraintes et déformations unique-
ment sur la coque solide,

— ou alors comme [Tszeng et Kobayashi, 1989] et [Drezet et Rappaz, 1997|, on peut effectuer un calcul
élasto-viscoplastique sur tout le domaine en incluant les zones péteuses et fluides.

L’objet d’une telle modélisation est d’introduire naturellement la pression ferrostatique qui s’exerce au
sein du fluide et qui agit sur la coque solide. Pour ce faire |[Tszeng et Kobayashi, 1989| adoptent une
modélisation purement élastique pour le fluide ce qui représente mal la réalité. En faisant une telle
hypothése, voici les équations qui gouvernent la zone fluide :

o = s—pld (1.16a)
E

_ 1.16b

s 2(1+1/)€ (1.16b)
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ou F et v sont respectivement le module d’Young et le coefficient de Poisson et e est la partie dévia-
torique du tenseur des déformations élastiques.

Or E est pris comme une fonction de la température qui est continue et s’annule dans la partie fluide.
Une telle hypothése implique au vu des équations 1.16 que s est nul, ce qui était recherché, mais que
e n’est pas forcément nul. Dans le cadre d’une stratégie de modélisation globale comme la notre, cette
approche est critiquable car cela pourrait entrainer des déformations et une compressibilité élastique
artificielles.

Conclusion

La complexité rencontrée pour relier les équations de type fluide aux équations de déformation de la
partie solide a amené les chercheurs & choisir d’emblée une description soit mécanique qui considére
uniquement la coque solide ou alors une stratégie mettant en jeu la partie fluide qui privilégie la zone
pateuse. Ainsi, des études "purement mécaniques" ne considérant que la partie solide ont été entreprises
[Dalin, 1987, Tszeng and Kobayashi, 1989, Thomas et al., 1992, Rappaz et al., 1998]. Pour prendre en
compte la phase liquide et notamment la convection thermique [Li et Ruan, 1995] proposent un modéle
plus complet mettant en plus en jeu la phase liquide se solidifiant [Li et Ruan, 1995]. Dag Mortensen
donne un modéle mathématique de la partie pAteuse mais ne considére que la partie fluide de la coulée
continue [Mortensen, 1999].

1.3 Mon projet de thése

Dans cette partie, nous situons notre travail dans le cadre de I’état de ’art en simulation de la coulée
continue d’acier. Pour mieux comprendre 1'objectif de notre travail, nous faisons un rapide bilan des
techniques vues précédemment en soulignant certains "manques" au niveau de la modélisation. Nous
démontrons ensuite les différents intéréts de notre travail par rapport aux connaissances actuelles. Nous
avons notamment utilisé plusieurs stratégies de calcul que nous définissons dans cette section. Pour
valider notre approche, nous avons comparé nos résultats pour des cas réels de coulée continue.

1.3.1 Bilan des connaissances au sujet de la simulation de la coulée continue d’acier

De I’étude bibliographique précédente, on peut extraire deux aspects essentiels. Le premier concerne le
choix de la stratégie a adopter pour résoudre le probléme de coulée continue d’acier. En effet il existe
dans la littérature des stratégies pouvant étre stationnaires et instationnaires. Nous avons vu que les
stratégies stationnaires considérent des maillages fixes compris entre deux longueurs métallurgiques
données, ol sont résolues les équations stationnaires de conservation de I’énergie et de la quantité de
mouvement. L’exemple de Dalin, qui cherche a obtenir le gonflement entre les rouleaux, nous montre
que ces types de méthode sont délicates a cause de la gestion de la convergence qui est basée sur la
forme extérieure du maillage. Comme son étude portait sur une portion de matériau comprise entre 4
rouleaux au maximum, il nous semblerait en effet difficile d’envisager une étude stationnaire sur toute
la machine de coulée continue. Comme 'ont montré [M'Hamdi et al., 1999] ou [Huespe et al., 2000],
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ces méthodes donnent tout de méme de bons résultats si I’on considére un maillage eulérien; dans ce
cas on n’obtient pas le gonflement entre les rouleaux.

Nous avons d’autre part présenté les stratégies instationnaires qu’on trouve dans la bibliographie sous
deux types : les stratégies de type "tranche" (répandue en coulée continue d’acier) et les stratégies
"par croissance de maillage" (répandue en coulée continue d’aluminium). Les stratégies "tranche" ont
l'avantage d’étre rapide d'un point de vue temps de calcul et donnent de bons résultats en thermique.
Cependant on peut émettre des doutes quant a la solution du probléme mécanique. Les stratégies "par
croissance de maillage" permettent de simuler tout le procédé en résolvant les équations instationnaires.
Du fait de la non-stationnarité de I’approche, il est nécessaire de savoir au bout de combien de temps il y
a stationnarité de la solution. Cette méthode semble plus juste que les méthodes de type "tranche" car
elle peut englober tout le matériau. Par rapport aux méthodes stationnaires, cette méthode permet de
prendre en compte naturellement le gonflement entre les rouleaux ou la lame d’air se créant en lingotiére.
Cette méthode n’a cependant pas encore été testée en coulée continue d’acier car elle nécessite un espace
mémoire important.

Le deuxiéme aspect important de la coulée continue d’acier qu’on peut mettre en avant concerne la
modélisation des différents états thermomeécaniques de la coulée continue d’acier. Actuellement les
auteurs sont d’accord entre eux pour modéliser 1’état solide avec le comportement élasto-viscoplastique
et I'état liquide avec un comportement newtonien pouvant étre turbulent. Des questions subsistent
encore quant & la modélisation de la zone pateuse. On peut émettre quelques réserves concernant la
modélisation de certains auteurs. A l'instar de [Li et Ruan, 1995|, certains auteurs effectuent des calculs
en deux étapes. La premiére étape consiste a effectuer un calcul de thermomeécanique des fluides pour
obtenir la carte des températures et le champ des vitesses du liquide. Avec la carte de température ils
effectuent un calcul de contraintes et déformations dans la coque solide. Cela affaiblit le couplage entre
le probléme thermique, le champ des vitesses dans le liquide et les déformations au sein du solide. De
plus lors de la premiére étape le comportement du solide est mal représenté.

En conclusion, nous nous sommes inspirés des remarques faites par [M'Hamdi et al., 1999]. Il est en effet
important non seulement d’effectuer un calcul global sur toute la machine mais aussi de tenir compte du
gonflement entre les rouleaux. A la lumiére des remarques faites précédemment sur les approches de la
littérature, il nous semble naturel d’utiliser une méthode instationnaire du type "croissance de maillage"
en résolvant a chaque incrément de temps les équations de conservation de 1’énergie puis I’équation de
conservation de la quantité de mouvement. En perspective a ce travail et en fonction du modéle utiliser
pour la zone pateuse, on pourrait ajouter la résolution des équations de la macroségrégation.

1.3.2 Définition et nomenclature des stratégies de calcul pour la coulée continue
d’acier

Dans cette partie nous répertorions les stratégies qu’il est possible d’utiliser pour simuler la coulée
continue d’acier. Il existe quatre stratégies qu’on peut trouver dans la littérature. Ce sont la stratégie
"globale instationnaire" (pas encore utilisée dans le cadre de la coulée continue d’acier mais utilisée
dans le cadre de la coulée continue d’aluminium par [Drezet et Rappaz, 1997|), la stratégie "globale
stationnaire", la stratégie de calcul par "tranche instationnaire" et la stratégie "tranche instationnaire
simplifiée". Notre étude s’appuie essentiellement sur la stratégie "globale instationnaire" qui n’a pour
I'instant pas encore été testée en coulée continue d’acier.
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la stratégie "tranche instationnaire" : Cette stratégie (en abrégé TI) est représentée sur le
schéma 1.16. On considére un maillage initial connu qui va étre translaté sous l'action du "faux-
mannequin" & travers la zone de refroidissement secondaire. Le maillage va donc subir successivement
les diverses zones de refroidissement. D’un point de vue mécanique, la face supérieure est soumise a
la pression ferrostatique si 'on désire effectuer un calcul thermomécanique complet ou alors est une
surface libre dans le cas d’un calcul ayant pour principal objectif la prédiction de cartes de température.
La face inférieure se meut a la vitesse de coulée : on peut en outre supposer soit que la vitesse de la face
inférieure est totalement imposée ou bien on peut laisser une de ces composantes libre (celle qui est
dans le plan de la face inférieure) pour garder une plus grande neutralité dans la résolution mécanique.
Par ailleurs, le maillage posséde une épaisseur non nulle suivant ’axe de la coulée. Pratiquement, cette
épaisseur choisie est faible pour limiter d’une part le nombre de noeuds et donc diminuer le temps de
calcul. Cependant elle ne doit pas étre trop petite dans la mesure ou il existe un espacement entre les
rouleaux : un domaine de faible longueur métallurgique peut passer dans cet interstice et donc "sortir"
de la machine. En effet sous l'influence de la gravité le domaine a tendance a admettre un mouvement
vertical qui ne peut étre contré que sous l'action des rouleaux. Cette stratégie est peu cotliteuse en
temps de calcul et donne de bons résultats pour le probléme thermique. Cependant elle ne donne pas
des résultats intéressants pour le probléme mécanique.

Maillage initial ||\

\‘\ / ( Face Supérieure

Faux mannequin

F1G. 1.16: approche TT (tranche instationnaire) ; le domaine de calcul est tracté par le faux mannequin
A travers la machine de coulée continue

la stratégie "tranche instationnaire simplifiée" : A I'TRSID, cette stratégie (en abrégé TIS) a
été développée dans le code CERBER et mise en oeuvre aussi dans le code commercial ABAQUS. Elle
est représentée sur la figure 1.17. Elle consiste & supposer une tranche en 2 dimensions dans le sens de

29



1La coulée continue d’acier : présentation et enjeux

I'épaisseur et de la largeur de la brame. Elle est translatée & travers la machine en ne tenant pas compte
de la courbure de celle-ci. Cette tranche subit donc successivement les diverses zones de refroidissement
et on obtient les cartes en 3 dimensions du probléme thermique. Bien str il est également possible d’y
effectuer un calcul mécanique qui ne donne pas de trés bons résultats. En effet un tel calcul suppose
forcément que les contraintes et déformations sont planes ce qui est faux dans la réalité.
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Fi1a. 1.17: approche TIS (tranche instationnaire simplifiée) ; un domaine rectangulaire d’épaisseur nulle
suivant le sens de coulée est translaté & travers la machine de coulée continue

la stratégie "globale instationnaire" : La stratégie "globale instationnaire" (en abrégé GI)
consiste a simuler le probléme de coulée continue comme si I'on se trouvait dans la phase d’amorcage
de la coulée. Lors de cette phase, la brame est alimentée en produit depuis la lingotiére et est guidée
dans la zone de refroidissement secondaire par un outil appelé "mannequin ". Pratiquement, on part
d’un maillage initial qui est alimenté grace a la surface d’injection. Ce maillage va donc grossir sous
Ieffet combiné du mannequin qui tire la brame et de ’outil d’injection qui alimente en "noeuds" le
domaine. Cette technique est schématisée sur la figure 1.18 ot nous avons volontairement fait un zoom
dans ’épaisseur de la brame pour mieux visualiser I’accroissement en taille du maillage.

Cette technique permet a priori de simuler la coulée continue & partir de n’importe quelle longueur
métallurgique. Pour cela il faut bien sir définir les conditions initiales sur le maillage initial. Ces
conditions initiales peuvent étre obtenues grace a un précédent calcul tranche par exemple. Ceci est
une difficulté de cette technique. Dans la pratique nous nous affranchissons de cette difficulté car nous
avons décidé d’effectuer un calcul global sur toute la brame et nous sommes partis de la longueur
métallurgique 0 m c’est-a-dire le niveau du ménisque en lingotiére.

Il faut remarquer que cette technique s’apparente a une stratégie non stationnaire. Or comme nous
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sommes intéressés par la solution stationnaire pour connaitre I’état thermomeécanique de la brame en
régime permanent de coulée, une autre question vient donc : combien de métres faut-il couler pour
atteindre un régime stationnaire qui doit s’apparenter a la solution stationnaire pour la coulée continue
d’acier ?

Maillage initial . conditions initiales &
trouver

Outil d'injection

J
. « Faux manneguin »

Fia. 1.18: approche GI ("global instationnaire") ; le domaine de calcul croit a partir d’'une longueur
métallurgique donnée Img

la stratégie "globale stationnaire" : Cette stratégie (en abrégé GS) est utilisée par [Huespe et al.,
2000] et [Dalin, 1987] de maniére différente. Comme le montre la figure 1.19 ils considérent un maillage
fixe compris entre deux longueurs métallurgiques données. [Huespe et al., 2000] considérent un calcul
dans la lingotiére. Le maillage est fixe et ces auteurs calculent les "gaps" obtenus entre la lingotiére et la
brame. [Dalin, 1987| considére un calcul de la brame au niveau de la fin du refroidissement secondaire.
Il part d’un maillage donné qui sous 'effet de la pression ferrostatique et de la contraction thermique
admet finalement une forme finale qui lui permet de déterminer le gonflement entre les rouleaux.
L’inconvénient de cette méthode est que la convergence vers la solution sationnaire est obtenue lorsque
le champ des vitesses est tangent & la surface de la brame, ce qui nécessite un algorithme de convergence
sur la forme de la surface du domaine de calcul (trés délicat dans le cas de contacts multiples avec les
rouleaux). Contrairement a la (GS), la (GI) permet naturellement d’obtenir la forme de la brame sans
se soucier de la convergence sur la surface du domaine. Comme la méthode (GI) est instationnaire, la
forme extérieure de la brame converge vers sa forme stationnaire aprés un certain nombre d’incréments
de calcul.
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Fi1a. 1.19: approche GS ("globale stationnaire"); le domaine de calcul est fixe entre deux longueurs
métallurgiques données Img et Imy
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tableau récapitulatif :

code type | thermique | mécanique | courbure machine | gonflement
CERBER TIS oui non non non
ABAQUS TIS oui oui non non
R2SOL TI oui oui oui non
R250L GI oui oui oui oui
THERCAST TI oul oul oul non
THERCAST GI oui oui oui oui
[Dalin, 1987] GS non oui non oui
[Huespe et al., 2000] GS oui oui non non
[Thomas et al., 1992] GS oui oui non non
[Li et Ruan, 1995] GI oui oui non non
[Kajitani et al., 2001] GS oui oui non oui
[Tszeng et Kobayashi, 1989] | GI oui oui non non

TAB. 1.2: comparaison des capacités des différents codes de calcul pour la coulée continue d’acier

Le tableau 1.2 résume les différentes possibilités des approches que nous avons rencontrées. Générale-
ment tous les codes effectuent des calculs thermiques en coulée continue. Au niveau de la résolution du
probléme mécanique, nous n’avons pas rencontré de code prenant en compte la courbure de la machine.
Enfin il faut également remarquer que les auteurs qui ont effectué des calculs de gonflement ont utilisé
des stratégies de type (GS). Avec le développement de la stratégie (GI) nous sommes les premiers a
effectuer des calculs de gonflement en prenant en compte la courbure de la machine.

1.3.3 Les objectifs de mon travail de thése

objectifs : L’objectif final de ma thése est I'obtention de ’état thermomécanique de ’acier au cours
du procédé de coulée continue. Nous nous focalisons essentiellement sur la zone de refroidissement
secondaire ; nous ne tenons pas compte des phénoménes se déroulant en lingotiére (lame d’air, écoule-
ment turbulent, ...). Pour arriver a cet objectif, nous avons d’abord obtenu ’état thermique du matériau
puis nous avons couplé la résolution mécanique et thermique en proposant un modéle monophasé décrit
aprés. De nos calculs nous pouvons alors déduire le gonflement entre les rouleaux.

Nous avons effectué les calculs thermomeécaniques avec le code R2SOL développé au CEMEF. Nous
faisons un bref rappel de ses possibilités par la suite.

modélisation compléte des trois états thermophysiques : Dans notre étude, nous proposons une
modélisation thermomécanique en termes de contraintes et déformations. Nous cherchons a modéliser
simultanément la coque solide, la zone pateuse et le liquide comme un milieu continu monophasique,
a propriétés rhéologiques variables.

Pour cela nous nous appuyons sur les descriptions mécaniques données de la littérature mais aussi sur
des essais realisés pour l'obtention de la rhéologie du matériau [Dalin, 1987, Kozlowski et al., 1992].
D’un point de vue pratique, nous avons réalisé des simulations sur des cas concrets de coulée continue
et la rhéologie ainsi choisie décrit bien le comportement du matériau.
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On modélise ainsi la coque solide comme un milieu obéissant aux lois de 1’élasto-viscoplasticité, la
zone pateuse est vue comme ayant un comportement viscoplastique tendant vers un comportement
newtonien lorsque la fraction liquide tend vers 1. Enfin le liquide est supposé newtonien avec une
viscosité donnée. Globalement, nous avons du point de vue de la mécanique un milieu monophasique
dont le comportement varie en fonction de la température. Du point de vue de la thermique nous
résolvons 'équation de conservation de 1’énergie qui comprend le changement de phase liquide-solide.
De ce point de vue nous distingons donc les phases liquide et solide.

calcul global : Dans ce travail nous cherchons a simuler toute la brame de la coulée continue
et effectuons ainsi un calcul global. Nous sommes ainsi capables de simuler naturellement la pression
ferrostatique qui s’exerce au sein du produit ainsi que les gonflements entre les rouleaux qui s’ensuivent.
D’autre part nous pouvons aussi tenir compte des phénomeénes se déroulant en amont de la coulée et
pouvant influencer I’état thermomécanique en aval ; le gradient thermique peut ainsi étre évalué dans le
sens de la coulée. Par ailleurs il est également possible d’étudier I’état transitoire (amorgage de la coulée)
de la coulée continue. Enfin cette approche permet d’analyser 'impact de variations dans le processus
de coulée comme le changement de nuance ou encore l'instationnarité des conditions d’alimentation.

environnement logiciel de 1’étude : Nous avons basé notre étude sur le code R250L développé
au CEMEF [Gaston, 1999]. A mon arrivée au CEMEF ce code était capable de simuler la solidifi-
cation d’un alliage, d’'un point de vue thermo-hydrodynamique. Il est le résultat de la fusion de R2
(code de remplissage en 2 dimensions) et du code SOLID qui effectue le calcul de macroségrégation
[Gaston, 1999], |Gaston, 1997|, [Combeau et al., 1996] et [Jardy et Combeau, 1997|. Notre travail a
donc consisté & adapter ce code au cas de la coulée continue d’acier en introduisant notamment les
lois de comportement élastoviscoplastique et viscoplastique. Nous avons par ailleurs introduit dans le
code une gestion de données nécessaire pour permettre au code R2SOL d’effectuer un calcul de coulée
continue.

Le logiciel R2SOL est la synthése du code SOLID (bas" sur une résolution en volumes finis) de ’Ecole
des Mines de Nancy et du code R2 (basé sur une résolution en éléments finis P2+ /P1) développé au
CEMEF qui permet de simuler le remplissage en deux dimensions pour un fluide newtonien pouvant
étre turbulent. D’un point de vue thermomécanique, le logiciel R2SOL était donc capable de simuler
un fluide newtonien se solidifiant.

Le probléme mécanique de R2SOL était basé sur une modélisation biphasique ou la vitesse du so-
lide est supposée nulle. L’équation la plus globale sur laquelle se repose le probléme mécanique est
[Gaston, 1999] :

07 podv  po 0V
Por Tt T ot
C ~
V5T + Voo (S + A7) T =0T (L17)
v.(7)

Il
o

avec :

— po est la masse volumique du liquide & une température initiale 7Ty et une composition en élément
d’alliage initiale donnée wy,

— p est la masse volumique corrigée par rapport a la composition locale et la température locale
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différentes des conditions initiales,
— ¢ est la fraction liquide Volumique,

— D'expression g ( \/_|| H) ¥ correspond aux termes de Darcy et de Forcheimer dus a la po-

rosité du milieu qui se solidifie ; ces termes sont discutés dans le rapport [Gaston, 1999].

Ces équations ne permettent pas de prendre en compte les lois de comportement élasto-viscoplastique
et viscoplastique nécessaires dans notre approche pour modéliser les trois états thermomécaniques de
I’acier. Nous avons donc implémenté ces lois de comportement et cela fait ’objet du chapitre 2.

L’équation de conservation de I’énergie que résolvait R2S50OL était sous la condition ou la solide est au
Tepos :

OH
P+ V. (phl?) V. (AVT) =0 (1.18)
avec :

— H l'enthalpie massique au point considéré
— h! I’enthalpie massique du fluide au point considéré.

Cette équation n’est bien sir pas valable dans le cadre de la coulée continue car le solide n’est pas au
repos. Nous présentons dans le chapitre 3 I’équation de conservation de 1’énergie & satisfaire pour la
coulée continue.

R2S0OL permet également d’introduire les termes de turbulence ainsi que la résolution des équations
de macroségrégation. Dans le cadre de notre étude nous négligeons ces phénomeénes et nous renvoyons
aux équations du rapport postdoctoral de Laurence GASTON pour plus d’informations [Gaston, 1999].

En conclusion et par rapport a ce qui était codé dans le code R2SOL & mon arrivée, il a fallu adapter les
équations mécanique et thermique pour le cas de la coulée continue. L’adaptation de ces équations est
bien plus globale encore dans la mesure ot le code R2SOL sera capable de résoudre des problémes plus
généraux donnés par les équations des chapitres 2 et 3. Les développements actuels de Weitao LIU et
de Steven LE CORRE vont dans ce sens au niveau de la multiplicité des équations thermomécaniques
que le logiciel R2SOL est capable de résoudre. Weitao LIU a implémenté dans sa premiére année
de thése la version axisymmeétrique en mécanique [Liu, 2002| ce qui permet d’effectuer des calculs de
coulée continue considérant des billettes par exemple.

Par ailleurs et concernant la résolution numérique de R2SOL, le code résolvait le probléme mécanique
grace a la formulation en élément fini mixte P2 + /P1. Nous voyons dans le chapitre 2 que cette
formulation a été abandonnée au profit de la formulation en élément fini P1 + /P1 beaucoup plus
adaptée au cas des grands domaines.

Le probléme thermique était initialement résolu grace a la formulation en élément fini P2. Pour étre
homogéne au probléme mécanique la transformation vers le P1 a été effectuée par Michel BELLET.
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Chapitre 2

Probléme mécanique pour la coulée
continue d’acier

E chapitre précédent a été 'occasion de situer notre étude par rapport a la littérature scientifique.
L Nous avons notamment montré que notre étude est originale d’une part parce qu’elle cherche a
modéliser thermomécaniquement en termes de contraintes et déformations le comportement des zones
liquide, pateuse et solide du matériau coulé et d’autre part parce qu’elle se veut globale en prenant en
considération ’ensemble de la machine de coulée continue.

A Tinstar de [Jaouen, 1998] qui a introduit un solveur élastoviscoplastique-viscoplastique dans THER-
CAST, nous avons réalisé un solveur mécanique du méme type adapté a la coulée continue d’acier. 1
a notamment démontré qu’'un tel solveur hybride apportait des résultats proches de la réalité en cou-
lée statique en modélisant assez fidélement le comportement des métaux a haute température. Nous
nous somimes appuyés sur ses travaux pour décrire mécaniquement le comportement de ’acier coulé en
continu.

Dans ce chapitre nous justifions donc ce choix et nous décrivons la formulation mécanique sur laquelle
se base notre simulation de coulée continue.

2.1 Introduction et problématique

2.1.1 Equations de la dynamique des milieux continus

Considérons QF le domaine & instant ¢ sur lequel nous faisons notre analyse thermomécanique. Ce
domaine est représenté sur la figure 2.1. On désigne par la notation 0f2 la frontiére du domaine (2.

Dans notre cas le domaine 2 est soumis & des actions extérieures : la lingotiére, les rouleaux et le
"faux-mannequin". Au niveau de la lingotiére et des rouleaux, le matériau est soumis & des contraintes.
D’autre part sur le "faux-mannequin", I'acier est soumis a des conditions imposées en vitesse.

Par rapport a la figure 2.1 on note :
— O ouleaus 12 partie de la frontiére en contact avec les rouleaux,



2Probléme mécanique pour la coulée continue d’acier

— OVingotiere 1a partie de la frontiére en contact avec la lingotiére
— Onjection la face supérieure du maillage ol on injecte de la matiére.

Localement, en tout point du domaine 2, I'équilibre dynamique, ou autrement dit la conservation de
la quantité de mouvement, s’écrit :

- dv
Vio+pg = P (2.1)

ou :
— o est le tenseur des contraintes,
— p est la masse volumique,
— A
— ¢ est le vecteur gravité
— .
— v est le vecteur vitesse.

On peut écrire les conditions aux limites pour la coulée continue :

sur le "faux-mannequin" 9Q,,unnequin
— soit le contact est supposé bilatéral glissant ce qui se traduit mathématiquement par :

(T -Ve)7=0 (2.2)
— soit le contact est supposé bilatéral collant et donc :
T =Ve) (2.3)

—

Dans ces expressions, V ¢ est le vecteur vitesse du mannequin dont on peut noter qu’il n’est pas
constant sur l'interface avec le produit si I'on se trouve dans la partie courbe de la machine. Par
. — L.

ailleurs le vecteur 7’ est le vecteur normal extérieur sur OQnannequin-

au niveau des rouleaux 99, ,yicqus €t de la lingotiére 0, 4otiere : le contact est supposé unilatéral
et on néglige les frottements notamment entre la lingotiére et 1'acier. Classiquement ces conditions
s’écrivent :

0
0 (2.4)
0

Ces conditions de contact peuvent étre réécrites en utilisant une méthode de pénalisation. Cela revient
alors au méme d’appliquer une contrainte ?Cp aux points frontiéres qui ne satisfont pas les conditions
définies par les équations 2.4. Nous présentons plus précisément les termes de contact pénalisé dans le
chapitre 5.

sur I’outil d’injection : on néglige I’écoulement induit par la busette dans cette région et on applique
une pression donnée par la loi ferrostatique au sein de I’acier. Généralement on initialise le calcul de
coulée continue en placant I'outil d’injection & une certaine longueur métallurgique. Cet outil se situe
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alors & une altitude z = Ziyjection €n dessous du ménisque en lingotiére. La pression ferrostatique
appliqué sur 'outil d’injection est donc :

Pf = pOgHzmjectionH (2'5)

ol po est la masse volumique moyenne de l'acier et g la gravité. Pour simplifier nous supposons que
cette pression ferrostatique est constante dans le plan de I'outil d’injection. Dans notre étude nous
avons effectué des simulations a partir du ménisque en lingotiere, donc zj,jection = 0 et la pression
ferrostatique que nous appliquons est donc nulle.

EX!!'}‘JJQ’JHO.’!
Py pression ferrostatique
imposée
3 o D s R
e lingotidre
contactunilatéral
glissant
; & ——__ﬁ:':_:‘ aQ?’Jurc.my
=™ contactunilatéral
glissant
aQ‘?’.MH\J?&J.“!
S 2 -
; o contact bilatéral
-
T glizsant ou collant
ks : __d__,;——" 1
B

F1G. 2.1: ensemble des points ol sont imposées des conditions aux limites

En outre, en fonction de la loi de comportement choisie pour décrire le matériau, on se donne une
relation liant o & € et é. Dans le cadre général de la thermo-élasto-viscoplasticité et compte tenu des
faibles déformations qui caractérisent le procédé, on écrit :

€ =¢ g evp ggth (2.6)
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— € est le tenseur des vitesses de déformations total,

¢ est le tenseur des vitesses de déformation d’origine élastique,

— €"P est e tenseur des vitesses de déformation d’origine viscoplastique,
— € est le tenseur des vitesses de déformation d’origine thermique.

Ce dernier provient de la dilatation thermique (c’est-a-dire de la variation de la masse volumique
en fonction de la température) et du retrait a la solidification (contraction au changement de phase
liquide-solide).

Classiquement nous avons ainsi résumé le probléme mécanique & résoudre pour la coulée continue.

2.1.2 Le phénoméne de convection naturelle pour la coulée continue

En déformation plastique, la plupart du temps on ne prend pas en compte les forces d’inertie et
de gravité dans la mesure ou elles sont négligeables par rapport aux contraintes internes. En coulée
continue la gravité a une action double et doit étre prise en compte. Si I’on écrit les variations de la
masse volumique p = pg + p1, po est Iapproximation a l'ordre 0 de la masse volumique et pyg est
la cause principale de la pression ferrostatique au sein du fluide et de la zone pateuse. A l'ordre 1,
en considérant les variations faibles de la masse volumique en fonction de la température, le terme
p1 g est la cause de la convection naturelle qui a une importance non négligeable dans la mesure ou
les gradients thermiques sont élevés dans le procédé de coulée continue ce qui implique des boucles de
recirculation assez conséquentes.

D’autre part, par rapport au cadre classique de la mise en forme des matériaux, nous n’avons pas
négligé les termes de gravité et d’inertie pour la coulée continue dans 1’équation 2.1. L’intérét de ces
termes provient du fait que la masse volumique dépend de la température ce qui est non négligeable
dans les prodédés ou la solidification a un role central. Sous l'effet d’un gradient thermique il peut
en effet apparaitre des boucles de recirculation au sein des zones pateuses et liquides dues a la non
uniformité dans I'espace de la masse volumique engendrant des forces du type de la poussée d’Archi-
méde. Généralement dés I’apparition d’un gradient thermique suffisamment irﬂ)ortant le fluide se met

dv
en mouvement sous ’action de la force p(T') g alors que le terme d’inertie p—— s’oppose a l’action de

ces forces jusqu’a 'établissement d’un nouvel équilibre stable [Landau et Lifchitz, 1989|. Par ailleurs
I’écoulement engendré par le gradient thermique initial a pour effet de modifier le champ des vitesses
et de déstabiliser le systéme. Pour un systéme fermé, le non-équilibre mécanique aboutit a 'apparition
dans le fluide d’écoulements internes tendant & brasser le fluide de facon & y établir une température
uniforme. Les écoulements qui s’établissent dans un fluide soumis a I'action de la force de pesanteur
constituent ce qu’on appelle convection naturelle. On peut mesurer 'importance de la convection par
le nombre de Rayleigh [Landau et Lifchitz, 1989] :

B gATah3

R
“ VA

2.7)

ou :
— « est le coefficient de dilatation linéique,
— g est la norme du vecteur gravité,
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— AT est I'écart de température caractéristique qui est le moteur de la convection,
— v est la viscosité cinématique du fluide | v = H ,

1)
— X est la conduction thermique du matériau.

Ce nombre mesure l'importance de la convection par rapport a la conductivité. Plus le nombre Ra est
élevé plus le régime est convectif.

Par ailleurs, en condition de solidification, il y a généralement deux facteurs qui induisent une variation
de la masse volumique : ce sont la température et la composition locale du liquide si c’est un alliage.
Les gradients thermiques et de compositions chimiques ont donc pour effet de créer des boucles de
convection au sein du matériau. Physiquement ces hétérogénéités locales ont pour effet de mettre le
fluide en mouvement pour homogénéiser au mieux le matériau au niveau de la température et de la
composition chimique des solutés. C’est ce qu’on appelle la convection thermosolutale.

En coulée continue les effets de convection ont un effet non négligeable. Dans la lingotiére de la machine
de coulée continue, du fait des forts gradients thermiques qui sont générés et qui sont proches de la
coque solide, un régime de convection thermique s’installe dans 1’écoulement ce qui va engendrer de la
turbulence. Cependant le régime hydrodynamique est plutot du type convection forcée du fait du jet
de la busette. Plus bas dans la machine il apparait aussi de la convection naturelle due aux gradients
thermiques dans la zone fluide et dans la zone pateuse. Une question se pose : quelle importance a-t-elle
au sein du procédé de coulée continue ?

Dans leur travail [M'Hamdi et al., 1999| analysent la convection thermosolutale ainsi que le retrait
a la solidification comme agents principaux de la forte ségrégation positive & coeur. Ils concluent
que principalement la convection thermique prédomine dans le liquide alors que c’est le retrait a la
solidification qui contréle la circulation du liquide dans la zone pateuse. Les phénoménes de convection
solutale sont alors masqués. Ceci justifie notre modélisation de la coulée continue ol nous ne prenons pas
en compte dans une premiére approximation la convection naturelle. En effet nous sommes intéressés
par I’état thermomécanique de la zone pateuse et au premier ordre la convection naturelle est négligeable
par rapport aux termes de retrait a la solidification. Nous négligeons donc ces termes dans notre étude.
Cependant pour écrire un modeéle plus précis qui prend en compte I’évolution locale des compositions
chimiques des éléments d’alliage on devra faire intervenir la concentration en alliage dans les équations
de la mécanique.

2.1.3 Modélisation vp/evp pour la coulée continue d’acier
Les insuffisances de la formulation élasto-viscoplastique

L’équation 2.6 sous-entend qu’il y a des déformations simultanées d’origines élastiques, viscoplastiques
et thermiques. Il est & noter que dans le cadre de notre modélisation ceci est vrai uniquement pour
la phase solide; les zones liquides et pateuses ne présentent pas de déformation d’origine élastique et
seront donc traitées avec un comportement viscoplastique pur. On léve donc & ce niveau une difficulté :
le type de loi de comportement n’est pas uniforme partout et dépend de la fraction liquide. Ce cas a
déja été traité au CEMEF par Olivier Jaouen dans sa thése [Jaouen, 1998| et est bien résumé dans
larticle [Bellet et Jaouen, 1999] ou la gestion des deux types de lois a été validé sur des cas industriels
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2Probléme mécanique pour la coulée continue d’acier

avec le logiciel THERCAST qui est développé au laboratoire.

Au niveau de la simulation des procédés industriels impliquant la solidification [Cross et Campbell,
1995, [Thomas et Beckermann, 1998|, ou concernant directement la coulée continue |Tszeng et Ko-
bayashi, 1989], les auteurs ont tenté d’exprimer a 'aide d’un modéle unique élasto-viscoplastique les
comportements thermomécaniques des zones péateuses, liquides et solides. Le seul but avoué est de
pouvoir simuler tout le domaine avec une seule loi de comportement.

Dans sa thése, [Jaouen, 1998] a effectué des modélisations thermomeécaniques pour des systémes se
solidifiant. Il a montré les limites du modéle & une seule loi de comportement élasto-viscoplastique.
Comme nous ’avons vu dans le chapitre 1, un tel modéle implique que le module d’Young E du
liquide doit étre élevé pour que les déformations élastiques y soient négligeables. On peut alors simuler
le comportement d’un fluide au repos ou s’exerce uniquement la pression ferrostatique (la convection
naturelle ne peut donc pas étre prise en compte). Cependant le fait que le coefficient d"Young E soit élevé
contredit les mesures expérimentales effectuées par [Vicente-Hernandez, 1994, Decultieux, 1996]. Ils ont
en effet montré que le module d’Young décroit et vaut environ 10* Pa pour des températures proches
de la température de solidus. 1l serait impensable de raccorder les fortes valeurs du coefficient d’Young
nécessaires numériquement pour la zone liquide aux faibles valeurs observées expérimentalement par
[Decultieux, 1996, Vicente-Hernandez, 1994].

En conclusion, la formulation evp n’est pas adaptée pour les systémes impliquant la solidification. Elle
ameéne en effet a des imperfections au niveau de la physique du procédé (car la convection naturelle
n’est pas prise en compte) mais aussi au niveau numérique ou il peut y avoir une perte de volume sup-
plémentaire. Au vu des remarques faites par [Jaouen, 1998| et [Bellet et Jaouen, 1999] notre démarche
a été identique a la leur et nous avons adopté une loi de type viscoplastique pur pour les états liquide et
pateux et une loi de type élasto-viscoplastique pour 1’état solide. La partie suivante présente de fagon
succincte cette modélisation a deux lois de comportement.

Une modélisation a deux lois de comportement

[Jaouen, 1998] présente dans sa thése plusieurs codes de calcul de la littérature qui ne considérent que
la loi élasto-viscoplastique pour simuler les zones liquides, pateuses et solides pour les procédés ou ap-
parait la solidification d’alliages métalliques. Que ce soit PROCAST, PHYSICA ([Taylor et al., 1998]),
VULCAN ([Cervera et al., 1998], [Celentano, 1998]), ..., tous ces codes simulent le comportement mé-
canique de 'alliage avec I'unique loi evp (élasto-viscoplastique). La stratégie de [Jaouen, 1998|, [Bellet
et Jaouen, 1999] se démarque au sein de la modélisation des procédés de solidification en proposant
une modélisation & deux lois de comportement.

La figure 2.2 résume 'approche développée au CEMEF, issue des travaux rhéologiques de [Vicente-
Hernandez, 1994] et [Decultieux, 1996] ainsi que de développements numériques [Jaouen, 1998], [Bellet
et Jaouen, 1999|, au niveau du comportement des zones liquide pateuse et solide d'un alliage se soli-
difiant. Ces auteurs ont effectué des tests expérimentaux et ont associé des lois de comportement aux
différents états de la piéce lors de son refroidissement.

Nous distinguons donc au cours du processus de refroidissement les températures de liquidus au-dessus
de laquelle le matériau est newtonien. Entre la température de liquidus et la température critique
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semi- semi-
o ) solide
liquide || solide
W % ,
75 T E température
ol — . =
h g ¢ S
— 2]
newtonien vp evp
- comportement deftype fluide 40 comportement de type solide "

Fi1G. 2.2: loi de comportement affectée au matériau en fonction de la température

Tc, le matériau obéit & une loi de comportement viscoplastique pur. Cette température critique est
généralement comprise entre la température de liquidus et de solidus. En effet en dessous de cette
température le matériau suit une loi de comportement élasto-viscoplastique. Il peut subsister une
réponse élastique dans le matériau alors que celui-ci contient déja une faible fraction de liquide. Ce
point est discuté dans la these [Vicente-Hernandez, 1994]. Au niveau de la simulation numérique nous
devons donc nous donner la température critique de changement de loi rhéologique. Dans la pratique
nous prenons cette température égale a la température de solidus et non égale a la température de
cohérence définie comme étant la température de transition entre les lois de comportement lors d’essais
rhéologiques [Vicente-Hernandez, 1994, Decultieux, 1996]. Cette approximation peut sembler justifiée
dans la mesure ou les déformations d’origine élastique sont généralement faibles dans la zone pateuse.
Ce point est également discuté dans [Bellet et Jaouen, 1999].

Apres avoir démontré 'utilité d’une modélisation avec deux types de loi de comportement, nous décri-
vons dans les paragraphes suivants les équations de comportement élasto-viscoplastique, viscoplastique
et newtonien (qui est un cas particulier de ’écoulement viscoplastique) qui modélisent les différents
états thermomécaniques du matériau. Nous montrons en particulier comment est géré le couplage de
ces deux lois de comportement.

2.2 Equations du probléme mécanique

Dans cette section il s’agit de présenter les équations de comportements pour les états liquides pateux
et solides. On peut trouver une bibliographie compléte sur les comportements élasto-viscoplastiques et
viscoplastiques dans [Lai et al., 1996], [Agassant et al., 1996] et [Rappaz et al., 1998].
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2Probléme mécanique pour la coulée continue d’acier

2.2.1 Forme faible ou Principe des Puissances Virtuelles (PPV)

A partir des équations 2.1, 2.2 et 2.4 on obtient la formulation faible du probléme mécanique de la
coulée continue. Pour cela on multiplie ’équation 2.1 par un champ de vitesse virtuelle qui posséde
les propriétés d’intégrabilité et de dérivabilité voulues : v* € VO = {¥, W € (H'(Q)% 7.7 =
0 sur 6Qmmmeqm-n}. Puis on effectue la traditionnelle intégration par partie faisant apparaitre les termes
de frontiére et on obtient la formulation faible du probléme ou encore PRINCIPE DES PUISSANCES
VIRTUELLES (PPV en abrégé) :

d—)
/p?.?dV—i—/ Timp.W*dS—/J:é*dV:/p—v.W*dV (2.8)
Q 09, Q o dt

ou (2 est I'étendue du domaine a I'instant ¢, 02 = 0Qrouicqus U Oinjection |J Oingotires Timp repré-
sente d’'une part le terme de contact pénalisé aux points matériels en contact avec la lingotiére et
les rouleaux (terme que nous explicitons dans le chapitre 5) et la pression ferrostatique en entrée sur
Poutil d’injection (prise nulle si le calcul est initialisé au ménisque en lingotiére), ¢* est le tenseur des

* v’ .
% (gzlj + ;agz)>) D’autre part la puissance de

o’

T
8l‘j

. 2 . A d IN . .
vitesses de déformation associé & v (c’est-a-dire : €

/. . Lz .. N — . . .
déformation par unité de volume associée & ©* a pour expression : o : € = Eaije;kj = Yo0yj

Le probléme 2.8 doit étre vérifie quel que soit le choix de v* € V0. Il s’agit alors de trouver o et o
— —

tel que (v — V). =0 sur O mannequin 01 V ¢ est le vecteur vitesse d’extraction nominale fonction

de la position T considérée.

2.2.2 Equations de comportement

Notre modéle numérique

Le tableau 2.1 synthétise 'origine des déformations prises en compte dans notre modéle numérique
pour chacun des états thermomécaniques. On rappelle que la transition entre les modéles vp et evp ne
se fait pas a la température de cohérence mais a la température de solidus.

zone comportement mécanique

liquide newtonien + dilatation thermique
pateuse | viscoplastique + contraction due a la solidification
solide | élastique + viscoplastique + dilatation thermique

TAB. 2.1: synthése des déformations au sein du matériau pour notre modeéle numérique

Le tableau 2.1 résume l'origine des contributions des déformations subies par le matériau. Tout par-
ticuliérement, les dilatations thermiques ne sont prises en compte que pour la zone liquide et solide.
Dans la zone pateuse on modélise le terme de retrait a la solidification en calculant la contraction due
4 la solidification. Nous nous proposons de calculer ces diverses contributions dans un premier temps
puis nous décrivons les diverses lois de comportement du matériau.
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2.2Equations du probléme mécanique

Dilatation thermique et contraction due a la solidification

L’équation classique de conservation de la masse s’écrit pour les milieux continus :

dp —

Cette équation peut se transformer en une expression plus "lagrangienne", autrement dit en suivant
un élément de matiére :

N 1dp
V= 2.10
V. v Sl (2.10)

Si l'on se donne la fonction p(7) on peut alors calculer :

- _ 1 8p r
V.Y = paTT (2.11)

. dT . . . . .
ol T = — est la vitesse de refroidissement de ’élément de matiére considéré. Par contre dans 'inter-

valle de solidification il est naturel de se donner p(g°) et :

_19p s
p 0g*

V.U = (2.12)

ou ¢° est la vitesse de formation volumique de la phase solide au point considére (¢° = %). Dans
ce mémoire nous simplifions les écritures en notant g la fraction volumique liquide. Les notations
concernant les grandeurs solide et liquide sont définies dans le chapitre 3. Dans ce cas : ¢° =1 — g et

i'=-4

La figure 2.3 représente 1’évolution typique de la masse volumique d’un acier en fonction de la tempé-
rature. Cette courbe montre que la masse volumique décroit avec la température. Ce graphique nous

0
permet d’estimer la quantité a—; en dehors de la zone de solidification. Comme les variations de la

masse volumique en fonction de la température sont relativement faibles on modélise p(7") par une
fonction linéaire par morceau. A l'intérieur de U'intervalle de solidification, comme ¢(7") n’est pas une
fonction linéaire il vaut mieux exprimer directement :

p=ps(l—g)+pLg (2.13)

ol pg est la valeur de la masse volumique a la température de solidus, pr, est la masse volumique de
I'acier a la température du liquidus et on suppose connue la loi liant la température a la fraction liquide
g(T). On obtient ainsi :
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2Probléme mécanique pour la coulée continue d’acier

7450

TT—
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Fi1G. 2.3: exemple d’évolution de la masse volumique de 'acier XC6 en fonction de la température

dp
_ 2.14
9g L Ps (2.14)

La quantité V. vaut donc :

10p -
— en dehors de Uintervalle de solidification : V.7 = —;a—,;T.
— a l'intérieur de l'intervalle de solidification :
= 1 .
V.0 =——(pL —ps)g (2.15)
PL

De I’équation 2.15 on tire I’expression du tenseur du taux de déformation d’origine thermique :

éth = <a(T)T — &;’”) Id (2.16)

ou :
1 0
- a(T) = —ma—;(T) est le coefficient de dilatation linéaire,

— A€y = — (pr — ps) représente I'expansion volumique relative constatée entre les températures T,
PL

et Ts; elle est donc négative (ps > pr) et constante.
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2.2Equations du probléme mécanique

Comportement mécanique pour la zone fluide

La zone liquide du matériau est traitée comme obéissant & un comportement newtonien pouvant subir
des dilatations thermiques. Le tenseur des taux de déformations total é s’écrit alors :

€ = ¢th 4 gnewt (2.17)

ot €7 egt le tenseur du taux de déformation newtonien. On a :

1
Nt = ————— 2.18
2Knewt (T) ( )

ol Kpewt(T') est la viscosité dynamique a la température T et s est le tenseur déviatoire des contraintes
(0 = s —pld). Dans le cas ou nous ne négligeons pas les forces d’inertie et de gravité dans la partie
liquide de la brame, on peut réécrire I’équation de la dynamique 2.1 sous la forme de Navier-Stokes :

- dv
Vs—=Vp+pg = P (2.19)

ou p est la pression locale au sein du fluide. L’équation de continuité donne en prenant la trace de
I'équation 2.17 :

— - 1 % .
V. v =3a(T)T = ) 8TT (2.20)

En supposant que tout le matériau est sous forme liquide on obtient la formulation faible du probléme
mécanique : trouver (@', p) tel que pour tout champ de vitesse virtuel ™ :

/ pT TV + / T TS — / S(T): v + / VT = [
Q o0, Q Q

— 1 8p >
|l - V.o — — =T 1dV = 0 2.21b
/Qp ( o(T) OT (2:21b)

Comportement mécanique pour la zone pateuse

La zone pateuse est traitée a ’aide du comportement viscoplastique additionné des termes de contrac-
tion due a la solidification. Le comportement newtonien vu précédemment pour la zone fluide est un
exemple particulier d’écoulement viscoplastique. Un écoulememnt viscoplastique pur est un écoulement
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2Probléme mécanique pour la coulée continue d’acier

incompressible ; comme dans le cadre newtonien la partie compressible pour la zone pateuse est d’ori-
gine thermique. Dans notre modélisation les termes compressibles sont donc les termes de retrait dia a
la solidification.

De méme que précédemment, évaluons donc ¢ le tenseur des taux des déformations total :

€= éth 4 ¢vp (2.22)

ou €P est le tenseur du taux des déformation viscoplastique. Nous nous placgons dans le cadre de la loi
de Norton-Hoff. On a donc :

. 3 1—m
P =—"_¢ " (2.23)
2K, (T)

ou K,,(T) désigne cette fois la "consistance viscoplastique" & la température T'. Par ailleurs comme

. . /2. . . . . .
dans le chapitre 1 on note : € = ge”p : €P. On peut alors réécrire 'expression 2.24 avec les invariants :

m

0éq = Kup(T)E (2.24)

Dans I’hypothése ou nous ne négligeons pas les forces d’inertie et de gravité dans la zone péateuse,
I'équation de la dynamique 2.1 est reconduite ici :

N
v
V.s — Vp + p? = ,OE (225)
I’équation de continuité donne en prenant la trace de I’équation 2.22 :
— . 1 .
V.U =—=gAey, = —— (pr. — ps) g (2.26)

PL

En supposant que tout le matériau est sous forme pateux on obtient la formulation faible du probléme :
trouver (v, p) tel que, pour tout v* :

_
/p??dm/ Timp.ﬁ*ds—/s(ﬁ):é*dv+/pv.7*dv = /pd—v.?’*dv (2.27a)
Q 89, Q Q o dt

0

/Qp* <—V-7 - piL (pL — ps) g) v = (2.27h)




2.2Equations du probléme mécanique

Comportement mécanique pour la coque solide

La coque solide de la brame de coulée continue obéit & un comportement élasto-viscoplastique ou
interviennent des termes de dilatation thermique. En négligeant les termes provenant de la variation
du module d’Young E en fonction de la température T, le tenseur des taux de déformations total é
s’écrit alors :

e =¢h el evp (2.28)

ot é¥ est le tenseur des taux de déformation d’origine élastique. On a ([Bellet et al., 1994], [Jaouen, 1998],
[Bellet et Jaouen, 1999)) :

. . 1+v v
el ély - __ - v .
€= (D >0 =—F ¢ Etr (6) Id (2.29)

D’autre part nous pouvons écrire la relation liant ¢P & s par les expressions suivantes :

_ 1
qr = 3 [ga=own = HEA™ (2.30a)
20¢, Kewp '
1
) 3 [os—000\™
v = = 2.30b
¢ 20éq< Keype” > 5 ( )

Ces deux équations peuvent s’écrire également sous forme d’invariants (également appelé monodimen-
sionel) :

— I’équation 2.30a devient : o4y = ogo + He" + Kevp(T)ém et est appelée loi additive,
— I'équation 2.30b devient : oy = 00 + Kevp(T )€ et est appelée loi multiplicative.

L’équation 2.29 est la loi de Hooke ot E est le module de Young, v est le coefficient de Poisson, D¢
est le tenseur d’élasticité et & est la dérivée temporelle du tenseur des contraintes o. L’équation 2.30
donne la relation entre le tenseur des taux de déformation viscoplastique et le déviateur des contraintes

s et o¢, garde sa signification habituelle de contrainte équivalente de von Mises (o¢; = ,/%sijsij).

Dans I'équation 4.4, la quantité og9p — H e?q définit le chargement statique minimal en-dessous duquel
aucun écoulement viscoplastique ne peut étre observé [Bellet et al., 1994|, [Jaouen, 1998|, [Bellet et
Jaouen, 1999]. L’expression entre crochets s’annule dans le cas ou elle est négative. Nous écrivons le
chargement minimal sous cette forme qui est une forme générique. Nous pouvons par simplification avoir
H = 0 (le seuil de plasticité est alors constant, sans influence des déformations plastiques cumulées).
De méme 'équation 2.30b définit un seuil de plasticité égal a ogg. D’autre part, dans le cadre de la
simulation des procédés industriels, les coefficients que nous venons de présenter varient en fonction de
la température et nous avons bien entendu adapté le code R2SOL & un tel type de situation.

Dans les zones solides, nous négligeons bien évidemment les termes d’inertie et I’équation de la quantité
de mouvement se trouve changée par rapport aux équations gouvernant les zones pateuses et liquides.

49



2Probléme mécanique pour la coulée continue d’acier

Nous ne négligeons pas les termes de gravité, composante essentielle du phénoméne de gonflement
entre les rouleaux. En considérant I’équation 2.1 dans laquelle nous omettons les termes d’inertie, nous
obtenons 1’équation d’équilibre de la coque solide :

Vs—Vp+pg =0 (2.31)

L’équation de continuité donne en prenant la trace de ’équation 2.28 et vu les équations de compor-
tement de la coque solide :

1-2 1 :
vro_20=2, L Oy

2.32

E p(T) oT (2:32)
ou p est la dérivée temporelle de la pression. En supposant que tout le matériau est sous forme solide
on obtient la formulation faible du probléme : trouver (@', p) tel que :

/pg’.?dv+/ nmp.?’*dS—/s(ﬁ):e*dv+/pv.?*dv =0 (2.33a)
Q o0 Q Q

. N 1 9p,. 3(1-2v).
- t— ) _ 2.
/Q p <v P e+ p> v o= 0 (2.33D)

2.2.3 Discrétisation temporelle du probléme thermomécanique

Nous résolvons le probléme de coulée continue avec un formalisme lagrangien. Dans cette optique,
cette section présente l'organigramme de la résolution thermomeécanique de la coulée continue et & un
degré supérieur I'organigramme du code R2SOL dans le cadre de la résolution lagrangienne. On se
donne donc la stratégie de résolution ainsi que les conventions nécessaires afin de clarifier au mieux les
configurations successives du domaine 2¢. On s’appuie de ce fait sur la figure 2.4.

La résolution est effectuée & chaque incrément de temps et les intervalles entre les temps successifs
t,t+ At, ... sont supposés suffisamment petits pour représenter au mieux la réalité. A chaque incrément
nous résolvons successivement sur le domaine Q! (voir figure 2.4) le systéme mécanique M puis le
systéme thermique 7. Etant donné ', (vecteur position déterminant I’ensemble du domaine QF &
I'incrément courant), T, (température sur Q) et v, (vitesse a lincrément précédent nous résolvons
les problémes mécanique et thermique :

M T — — = d? . -
( ny Lnt+l, T ny Un:ﬁn’p) - 0 (2343)
T(Th, Tyi1, V) = 0 (2.34b)

ou :
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F1G. 2.4: définition de Q! et principe de la discrétisation temporelle

— .. . L .

~ T py1 est le vecteur position inconnu (déterminant QA

— T,+1 est la température recherchée a la fin de l'incrément courant,
— . s 192 2

v, est le vecteur vitesse recherché a 'incrément courant

—

dv e

“\ est 'accélération a 'incrément courant.
n

Dans le formalisme lagrangien nous définissons :

@ o F>n - ?n—l
d ), At
et :

_ Pn— Pn-1

ou At est le pas de temps courant.

(2.35)

(2.36)

Le systéme d’équations 2.34 est non linéaire et nous en faisons une résolution découplée comme

[Jaouen, 1998, Aliaga, 2000].

L’algorithme de résolution est donc le suivant :

Boucle sur les incéments de temps : les conditions initiales étant g, v ¢ et Tp on obtient alors

les solutions successives,

— Actualisation de Q pour obtenir § selon le schéma : 7', = @ p_1 + At v ,_1 (les termes du second

ordre sont négligés)
_) .
— Q! T, V1, pn_1 sont alors connus sur le nouveau domaine,

— Actualisation des conditions aux limites pour M (la position du mannequin : les noeuds dont la

vitesse est imposée sont connus),

51



2Probléme mécanique pour la coulée continue d’acier

— Actualisation des conditions aux limites pour le probléme thermique 7,
— Résolution du probléme mécanique : détermination de v, et p,, solutions de M = 0
— Reésolution du probléme thermique : détermination de 75,41

Apres avoir clarifié la position de la résolution mécanique au niveau de 1’algorithme global de résolution
du probléme thermomécanique nous présentons plus en détail les modéles thermomécaniques qui vont
décrire les états fluide, pateux et solide. Dans un souci de simplicité nous commengons par décrire
le comportement newtonien affecté a 1’état liquide de la brame puis le comportement viscoplastique
associé a ’état pateux et pour finir le comportement élasto-viscoplastique pour I'état solide.

2.2.4 Conclusion sur les équations du probléme mécanique

Dans toute cette partie, nous avons présenté la modélisation mécanique de 'acier pour la coulée conti-
nue. En résumé, nous distinguons les comportements ainsi que ’équation du mouvement en fonction de
I’état thermomécanique de I'acier. Pour la zone fluide, nous modélisons le matériau avec un écoulement
newtonien soumis & la dilatation thermique. Dans cette modélisation on tient compte des forces de
gravité et on pourrait également tenir compte du terme d’inertie dans notre approche de la coulée
continue (nous négligeons pour le moment ces termes ainsi que le phénomeéne de convection). La zone
pateuse est supposée obéir & un comportement viscoplastique de type Norton-Hoff ainsi qu’au retrait a
la solidification. Nous pouvons aussi tenir compte dans les zones pateuse et liquide des effets de la gra-
vité et de 'inertie responsables entre autre de la convection naturelle. Nous supposons par ailleurs que
la coque solide admet un comportement élasto-viscoplastique et est également soumis & la dilatation
thermique. Les termes d’inertie y sont négligés.

Au vu des lois de comportement que nous considérons, il apparait un besoin important au niveau des
données rhéologiques des matériaux. Cela nous améne & prendre en compte les travaux portant sur la
rhéologie de 'acier & haute température. Ce point fait I’'objet du chapitre 4 et a concentré une bonne
part de notre attention.

D’autre part, la zone pateuse est modélisée par un milieu continu avec une seule phase. En effet,
nous ne distinguons pas les vitesses du solide des vitesses du liquide au sein de la zone pateuse. Cette
approximation est discutable car une telle modélisation ne permet pas de tenir compte des écoulements
relatifs du liquide par rapport au solide. Pour ce faire il faudrait plutot établir un modéle plus précis
de la zone péateuse en effectuant une modélisation biphasique. Cependant, dans le cadre d’un calcul
de déformations et contraintes, notre modélisation permet d’obtenir les cartes thermomécaniques de
la zone pateuse et de voir I'influence des contraintes au sein de la zone pateuse et de la coque solide
sur le gonflement. Cette approximation semble 1égitime vu que la zone pateuse ne joue pas un role clé
dans 1’équilibre des contraintes et déformations au sein du matériau.

2.3 Résolution numérique du probléme mécanique

Dans cette section nous présentons la résolution numérique des équations de la mécanique décrites
dans la section précédente. Nous justifions en premier lieu le choix du type d’élément fini puis nous
présentons notre stratégie pour tenir compte des 3 comportements et équations. Enfin nous présentons
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la résolution finale en elle-méme du probléme mécanique.

2.3.1 Choix de 1’élément fini

Nous avons les formulations faibles du probléme mécanique a travers les équations 2.21, 2.27 et 2.33.
Ces systémes ont comme inconnues la vitesse T et la pression p. Nous avons donc un systéme a
résoudre ou nous devons faire appel aux éléments mixtes. La littérature [Arnold et al., 1984], [Fortin et
Fortin, 1985], [Rappaz et al., 1998] fournit des exemples d’éléments mixtes avec lesquels il est possible
d’effectuer la résolution de notre probléme mécanique. Cependant d’apreés cette méme littérature nous
ne pouvons choisir indépendamment les espaces d’interpolation pour la pression et la vitesse. Il apparait
une condition appelée condition de Brezzi-Babuska (on peut se documenter dans [Perchat, 2000], par
exemple) de convergence vers la solution réelle du probléme lorsque la taille de maille tend vers zéro.
Dans notre étude nous avons choisi la formulation en éléments finis P1 + /P1 signifiant que la vitesse
est interpolée avec des éléments finis P14+ et la pression en P1. Initialement le logiciel R2SOL a été
développé a partir d'un élément P2 + /P1 [Gaston, 1997]. Nous justifions dans une premiére partie
le choix du nouvel élément P1 4 /P1. Nous présentons ensuite notre nouvel élément pour les 3 états
thermomécaniques.

Intéréts de ’élément mixte P1+ /P1

A mon arrivée au CEMEF, la résolution mécanique du code R2SOL était basée sur la formulation en
éléments finis P2 + /P1. Cette résolution consistait a résoudre successivement un systéme en vitesse
puis en pression en utilisant 'algorithme d’Uzawa [Gaston, 1997]. L’inconvénient de cette méthode
réside dans le fait que le systéme en vitesse est mal conditionné et nécessite un solveur direct. Or ce
type de solveur est mal adapté lorsque les systémes & résoudre ont un grand nombre d’inconnues. En
d’autres termes lorsqu’on désire simuler 1’évolution d’un systéme thermomécanique possédant un grand
nombre de noeuds, ce qui est notre cas en coulée continue, la méthode s’avére peu efficace.

Dans sa thése contribuant au développement du logiciel Forge2, [Perchat, 2000] compare les méthodes
de résolution du probléme de Stokes (étendu au viscoplastique pur de Norton-Hoff) et conclut que
I'algorithme d’Uzawa présente des faiblesses au niveau du calcul pour un nombre important de noeuds.
Les méthodes d’inversion les plus efficaces sont les méthodes itératives (gradient simple ou gradient
conjugué) lorsque le domaine posséde un nombre important de noeuds.

Par ailleurs, dans une perspective d’optimisation totale du solveur, le mauvais préconditionnement
apporté par la formulation P2 4 /P1 ne favorise pas un développement en calcul paralleéle du code.
A Tinstar des travaux de [Perchat, 2000], I'implémentation de la formulation P1 + /P1 dans R2SOL
permet l'utilisation des solveurs itératifs efficaces pour un nombre de noeuds importants. D’autre
part [Perchat, 2000] a prouvé que la résolution d'un probléme de Stokes pouvait étre parallélisée ce
qui permet de gagner encore en temps de calcul. En suivant cet exemple, apparait la perspective de
parallélisation du code R2SOL ce qui permettrait une optimisation au niveau de l'efficacité et de la
vitesse de résolution. Les travaux de parallélisation ne sont pas entrés dans le cadre de notre travail
mais c’est une perspective a retenir dans ’objectif de réduire les temps de calcul et d’augmenter la
précision de ces derniers.
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2Probléme mécanique pour la coulée continue d’acier

Le choix de 1’élément fini est primordial car il conditionne le choix du solveur. Pour bien comprendre
la nécessité de rendre efficace la résolution numérique de R2SOL pour de grands nombres de noeuds,
considérons le cas d’un maillage en deux dimensions de la coulée continue.

Concrétement, pour faire des calculs en 2D, il est nécessaire de mailler des domaines longs de plus
de 10 meétres et larges de 0,2 métre. En retenant I’hypothése d'un maillage homogéne et isotrope, le
tableau 2.2 donne en fonction de la taille de la maille le nombre d’éléments Q1 (NbeltQ), dont la forme
géométrique caractéristique est le carré, et P1 (NbeltP), de forme triangulaire, nécessaires pour paver
tout le domaine. On peut alors déterminer le nombre de noeuds, Nbnoe, du maillage et ainsi le nombre
d’inconnues du probléme mécanique (les inconnues étant la pression et les deux composantes de la
vitesse pour tous les noeuds).

ol mtgllllf (Cén | NeIHQ = 210° _ Nbnoe | NbeltP = 2NbeltQ nomb:regczl\;;‘;;fnues
10 20 000 40 000 60 000
5 80 000 160 000 240 000
1 2 000 000 4000 000 6 000 000

TAB. 2.2: caractéristiques du maillage 2D homogene isotrope d’une section de brame de coulée continue
d’acier

En voyant l'ordre de grandeur du nombre d’inconnues & envisager pour notre probléme, il parait
intéressant pour le futur de mettre en place un calcul paralléle et de bien conditionner les systémes &
résoudre ce qui nous a amené naturellement a implémenter la version P14 /P1 dans le logiciel R2SOL.

L’implémentation de 'élément P1 + /P1 a été déja réalisé au laboratoire et il existe au CEMEF un
grand savoir faire au niveau de I'adaptation des lois de comportements dans le P1 4+ /P1. Dans sa
thése Olivier Jaouen [Jaouen, 1998] a développé le comportement élasto-viscoplastique en P1 + /P1
dans le logiciel THERCAST en 3 dimensions. Nous avons effectué avec Weitao Liu ’adaptation du
code R2SOL al’élément P1+ /P1 en 2 dimensions (pour des cas plan et axisymétrique) pour les lois
de comportements viscoplastique et élasto-viscoplastique. Dans ce mémoire je présente uniquement les
tests réalisés pour des calculs plans en deux dimensions.

2.3.2 Présentation de 1’élément P1+ /P1

L’élément fini P1 + /P1 est décrit dans [Arnold et al., 1984], [Fortin et Fortin, 1985]. Un élément de
référence est représenté sur la figure 2.5, 4 points sont associés au champ des vitesses et 3 au champ
des pressions. Cela signifie que le champ des vitesses est supposé linéaire et continu et posséde un degré
supplémentaire au centre de I’élément (appelé aussi "la bulle"). La pression est supposée linéaire et
continue sur les éléments. On peut alors exprimer la discrétisation de la vitesse et de la pression par :
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2.3Résolution du probléme mécanique

@  Degré de liberté en vitesse

. Degré de liberté en pression

F1G. 2.5: représentation du mini-élément P14 /P1

3
E}h = ?h + ?h = Z Nn‘—/)n + N(b)§ (2.37)
n=1
3
pn = Y NP" (2.38)
n=1

La fonction d’interpolation "bulle" N®) est linéaire par sous-triangle et vaut 1 au centre du triangle
considéré et 0 sur ses cotés. Ce type d’élément satisfait les conditions d’unicité et de convergence de
Brezzi-Babuska. Nous écrivons le probléme faible pour une loi de comportement élasto-viscoplastique

donnée par les équations 2.33. Il est alors aisé de I’écrire aussi bien pour les deux systémes d’équation
2.21 et 2.27.

Il s’agit de trouver (W, p) tel que :

VT[0T T AV 4 fyg Timp TS — [y S(T) : {TNAV + [ pV. TV =0
— I [N L= —
VO [ pg b AV — [y s(W): (b )V + [,pV. b *dV =0 (2.39)

_t—At

* * Ap rf 3(1—2v) pt
W Jop (VU ey AT PR Y v — 0

Les termes d’intégration sur les frontiéres disparaissent dans la deuxiéme équation de 2.39. La fonction
"bulle" par élément s’annule en effet sur les bords du triangle. En tenant compte notamment des
propriétés d’othogonalité de I’élément P1+ /P1 [Perchat, 2000, Jaouen, 1998| on peut montrer que le
systéme d’équation 2.39 donne [Jaouen, 1998], [Bellet et Jaouen, 1999] :
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2Probléme mécanique pour la coulée continue d’acier

VU o p G VAV + [0 Timp-V*dS — [ (V) 1 €(V*)dV + [,pV. 0 *dV =0
T —

— _, = - —

Vo [op g b*dV — [os(b):e(b*)dV + [pV.b*dV =0 (2.40)
— . —90) pt_pt—A

R (v.(?+ b) + sy AT + g e t)dvzo

On peut résumer la résolution du systéme 2.40 par le systéme :

RYTh,pn) = R* + R + R! =0

b _ pbb bp b _
R (bh,ph) R+ R?P+ R 0 (2.41)
RP(Th, bpopn) = R+ R+ RP + R =0

. pli— b — . L, . .
ou R (v p,pn), R°(bn,pn) et RP(U'p, by, pp) sont respectivement les résidus en vitesse, bulle et pres-
sion qui doivent étre annulés afin de trouver la solution @',p du probléme mécanique. Ces résidus
dépendent chacun des variables vitesse, bulle et pression du probléme et sont des fonctions non li-
néaires.

2.3.3 Reésolution

Pour résoudre le systéme d’équations non linéaires 2.41 nous faisons appel & la méthode de Newton-
Raphson. C’est une méthode itérative qui consiste a calculer successivement des corrections sur la

i
solution en vitesse, bulle et pression (60, d b , dp). Ces corrections sont solutions du systéme d’équation
[Jaouen, 1998] :

Kl 0 KW 5T Rl(Zh,Ph)
0 Kb e 5? = — Rb( b n,pn) (2.42)
PN
tKlp thp KPP 5p Rp(?hg b h)ph>

ot les matrices K%Y représentent les matrices hessiennes des 3 résidus R!, R® et RP. Nous ne décrivons
pas ces étapes de calculs, pour plus de détail et notamment sur le calcul du module tangent on peut
consulter [Jaouen, 1998, Gay, 1995].

[Jaouen, 1998] montre que le systéme précédent 2.42 peut se ramener a un systéme o n’interviennent

pas directement les degrés de liberté "bulle". En effet les degrés de liberté bulle b 6tant internes, on
les élimine sur chaque élément en utilisant la 2" équation de 2.42 et en reportant les valeurs de 6?
dans les deux autres. Cela représente un gain de temps non négligeable car ce que 'on recherche ce
sont uniquement les valeurs du champ P1 des vitesses ©'. Le champ "bulle" est un enrichissement et ne
sert que théoriquement pour satisfaire les conditions de Brezzi-Babuska. Ainsi on est amené a résoudre

a chaque itération de Newton-Raphson :

KU KW 5V Y\ R
tKlp Kprp _ 5]9 - Rpl 4 RPP 4 RP — Cpn _ thp(Kbb)fle (243)
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2.3Résolution du probléme mécanique

oil p, est la pression a litération précédente, et C = UKOP(KP)~1IK P La résolution du systéme
d’équations linéaires 2.43 est effectuée soit & l'aide d’un solveur direct symétrique a stockage a ligne
de ciel |[Rappaz et al., 1998 ou alors avec le solveur itératif a stockage compact "PETSC" dont les
bibliothéques sont en acces libre sur internet [http ://www-unix.mcs.anl.gov/petsc/petsc 2/, 2003].

2.3.4 Expression du systéme a résoudre aprés changement de variables

Ecrite de cette facon, la résolution du systéme d’équations 2.43 n’est pas aisée. En effet, ces équations
n’ont pas la méme dimension et il est nécessaire de les homogénéiser. En se référant aux équations
2.40, on remarque que les deux premiers résidus n’ont pas la méme dimension que la troisiéme. En 2
dimensions (cas plan) comme dV est une surface (m?), les deux premiéres équations sont homogénes

a des N.m™! et la troisiéme est homogéne & des m?.s7!.

Pour remédier a cela, nous effectuons un changement de variable sur I'inconnue pression p. Nous posons :

P=x4q (2.44)

ol x est un coefficient d’adimentionalisation pouvant varier dans l’espace. Au lieu d’étre résolu en
pression, le systéme mécanique est résolu en variable ¢. Le systéme 2.39 devient alors :

Vo fg0d- v VAV + [oq, Timp- T*dS Jos(0) : €(V)dV + [oxaV. T *dV =0
— —> —

VO g braV — [ys(b)e(b dv+fQ qu b*(t:lVZtOAt (2.45)
. . 1 A 3(1—-2v) ¢ —q"™

Vp fQXq <V.(’U+b)+ﬁA—jp_,T+ ( E )X At >dV:0

Apres discrétisation en élément P14 /P1, le changement de variables 2.44 améne a résoudre un systéme
similaire & 2.41 :

RNV h,qn) = R+ R + R’ =0

Ry, qn) = R + RY + R -0 (2.46)
- 7 ! b 1

RP(V'p, bpygn) =R+ R+ R4+ R =0

On peut alors montrer qu’en variables v, ¢, la matrice notée [A] de raideur tangente s’écrit de la fagon
suivante :

All Alq All XAlp
I: tAla  Aaa :| = I: XtAlp X2App :| (2'47)

Dans leur thése respective ([Gay, 1995, Jaouen, 1998]), Christiane Gay et Olivier Jaouen ont proposé
un tel changement de variable dans le cas d’écoulements élasto-plastiques. Pour I’étude d’un comporte-
ment hybride viscoplastique/élastoviscoplastique, Olivier Jaouen a proposé le changement de variable
suivant :
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2Probléme mécanique pour la coulée continue d’acier

q (2.48)

ou :
— 7 est une viscosité caractéristique au noeud considéré,
— [ est une taille de maille caractéristique.

Dans ce cas on peut aussi écrire y = % Il est & noter que x est alors une grandeur nodale. Cependant

une telle méthode a montré ses limites car il n’est pas aisé de choisir & bon escient [ et 7, qui plus est
pour un comportement hybride ou des noeuds peuvent appartenir & des éléments viscoplastiques et
élasto-viscoplastiques. De plus le changement de variable défini par 'équation 2.48 s’est avéré insuffisant
en terme d’amélioration du conditionnement de la matrice du systéme. En observant 1’équation 2.47,
nous avons choisi le changement de variable suivant écrit au noeud n :

q (2.49)

ou 7 les composantes suivant x ou y. Nous pouvons alors écrire :

(2.50)

ol X, est le coefficient de changement de variable pour le noeud n. Ces coefficients sont gardés constants
en chaque noeud sur un incrément de temps. Par conséquent, nous calculons y,, en fonction des termes
Al et APP obtenus a lincrément de temps précédent. En effectuant le changement de variable nous
considérons le calcul de A% et non de APP. En faisant intervenir dans 1’équation 2.49 le coefficient y,,
utilisé au méme noeud & 'incrément précédent, on obtient le coefficient y*¢%

new 3 appliquer a l'incrément
courant :

new

Xn™ = Xn (2.51)

Pour la coulée continue et a fortiori tous les calculs considérant la gravité, x,, est initialisé en prenant
pour o la pression ferrostatique caractéristique initiale du procédé (pour la coulée continue, c’est la
pression ferrostatique exercée sur le mannequin). Des tests ont été effectués et pas uniquement en
coulée continue. Ils ont montré qu’un tel changement de variable favorisait un bon conditionnement de
la matrice A.
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2.3Résolution du probléme mécanique

2.3.5 Traitement numérique simultané des 3 états mécaniques de la coulée conti-
nue d’acier

Formulation faible pour les zones liquides, pateuse et solide

Nous avons vu dans la partie précédente comment est gérée la résolution mécanique dans le cadre d’un
écoulement élasto-viscoplastique soumis & la dilatation thermique. Cette résolution est valable pour
la coque solide dans notre modélisation de la coulée continue de I'acier. La formulation faible pour la
coque solide est donc :

Jo PG TV + [ Tomp T*dS — [, sezp(vt) :Ai(7*)dV + o pV. TV =0 -
(o1 Ap. 3(1—2w)pt—pt- - 9,52
Jap <v'w+p(T)ATTJr E ¢ av =0

ou s°P est le tenseur déviatoire des contraintes dans le cadre de déformations élasto-viscoplastiques.
De méme on peut écrire la formulation faible pour la zone péateuse :
— —>x —>x op—> L=k d7 —>x —>x
Jorg.v dV+faQTTimp'U dS — [ s"P(V) : (v )dV—prE.(’U v+ | pV.v*dV =0
Q
1 .
Jop* <V-W + oL (pL — ps) g) dv =0
(2.53)

ol s"P est le tenseur déviatoire des contraintes dans le cadre de déformations viscoplastiques. Nous
avons notamment ajouté les termes d’inertie dans la premiére équation et les termes de retrait dus a
la contraction & la solidification.

Enfin on peut écrire la formulation faible pour la zone liquide :

—

d
Jo T T AV + [y Timp- 0 *dS — [r, "V (T) 2 (TH)AV — [, pd—;’W*)dv + / pV. TV =0
T Q
1 Ap .

(VW +——LT)av =0

Jap ( T AT )
(2.54)

ol s™eW est le tenseur déviatoire des contraintes dans le cadre de déformations newtoniennes.

A Tinstar des développeurs de THERCAST [Jaouen, 1998], [Bellet et Jaouen, 1999] qui distinguaient
une température critique au-deld de laquelle ils effectuaient un calcul vp plutot que evp, nous allons
distinguer deux températures et assembler directement les termes de la matrice. Considérons un élément
Q. du maillage, ainsi :

— si sa température au centre est supérieure a la température de liquidus, les termes du PPV relatifs
a I’élément €2, sont donnés par 2.54,
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2Probléme mécanique pour la coulée continue d’acier

— si sa température au centre est comprise entre la température de liquidus et la température de solidus
, les termes du PPV relatifs & ’élément €2, sont donnés par 2.53

— si sa température au centre est inférieure a la température de solidus, les termes du PPV relatifs a
I’élément €, sont donnés par 2.52.

Nous assemblons ainsi les termes de tous les éléments 2. en un seul systéme et globalement notre
(PPV) devient donc :

s (W 0
Jop g . vdV + faﬁf Timp- 0 *dS — [, { %P E?; SV — Jor %.7*&/ + [opV. U *dV
snewt () Jar @.7*(1‘/
ﬁ%)%%T 3(15211) pt—gt*m
Jop* | VW = Q5= (pr —ps)  +40 av
\ iy me T 0

(2.55)

Nous résolvons donc les équations mécaniques 2.55 par la méthode de Newton-Raphson. Pour valider
notre implémentation nous nous proposons de résoudre certains cas test que nous présentons ci-apreés.

2.4 Cas tests de validation

Dans cette section nous présentons des calculs que nous avons effectués sur des "cas d’école" pour
valider 'implémentation de notre probléme mécanique. Les deux premiers cas test choisis sont en
fonction des termes supplémentaires (gravité et inertie) que nous avons implémentés par rapport au
probléme mécanique d’Etienne PERCHAT [Perchat, 2000], qui avait en effet montré que l'utilisation
des éléments finis P1 + /P1 donnait de bons résultats dans les cas de forgeage. Nous nous proposons
donc de valider les éléments finis P1 + /P1 en deux dimensions pour des problémes ou les termes
d’inertie et de gravité sont importants. Pour valider les termes de gravité, nous proposons le cas
test de I’écroulement de barrage et pour valider les termes d’inertie nous avons étudié le cas de la
convection naturelle. Ces deux cas nous permettent en outre de valider la convection naturelle ainsi
que le comportement viscoplastique (le fluide est ici newtonien). Par ailleurs nous avons effectué des
tests dans le cas d’une dilatation thermique homogéne d’'un matériau newtonien et purement élastique,
validant les termes de dilatation thermique et I'implémentation du comportement élastique. Enfin nous
proposons le cas d’une traction d’éprouvette dont le matériau est supposé élasto-viscoplastique, validant
le comportement élasto-viscoplastique.

2.4.1 Premier cas test : le barrage

Ce test est souvent rencontré pour valider de nouvelles implémentations. Dans sa thése, Laurence
GASTON r’a utilisé pour valider son logiciel R2 de remplissage. Le test consiste & prendre une colonne
de fluide parallélépipédique de hauteur H au repos initialement entre deux parois verticales. A 'instant
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2.4Cas tests de validation

t = 0, le barrage est rompu et le fluide s’écroule & cause de la pesanteur. La figure 2.6 représente
I’évolution du domaine fluide en fonction du temps.

J’ai repris la méme configuration que le cas décrit dans [Gaston, 1997] ou elle confronte ses résultats a
ceux de la littérature. La grandeur caractéristique & comparer dans un tel cas est ’abscisse Z du point
de Pextrémité de la surface libre du domaine fluide en fonction de la grandeur sans dimension :

. 2
f=t,]2 (2.56)

ou t est le temps depuis que le barrage a cédé, g est la gravité et L la largeur initiale du domaine fluide.

Le calcul a été effectué en considérant une approche lagrangienne; on obtient 1’évolution au cours du
temps du domaine total qui est représenté sur la figure 2.6. Des données du tableau 2.3 on peut en
déduire l'ordre de grandeur de la vitesse de I’écoulement et ainsi estimer le nombre de Reynolds de
I’écoulement :

ULp 5.0,3.1000

Re =
c n 10

=150 (2.57)

De la figure 2.6 qui représente 1’évolution du domaine fluide au cours du temps, on peut en tirer les
valeurs de Z aux temps caractéristiques £ = 0, 1, 2, 3 et 4. Elles sont stockées dans le tableau 2.3. La
figure 2.7 représente une confrontation de ces résultats par rapport & ceux de la littérature scientifique.
Sur le graphique j’ai placé les résultats du tableau 2.3 et on peut constater qu’ils sont en concordance
avec ceux de la littérature (I'expérience de Martin [Martin et Moyce, 1952], le calcul en P2 + /P1 de
[Gaston, 1997] et le calcul de THERCAST [Jaouen, 1998]).

t] ¢ Z

1]0,22]1,43
210,45 | 2,47
310,67 | 3,80
410,90 | 5,32

TAB. 2.3: position de I'extrémité de la surface en fonction du temps (résultats R2SOL P1+ /P1)

2.4.2 Deuxiéme cas test : la convection naturelle dans une cavité carrée

Ce test permet d’introduire un couplage thermomécanique de fagon simple. On s’intéresse a un fluide
initialement au repos contenu dans une cavité carrée. Les parois latérales sont régulées a des tempéra-
tures différentes et les autres sont supposées adiabatiques. La figure 2.8 présente le maillage structuré
31 x 31 et la configuration du cas test de convection naturelle. La figure 2.9 représente le maillage non
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6
" p2i/P1R2 ——
55 F P1+/P1 R2SOL .
Martin : rsultats exprimentaux ~~4
S P1+/P1 THERCASF - - - - -. 7
4.5 —
4~ _
Y

Z/L 35 - _
3 - T a
2.5 5 i
2 - _ ' i
15 i

I - ! ! | | | |
0.5 1 1.5 2 2.5 3 3.5 4

temps adimensionnel

F1G. 2.7: position de I'extrémité de la surface libre en fonction du temps

structuré sur lequel nous avons aussi effectué des calculs de convection naturelle. On peut se référer &
Particle [Davis, 1983] pour de plus amples détails.

Le gradient thermique existant entre les deux parois latérales est a I’origine de la mise en mouvement du
fluide et les termes inertiels auront un réle important dans ce phénomeéne. L’hypothése de Boussinesq
[Gaston, 1997] permet de modéliser I'action mécanique de ce gradient thermique en considérant un
écoulement strictement incompressible mais a 'intérieur duquel la force volumique de pesanteur varie
comme suit :

T =p(l-B(T-To))g (2.58)

ou Ty est une température de référence, que 1’on prend égale & la moyenne des températures imposées
4 la parois, les parameétres physiques de I'expérience étant évalués a cette température, en particulier
la masse volumique pg.

Le nombre adimensionnel qui mesure I'importance de la convection naturelle est le nombre de Rayleigh,
défini par :

_ gBpo(T" —T°) L3

Ra (2.59)
[a
ou a est la diffusivité du fluide [ = Ik Les différents tests ont été effectués pour un nombre de
poL P

Prandtl Pr = 0,71. Ce nombre compare la viscosité cinématique et la diffusivité thermique du fluide
[Rappaz et al., 1998] :
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8T=

—=0
on

Tr=re

e

Paramétres du maillage :

-2 maillages : 31 x 31 nceuds et
51 x 51 neeuds

-contact collant sur toutes les
parois

-T" =1°C, T° =0°C
-nombre de Prandtl : Pr= 0,71

aT
0.[5 $=0

0.15

FiG. 2.8: présentation du maillage structuré et configuration du test de la convection naturelle

eT

—=0
on

ar _

— =0
on

F1a. 2.9: maillage non structuré pour le cas de la cavité naturelle (taille de maille 1,4 ¢m)
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pr=". (2.60)
a

En faisant varier le seul parameétre (3, nous avons effectué des tests pour divers ordres de grandeur du
nombre de Rayleigh comme le montre le tableau 2.4. Les figures 2.10 et 2.11 représentent les isovaleurs
des composantes de la vitesse en régime stationnaire et les tableaux 2.6 et 2.7 rassemblent les valeurs
de la littérature des maxima des composantes de la vitesse ainsi que nos résultats.

Ra I5]

103 | —=7,1.1073
10* | —7,1.1072
10° | =7,1.1071
106 -7,1

TAB. 2.4: calcul de 3 pour les différents tests

Les valeurs des différents parameétres utilisés pour la simulation sont donnés dans le tableau 2.5. Nous
avons par ailleurs effectué ces tests avec une méthode de transport direct décrite dans [Rappaz et al., 1998].

A (W/m/K) 1
Cp (J/kg/K) 100
" (°0) 0
T° (°C) 1
Ty (°C) 0,5
L (m) 1
u (Pa.s) 0,71.1072
po (kg.m=?) 1
g (m.s72) 10
At (s) 0,1
taille caractéristique h 0,01
du maillage m

TAB. 2.5: valeurs des parameétres pour le cas test de la cavité carrée

Ra 10° 10* 10°
maz(v,) [Davis, 1983] 0,0365 | 0,1618 | 0,3473
max(v,) [Gaston, 1997] 0,0359 | 0,1573 | 0,3374
mazx(vgy) P14 /P1, maillage structuré 31 x 31 0,0350 | 0,1497 | 0, 3650
mazx(vy) R2SOL P1+ /P1, maillage structuré 51 x 51 | 0,0358 | 0,157 | 0,413
max(vy) R2SOL P1+ /P1, maillage non structuré 0,0355 | 0,1547 | 0,3916

TAB. 2.6: comparaison de la valeur maximale de la composante x du champ des vitesses
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Ff Vitesse (X)

337524

0313018

0.22a503

0.144001

_-0.0250154

_-0109521

_-01340z8

- 0363043
max=0.337524
min =-0.363043

0.15
0.15

F1G. 2.10: carte du champ de la composante suivant x du champ des vitesses pour Ra = 10°

Yitesse (Y)

B05213

0463014

0.332816

0.196618

_-0.0757788

_-0.211877

_-0.348175

max=0.605213

min =-0.620572
0.15

F1G. 2X1: carte du champ de la composante suivant y du champ des vitesses pour Ra = 10°
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Ra 103 10 10°
maz(v,) [Davis, 1983] 0,0370 | 0,1062 | 0,6859
maz(v,) |Gaston, 1997] 0,0364 | 0,1908 | 0,6631
max(vy) P1+ /P1, maillage 31 x 31 0,0357 | 0,1742 | 0,591
maz(v,) R2SOL P1+ /P1, maillage 51 x 51 | 0,0363 | 0,188 | 0,678
maz(vy) R2SOL P1+ /P1, maillage non structuré | 0,0358 | 0,1872 | 0,6257

TAB. 2.7: comparaison de la valeur maximale de la composante y du champ des vitesses

Des résultats des tableaux 2.6 et 2.7, on peut en déduire que le calcul P1+ /P1 qui s’approche le plus
de ceux de la littérature scientifique est pour un maillage 51 x 51 et pour une discrétisation directe en
temps. En effet, le maillage 51 x 51 est beaucoup plus précis pour représenter la couche limite prés des
parois.

2.4.3 Troisiéme cas test : cas de la dilatation thermique

Ce test permet de valider les termes concernant la dilatation thermique. Nous prenons le cas d’une
éprouvette dont la température est homogéne et varie uniformément dans le matériau. Le matériau est
supposé d’abord newtonien, ainsi nous pourrons valider le comportement thermo-newtonien.

Nous prenons ensuite le cas d’'un matériau supposé purement élastique, nous validons ainsi le compor-
tement élastique implémenté dans le code R2SOL.

La figure 2.12 représente le principe de la simulation. On suppose un calcul plan et symétrique par
rapport & 'axe x = 0, de longueur initiale ag = 10 m. L’objet subit un refroidissement constant et
homogeéne de T'= —5 °C/s et se contracte donc. Le coefficient de dilatation a vaut 1,068.107° K 1.

Nous appliquons un contact bilatéral glissant aux outils supérieur et inférieur a la piéce. De ce fait la
face libre se meut et nous enregistrons la longueur a de la piéce au cours du temps dans les deux cas

ou le matériau est supposé newtonien et purement élastique. Nous comparons alors la solution obtenue
avec la solution analytique.

Dilatation thermique d’un matériau newtonien

En supposant la vitesse horizontale, on peut montrer a partir de I’équation de continuité que :

% = 3aT (2.61)
soit :
V= 3aTx
{donc a = apexp (3aTt) (2:62)
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oY

Contact
bilatéral S : \
glissant

J

FAVA)
BOANANATIR 5 AT

Fi1G. 2.12: principe du test de la dilatation thermique

La figure 2.13 représente la vitesse suivant I’axe x & I'instant initial. Nous obtenons pour x = 10m une
vitesse de 1,602.1073m/s d’aprés R2SOL et d’aprés la solution analytique. La figure 2.14 montre la
linéarité de In % en fonction du temps t. Les résultats obtenus et indiqués sur la courbe verte sont en
parfaite adéquation avec la solution analytique des équations 2.62.

Dilatation thermique d’un matériau purement élastique

En supposant la vitesse horizontale, on peut montrer & partir de ’équation de continuité que :

dv -14+v
— =aT 2.
dx Y1y (2.63)
ou v est le coefficient de Poisson. Ce qui donne :
V= aT%f—ZQ:
- (2.64)
donc a = agexp (aTlT‘;t)

Numériquement nous avons choisi pour coefficient de Poisson v = 0, 3 et le coefficient d’Young £ = 1000
M Pa. La figure 2.15 représente la vitesse suivant I’axe x & I'instant ¢ = 0 s. La vitesse pour x = ag = 10
m est de 9,920.10~% m/s d’aprés la simulation et de 9,917.10~4m/s d’aprés la solution analytique. La
figure 2.16 montre la linéarité de In a% en fonction du temps t. Les résultats obtenus et indiqués sur la
courbe verte sont en parfaite adéquation avec la solution analytique des équations 2.64.

68



2.4Cas tests de validation

Vitesze ()

——0.000 FR0sy

- ~D.0D0FSE1ZS

~ -0.000534188

=0,000712251

—-0.000830313F

=0.001 06638

_-0.00124634

~0.0014245

~0.001 60258

>

F1G. 2.13: composante x de la vitesse a un instant quelconque

solution analytique

rasuliats par le calol ————

0002 -

Bilas" IS

00| -

001

-0z

.00t4 I 1 L L L 1 b

F1G. 2.14: comparaison entre la solution analytique et la solution obtenue par R2SOL pour le cas de
la dilatation thermique d’un matériau newtonien
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Vitesse (X)

~0.000T1 0228

-0.000220453

-0,00033)EE6E

=0.000440917

=0.000551 146

_-0.000EE3TE

-0.00077T1605

=0 DODEE1 554

= 0000992 0E

a

F1a. 2.15: composante x de la vitesse & un instant quelconque

splution analyligue

rézullats par ls ealcul

<0006 -

-0.008

F1G. 2.16: comparaison entre la solution analytique et la solution obtenue par R2SOL pour le cas de
la dilatation thermique d’un matériau purement élastique
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2.4Cas tests de validation

2.4.4 Quatriéme cas test : cas test de la traction d’éprouvette

Ce test permet de valider I'implémentation du comportement élasto-viscoplastique. Nous considérons
une éprouvette rectangle comme indiqué sur la figure 2.17.

|

!

T Tvn

F1aG. 2.17: principe du test de la traction d’éprouvette

Sa longueur initiale est lg. Le matériau est supposé incompressible et son comportement est donné par
la loi rhéologique suivante :

Oeq = 000 + Keppe™ (E+ €0)" (2.65)

Les valeurs des coefficients de la loi rhéologique 2.65 sont données dans le tableau 2.8.

Keyp(MPa.s™ | m n | opo(MPa) | & v | E(MPa)
50000 0.2 0,15 210 10° 0,5 3.107

TAB. 2.8: valeurs des paramétres rhéologiques

Une vitesse constante vy est appliquée sur la face supérieure. Le taux de déformation équivalent est
donc : € = % o [ est la hauteur du rectangle & un instant donné. Les résultats numériques sont
présentés sur la figure 2.18 pour différentes valeurs de € et coincident bien avec la loi de Norton-Hoff

donnée par 1’équation 2.65.
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1600
5808 SF)I_I-I‘FIOII analytique
1200 & 1.e5 St
£ croissant
1000
S—
800
o MPa _,
Solution numérique
400
-
] > 17 +
:03 g l L Ci rI
0
0 05 1 15 2 26 3 35 4 45 5 55
gx10°

F1G. 2.18: comparaison entre les solutions numériques et analytiques pour le cas test de ’éprouvette :
relation entre la contrainte équivalente et la déformation équivalente a différents taux de déformation
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Chapitre 3

Probleme thermique pour la coulée
continue d’acier

Ans ce chapitre nous présentons le probléme thermique que nous avons mis en place pour la cou-
lée continue d’acier. Ce probléme est fortement couplé avec le probléme mécanique. En effet ce
couplage apparait a plusieurs niveaux :

— au niveau du comportement du matériau :

1. concernant les données du matériau : les coefficients thermomécaniques intrinséques a ’acier
dépendent de la température (ex : masse volumique, viscosité, ...)

2. le comportement mécanique de la brame dépend de la fraction liquide donc de la résolution du
probléme thermique

— les termes de retrait sont des conséquences directes de la variation de la masse volumique en fonction
de la température.

A Topposé, le probléme mécanique n’influence que faiblement le probléme thermique car la dissipation
due & la déformation, o : €'P, peut étre négligée dans la résolution thermique. En effet, dans le cadre
d’une coulée continue d’acier, on peut déduire de la thése de J.B. Dalin les ordres de grandeurs suivants
[Dalin, 1987] :

s ~ 10MPa
€  ~1074s7! (3.1)
T ~1K.s7!

. dr
O¢q 1 ER 103 W.m ™3 doit étre comparé a la variation d’enthalpie pc% dont 'ordre de grandeur peut
étre calculé dans le cas d'un métal grace aux données fournies par [Li et Ruan, 1995] et vaut 10°
W.m=3.

Il apparait un couplage supplémentaire entre les phénomeénes thermiques et mécaniques du fait de
I'apparition d’interstices d’air entre ’outil de guidage et la brame ou entre le moule de la lingotiére et



3Probléme thermique pour la coulée continue d’acier

la coque solide. Ceci modifiera les conditions aux limites pour le probléme thermique car 'apparition de
lame d’air modifie fortement le flux thermique sortant. Dans notre approche ayant pour but d’obtenir
I’état stationnaire, nous ne tenons pas compte du gap entre le matériau et le mannequin puisque c’est
un phénomeéne qui a lieu en phase d’amorgage. A 'opposé, nous pouvons prendre en considération
I'influence de I’évolution de la lame d’air dans les conditions limites thermiques dans la lingotiére.

En coulée continue d’acier, le probléme thermique influence donc fortement le probléme mécanique qui
en contre partie a une faible influence sur le probléme thermique. Dans notre résolution, le couplage
que nous proposons est un couplage faible a chaque incrément temporel de résolution entre le pro-
bléme mécanique et le probléme thermique. Au niveau des problémes de mise en forme généralement
rencontrés et a fortiori dans des domaines de vitesses de déformation faibles, I’hypothése de couplage
faible est justifiée et conduit & de bons résultats. D’autre part en coulée continue le couplage entre le
probléme mécanique et le probléme thermique est quasiment unilatéral : le probléme mécanique dépend
fortement de la résolution thermique alors que la mécanique influe peu sur la thermique. En effet, si on
se concentre précisément sur la zone de refroidissement secondaire on ne rencontre pas le phénoméne
d’apparition de lame d’air (a la différence de la lingotiére) qui lui peut nécessiter un couplage plus
fort lors de la résolution numérique, puisqu’alors la mécanique influe sur les conditions aux limites du
probléme thermique. Le fait que nous concentrons notre intérét sur la zone de refroidissement secon-
daire justifie notre hypothése concernant le couplage faible entre le probléme mécanique et le probléme
thermique.

Notre méthode de résolution consiste a résoudre & chaque incrément de temps successivement le pro-
bléme mécanique puis le probléme thermique (cf chapitre 2).

3.1 Présentation du probléme thermique pour la coulée continue d’acier

3.1.1 Le milieu pateux

Lors du procédé de coulée continue, les alliages métalliques présentent généralement un intervalle de
température dans lequel le matériau est a I’état semi-solide (état pateux ou en anglais mushy state), on
se trouve ainsi dans une région diphasique constituée de liquide et de solide. La phase solide est alors
constituée d’un squelette dendritique déformable au travers duquel s’écoule le liquide. La perméabilité
et la déformabilité du squelette dépendent du taux de fraction solide et de la morphologie (structure
dendritique plus ou moins grossiére). La déformation de 'alliage métallique a 1’état semi-solide au cours
du procédé engendre une répartition non-uniforme des phases liquide et solide, appelée phénoméne de
ségrégation. Il devient essentiel de pouvoir prédire les éventuelles ségrégations liquides accompagnant
I’élaboration de ces matériaux. Dans notre cas, notre modéle ne permet pas de prédire les ségrégation.
Ce sera une étape supplémentaire de développement et une des perspectives qu’offrent notre travail.

Dans la zone pateuse, il est difficile de dégager la notion de " front de solidification " (frontiére entre les
phases liquide et solide) dans la mesure ou il existe une forte hétérogénéité a 1’échelle microscopique.
Cette complexité nous impose de traiter ce milieu diphasique d’une maniére spéciale. La majorité des
auteurs de la littérature ([Wang et Beckermann, 1991], [Ni et Beckermann, 1996]) utilise la notion de
milieu fictif "continu" et sont amenés & moyenner les diverses grandeurs physiques. On se place donc
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3.1Présentation du probléme thermique pour la coulée continue

Fi1G. 3.1: aspect schématique d’un milieu pateux saturé en liquide : la partie en blanc représente le
solide formé et la partie foncée le liquide se frayant un chemin & travers le squelette solide

a une échelle supérieure, de 'ordre du millimétre, ce qui donne au milieu un aspect continu. La figure
3.1 propose une image générique d'un milieu pateux.

Dans notre travail nous présentons donc le probléme thermique sous une forme biphasique pour intro-
duire naturellement la notion de fraction liquide qui mesure la proportion de liquide contenu dans un
volume macroscopique de matiére. On remarquera toutefois que la formulation biphasique décrite ici
est incompléte du fait que la mécanique est traitée de facon homogéne. En effet dans le chapitre 2 nous
avons introduit une résolution mécanique ne faisant pas intervenir directement la fraction liquide au
sein de la zone pateuse (mais uniquement la température a travers des coefficients thermodépendants).

3.1.2 Définitions et propriétés

Considérons un volume élémentaire représentatif (VER) du volume total. Chaque phase (dans notre
cas solide ou liquide) occupe un volume . Pour une grandeur quelconque scalaire volumique (pouvant
aussi dépendre du temps) définie dans tout l’espace, on définit sa valeur moyenne sur le VER de volume
Vo par [Rappaz et al., 1998, Gaston, 1999] :

On définit la valeur moyenne volumique classique pour la phase k par :

(B :Vio [ @z (3.3)
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3Probléme thermique pour la coulée continue d’acier

ouV = / ]Ik(?)d? est le volume occupé par la phase k dans le volume V4.
Vo

On définit la valeur moyenne volumique intrinséque pour la phase k par :

= — dx 3.5
g Vo Ju, (3.5)
soit :
k Vi
. 3.6
g V (3.6)

(3.7)

oil pF(T') est la masse volumique de la phase k et p(Z) est le champ de masse volumique du milieu.

On a les propriétés suivantes :

(B) = (B') + (B) (3.8)

(B) =g¢'(B)' +¢° (B)® (3.9)
flrf=1 (3.10)
d+g=1 (3.11)

si pl = p*, alors : g* = f¥ pour k = s ou I. Par ailleurs nous simplifions les notations et nous posons a
l'instar du chapitre 2 g = g' et f = f'. Dans un (VER) caractérisé par la fraction liquide volumique g
et massique f, on a la relation suivante entre f et g :

_ g7’
I = =m+r (312
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3.1Présentation du probléme thermique pour la coulée continue

3.1.3 Conservation de I’énergie
Equation moyennée

Dans le procédé de coulée continue, I’équation & 1’échelle microscopique de conservation de ’énergie ol
le flux de chaleur est supposé obéir a la loi de FOURIER [Rappaz et al., 1998] s’écrit :

% + V.(ph) = V.(AVT) (3.13)

ol h représente l'enthalpie massique, p la masse volumique, v le vecteur vitesse, A la conductivité
thermique et T la température. Les scalaires p et A peuvent dépendre de la température et donc étre
différents suivant qu’on se trouve dans la phase liquide ou solide. En utilisant 1’équation de continuité

% + V.(p0') = 0, on peut aussi écrire 3.13 [Rappaz et al., 1998] :

dh

py = V.(\VT) (3.14)

En moyennant 1’équation 3.14 sur un VER on obtient :

<p%> = V.(\VT) (3.15)

Le terme V. (A\VT) peut-étre simplifié¢ dans la mesure ou a I'échelle des VER on considére des gradients
faibles pour les grandeurs physiques du probléme. Ceci implique que le gradient thermique est quasiment
constant a ’échelle du VER. On peut donc écrire au premier ordre :

V.(AVT) =V.((\)VT) (3.16)
Ceci est d’autant plus vrai que la discrétisation en éléments finis P1 du probléme thermique impose

des températures linéaires par élément dont la taille caractéristique est de ’ordre de grandeur de celle
des VER. Le gradient thermique sera par conséquent constant par élément.

Une forme générale de ’équation moyennée pour la conservation de I’énergie est alors :

<p%> = V.((\) VT) (3.17)

Dans le cadre d’une approche simplifiée du probléme thermique on peut choisir les coefficients de
conductivité et la masse volumique constants sur le VER. Ceci améne alors a résoudre I’équation :

dH
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3Probléme thermique pour la coulée continue d’acier

ou H est 'enthalpie massique moyenne (J/kg) (H = (h)) et A = (). Nous résolvons cette équation
pour la coulée continue car les VER peuvent étre de 'ordre de la taille de maille du probléme, et les
grandeurs thermophysiques sont considérés constantes par élément.

Tables de coefficients

Les tableaux 3.1 et 3.2 donnent les valeurs de la conductivité thermique et de la masse volumique pour
diverses température pour I'acier (X C6). Les valeurs pour l'acier (18 M5) sont données en annexe.

température (°C) | conductivité (W.m~ 1. K1)
1000 27.6
1200 29,7
1400 32
1466 32.8
1495 33.1
1527 40,1
1538 40,3
1627 41,5

TAB. 3.1: conductivité thermique de 'acier XC6 en fonction de la température [OSC, 2002]

température (°C) | masse volumique (kg.m=3)
1000 7550
1100 7495
1200 7440
1300 7385
1400 7330
1495 7278
1527 7031
1600 6993

TAB. 3.2: masse volumique de I’acier XC6 en fonction de la température [OSC,2002]

3.1.4 Modéles de solidification

Les équations 3.18 et 3.17 ne sont pas fermées, il manque une relation entre ’enthalpie massique et la
température. Il y a plusieurs méthodes pour fermer le probléme et trouver une relation entre I'’enthalpie
massique et la température.

On aborde dans cette partie les problémes liés & la thermochimie de ’acier. Nous cherchons a fermer
de la fagon la plus simple les équations 3.18 et 3.17. Pour ce faire il faut se donner le chemin de
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3.1Présentation du probléme thermique pour la coulée continue

solidification de l'acier c’est-a-dire les relations liant H, T et ¢! ou ¢’ est la fraction volumique de
liquide de I'acier. Cette partie propose donc plusieurs méthodes que nous avons rencontrées.

Chemin de solidification entiérement donné (H, ¢, T)

L’TRSID nous a communiqué le tableau 3.3 donnant I’enthalpie massique et la fraction liquide pour
différentes températures. Ils ont pu obtenir ces données grace & un code de calcul basé sur la théorie
des microségrégations.

température (°C) | fraction liquide | Enthalpie (kJ/kg)

1000 0 672

1210 0 805,7
1360 0 905,6
1480 0 1010
1495 0 1023,2
1508,6 0.1 10574
1515 0,2 1086,1
15188 0,3 1112,9
1521,4 0,4 1138,6
1523,2 05 1163,7
1524,5 0,6 1188,5
1525.6 0,7 1213
1526,5 0,8 1237,5
1527,2 0,9 1261,8
1527.8 1 1286
1540 1 12963
1570 1 1320,9

TAB. 3.3: données expérimentales de ’enthalpie, de la température et de la fraction liquide pour I'acier
XC6

Entre deux températures on peut calculer 'enthalpie massique et la fraction liquide par la technique
de linéarisation. Les figures 3.2 et 3.3 montrent respectivement les évolutions de I’enthalpie en fonction
de la température et de la fraction liquide en fonction de la température obtenues & partir du tableau
3.3.

Le probléme thermique est ainsi fermé et de plus on peut obtenir la fraction liquide au sein du matériau.
Cela permet de déduire la fin du puits liquide (fraction liquide inférieure stricte a 1) ou du puits pateux
(fraction liquide égale a 0).
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F1G. 3.2: enthalpie massique (kJ/kg) en fonction de la température (°C) donnée par 'IRSID pour

l’acier XC6
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F1G. 3.3: fraction liquide en fonction de la température (°C) donnée par I'IRSID pour I’acier XC6
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Relation physique liant H et T

Au début de mon travail de thése, le module thermique du code R2SOL ne prévoyait pas une résolution
dans laquelle le chemin de solidification est entiérement donné. Dans ce cas il faut trouver une relation
physique liant ’enthalpie massique moyenne a la température. D’aprés ’équation 3.9 on peut écrire :

H = (h) (3.192)
= g +g°h)° (3.19b)
= g+ 01 -g)n* (3.19¢)

En simplifiant les notations : h! = (h)!; h® = (h)*, on a :

H=gh+ (1 -g"Hns (3.20)

Dans notre cas, nous supposons que les enthalpies moyennes solide et liquide sont supposées uniquement
fonction de la température et on peut écrire [Gaston, 1999] :

T
h(T) = Cpdr (3.21a)
To
T To
(T) = Chdr + / (CL — C%)dr + L (3.21b)
To Ty

ou C% et C’f; et sont les capacités calorifiques a pression constante des phases liquide et solide (elles
peuvent a priori dépendre de la température), L est la chaleur latente de fusion, T} est la température
de fusion du fer pur ( = 1537°C'" ) et T est une température d’origine prise égale a 0°C.

Dans le cas ot la capacité calorifique est constante et ne dépend pas de la température (Cp = CL = Cp),
on peut alors simplifier :

H=CpT +¢'L (3.22)

Chemin de solidification donné (¢!, T)

Dans I’équation 3.22 on a une relation liant I’enthalpie massique a la température et a la fraction
liquide. Cependant il manque la relation liant la fraction liquide & la température. On a le choix entre
écrire un modeéle complet de solidification, ce qui est prévu dans le code R2SOL ou bien utiliser les
données de 'IRSID du tableau 3.3 et imposer le chemin de solidification de la figure 3.3. Dans cette
section on présente ce dernier choix.
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3Probléme thermique pour la coulée continue d’acier

Dans cette section, on montre par ailleurs que pour une gamme de température de 1000°C' & 1600°C'
la modélisation simplifiée 3.22 est acceptable. Dans le cadre général ou la capacité calorifique massique
dépend de la température on s’appuiera sur les équations 3.20 et 3.21

A partir du chemin ¢!, T donné dans le tableau 3.3 , on peut reconstruire 'enthalpie massique grace
a l'équation 3.22. Cependant par rapport au cas de I'IRSID, il faut déterminer la capacité calorifique
massique ainsi que la chaleur latente de fusion de telle sorte qu’on épouse au mieux la courbe enthalpique
de la figure 3.2.

La figure 3.4 montre I’évolution de I’enthalpie massique en fonction de la température que j’ai choisie.
Pour ce choix, la chaleur latente massique vaut L = 260kJ/kg et la capacité calorifique massique
Cp = 675J/K/kg. La courbe en gras correspond a I’évolution de ’enthalpie massique du matériau prise
en compte par cette méthode et la courbe représentée par les points en gras correspond a l’enthalpie
massique donnée par I'IRSID. La capacité calorifique massique choisie est égale aux valeurs des pentes
des 2 droites (D1) et (D2) définies sur la figure 3.4. La chaleur latente est d’aprés I’équation 3.22 la
différence d’ordonnée a l'origine entre les deux droites. La figure 3.5 est un zoom de la figure 3.4 dans
I'intervalle de solidification de ’acier X C6.

1400

1300 | droite de pente Cp=675 JKfkg

enthalpie du TAB 3.2
enthalpieH=CpT +fL — — -

1100

1000

température (*C)

900
800

7000 [T s e s e

1000 1100 1200 1300 1400 1500 1600
fraction liquide

Fi1G. 3.4: acier XC6 : comparaison des enthalpies; obtention de la chaleur latente et de la capacité
calorifique

Nous voyons donc une bonne adéquation entre le modéle simplifié donné par I’équation 3.22 ou g(7')
est donné par le tableau 3.3 et la donnée de 'enthalpie H(7T') de 'IRSID (3.3). Cette modélisation
simple sera utilisée pour valider le probléme thermique (voir chapitre 6).

Cette méthode de résolution o le chemin de solidification est donné (ie g(7') est supposé connu) n’était
pas initialement codé dans R2SOL. Nous avons donc mis en place cette méthode de résolution au sein
du code.
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3.1Présentation du probléme thermique pour la coulée continue
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Chemin de solidification ¢(7") calculé

Nous présentons ici le modéle de solidification initialement présent dans R2SOL. Il provient du mo-
déle de solidification du code de volumes finis 2D SOLID développé a I’Ecole des Mines de Nancy
[Combeau et al., 1996]. Laurence GASTON a implanté ce modele dans le logiciel bidimensionnel de
remplissage R2 ce qui a donné R2SOL [Gaston, 1999].

Le modeéle de solidification de R2SOL est basé sur les équations de la thermodynamique. C’est ce
modeéle qui calcule directement le chemin ¢'(7') & partir de la composition chimique en éléments d’al-
liages de I’acier. Pour alimenter notre discussion nous citons ’exemple de 'acier X C6 et présentons sa
composition thermochimique dans le tableau 3.4.

composant | teneur (% massique)
Carbone 0,067
Soufre 0,008
Phosphore 0,010
Silicium 0,008
Manganése 0,384
Cuivre 0,003
Aluminium 0,021
Chrome 0,017
Niobium 0,017
Molybdeéne 0,001

TAB. 3.4: composition chimique de 'acier XC6
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3Probléme thermique pour la coulée continue d’acier

Ce modéle se place dans le cadre de I’'approximation linéaire des diagrammes de phase. Si 1’on considére
localement de l’acier & 1’équilibre thermodynamique qui est sur le point d’étre complétement liquide
ou bien au sein duquel un premier grain solide est sur le point d’apparaitre, les équations thermo-
dynamiques donnent la relation liant la température, en ’occurrence la température de liquidus, aux

compositions locales du mélange en élément ¢, notées wﬁ :

N
T=Tr+> muw (3.23)
i=1

ol N est le nombre d’¢éléments d’alliage, m; est la pente de liquidus de 1’élément 1.

Sous ’hypothése que le VER est un systéme thermodynamiquement fermé (on suppose que la teneur
moyenne en alliage est conservée), et en considérant que le carbone suit "la loi des leviers" et les autres
éléments la loi de Scheil-Gulliver, on obtient la relation liant la température a la fraction liquide :

l

wc U plhki—
T=T iW; 3.24
f+mck +(1_1{:Cfl—i-z:mw f (3.24)

ou l'indice C désigne le carbone, les k; sont les coefficients de partage de I'élément i (0 < k; < 1 et par
définition wi* = kiwﬁ o w;* est la composition locale en i & I'interface solide-liquide dans la partie
solide et wé est la composition locale en i a I'interface dans la partie liquide) et w;" est la composition
moyenne du VER en élément i juste avant ’apparition du premier grain de solide. Cette équation a
été obtenue en négligeant les effets convectifs pour les compositions moyennes en élément et montre
que les isothermes et les iso-fractions liquides sont confondues.

Si on ne résout pas les équations de la macroségrégation, alors toutes les compositions moyennes sont
donc constantes et égales aux compositions initiales. L’équation 3.24 donne donc :

0

0y _ wc 0 ptki—1
T(f,w; )—Tf+mck 0= ke) fl—l—Zmez f (3.25)

ott les w;¥ sont les compositions initiales en élément i. Ces compositions initiales sont données dans le

tableau 3.3.

D’autre part, puisque 0 < k; < 1, I'équation 3.25 montre que si la fraction liquide tend vers zéro, la
température n’est plus définie. Dans le cas des aciers, R2SOL évalue donc autrement la température
de solidus en s’appuyant sur une température de corrélation (77 ;o (w;") = T so1(w;®) = Tyor, pour
la thermique) déduite de résultats expérimentaux [Vannier, 1995|. Posons la fractlon liquide f!so tel
que :

T(flsola wio) = Tcorsol(in) = Tsol (326)
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3.2Résolution numérique du probléme thermique

On fait alors ’hypothése qu’a partir de fly,; la solidification se termine & température constante Tl,;.
Cela signifie qu’on a ainsi ajouté un eutectique artificiel.

Cette modélisation présente divers inconvénients. Tout d’abord il faut obtenir la température de corré-
lation ce qui n’est pas une mince affaire expérimentalement. Par ailleurs, la température de corrélation
qui est actuellement codée dans R2SOL ne considére pas les aciers possédant comme élément d’alliage
I'aluminium ou du cuivre. D’aprés le tableau 3.4 la composition de ’acier XC6 posseéde de 1’alumi-
nium et du cuivre : nous ne sommes donc pas en mesure de simuler 'acier XC6 avec le modéle de
solidification initialement implémenté dans R2S5OL.

Bilan des modéles de solidification

Dans cette partie nous avons vu les différentes options a notre disposition pour fermer I’équation 3.17.
Nous avons analysé 3 méthodes assez simples :

— méthode 1 : se donner par des tables les valeurs H(T')

— méthode 2 : se donner par des tables g(7') et déduire de 3.22 ’enthalpie massique H(T)

— méthode 3 : calculer g(7') grace au modeéle de solidification de R2SOL et déduire de 3.22 'enthalpie
massique H(T)

Les méthodes 1 et 2 semblent simples & implémenter, le seul souci est ’obtention des données H(T') et
g(T). Nous avons pu obtenir ces données grace a des calculs préalablement réalisés par 'TRSID.

Plusieurs remarques sont a faire quant a l'utilisation de la méthode 3. Cette méthode prend en compte
I'influence fine de phénomeénes thermochimiques comme les différences de solubilité entre la phase
liquide et la phase solide. Cela nécessite alors de prendre en compte la convection d’origine solutale
si 'on veut un modéle complet voire d’utiliser une modélisation biphasique de la zone péteuse ou les
gradients en concentration d’alliage de sont plus négligeables. Dans notre approche thermomeécanique
nous supposons ces influences du second ordre et pouvant donc étre négligées. Nous supposons donc
implicitement que les concentrations en éléments d’alliage sont constantes partout. L’intérét de la
méthode 3 semble alors limité dans la mesure ou il suffit une fois pour toutes au début des calculs de
déterminer la loi g(7). Nous avons dans cette optique éliminé cette méthode de notre étude et nous
nous sommes concentrés sur la méthode 2 pour fermer le probléme thermique 3.17.

3.2 Reésolution numérique du probléme thermique

Dans les sections précédentes nous avons montré comment le probléme thermique de coulée continue
était résolu. Contrairement au probléme mécanique ou les champs de vitesse et de pression ne sont
pas directement reliés et ou nous effectuons une résolution mixte en vitesse et pression, les inconnues
du probléme thermique (I’enthalpie H, la température T et la fraction liquide g) sont directement
reliées. Résoudre le probléme thermique nécessite donc le choix de I'inconnue principale. Au labora-
toire, |[Jaouen, 1998|, par exemple, utilise la température comme variable principale. [Gaston, 1999] a
implémenté un probléme thermique assez proche du notre et en variable enthalpie dans R2SOL. Nous
nous sommes donc appuyés sur cette résolution et avons choisi comme inconnue principale ’enthalpie

H.
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3Probléme thermique pour la coulée continue d’acier

Cette partie présente deux méthodes de résolution numérique du probléme thermique de la coulée
continue en variable enthalpie. La premiére résolution est basée sur une méthode en élément fini P1 et
la seconde est basée sur la méthode de Taylor Galerkin Discontinu (TGD en abrégé).

3.2.1 Résolution de type élément fini
Le probléme fort

De la présentation du probléme thermique de la partie précédente on peut déduire le probléme complet
A résoudre :

dH
— =V. T
P V.(AVT)

+ Conditions aux limites

(3.27)

Pour I'application a la coulée continue en deux dimensions on ne considére que des conditions aux
limites du type convection, flux imposé ou température imposée. Ces conditions aux limites varient en
fonction des zones de refroidissement de la machine. Les conditions aux limites peuvent étre écrites :

oT
—)\% = ®jpose en flux (3.28a)
oT .
—)\8— = h(T — T,ir) en convection (3.28b)
n
T = Timpose sur la face supérieure du domaine (3.28¢)

ou :

— Tair est la température du milieu ambiant (20°C),

— h et ®jppose dépendent des zones de refroidissement ot I'on se trouve,

— Tympose est le profil de température imposé sur la face supérieure du domaine; cette température
peut étre obtenue a partir d’'un précédent calcul global si on initialise le calcul & une longueur
métallurgique quelconque ou bien elle est prise égale & la température nominale de coulée si le calcul
est initialisé au niveau du ménisque en lingotiére.

Pour simplifier nous appelons 9Q7 la zone ou la température est imposée, 024 les zones ot on impose
un flux sortant et 9Q¢ ou le type de condition aux limites est la convection.

La formulation faible en élément fini

La formulation faible du probléme est obtenue en multipliant 3.27 par une fonction test notée H' et
en intégrant sur le domaine. Aprés la traditionnelle intégration par partie on obtient :
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3.2Résolution numérique du probléme thermique

H
/ pdd—H’dQ + / (T — Tpir)H'dS + / DPimposc H'dS + / AVT.VH'dQ =0 (3.29)
o at a0c e Q

On discrétise ensuite les inconnues selon les formules d’interpolation relatives aux triangles P1. Nous
prenons la convention d’écrire les vecteurs entre accolades et les matrices entre crochets. Dans le cas

d’une formulation de type Galerkin, I’équation 3.29 étant valable pour toute fonction d’interpolation
H/, on obtient le systéme a résoudre :

i { G} + 1Ty = () (3.30)

avec :

[Mij = Jo pNiN;dQ
[Klij = [oAVN; : VN;AQ+ [5,  hN;N;dS (3.31)
{F}l = faﬂq;. (I)imposéNidS + faﬂo NI N;dS

ou chaque fonction N; est la fonction d’interpolation associée au point ¢ du maillage.
Par ailleurs, la discrétisation temporelle de la dérivée particulaire donne :

dH H— H°

i 3.32
dt At ( )

ot H est ’enthalpie massique recherchée du VER considéré a 'instant ¢, et HO est I’enthalpie massique
de ce méme VER a l'instant précédent t — At. L’équation 3.31 revient donc & :

[M'{H} + [K{T} = {F} + [M'|{H"} (3.33)

ou [M/]ij :/QéNZN]dQ

D’apres ce qu’on a vu dans la section précédente, la fonction T'(H) est non-linéaire. On est donc amené
a résoudre le systeme 3.33 par la méthode de Newton-Raphson. On peut écrire le résidu a annuler sous
la forme :

R(H) = [M'{H} + [K{T} — {F} — [M'|{H"} (3.34)
A Titération n on est amené & résoudre :

oR
oOH

<{H“—1}>] ({H" — Y = R (3.35)
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3Probléme thermique pour la coulée continue d’acier

ou H" est la nouvelle estimation de la solution recherchée a l'itération n, H" ! est I'estimation &
I'itération n — 1. D’aprés 3.34 on a :

[8R 8T] (3.36)

on =~ b1+ | 3

0H

T " or
ol [—] désigne la matrice diagonale dont le n'®™° terme est égal a la dérivée 91 au noeud n.

Le systéme a résoudre a chaque itération est donc :

or

K] | 5

(| ) = () { ey + [SE |y ey
(3.37)

0
Evaluation de la dérivée —
valuation de la dérivée -

. ., 0T . .
Reste maintenant a évaluer la quantité Elia Cela dépend de la méthode employée au niveau du chemin

de solidification.

Dans le cas ol le chemin est calculé, je laisse le soin au lecteur de se référer au rapport final du stage
post-doctoral de Laurence GASTON [Gaston, 1999] o ce calcul est expliqué.

Si le chemin de solidification (g,7T") est donné, et connaissant l’enthalpie du point consideéré, il est assez

aisé de calculer — en chaque point du maillage. En dérivant 1’équation 3.22 par rapport a 'enthalpie
H on obtient :

9T  9goT

d’ou :
oT 1

— = 3.39

.. 0 . .
La quantité 99 est déterminée de la fagon suivante :

orT
0 oT 1
= si H > CpTliquidus + L, on est dans le liquide et 8_791 = 0, donc 9 o
1

0 oT
— si H < CpTsoriqus, on est dans le solide et 8—1% =0, donc 90 = C_P

— sinon on est dans la zone péteuse ; comme le chemin de solidification (g,T’) est donné, on détermine

. 0 . :
trivialement <2 qui est la pente de ce chemin.

or
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3.2Résolution numérique du probléme thermique

La matrice 8_T est diagonale, mais ses termes diagonaux différent les uns des autres dés qu’il y
a solidification. Cela a pour effet de rendre la matrice globale de résolution non symétrique ce qui
nécessite 'utilisation d’un solveur non symétrique et un surcoit lié¢ a I'inversion du systéme. Une autre
possibilité est d’approcher la matrice tangente par une matrice restant symétrique. Pour ce faire sur

chaque élément on considére que —— est uniforme. Ainsi chacune des contributions élémentaires a la

matrice tangente globale est symétrique : la matrice assemblée est donc symétrique.

3.2.2 Résolution par la méthode de type Taylor-Galerkin Discontinue

Cette méthode est basée sur un développement limité de Taylor. Contrairement & la méthode précédente
ol on considérait des grandeurs linéaires et continues, les champs considérés ici sont constants par
¢élément et donc discontinus entre deux éléments. Il existe alors plusieurs méthodes pour obtenir les
valeurs aux noeuds (minimisation par moindres carrés, ...). Pour plus de détails concernant les méthodes
de résolution de type Taylor-Galerkin on peut consulter [Pichelin, 1998, Aliaga, 2000, Batkam, 2002].
Cependant par rapport & [Pichelin, 1998, Aliaga, 2000, Batkam, 2002], nous avons étendu la méthode
de type Taylor Galerkin Discontinue (TGD) & une résolution en variable enthalpie avec changement
de phase.

Résolution a4 deux champs

Pour présenter la résolution du probléme thermique de coulée continue avec la méthode TGD, repartons
de I’équation 3.27 :

dH

dB
L’opérateur dérivée totale — représente la dérivée lagrangienne de la grandeur B par rapport au

temps t. Dans notre approche de la coulée continue, nous supposons le maillage lagrangien. L’équation
3.40 peut alors aussi s’écrire :

OH
p—— = V.(AVT) (3.41)
ot
Posons le vecteur flux de chaleur : § = —AV7. On peut reformuler I’équation de la chaleur 3.41 en :
OH N
P =V (3.42)
q = —AVT

La méthode TGD que nous employons ici consiste & déterminer les champs (H, ¢') ot H et ¢ sont
supposés PO (c’est-a-dire constants par élément et discontinus entre deux éléments voisins). Il existe
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3Probléme thermique pour la coulée continue d’acier

d’autres techniques décrites dans [Batkam, 2002] qui emploient des schémas de discrétisation différents
pour T et ¢ .

Gradient et divergence discrétes

Mathématiquement pour résoudre les équations 3.42 il faut que les champs H et T soient au moins
continus et dérivables. Or la méthode TGD suppose ces champs discontinus donc non dérivables &
la frontiére des éléments. Au lieu d’écrire une dérivée continue a la frontiére nous écrivons donc des
dérivées discretes. Nous définissons ainsi les opérateurs gradient discret (noté Vj) et divergence discréte
(noté Vy.) par [Pichelin, 1998, Aliaga, 2000] :

~1
Vil = m Z wF[f]ﬁ|F| (3.43)
I Fed.
~1
Vi W = Tou > welw]. W (3.44)
[S2e| Fede

ou :

|| est le volume de 1’élément e (en dimension 2 c’est une surface)

— wr est un coefficient valant % pour une face (ou coté en dimension 2) interne, 1 pour une face externe
— [f] est le saut de la variable f par rapport a 1’élément voisin €’ : [f] = fo — fer

~ 7 est le vecteur normal extérieur a chaque face (ou coté en dimension 2) de 1'élément

|F'| est la surface de chaque face de I’élément e (longueur en dimension 2).

Principe de la méthode

Notre ambition n’est pas de présenter dans les détails la résolution par la méthode de Taylor-Galerkin
Discontinu. Pour de plus amples explications on peut consulter [Pichelin, 1998],[Aliaga, 2000] et [Bat-
kam, 2002|. Nous décrivons ici ’algorithme de résolution dans ses plus grandes lignes.

La méthode de Taylor-Galerkin consiste & calculer les dérivées temporelles successives des deux équa-
tions du systéme & résoudre, les champs H et ¢ étant constants par élément ainsi que leurs dérivées
temporelles successives. Cette dérivation est effectuée jusqu’a un ordre donné n, suite & quoi I’expres-
sion de I’enthalpie H & l'instant ¢t + At est obtenue au moyen d’'un développement en série de Taylor
a Pordre n, tous ses termes étant donc connus. Le respect d'une erreur de troncature donnée pour ce
développement impose la valeur maximum du pas de temps At que 'on peut utiliser. En pratique, un
incrément de temps est donc décomposé si nécessaire en une suite de sous-pas de temps sur lesquels
on applique cette technique. Nous détaillons ci-apres les calculs effectués pour cette méthode.

Algorithme de résolution

Pour chaque élément e nous obtenons l'enthalpie H & I'instant suivant t + At (qu’on note H'T4%)
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3.2Résolution numérique du probléme thermique

dH At d"H
HtJrAt — Ht Af . =y
+ dt + + n! dt

(3.45)
dP

H
ou T sont les dérivées successives de l’enthalpie en fonction du temps. Le pas de temps est défini

par :
1
1] n+1

ot € est erreur de troncature sur le développement en série de H*+2* defini par I’équation 3.45.

dn+1H

At = pr

1)le mi
(n+ >€H(1215n

dH
Connaissant ¢ = ¢, H = H? et T (d’apres I’équation 3.42), on calcule par récurrence la dérivée p

de 7 et la dérivée p+ 1 de H grace a 3.42 :

arq arT oT dPH
= _\V; [ — =\ i — 3.46
dtr " (dt” ) Vi <8H dtv > (3.462)
drt'H 1 arq
gt Ve ( o ) (3.46Db)

On laisse le soin au lecteur de mettre en place les formes discrétisées de ces équations avec les définitions
des gradients et divergence discrétes définis par 3.43 et 3.44. Pour obtenir les équations discrétes on
fait bien str attention au cas ol la face considérée est une face interne ou externe du maillage. Dans
ce dernier cas le flux ¢ est donné par les conditions aux limites imposées :

- _q)imposéﬁ (347&)
= W(T = Tpir) W (3.47b)

=] =]

oT
Dans les équations 3.46 la quantité —— est celle que ’on détermine au début de chaque sous-pas de

temps TGD, en s’appuyant sur la méthode du paragraphe 3.2.1.

Bilan de la méthode de type Taylor-Galerkin Discontinu

Contrairement & la résolution P1 continue, la méthode de type Taylor-Galerkin est généralement
assez bien adaptée pour les problémes ou les chocs thermiques sont importants ([Pichelin, 1998],
[Aliaga, 2000]). Cette méthode est donc particuliérement adaptée a la coulée continue qui présente
des refroidissements assez élevés au niveau de la lingotiére par exemple. Cependant aprés résolution
par ce type de méthode on obtient des solutions aux centres des éléments constituant le maillage. 11
faut donc extrapoler les grandeurs solutions aux noeuds du maillage ce qui nécessite une étape sup-
plémentaire de traitement des données (on peut utiliser des méthodes de lissage par moindres carrés
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3Probléme thermique pour la coulée continue d’acier

par exemple). Cet inconvénient est un avantage au niveau du probléme mécanique : en effet, comme
le comportement (on entend par comportement la loi de comportement et les coefficients mécaniques
qui sont thermodépendants) est déterminé par la température au centre de ’élément, on évite ainsi un
traitement des données.
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Chapitre 4

Données numériques pour les aciers a
haute température

our décrire le comportement thermomécanique de ’acier il est non seulement nécessaire de le modé-
P liser mathématiquement mais aussi de déterminer expérimentalement les grandeurs caractérisant
les lois choisies. Ce chapitre présente d’une part les champs des données numériques nécessaires a
I’établissement de notre probléme thermomécanique. D’autre part il démontre en particulier les enjeux
du choix de la rhéologie du matériau ainsi que les techniques expérimentales permettant d’obtenir les
coefficients. Nous montrons notamment la limite des connaissances au niveau de la rhéologie des aciers
4 hautes températures et spécifiquement des données mécaniques quand l’acier est pateux.

4.1 Etat de 'art des données numériques pour les aciers

Nous faisons ici une synthése des données numériques nécessaires & une simulation de la coulée continue
d’acier. Nous présentons aussi notre bibliographie qui nous a permis de mettre au point les fichiers de
données pour décrire au mieux les aciers que nous avons rencontrés durant notre étude.

4.1.1 Quelles données numériques ?

Nous venons de voir dans les chapitres 2 et 3 que les problémes mécaniques et thermiques sont dé-
pendants de données concernant le matériau utilisé. Ces données sont d’ailleurs intrinséques & chaque
acier. Si les lois de comportement sont identiques quel que soit 1'acier choisi, il n’en est pas de méme
pour les coefficients physiques qui interviennent dans ces lois de comportement.

Nous donnons en annexe les diverses valeurs des coefficients décrivant le comportement thermomé-
canique pour les aciers XC6 et 18 M5. Nous nous proposons de rappeler les coefficients numériques
définissant chaque acier :

— C'p est la chaleur massique qui dépend de la température
— X est la conductivité thermique et dépend de la température



4Rhéologie des aciers a hautes températures

L est la chaleur latente massique de changement d’état solide-liquide et est supposée constante
f(T) est supposé donné et décrit I’évolution de la fraction liquide massique en fonction de la tempé-
rature

p est la masse volumique et dépend de la température.

La loi rhéologique ¢, (€, €) contient un certain nombre de paramétres a déterminer

Avec les données définies ci-dessus nous pouvons décrire le comportement thermomécanique de I'acier
considéreé.

Quelques remarques sont a faire pour éclairer I'importance de chaque coefficient.

Tous les coefficients, mis & part L, sont thermodépendants.

Les coefficients Cp, A et L ainsi que la courbe f(7') interviennent uniquement lors de la résolution
thermique.

La masse volumique p intervient dans les deux problémes thermique et mécanique. Dans notre ap-
proche il est notamment obligatoire de connaitre les masses volumiques de solidus pg et de liquidus py,
pour calculer la masse volumique d’un VER a l'intérieur de la zone pateuse comme l'indique 1’équa-
tion 2.13. Cette méthode est plus précise qu’une simple interpolation linéaire car elle est cohérente
vis-a-vis de la fraction liquide f qui est généralement non linéaire dans I'intervalle de solidification.
La donnée de la loi rhéologique o¢,(E, €) est importante et dépend naturellement de la région ol
I’on se place. Nous considérons trois lois rhéologiques différentes pour les trois zones liquide péa-
teuse et solide de la coulée continue. Les coefficients constitutifs de ces lois rhéologiques sont aussi
thermodépendants.

4.1.2 Présentation et problématique

1l existe de plus en plus de données sur les aciers & hautes températures dans la littérature et surtout
depuis l’essor de la simulation numérique. Cependant du fait des hautes températures de solidus et
de liquidus il est difficile d’obtenir des valeurs numériques pour tous les coefficients intrinséques a
I'acier considéré. Nous présentons dans cette section les connaissances que nous avons sur les données
intervenant dans le probléme thermique (y compris la masse volumique p) ainsi que dans la rhéologie
avec la donnée de la loi o¢,(E, €).

Données du probléme thermique

1l existe dans la littérature des encyclopédies ot sont répertoriées les constantes thermophysiques de
différents aciers commerciaux. Nous pouvons trouver dans [Griffiths et al., 1953| des références concer-
nant les données des constantes physiques des aciers & hautes températures.

Chaque acier est déterminé par sa composition chimique en alliage. Le tableau suivant représente la
composition chimique de la nuance 18M5.
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composant | teneur (% massique)
Carbone 0,18
Silicium 0,42
Manganése 1,37
Aluminium 0,036
Soufre 0,009
Phosphore 0,018
Niobium 0,04

TAB. 4.1: composition chimique moyenne de I'acier 18M5

A partir de ces données, on peut obtenir a ’aide d’'un modeéle de microségrégation le chemin de solidifi-
cation f(T') et notamment les températures de liquidus 77, et de solidus Ts. I’TRSID posseéde d’ailleurs
le modeéle Thermocalc [Sundman, 1997] pour obtenir 'enthalpie en fonction de la température H(T).
On peut ainsi en déduire la capacité calorifique massique Cp.

Nous décrivons ici comment sont obtenues les diverses constantes physiques intervenant dans le pro-
bléeme thermique pour la plage de température que nous considérons dans notre étude (800 — 1550°C).
Nous voyons notamment qu’il peut étre délicat de déterminer 1’évolution des constantes physiques pour
des températures élevées ou les mesures expérimentales sont difficiles.

— La masse volumique est obtenue & partir de données expérimentales jusqu’a la température de
1100°C. Elle est interpolée linéairement a partir de ces données jusqu’a la température de solidus.
Dans I'intervalle de solidification on suppose une contraction de 3, 56% comme l'indique [Lucas, 1972].

— A l'instar de la masse volumique, la conductivité thermique est obtenue & partir de données expé-
rimentales jusqu’a la température de 1200°C' puis d’interpolations par rapport aux données expéri-
mentales et des données du fer pur.

— Le capacité calorifique massique est obtenue & partir de données expérimentales jusqu’a une tempé-
rature de l'ordre de 1200°C' puis grace aux calculs issus du modeéle Thermocalc.

L’ensemble de ces données thermiques figure en annexe pour les deux aciers (XC6 et 18M5) étudiés.
Dés a présent, nous présentons et justifions plus en détail 'obtention des paramétres rhéologiques pour
les deux nuances étudiées.

Rappel : lois rhéologiques choisies pour les aciers a hautes températures

Dans le chapitre 2, nous avons décrit notre approche mécanique qui est originale par rapport a ce que
nous avons vu dans la littérature scientifique. Nous distinguons en effet les équations de comportement
pour les trois états thermomécaniques du matériau. Nous rappelons briévement ici les lois rhéologiques
choisies pour les trois états thermomeécaniques que nous considérons.

La zone solide est supposée obéir aux équations de comportement élasto-viscoplastique. On relie
alors la contrainte équivalente og, a la déformation équivalente € et au taux de déformation équivalent
€ grace aux lois de comportement suivantes :

1. La loi multiplicative peut étre écrite sous une forme monodimensionnelle :
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O¢q = 000 + Kevp(T)Eném (4.1)

ce qui est équivalent & I’expression tensorielle suivante :

3=

. 3 Oéq — 000
vp _ q 4.2
¢ 20éq < Kevan > 5 ( )

2. La loi additive peut étre écrite sous une forme monodimensionnelle :

Oéq = 000 + HE" + Kepp(T)" (4.3)
ce qui est équivalent & la forme tensorielle suivante :
3 Hen\
O¢q — 000 — HEM\ ™
P = < g —00 > s (4.4)
20¢ Kewp

Les différents paramétres de ces deux lois rhéologiques ont été définis dans le chapitre 2.

La zone pateuse est supposée obéir aux équations de comportement viscoplastique. On relie alors la
contrainte équivalente o¢, au taux de déformation équivalent € grace a ’équation suivante :

Oeq = Kup(T)E" (4.5)
Cette équation peut aussi étre écrite sous forme tensorielle :
3 O¢ w

évp = 2om (K—;) s (4.6)

Par rapport aux définitions précédentes, K, est la consistance viscoplastique du matériau a 1'état
pateux.

Il faut noter que I’écoulement viscoplastique ne présente pas de seuil pour la zone péateuse ni d’écrouis-
sage (dépendance de la contrainte équivalente avec les déformations équivalentes). Ainsi les équations
4.5 et 4.6 ne sont autres que 4.1 et 4.2 avec n =0 et ggg = 0.

La zone liquide est supposée obéir aux équations de comportement de type newtonien. On relie alors
la contrainte équivalente og, au taux de déformation équivalent € grace a I’équation suivante :

0¢q = 3Kyp(T)e (4.7)
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Cette équation peut aussi étre écrite sous forme tensorielle :

&P = s (4.8)

On remarque bien évidemment que ces deux derniéres équations (4.7 et 4.8) ne sont autres que 4.5 et
4.6 écrites avec m = 1. K, est alors la viscosité dynamique de I'alliage & I’état liquide.

4.2 Rhéologie proposée pour décrire le comportement de ’acier 18M5

Comme nous 'avons vu dans la section précédente et dans le chapitre 2, nous considérons trois états
thermomeécaniques pour décrire le comportement de 'acier. Nous présentons dans cette section la
rhéologie que nous avons adoptée pour chaque état de ’acier 18 M5. Nous faisons préalablement un
bilan sur les données rhéologiques qu’il est possible de trouver dans la littérature scientifique.

4.2.1 Données rhéologiques a I’état solide, dans la littérature

Les données rhéologiques concernant le comportement des aciers a haute température ne sont pas
nombreuses. Dans les diverses études concernant la coulée continue d’acier les auteurs ont modélisé
en termes de contraintes et de déformations uniquement la coque solide. La description de la zone
solide semble établie dans la mesure ou les lois de comportement élasto-viscoplastiques ou élasto-
plastiques classiques sont généralement utilisées. Ainsi, [Huespe et al., 2000] utilisent le comportement
plastique donné par [Kelly et al., 1988] pour décrire le comportement mécanique de la coque solide.
Au niveau de la modélisation a I’aide du comportement élasto-viscoplastique, [Kozlowski et al., 1992]
et [Kim et al., 1996] sont des références incontournables. Ces auteurs répertorient plusieurs lois de
comportement pour les aciers & haute température. Ils s’appuient sur les essais expérimentaux de
[Wray, 1982| et [Suzuki et al., 1988] pratiqués dans un intervalle de température allant de 900 °C' a
1500 °C.

|[Kim et al., 1996] proposent une méthode permettant d’obtenir la loi de comportement de l’acier sur
I'intervalle de température [900 °C' ;1500 °C]. Généralement entre 1400 °C' et 1500 °C, les aciers
sous forme solide subissent une transformation de phase austénite-ferrite, ce qui implique bien sir des
changements de propriétés mécaniques pour ces aciers. Dans cette optique, [Kim et al., 1996] dissocient
les lois de comportement pour la ferrite et pour ’auténite ce qui leur permet d’étendre la plage de
validité de leur loi au-dela de 1400 °C, qui est la borne supérieure des articles [Kozlowski et al., 1992]
et [Harste et al., 1992]. Pour obtenir le comportement de I'acier, il faut alors utiliser une loi de mélange
comme !’a fait [Paccini, 2002] au CEMEF. Cependant cette méthode présente quelques difficultés : il
faut d’une part choisir un type de loi de mélange approprié (en notant que les comportements des phases
austénite et ferrite sont treés différents), d’autre part connaitre les fractions de phase en austénite et
en ferrite. Malgré cela et comme elle prend en compte le changement de phase austénite-ferrite, nous
privilégions cette méthode pour décrire le comportement des aciers présentant un changement de phase
austénite-ferrite entre 1400 °C et 1500 °C.
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[Kozlowski et al., 1992] et [Harste et al., 1992] proposent des lois de comportement pour la majorité
des aciers sous forme solide pour des températures inférieures a 1400 °C. Ils supposent en effet que
lacier solide doit étre sous forme austénite uniquement. [Kozlowski et al., 1992] proposent plusieurs
lois qui sont plus adaptables a notre formulation que la loi de [Harste et al., 1992]. Elles sont valables
pour une large gamme d’acier dont la teneur en carbone doit étre inférieure a 1,54 % et ont été testées
en coulée continue. C’est pourquoi nous privilégions les lois de [Kozlowski et al., 1992] pour décrire le
comportement mécanique des aciers restant sous forme austénite dans la phase solide. Comme elles
sont plus simples & mettre en oeuvre que la méthode de [Kim et al., 1996] nous étendons leur domaine
de validité aux aciers ayant une une température de solidus supérieure 1400 °C' mais qui ne subissent
pas de transformation de phase austénite-ferrite.

En conclusion, en fonction des aciers nous privilégions soit la méthode décrite dans [Kim et al., 1996]
ou bien celle de [Kozlowski et al., 1992]. Nous retenons les lois de [Kozlowski et al., 1992] pour décrire
au mieux le comportement mécanique de la coque solide de 'acier 18 M5 qui a une température de
solidus de 1418 °C (légérement supérieure a la borne supérieure admise par [Kozlowski et al., 1992]).
De méme, nous modélisons la coque solide de 'acier X C6 grace aux lois données par [Kim et al., 1996]
car il a une température de solidus de 1495 °C' et subit une transformation de phase ferrite-austénite
au-dela de 1400 °C.

4.2.2 Rhéologie a I’état solide (7' < 1418°C') pour le 1805

Nous calculons la rhéologie a 1’état solide grace a Darticle [Kozlowski et al., 1992]. Ces auteurs pro-
posent plusieurs lois rhéologiques déja appliquées dans le cadre de la coulée continue. Nous choisissons
d’analyser deux de ces lois et de les comparer avec les résultats expérimentaux obtenus par 'TRSID.

Ces lois sont globalement valables pour les conditions suivantes :

1. intervalle de température 900 °C - 1400 °C,

2. Tl'acier doit étre sous forme austénite uniquement dans cet intervalle de température

3. la vitesse de déformation doit étre inférieure & 1073 s™1, ce qui est le cas en coulée continue,
4. les déformations doivent étre inférieures a 2 %, ce qui est également le cas en coulée continue,
5

. le pourcentage de masse en carbone doit étre compris entre 0,005 et 1,54 ce qui est le cas pour
lacier 18 M5 (%C = 0, 18).

D’aprés la condition n°1 ci-dessus, les lois de cet article ne sont valables que jusqu’a 1400 °C'; du fait
de la composition chimique de cet alliage, sa température de solidus (7, = 1418 °C) n’est pas trés
éloignée de la limite supérieure admise. D’autre part, si 'on se référe au diagramme de phase 1.3 du
chapitre 1, on peut se persuader que l'acier 18 M5 (dont la teneur en carbone est %C = 0,18) est
austénitique dés qu’il se solidifie et remplit donc la condition n°2 ci-dessus. On peut alors supposer que
les lois de [Kozlowski et al., 1992] sont valables pour l'acier 18 M5.
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Présentation des modéles rhéologiques

[Kozlowski et al., 1992 proposent six lois rhéologiques différentes (modeles A, IB, IC, II, 111, et
IV) sous la forme de lois monodimensionnelles que I'on transcrit en faisant intervenir les invariants
tensoriels. Nous choisissons d’étudier plus en détail les modeéles IT et I11 dans la mesure ou ils sont les
plus généraux en tenant compte d’un éventuel écrouissage ainsi que d’'un seuil de plasticité. D’apres
[Kozlowski et al., 1992], lacier est supposé obéir & un comportement élasto-viscoplastique.

Quel que soit le modéle utilisé, ces auteurs s’accordent pour donner la valeur suivante le module d’Young
E:

E =968 — 2,33 (T — 273) +1,90.1073 (T' — 273)* — 5,18.10~" (T — 273)* (4.9)

ol FE est exprimé en GPa et la température T est en K. Le coefficient de Poisson est pris égal & v =
0, 3.

Dans cet article, les auteurs concluent que le modele I1 épouse généralement le mieux les données
expérimentales. Il donne cependant de moins bons résultats lorsque le matériau est soumis & des
changements brusques de vitesse de déformation. Le modéle 1] quant & lui est le mieux armé par
rapport a des variations brusques de vitesse de déformation mais refléte généralement mal la réalité
lorsque les déformations sont supérieures & 2%.

Le modeéle I propose une loi de fluage ou le temps ¢ intervient explicitement :

€= Cexp (—) o gt (4.10)

ou :

~ @ est une température dérivant d’une énergie d’activation @’ par I'intermédiaire de R, la constante
des gaz parfaits (R = 8,314 Jmol ' K~1; Q = %)

— (' est une constante dépendant de la composition en carbone

— n) et mE) gont des coefficients dépendant de la température qui ne doivent pas étre confondus
avec les sensibilités a la vitesse de déformation et & la déformation définies dans ’équation 4.2

Pour le modeéle I1 on a :

— C = 0,3091 + 0,2090(%C) + 0, 1773(%C)? M Pa " s=m"~1
- Q=17160 K

~ n) = 6,365 — 4,521.10 73T + 1,439.10 7672

— mE) = 1,362 +5,761.1074T + 1,982.10 872

— Testen K

En faisant I’approximation de vitesses de déformation constantes et d’'un chargement monotone, on

. € .
peut substituer le temps avec t = =, ce qui donne :
€
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o ()41 -
" = Cexp <TQ> aéq"(K)Em(K) (4.11)

On peut réécrire cette équation de la méme maniére que la loi multiplicative définie par I’équation 4.1 :

1 Q N\ .mB41
o¢g = C %) exp (TL(K—)T> € € Wl (4.12)

g00 =
= (K)
Kevp C n exp ( (K)T) (4 13)
(K) :
m m +1
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FiG. 4.1: acier 18M5 : consistance K., en fonction de la température (°C) pour la loi multiplicative
4.1 correspondant au modeéle II de [Kozlowski et al., 1992]
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F1G. 4.2: acier 18M5. Sensibilité m a la vitesse de déformation en fonction de la température pour la
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Fi1G. 4.3: acier 18M5. Coefficient d’écrouissage n en fonction de la température pour la loi multiplicative
4.1 correspondant au modeéle II de [Kozlowski et al., 1992]

101



4Rhéologie des aciers a hautes températures

Les figures 4.1, 4.2 et 4.3 représentent les évolutions de la consistence Ke,,, de la sensibilité a la vitesse
de déformation m et du coefficient d’écrouissage n en fonction de la température comme le donne la

série d’équations 4.13.

Dans le cadre de la coulée continue, le produit subit des tensions et des compressions au passage
des différents rouleaux de soutien. Durant le procédé, on peut donc s’attendre a avoir des change-
ments brusques pour la vitesse de déformation; ce modéle pourrait alors étre moins adapté selon

|[Kozlowski et al., 1992].

Le modéle I11 consiste en une loi ou intervient un seuil dépendant des déformations équivalentes € :

ou :

— C = 46550 + 71400(%C) + 12000(%C)% M Pa~—""" 57!
~ Q = 44650 K

— a. = 130,5 — 5,128.1073T M Pa

— ne = —0,6289 +1,114.1073T

~ n(K) = 8,132 — 1,540.10 3T

— Testen K

On peut mettre cette équation sous la forme :

_ Q \.-
, — q gl W (K) €n(¥)
O¢qg = ace ' +C exp <n(K)T> €
On identifie de méme par rapport a ’équation 4.3 :
__1 Q
Kevp =C ") exp (m)
_ 1
m = —®
n =N,
H = Q¢

(4.14)

(4.15)

(4.16)
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F1G. 4.4: acier 18M5. Consistence K., en fonction de la température pour la loi additive 4.3 corres-
pondant au modele IIT de [Kozlowski et al., 1992]
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Fi1G. 4.5: acier 18M5. Sensibilité m a la vitesse de déformation en fonction de la température pour la
loi additive 4.3 correspondant au modéle III de [Kozlowski et al., 1992]
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Les figures 4.4 et 4.5 représentent les évolutions de la consistence K., et de la sensibilité a la vitesse
de déformation m en fonction de la température comme le donne la série d’équations 4.18.

Rhéologie du 185 obtenue par I’'IRSID

L’IRSID a effectué des tests de fluage et de traction sur 'acier 18 M5 et en a déduit la loi rhéologique
suivante (valable entre 800°C' et 1200°C') [Kraemer et al., 1986] :

A Ko . Ky
0éq = Krrexp <T) AR (4.17)

— 0¢q est la contrainte équivalente exprimée en M Pa
- A, K1, Ko, K3, K4 et K7 sont des constantes données par le tableau 4.2.

Kir A K Ky K3 Ky
2,460 | 3521,3 | 0,335 | —144,5 | 0,686 | —599, 3

TAB. 4.2: valeurs des coefficients de la loi rhéologique 4.17 de I'TRSID

On peut de méme identifier par rapport & la loi multiplicative 4.1 :

Kevp = Krexp (%)
= Ky + 82
" ST (4.18)
n =K1+ F
agoo — 0

Comparaison entre les rhéologies

La rhéologie que I'IRSID nous a fournie est valable dans une plage de température entre 800°C' et
1200°C'. Nous voulons voir dans cette section si les modeéles de 'article [Kozlowski et al., 1992| sont
comparables sur cette plage de température au modéle proposé par 'TRSID.

Dans cette optique nous tragons pour trois valeurs de la température (800°C, 1000°C' et 1200°C') et
deux valeurs de la vitesse de déformation (¢ = 8,3.1076 et 8,3.107° s71) les contraintes équivalentes
en fonction des déformations équivalentes. Les ordres de grandeur des vitesses de déformation et des
températures correspondent aux ordres de grandeur des tests effectués par I'IRSID et peuvent étre
a priori considérés comme représentatives des vitesses rencontrées en coulée continue. La figure 4.6
résume cette comparaison.
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courbes bleues : loi multiplicative 4.1 issues du modéle II de Kozlowski et al.
courbes noires : loi additive 4.3 issue du modéle 11T de Kozlowski et al.
courbes rouges : loi multiplicative 4.17 IRSID

F1G. 4.6: acier 18M5 : comparaison des contraintes en fonction des déformations & trois températures
données (800°C, 1000°C et 1200°C) et deux vitesses de déformation données é; = 8,3.107° 57! et
€y =8,3.1076 571,

Comme I'IRSID n’a pas archivé les résultats expérimentaux effectués sur I'acier 18M5, nous supposons
que la loi multiplicative 4.17 refléte parfaitement le comportement du matériau pour la gamme de
température 800 °C' - 1200 °C. Dans cette optique, le modéle II semble se rapprocher le plus des
données de I'TRSID surtout pour de faibles déformations (inférieures & 2 %). En effet pour toutes les
températures et vitesses de déformation que nous avons choisies (en particulier méme a 800 °C' qui
est en-dehors du domaine de validité des lois de [Kozlowski et al., 1992]), le modele II semble avoir les
mémes évolutions que la loi de I'TRSID. Nous retenons donc le modéle I pour décrire le comportement
de la coque solide de la nuance 18M5.
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4.2.3 Rhéologie a 1’état pateux : intérét de I’expérience d’indentation pour 1’ob-
tention du comportement de la zone pateuse

Dans cette section nous analysons comment nous pouvons modéliser le comportement a 1’état pateux.

Nous nous appuyons sur des tests d’indentation réalisés par 'IRSID sur différentes nuances d’acier.
Dans cette partie nous présentons donc briévement les tests d’indentation effectués ainsi que les résultats
obtenus. Enfin nous tirons les conclusions ainsi que des généralités sur le comportement mécanique de
la zone pateuse.

Description de ’expérience de I’'indentation

On peut trouver dans [OSC, 2002] des renseignements sur l'expérience d’indentation qu’a menée 1'IR-
SID dans le cadre du projet "OSC". Cette expérience consiste & déterminer grace a ’analyse inverse la
consistance du matériau K, ainsi que la sensibilité a la vitesse de déformation m (équation 4.5). Elle
a été réalisée pour divers aciers dont les compositions chimiques varient et, par conséquent, les plages
de solidification sont différentes.

Le principe de 'expérience est résumé sur la figure 4.7 et découle des travaux de thése de P. Vicente-
Hernandez |Vicente-Hernandez, 1994]| effectués sur des alliages d’aluminium.

aiguille Lt
d(t) --> v(t), v(d)

t-':i .

® -
mesure de . . ;
temperature @ chauffage induction
(thermocouple) régulation isotherme

creuset
et isolant thermique

I enceinte sous atmosphére: Argonl

Acier a I'état semi-solide

Fi1G. 4.7: principe de I'expérience d’indentation pour identification de la rhéologie des aciers a 1’état
semi-solide [OSC, mars 2002].

De l’acier est réchauffé dans un creuset puis maintenu a 1’état semi-solide a température constante grace
au chauffage par induction. On régule ainsi la température pour obtenir des expériences & fraction
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liquide fixée. Une aiguille est soumise a l'action d’une force constante et on mesure la vitesse de
pénétration de celle-ci dans le métal pateux en fonction du temps. On mesure aussi a 'aide d’un
thermocouple la température au bout de 'aiguille.

Cette expérience a été réalisée pour divers aciers dont les compositions en carbone varient de 0,013 &
0, 363 en pourcentage de masse. Les aciers que nous étudions ont des teneurs comprises entre ces valeurs
limites et donc les conclusions que ’ont peut tirer sont comparables. Ces expériences sont exploitables
pour des fractions liquides différentes et inférieures & 0,3 donc quand l’acier est dans un état semi-
solide. En effet, lorsque la fraction liquide dépasse cette valeur, ’aiguille s’enfonce trop irréguliérement
ou trop facilement et aucune mesure ne peut étre effectuée.

La fraction liquide de 0, 3 peut ainsi étre assimilée au passage d’'un modéle thermomécanique semi-solide
4 un modéle semi-liquide ; cela signifie qu’en dessous de cette fraction de "cohérence" le comportement
ressemble assez bien & un comportement solide (les ordres de grandeur des sensibilité a la vitesse de
déformation et de la consistance du matériau sont similaires a ceux observés a 1'état solide). Au-dessus,
le comportement va tendre vers un comportement fluide (chute brutale de la consistance et le coefficient
m de sensibilité a la vitesse de déformation tend vers 1).

Résultats et commentaires

Les mesures ont ensuite été dépouillées par 'IRSID, afin d’identifier par une technique d’analyse
inverse, mettant en jeu les logiciels FORGE2® et SIDOLO, les paramétres de la loi de comportement
viscoplastique suivante :

Oeq = Kupe (4.19)

ou K, représente comme pour I’équation 4.5 la consistance du matériau (unité M Pa.s™) et m est le
coefficient de sensibilité a la vitesse de déformation.

La figure 4.8 représente ’évolution du coefficient de sensibilité en fonction de la fraction liquide pour
quatre nuances d’acier. On peut remarquer que ce coefficient évolue lentement et est borné entre
[0, 20; 0, 25]. Cette sensibilité est caractéristique des aciers & haute température.
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F1G. 4.8: sensibilité a la vitesse de déformation en fonction de la fraction liquide [OSC, mars 2002].

La figure 4.9 représente 1’évolution de la consistance des quatre nuances considérées en fonction de la
fraction liquide. Grossiérement on peut voir que la consistance reste élevée et bien éloignée des viscosités
usuelles des fluides. Le comportement de la zone pateuse pour des fractions liquides inférieures a 0,3
est donc sensiblement similaire au comportement & 1’état solide et s’inscrit dans la continuité de celui-ci
a la température de solidus
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F1G. 4.9: consistance en fonction de la fraction liquide [OSC, mars 2002].
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4.2Rhéologie proposée pour décrire le comportement de ’acier 18 M5

4.2.4 Rhéologie a I’état pateux (1418 °C < T < 1508 °C)

Puisqu’il existe trés peu de données concernant la rhéologie des zones pateuse nous justifions ici notre
méthode d’obtention du comportement mécanique. Le modele rhéologique choisi est indiqué par I’'équa-
tion 4.5 dégénérant en 4.7 pour 'état liquide. Nous devons donc déterminer les valeurs de consistance
du matériau K, et de sensibilité a la vitesse de déformation m dans l'intervalle de solidification.

Pour déterminer les valeurs des grandeurs intervenant dans les loi de comportement, nous faisons des
hypothéses concernant la continuité de certaines grandeurs aux températures ol ont lieu des change-
ments de comportements mécaniques. Nous en déduisons alors des valeurs de continuité que les lois de
comportement doivent satisfaire a la température de transition.

Nous présentons alors successivement les valeurs de la consistance et de la sensibilité a la vitesse de
déformation que nous avons obtenues.

Contrainte de continuité du comportement au solidus

On rappelle que, d’aprés notre modéle, la température de transition entre I’état mécanique élasto-
viscoplastique et viscoplastique est choisie égale a T qui est la température de solidus. De méme, la
température de transition entre 1’état mécanique viscoplastique et newtonien se situe pour la tempé-
rature de liquidus T7..

Nous supposons qu’aux températures o ont lieu les changements de lois rhéologiques, les contraintes
équivalentes sont conservées. En d’autres termes et en considérant notre calcul, les contraintes équiva-
lentes sont donc conservées pour les températures de solidus et liquidus.

On écrit la conservation de la contrainte équivalente & la température Tg = 1418°C' :

025 (Ts) = Ugg

P(Ts) (4.20)

En explicitant les contraintes équivalentes limites correspondant aux états solide et pateux a cette
température :

Ko™ = 000 + Keupe"é""" (4.21)

Oll My, et Meyp sont respectivement les coefficients de sensibilité a la vitesse de déformation pour les
états pateux et solide. Ils correspondent bien évidemment au m des équations 4.5 et 4.1.

De la loi multiplicative 4.1 correspondant au modéle II de Kozlowski, et sous les hypothéses qu’a la
température de solidus le seuil ogg est nul, les déformations sont nulles et le coefficient d’écrouissage n
est nul, on obtient les égalités suivantes :

{Kvp(Ts) = Keup(Ts) (4.22)

Myp <TS) = Mevp (TS)
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Cela signifie que le coefficient de sensibilité & la vitesse de déformation m et la consistance du matériau
sont continus & la température de transition entre les lois rhéologiques.

Contrainte de continuité du comportement au liquidus

Pour une loi de comportement viscoplastique on définit dans R2SOL la consistance (ou viscosité pour
un fluide -m = 1) Kpewt = KﬁfSOL de la maniére suivante :

\/gmvp(T)+1K£JQSOL (T) — Kvp(T) (423)

ou K,,(T') est définit par I’équation 4.5. On obtient donc :
Kpewt = Ki290M(T) = —2 (4.24)

On peut alors également écrire 1’égalité des contraintes équivalentes a la température de liquidus T7p.
On obtient alors que m et K = KﬁQSOL sont continus & la température de liquidus. Par ailleurs,
comme nous avons un écoulement newtonien pour des températures 7' > T, = 1508°C', nous écrivons
également :

m(T =Ty) =1 (4.25)

Il reste a déterminer une valeur pour la consistance (ou la viscosité pour le fluide) de la zone pateuse a
la température de liquidus. Les valeurs usuelles de la viscosité des aciers liquides est de 1073 Pa.s. Si
I’on choisit une telle valeur, la convection naturelle aura une part prépondérante dans I’écoulement des
zones pateuses et liquides. Or comme nous ’avons dit dans le chapitre 2 nous négligeons ces phénoménes
et nous choisissons alors des consistances arbitrairement élevée dans les zones pateuse et liquide. De ce
fait la convection naturelle sera masquée.

Pratiquement nous prennons des valeurs supérieures & Kpet = 500 Pa.s pour la viscosité du fluide.
Ce choix est un bon compromis entre I'ordre de grandeur de la viscosité des aciers liquides (1072 Pa.s)
et le fait qu’on cherche & négliger la convection naturelle dans notre approche lagrangienne. En effet de
I'équation 2.7 du chapitre 2 on peut déterminer le nombre de Rayleigh approximatif observé dans la
zone liquide-péateuse de la coulée continue pour une viscosité de Kyt = 500 Pa.s (on donne comme
exemple le cas du 18M5) :

B gATah3 N

Ra )

1,5 (4.26)

avec :

— ¢g=10 m.s72,

— AT = 1528—-1418 = 110 K correspond a I'intervalle de température ou peut se dérouler la convection
naturelle (de la température nominale de la coulée 1528 °C' a la température de solidus 1418 °C),
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- a~T7,4107° K1,

h? est le volume occupé par la zone ol peut avoir lieu la convection naturelle : c¢’est donc le volume
occupé par les zones liquide et pateuse qu’on peut majorer par 0,25 x 2 x 10 ou I’épaisseur de la
brame est 0,25 m, la largeur 2 m et le puits liquide est situé¢ a 10 m (on surestime ainsi le nombre
de Rayleigh),

- A=40 W/K/m,
Kpewt 500 o 9 1
- V=——=—-——-=0,85.10 ST
v p =300 = O m*.s

Nous pouvons donc conclure que le choix de viscosités supérieures & K = 500 Pa.s permet de s’af-
franchir des phénoménes dus a la convection naturelle. Nous supposons en outre que cette viscosité
arbitrairement élevée est constante dans le liquide et ne dépend donc pas de la température.

11 reste alors a construire notre modéle rhéologique dans la zone pateuse ce qui est équivalent & déter-
miner le couple (K, m) dans la plage de température [Ts; 77| tout en sachant que ces grandeurs sont
déterminées par continuité aux températures de liquidus et de solidus.

Evolution de la consistance dans ’intervalle de solidification

Au vu des résultats des essais d’indentation, et pour simplifier, nous avons supposé que la consistance
reste constante pour des fractions liquides massiques comprises entre 0 et 0, 3 (les températures respec-
tives étant 1418°C' et 1483°C' - voir annexe 2) et qu’elle décroit ensuite exponentiellement en fonction
de la température suivant une loi du type d’Arrhénius, jusqu’a sa valeur & I’état liquide. Ces simplifi-
cations sont siirement discutables. Cependant dans un souci de simplicité nous avons gardé un modéle
considérant une loi de type Arrhénius.

La figure 4.10 représente 1’évolution du logarithme décimal de la consistance Kpepr = en
fonction de la température. Ce sont deux segments de droite. La viscosité du liquide (pour T' > T, =
1508 °C') est ici supposée égale & 500 Pa.s.

R2SOL
K,
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F1G. 4.10: acier 18M5 : évolution de la consistance a 1’état pateux en fonction de la température

Le modeéle IT de Kozlowski nous donne Kc,,(1418°C) = 5, 181.107 Pa.s™ et Mevp = m = 0,236 a la
température de solidus. Nous avons donc K,,(1418°C) =5, 181.107 Pa.s™ et Myp = m = 0,236 a cette
méme température. Nous intégrons donc dans nos données pour R2SOL le coefficient de sensibilité a la

Ky (T
vitesse de déformation m = 0,236 et la consistance K (Ts) = Kﬁ?SOL (Ts) = _Hop(Ts) =2,628.107
3mvp(Ts)+1

Pa.s™. Donc logi1oK =~ 7,42. Le premier segment de droite est donc constant & la valeur 7,42. Le second
segment est une droite de type a1 + b dont la pente a et 'ordonnée & 'origine b sont déterminées par
les valeurs données de la consistance aux températures 1483°C' (log1oK =~ 7,4196, une plus grande
précision est effectivement nécessaire) et 1508°C (log1oK = 2,6989 car on a choisi K = 500 Pa.s). On
obtient ainsi la loi d’Arrhénius suivante :

K(T) =exp[lnl0(aT + b)]
a = —0,1888°C~! (4.27)
b = 287,41

Evaluation de la sensibilité a la vitesse de déformation m dans I’intervalle de solidification

Nous obtenons ’évolution de la sensibilité m(7T') en fonction de la température de la méme maniére
que pour la consistance. Des essais d’indentation [OSC, 2002], nous supposons pour simplifier que pour
la plage de température [1418°C ; 1483°C] correspondant a la plage de fraction liquide [0 ; 0,3] la
sensibilité m est constante. En effet d'un point de vue thermophysique, le milieu pateux est proche
d’un état semi-solide et donc admet un comportement similaire & un état solide & haute température.
Ensuite nous supposons que le coefficient m croit linéairement en fonction de la température pour
atteindre la valeur de 1 & la température de liquidus Ty, = 1508°C. Supposer m linéaire en fonction de
la température est bien siir une hypothése qui permet de simplifier notre modéle numérique.
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La figure 4.11 donne I’évolution de la sensibilité m en fonction de la température.
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Fi1G. 4.11: acier 18M5 : évolution de la sensibilité & la vitesse de déformation en fonction de la tempé-
rature a ’état pateux

4.3 Rhéologie proposée pour décrire 'acier XC6

Nous avons vu dans la section précédente comment obtenir la rhéologie de I’acier 18 M 5. Tout particu-
lierement nous avons montré qu’on pouvait utiliser la loi II de [Kozlowski et al., 1992] pour décrire la
coque solide. Cela a été possible dans la mesure ou le 18 M5 ne subit pas de transformation de phase
ferrite-austénite sous forme solide.

L’acier XC6 posséde des caractéristiques thermochimiques différentes du 18 M5 et il est nécessaire
d’utiliser une autre stratégie pour obtenir sa rhéologie. D’une part 'acier X6, moins allié, devient
pateux et liquide & plus haute température. Le tableau 4.3 rappelle les températures de solidus et
liquidus des deux aciers que nous avons étudiés.

acier XC6 acier 18M5
Tg °C | Ty, °C | Tg °C | Ty, °C
1495 1528 1418 1508

TAB. 4.3: températures de liquidus et solidus pour les aciers XC6 et 18M5

D’autre part le XC6 a une teneur plus faible en carbone (0,067 % en masse) ce qui a pour consé-

113



4Rhéologie des aciers a hautes températures

quence 'apparition d’un changement de phase ferrite-austénite quand l'acier est solide. Les lois de
[Kozlowski et al., 1992] ne peuvent donc pas étre appliquées pour le XC6; nous utilisons donc les lois
de [Kim et al., 1996] pour décrire le comportement mécanique du XC6 a I’état solide.

Dans cette partie nous utilisons donc le modeéle de [Kim et al., 1996] qui nous permet de calculer
la rhéologie de la coque solide de 'acier XC6. On obtient ensuite la rhéologie dans l'intervalle de
solidification en suivant la méthode présentée précédemment.

4.3.1 Rhéologie a I’état solide (7' < 1495°C') pour le XC6

Transformation de phase austénite-ferrite pour le XC6

D’aprés les calculs de microségrégation effectués par 'IRSID qui a utilisé le logiciel THERMOCALC
[Sundman, 1997|, Pacier XC6 se solidifie a la température 1495 °C. La phase solide est alors com-
plétement sous forme de ferrite (). Lorsque la température diminue, le solide devient austénite () a
partir de la température 1473 °C et est complétement sous forme austénite & la température 1439 °C.
La figure 4.12 représente les évolutions des fractions en ferrite et austénite pour les températures entre
1439 °C et 1473 °C. Le tableau 4.4 rassemble les données présentées sur la figure 4.12.

1,100

1,000

0,900 \ /"

\ -
~
0,800 o~
\ o
0,700 =
\ -
0,600 z
fraction o500 \,/
g \
0,400 7
Z \
0,300 7 \
0,200 ’J
r \
0,100 r

: |
0,000 ¢ B :
1430 1440 1450 1450 14/70 1480

température (°C)

‘— — fraction de fernte

fraction d'austénite |

F1G. 4.12: évolution de la fraction en austénite et ferrite pour des températures comprises entre 1439
et 1473 °C
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température (°C')

fraction en ferrite | fraction en austénite | température (K)
1,000 0,000 1746
0,957 0,043 1744
0,895 0,105 1741
0,830 0,170 1738
0,761 0,239 1735
0,687 0,313 1732
0,608 0,392 1729
0,522 0,478 1726
0,429 0,571 1723
0,328 0,672 1720
0,216 0,784 1717
0,092 0,908 1714
0,000 1,000 1712

1473
1471
1468
1465
1462
1459
1456
1453
1450
1447
1444
1441
1439

TAB. 4.4: fraction de ferrite et d’austénite pour la phase solide de 'acier XC6

Choix du modéle rhéologique de Kyung-hyun Kim

Comme l'acier X(C'6 admet une transformation de phase austénite-ferrite alors qu’il est solide, nous
n’utilisons pas les lois de [Kozlowski et al., 1992 qui ne sont valables que si 'acier est sous forme aus-
ténite mais nous nous appuyons sur l'article de [Kim et al., 1996] pour établir la rhéologie de cet acier.
D’autre part, on remarque que le modeéle donné [Kim et al., 1996] et tiré des résultats expérimentaux
de [Wray, 1982] et [Suzuki et al., 1988] est valable pour des températures allant jusqu’a 1500 °C, ce

qui est bien adapté a 'acier XC6.

Présentation du modéle rhéologique de Kyung-hyun Kim

D’aprés Kyung-hyun Kim, la loi de comportement de la ferrite et de ’austénite est du type viscoplas-

tique sans seuil et s’écrit sous la forme :

ol :

— € est la déformation équivalente,

— 0¢, est la contrainte équivalente,

— @ est I'énergie d’activation,

— T la température en K,

R est la constante de gaz parfait R = 8.314.J/mol/K
— A, B, n et m sont des constantes.

(4.28)
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Ces coefficients ont été déterminés d’apres les courbes expérimentales de P.J Wray [Wray, 1982] et sont
rassemblés dans le tableau 4.5 :

B (MPa=1) n A(s™hH | Q (kJ/mol) m
6 — Fe 0,0522 0 9,997.107 202,1 0,2657
~—Fe | 0,01308 | 0,4289 | 1,047.10 326,3 | 0,2008

TAB. 4.5: coefficients de la loi proposée par Kyung-hyun Kim

Dans le cas du procédé de coulée continue, les vitesses de déformation sont inférieures a 1072 s~1. Si
I'on suppose que Boge " est petit (d’apres les valeurs du tableau 4.5 cela signifie que os, << 100
M Pa) alors on peut réécrire I'équation 4.28 en :

- _Q ——n L
€ = Aexp (ﬁ (/Bo'éqﬁ )m (429)
Ce qui peut également s’écrire :
—m a— mQ) _pam
O =A""B Lexp (ﬁ) €€ (4.30)

[Paccini, 2002| a effectué la méme approximation dans son étude de la solidification d’une goutte
d’acier (appelé "procédé de chute de goutte") et elle a pu montrer I’évolution du contact de celle-ci
avec le substrat. Ce procédé admet des conditions mécaniques (vitesse de déformation et déformation)
similaires au procédé de coulée continue. Nous pouvons alors dés & présent supposer que, pour la coulée
continue, les comportements mécaniques des phases ferrite et austénite sont représentées par ’équation
4.30.

Mélange des phases en présence : ferrite et austénite

Pour prendre en compte la coexistence des phases § et v dans un modéle rhéologique unique, on a en
premiére approche deux choix & notre disposition :

1. soit on suppose que les vitesses de déformation sont les mémes et les contraintes différentes ; c’est
le modéle de Taylor, la contrainte totale d’écoulement est alors calculée comme suit :

osq = [505 + [y04 (4.31)
E ==t '

fs et f, sont les fractions volumiques des phases d et 7, o5 0 sont les contraintes équivalentes
des phases § et v définies par 1’équation 4.30 et dont les coefficients sont donnés dans le tableau
4.5.
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2. soit on suppose que les contraintes sont les mémes et les vitesses de déformation différentes. C’est
le modéle dit "statique". La vitesse de déformation totale s’écrit alors :

{é = Jots + hey (4.32)

Osq = 05 =0y

L’expérience montre que le modéle de Taylor, bien qu’imparfait, représente mieux la réalité que le
modele "statique" |[Harste et al., 1992|, c’est donc celui que l'on va utiliser. Cette méthode (loi de
mélange sur les contraintes d’écoulement) est difficile & implémenter dans un code de calcul. I serait
plus facile que le mélange se fasse sur les coefficients de la loi de comportement comme dans le travail
de [Paccini, 2002]. A. Paccini a montré que la loi de mélange des coefficients pouvait étre aceptable
par rapport au modéle de Taylor.

Par rapport a I’équation 4.1, on peut écrire I'équation 4.30 de la fagon suivante :

O¢q = Kevp_ngm (433)

et :

m
— K est la consistance de la coque solide (en identifiant on obtient K., = A3 Lexp (R—g))’
— m est la sensibilité au taux de déformation donnée par [Kim et al., 1996]
— n est le coefficient d’écrouissage, donné par [Kim et al., 1996].

Nous comparons sur les figures 4.13, 4.14 et 4.15 pour trois températures différentes comprises dans
I'intervalle ot cohabitent les phases austénite et ferrite (7' = 1717 K, 1726 K et 1738 K) les contraintes
équivalentes suivantes obtenues pour une vitesse de déformation constante de € = 1072 s71, typique
de la coulée continue d’acier, et pour des déformations inférieures a 0,07 (cela englobe les ordres de
grandeur obtenues en coulée continue) :

— la contrainte équivalente au sein de la phase ferrite : o5 = Kze™e °
— la contrainte équivalente au sein de la phase austénite : 0., = K,YE"VEmW

— la contrainte équivalente provenant du modele de Taylor : ogy = fs505 + fy0

— la contrainte équivalente provenant de la méthode de mélange des coefficients que nous avons choisie :

Oéq = (f6K5 + vav)Engfa+n7f7ém5f5+mwfw
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contraintes (MPa)

0 0,02 0,04 0,06 0,08

déformations

—e— femite
—=— austénite

loi de mélange (Taylor)

—mélange de coefficients (notre approche)

F1G. 4.13: acier XC6 : comparaison de contraintes équivalentes entre mélange sur les contraintes d’écou-
lement et mélange sur les coefficients pour la température 1717 K (1444 °C, f5 = 0,216, f, = 0,784)

contraintes (MPa)

0 0,02 004 0,06 0,08

déformations

—e— femite
—=— austenite

loi de mélange (Taylor)

——mélange de coeficients (notre approche )

F1G. 4.14: acier XC6 : comparaison de contraintes équivalentes entre mélange sur les contraintes d’écou-
lement et mélange sur les coefficients pour la température 1726 K (1453 °C, f5 = 0,522, f, = 0,478)
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F1G. 4.15: acier XC6 : comparaison de contraintes équivalentes entre mélange sur les contraintes d’écou-
lement et mélange sur les coefficients pour la température 1738 K (1465 °C, f5 = 0,830, f, = 0,170)

La figure 4.13, réalisée pour une forte proportion en austénite, montre une bonne adéquation entre la
loi de mélange de Taylor et notre méthode. Les deux autres figures 4.14 et 4.15 (o les proportions en
ferrite sont plus élevées que pour la figure 4.13) montrent que ces deux approches sont plus éloignées
mais cela reste acceptable. Nous retenons donc la méthode de loi de mélange de coefficients pour obtenir
le comportement de 1’état solide de 1’acier XC6.

L’évolution en fonction de la température de la consistance K, de la sensibilité a la vitesse de
déformation m et du coefficient d’écrouissage n sont donnés en annexe.

4.3.2 Rhéologie des zones pateuses (1495 < T' < 1528 °C) et liquides (7" > 1528 °C)
pour le XC6

De la méme maniére que pour le 18 M5 nous déterminons la rhéologie des zones pateuse et liquide pour
le XC6. Nous supposons donc que la zone pateuse admet un comportement viscoplastique de la forme
g = K €. La consistance K est supposée continue a la température de solidus T = T = 1495 °C.

D’autre part comme pour le 18M5, on suppose que ’acier XC6 obéit & un comportement newtonien
pour des températures supérieures a la température de liquidus T, = 1528 °C'. La viscosité sera prise
égale & 500 Pa.s ce qui permet de s’affranchir des phénomeénes de convection naturelle.

On applique les mémes hypothéses que pour le 18 M5 concernant 1’évolution en fonction de la tempé-
rature de la consistance K, et de la sensibilité au taux de déformation m dans la zone pateuse. On
en déduit alors les courbes 4.16 et 4.17 représentant les évolutions de log;o K et m en fonction de la
température.

Entre les températures T(f = 0,3) = 1519 °C et T = T, = 1528 °C, logioK (on rappelle Kpeyr =
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4Rhéologie des aciers a hautes températures

m+1 L oae . . . N v a1l . L. .
KﬁQSOL =3 K,)) est supposée linéaire ce qui nous amene a considérer la loi d’Arrhénius suivante :

K(T) =exp[lnl0(aT + b)]
a = —0,3754°C~! (4.34)
b = 568, 2

F=Tp=15080
S=1

I'=T,=1495°C

log K 4 f=0

o f:0,3
I'=1519°C

1 4

0 T T T T T T
1495 1500 1505 1510 1515 1520 1525 1530

température {(°C)

F1G. 4.16: acier XC6 : évolution de la consistance de la zone pateuse en fonction de la température

1.2

1 S=03
r=1319°C

0g 4 T=T, =1495°C
J=0

0.4

0,2 - =T =1528C
el

0 . ‘ . . . .
1485 1500 1505 1510 1515 1520 1525 1530

température (°C)

Fi1aG. 4.17: acier XC6 : évolution de la sensibilité & la vitesse de déformation dans l'intervalle de solidi-
fication
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4.3.3 Conclusion

Nous avons donc présenté dans cette section deux calculs différents pour obtenir la rhéologie de la coque
solide des aciers 18M5 et XC6 produits par ARCELOR. Nous avons en effet montré des calculs en utili-
sant les modeéles rhéologiques de [Kozlowski et al., 1992] et du modele rhéologique de [Kim et al., 1996].

Nous avons par ailleurs proposé une modélisation mécanique de la zone pateuse assez simpliste. Nous
distinguons une valeur critique de la fraction solide au-dela de laquelle la consistence chute et le
coefficient de sensibilité & la vitesse de déformation croit linéairement jusqu’a 1. Ce modéle ne refléte
pas la réalité mais nous nous en contentons dans notre approche.

Enfin nous supposons que la zone liquide est newtonienne. La valeur de la viscosité de la zone liquide
est arbitrairement élevée car nous négligeons dans notre approche les phénoménes de convection au
sein du fluide.

Le modeéle thermomécanique que nous proposons ici est assez simple mais refléte fidélement la réalité
pour la coque solide. Nous n’avons pas modélisé précisément les zones liquide et pateuse car nous
concentrons notre intérét sur la thermomécanique de la coque solide et notamment sur les gonfle-
ments entre les rouleaux. Pour une approche plus fine de la coulée continue d’acier, on pourrait tenir
compte des phénomeénes de convection et pour cela il faudrait inclure les termes d’inertie et adopter
un comportement plus réaliste pour les zones liquide et pateuse.
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Chapitre 5

Adaptation du logiciel R2SOL 3 la
simulation de la coulée continue

Pour adapter R2SOL a un calcul de coulée continue, il a fallu étre capable de prendre en compte la
géométrie de la machine. Cela signifie qu’il a fallu introduire dans le code des notions spécifiques a la
coulée continue comme les diamétres et positions des rouleaux, les rayons de courbure de la machine, la
vitesse de coulée, ... Ces notions interviennent de facon récurrente dans les calculs thermomeécaniques a
travers le contact avec les rouleaux, par exemple, ou bien dans la résolution thermique ou les conditions
aux limites dépendent de la position dans la machine. De ce chapitre, nous tirons des conventions et
des définitions importantes comme la notion de longueur métallurgique d’un point de la brame de
coulée continue. Nous sommes alors capables de prendre en compte les machines complétes de coulée
continue sur lesquelles nous avons travaillé. Ceci est d’ailleurs original par rapport a la littérature car,
4 ma connaissance et avant I’année 2003, aucun auteur ne s’est encore aventuré a prendre en compte
la courbure d’une machine de coulée continue.

Dans ce chapitre, nous présentons les adaptations faites dans le code R2SOL et valables dans le cas
d’un calcul de coulée continue. Nous nous concentrons donc sur les conditions aux limites pour les
problémes thermique et mécanique ainsi que sur la gestion de maillage.

Nous montrons, dans un premier temps, comment sont gérées les conditions aux limites et I’évolution
du maillage dans le code R2SOL. Nous en déduisons les différentes adaptations qu’il a fallu faire pour
I'application & la coulée continue.

Nous présentons ensuite la gestion du contact mécanique entre les outils typiques de la coulée continue
("faux-mannequin", rouleaux et lingotiére) et la brame d’acier. Ces outils sont particuliers dans la
mesure ol ils ont des formes simples (cercles et segments de droite, en dimension 2). Connaissant alors
exactement leur géométrie, nous traitons le contact précisément sans faire appel & une segmentation
des outils comme dans le code Forge2 par exemple. Le traitement du contact s’apparente alors & la
définition des conditions aux limites en mécanique. On voit ici 'importance des notions géométriques de
la coulée continue car la position des rouleaux de soutien est importante pour déterminer les termes de
contact mais aussi la donnée des centres de courbure pour calculer la trajectoire du "faux-mannequin".

De méme, nous présentons les conditions aux limites pour le probléme thermique. Il s’agit de montrer



5Adaptation du logiciel R2SOL & la simulation de la coulée continue

comment sont modélisés le refroidissement pariétal par jets d’eau ainsi que 'intense refroidissement
qui est appliqué en lingotiére. Globalement I'intensité de refroidissement décroit au fur et & mesure que
I'acier parcourt la machine et on peut alors entrevoir que les conditions aux limites sont fonction de la
longueur métallurgique.

En outre, comme nous abordons la coulée continue de fagon lagrangienne, la gestion du maillage est un
aspect incontournable de ’é¢tude. Nous montrons notamment comment intervient le remaillage dans
I’approche globale instationnaire (GI) de la coulée continue et notamment I’étape de transport qui doit
étre la plus précise possible pour perdre un minimum d’information par diffusion numérique.

Il reste alors a définir les conditions initiales pour effectuer un calcul de coulée continue. Les conditions
initiales a appliquer doivent étre données pour les problémes mécaniques et thermiques. Les calculs
que nous proposons peuvent étre initialisés & n’importe quelle longueur métallurgique. Le point le plus
délicat de I’étude est donc 'obtention de 1’état thermomécanique initial de la brame de coulée continue
nécessaire pour bien définir les conditions initiales.

5.1 Présentation de 1’état du logiciel de calcul R2SOL & mon arrivée

Pour bien comprendre 1’évolution du code R2SOL au cours de 1’étude de la coulée continue, nous
présentons les multiples possibilités qu’offrait le logiciel & mon arrivée au laboratoire. Nous pouvons
synthétiser les aptitudes du code en cinq parties :

la modélisation thermomeécanique
la résolution numérique du probléme thermomécanique
la gestion des outils

la gestion du maillage

S A

les conditions initiales

Les deux premiers points ont déja été évoqués dans les chapitres 1 et 2. Nous nous concentrons ici sur
les points 3-4-5.

5.1.1 Gestion des outils dans R2SOL

R2SOL a hérité de la méme gestion des outils que le code R2. On peut distinguer deux sortes d’outil :
les outils d’injection et les outils de "contact".

Comme R2 est a l'origine un code de remplissage il permet la notion de flux de matiére & travers un
outil. Cette notion nous a servi dans notre étude de la coulée continue d’acier au niveau de la stratégie
globale instationnaire (GI) dans laquelle on simule 'apport de matiére & travers la surface supérieure
du maillage grace a un outil d’injection.

Par ailleurs 'outil d’injection étant fixe, il est nécessaire d’y définir des conditions aux limites qui
peuvent étre soit en vitesse (ou débit) ou en contrainte (pression d’injection). En coulée continue et
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5.1Présentation du logiciel de calcul R2SOL

pour un calcul global sur toute la machine, nous situons 'outil d’injection au niveau du ménisque (I’acier
est complétement liquide). Imposer un débit constant & travers ’outil d’injection signifie qu’entre deux
incréments de calcul un volume de matiére constant s’est ajouté au matériau. Cela signifie qu’on impose
une vitesse constante sur I’outil d’injection. Or, au niveau du procédé on extrait le matériau au moyen
des rouleaux moteurs, a une vitesse donnée (la vitesse nominale de coulée) et on régule le niveau
en lingotiére en réglant le débit du répartiteur. Le débit n’est donc pas constant et on ne peut pas
appliquer une condition de vitesse imposée & z = 0. On peut appliquer la condition en pression car le
répartiteur garantit l'altitude z = 0 du ménisque. Nous appliquons donc une pression nulle d’entrée sur
Poutil d’injection et a fortiori si nous initions le calcul de coulée continue & n’importe quelle longueur
métallurgique nous appliquons sur cet outil la pression ferrostatique.

Les outils de "contact" qu’on introduit dans les simulations avec R2SOL représentent généralement
le moule dans lequel est coulé la matiére qui peut se solidifier. Ces outils sont facétisés ce qui peut
engendrer un manque de précision dans le cas d’outils circulaires, par exemple. D’autre part la facet-
tisation des outils nécessite une structure de données efficace car il faut stocker toutes les positions
des points de discrétisation de l'outil concerné. Dans notre étude nous devons faire face & un grand
nombre d’outils (généralement la machine de coulée continue posséde entre 150 et 200 rouleaux). La
stratégie la plus simple et la plus exacte a mettre en place est de considérer les rouleaux comme des
zones "infranchissables" par la matiére dont les données se raménent aux coordonnées du centre et
du rayon de chaque rouleau. Nous verrons dans ce chapitre comment est abordé le contact avec les
rouleaux.

5.1.2 Gestion du maillage

Plusieurs techniques de gestion de maillage étaient implémentées dans R2SOL. Le code considérait
uniquement des éléments P2 c’est-a-dire des triangles a 6 noeuds (3 noeuds au sommet du triangle et
3 noeuds au milieu des cotés du triangle).

Dans les procédés généralement simulés, les déformations engendrées peuvent entrainer une dégéné-
rescence au niveau du maillage. R2SOL proposait deux techniques complémentaires pour résoudre ce
probléme : remaillage complet sur toute la piéce et application de la technique ALE.

Le remaillage complet était effectué a I’aide d’'un remailleur P2 issu du code Forge2. Un transport des
valeurs aux nouveaux noeuds était alors effectué pour obtenir la configuration a I’instant courant. Le
transport en question était basé sur une interpolation barycentrique par rapport a ’ancien maillage.

Pour éviter de trop fréquents remaillages, coliteux en temps de calcul et pouvant introduire de la
diffusion numérique (ce qui fausse les résultats), on peut utiliser la méthode arbitraire eulérienne-
lagrangienne (ALE). Cela consiste a définir une vitesse de maillage qui suit I’écoulement de matiére et
qui minimise la distorsion du maillage. Cette technique est présentée, par exemple, dans [Gaston, 1997,
Chenot and Bellet, 1995]. Si la vitesse de maillage est égale a zéro on se retrouve dans le cas eulérien.
Dans le cas ou la vitesse du maillage est égale a la vitesse d’actualisation aux noeuds une description
lagrangienne est adoptée.
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5.1.3 Les conditions initiales

D’un point de vue thermomécanique 1'état initial est défini par la donnée des vitesses, pression et
température. Le code R2S5OL s’appuyait sur des conditions initiales de vitesse et pression nulles et sur
des conditions homogénes en température sur toute la piéce ou est effectuée la simulation thermomé-
canique. Cela correspond au cas d'une piéce dont le matériau est macroscopiquement au repos a une
température homogéne. Cette piéce peut alors étre perturbée par des conditions aux limites thermiques
ou mécaniques et évolue vers un nouvel équilibre.

Dans notre simulation globale instationnaire de la coulée continue, le "faux-mannequin" imprime une
vitesse a la brame. Il faut donc définir des conditions initiales non nulles en vitesse. De méme si I'on
souhaite commencer le calcul & une longueur métallurgique quelconque dans la machine il faut aussi
étre capable d’imposer des conditions initiales non homogénes assez proches des profils de température
observés dans la réalité.

5.1.4 Bilan et organigramme de R250OL a mon arrivée

L’organigramme du logiciel R2SOL est représenté sur la figure 5.1.

Fdon Fmay Fout

R280L

Fr2s

FiG. 5.1: organigramme de R2SOL a mon arrivée

A partir du fichier Frmay de maillage P2, du fichier d’outillage Fout et du fichier F'don ou sont
concentrées les données numériques du probléme il est possible d’effectuer une simulation et obtenir
des résultats dans des fichiers du type F'r2s.
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5.2Prise en compte de la géométrie de la machine de coulée continue

Pour pouvoir mailler une piéce et créer un fichier F'may il faut avant tout définir le contour de cette
piéce. Pour pouvoir mailler une partie ou la globalité de la coulée continue, nous devons donc étre en
mesure de fabriquer un contour de la brame de la coulée continue. Nous nous sommes donc penchés
sur le probléme de la création du contour ce qui nous a amené a des considérations géométriques pour
la machine de coulée continue.

5.2 Prise en compte de la géométrie de la machine de coulée continue

Le calcul de la géométrie de la coulée continue est primordial pour plusieurs points. Tout d’abord pour
pouvoir mailler une partie de la coulée il faut calculer le contour de cette partie et donc calculer la
position des points de discrétisation le long de ce contour. Ensuite il faut connaitre les positions de tous
les centres de courbure et les centres des rouleaux nécessaires au probléme mécanique pour définir la
trajectoire de la brame & travers le chemin délimité par les rouleaux. Pour calculer tous ces paramétres
géométriques, 'TRSID nous a transmis un fichier pour chacune des machines. Le début du fichier de
données géométriques pour la machine de Fos-sur-Mer est représenté sur la figure 5.2.

longueur diametre rayon de
cage n® rouleau meétallo (mm) rouleau (mm) courbure (M)
bas lingotiere 820 infini
corset O 1 900 100 infini
2 1030 100 infini
d 1160 100 infin
4 1315 150 infini
5 1495 150 infini
6 1675 150 infini
7 1855 150 infini
8 2035 150 infini
corset 1A 9 2215 150 infini
10 2400 150 infini
11 2585 150 56
12 2769 150 28
13 2954 150 18 6666667

F1G. 5.2: fichier IRSID décrivant la géométrie de la machine de coulée continue CC2 de Fos/Mer

Les définitions des différentes notions présentées dans le tableau de la figure 5.2 sont schématisées sur
la figure 5.3.

Pour calculer les coordonnées des centres des rouleaux et la position des centres de courbure de la
machine, il faut se référer au tableau de la figure 5.2. Ainsi, par exemple, pour une longueur métallur-
gique comprise entre 0 et 2, 585 métres, la machine est verticale : les centres des rouleaux sont obtenus
aisément et les centres de courbure sont rejetés a l'infini. Lorsque la machine devient courbe, ayant
la position des précédents rouleaux et du centre de courbure, il faut comme le montre la figure 5.4
calculer ’angle 6 de la section suivante de la machine et effectuer une rotation d’angle 6. Le centre de
courbure suivant est obtenu ensuite comme le montre la figure 5.4. Ainsi de proche en proche on peut
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Rouleau n°1
longueur
métallo 1
=) (=]
Rouleau n°2 o -a«&

N

F1G. 5.3: schéma de définition des parameétres géométriques de la coulée continue

‘L Rayon de courbure 1 C,
l 6\ E,
lt C, 1/ obtention centre de
\ courbure
\ 2/ angle de rotation
\\ 3/ centre des rouleaux
N\
\\\\

Fi1G. 5.4: obtention des paramétres géométriques pour la coulée continue
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calculer la position de tous les rouleaux et de tous les centres de courbure. Les positions des points de
discrétisation nécessaires au calcul du contour de la brame sont alors obtenues facilement.

Im,

% _ Im,

FiG. 5.5: définition d’un maillage initial & partir de deux longueurs métallurgiques données

Le domaine initial qu'on cherche & mailler est défini par deux longueurs métallurgiques lmy et Imgo
qui sont les longueurs métallurgiques des faces supérieure et inférieure du domaine (voir figure 5.5).
Nous avons créé un pré-processeur qui calcule a partir de la donnée de Im; et Imsy les coordonnées
des points de discrétisation du contour du maillage. Le maillage est alors effectué grace a XR2SOL,
post-processeur dédié & R2SOL, ou avec le mailleur de FORGE2.

La figure 5.6 montre le contour complet de toute la brame de coulée continue. On obtient cependant &
la fin une brame non horizontale et I’angle de déviation est de 2 degrés. Cela signifie en gros que sur 1
meétre de coulée, le chemin délimité par les rouleaux "descend" de 3 centimeétres, ce qui est acceptable.
La précision (0,5 mm) des données de la figure 5.2 ne peut étre mise en cause car cela donne une erreur
d’incertitude sur ’angle de déviation de 0,5 °.

Les données géométriques de I'TRSID ne peuvent donc pas étre considérées comme le reflet exact de la
réalité et, dans ce cadre, le contour présenté sur la figure 5.6 nous semble fortement acceptable et nous
le considérons comme une bonne image de la réalité. La figure 5.7 représente entiérement les machines
de coulée continue que nous avons étudiées. Elles sont représentées a la méme échelle.
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x14m< azzo

-~ " )

~ 20 m

F1G. 5.6: machine de Fos-sur-Mer : contour de la brame totale de coulée continue; angle de déviation

\..

Dunkerque Fos-sur-Mer

Fia. 5.7: schéma de la brame compléte avec les rouleaux pour les machines de coulée continue de
Fos-sur-Mer et Dunkerque
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5.3 Gestion du contact mécanique avec les outils de coulée continue

Pour que le probléme du chapitre 2 soit complet il faut rajouter les conditions aux limites mécaniques.
Ces conditions dépendent des propriétés des différents outils. Au niveau de nos approches "tranche
instationnaire" et "global instationnaire", nous considérons 4 types d’outil. Nous distinguons alors :

— ’outil d’injection : il permet de simuler continuellement ’apport de matiére dans la machine et
est utilisé dans la méthode (GI)

— le moule : cet outil simule la lingotiére et est nécessaire lorsqu’on effectue un calcul avec la gravité.
Le traitement du contact avec le moule est effectué via une méthode de pénalisation

— les rouleaux : ils délimitent le chemin de solidification secondaire et sont importants au niveau du
gonflement. Leurs positions ont été calculées grace au traitement de la géométrie de la machine de
coulée continue (voir section précédente). Nous avons utilisé une méthode de pénalisation pour tenir
compte du contact entre la brame et les rouleaux. Par ailleurs nous ne simulons pas les rouleaux
moteurs. En outre nous négligeons les frottements que peut engendrer le contact entre la brame et les
rouleaux. Un rouleau est donc assimilé & un obstacle fixe sur lequel la brame glisse sans frottement.

— le "faux-mannequin" : cet outil fictif permet de tracter la brame a travers la machine de coulée
continue. Le traitement du contact avec cet outil est géré sur les degrés de liberté & imposer dans la
résolution du systéme mécanique. Il faut noter que cet outil s’apparente au mannequin lors de la phase
d’amorgage. Cependant contrairement au mannequin le "faux-mannequin" est supposé adiabatique
dans notre approche.

5.3.1 Contact avec 1’outil d’injection

Au niveau de la stratégie instationnaire, nous supposons que ’outil d’injection est soumis a la pression
ferrostatique. Il est d’ailleurs possible de faire varier cette pression en fonction de la longueur métal-
lurgique ot cet outil se trouve. D’un point de vue gestion de maillage, la surface déterminant cet outil
est immobile mais est mécaniquement mobile. Cela veut dire qu’au niveau de la résolution mécanique
les noeuds appartenant & cet outil ont bien entendu une vitesse non nulle mais subissent un traitement
spécifique lors de la phase de remaillage ou ils restent fixé & cet outil. On crée ainsi numériquement un
apport volumique continuel de matiére a travers I'outil d’injection.

5.3.2 Contact avec les rouleaux
Expression générale

La stratégie adoptée est le contact pénalisé. Elle est schématisée sur la figure 5.8. Au cours du pro-
cessus itératif de résolution du probléme mécanique non linéaire par Newton-Raphson, lorsqu'un point
frontiére (ou un point d’intégration de la frontiére) du maillage & I'instant ¢ a une vitesse telle que la
position actualisée du point en fin d’incrément de temps M2 soit & I'intérieur du rouleau de centre
C et de rayon R, ce point est pénalisé et subit une "force répulsive" telle que :
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T = po(R—CMHAN)T s (5.1)

= po(R—|Zm+ ThyAt — Tof) " mtat (5.2)

ol
— pc est appelé le coefficient de pénalisation
— 7' est la position du point M au début des itérations (c’est-a-dire la position a linstant t) (le

point M peut étre ici soit un noeud frontiére du maillage, soit un point d’intégration)
— @' est U'estimation du vecteur vitesse a I'itération courante de Newton-Raphson
— Z ¢ est la position du centre du rouleau
()T =fsif>0et (f)F =0sif<0

— —t —

| A xM—i-vMAt—xcl
||5)M + 75\4At — ?C’”

est la direction de la contrainte et est le vecteur unitaire Ce vecteur

est une fonction non linéaire de la vitesse a 'itération courante.

F1G. 5.8: définition du contact pénalisé pour les rouleaux

Les termes de contact pénalisé avec les rouleaux sont & ajouter aux contraintes extérieures pour la zone
solide puisque c’est évidemment la coque solide qui est en contact avec les rouleaux. Par conséquent et
par rapport aux équations 2.33 du chapitre 2 il faut ajouter le résidu suivant :

R:/ pc (R — |y?+7tAt—x_c>H)+W.17* (5.3)
onN
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_
ou V' * est une fonction test comme dans le chapitre 2.

Apres discrétisation en éléments finis, on choisit comme fonction test les fonctions d’interpolation aux
noeuds du maillage et on obtient I’expression de la contribution au résidu sur le degré de liberté (m, k) :

Rowp = / Nupe (R— T + TAt— 7)) ny (5.4)
0N

Expression aprés discrétisation

De l'expression précédente on peut calculer de deux facons différentes les contributions du contact
pénalisé qui sont & ajouter localement & la matrice tangente et au résidu.

1. La premiére méthode consiste a intégrer 5.4 & ’aide des points de Gauss, c’est-a-dire a appliquer

le terme de pénalisation (po (R — |27 + U'At — ?H)Jr ng) aux points de Gauss.

Apres intégration par la méthode de Gauss on obtient pour un noeud frontiére m la contribution
suivante au résidu :

2
Rk = > wiNm(A)pc (R — || + o' At — Zell) " ni(A) (5.5)
=1

ou :

— A sont les deux points de Gauss situés au milieu des cotés adjacents au point M considéré,
— w; sont les coefficients de Gauss associés aux points A;

On obtient alors les termes de la matrice tangente grace a la relation suivante :

ORm 1
Vg

Hykong = (5.6)

ou V,, 4 est la coordonnée ¢ de la vitesse du noeud n. De I’équation 5.5 on peut voir que le contact
pénalisé apporte des termes non nuls si m et n sont des noeuds voisins. Cela veut dire que la
contribution du contact pénalisé donne des termes extra-diagonaux dans la matrice tangente
(c’est-a-dire des termes tels que Hyy, i n 4 sont non nuls pour m # n).

2. En réécrivant le terme p¢ (R — |7+ VAL — ?H)Jr ny au point M considéré on écrit alors la
pénalisation aux noeuds frontiére du maillage, ce qui constitue la deuxiéme méthode et c’est celle
que nous avons retenue pour notre étude. De 1’équation 5.4, on obtient donc :

Ronp = / Nwpe (R — [T+ T AL — Toll) T np (M) (5.7)
o2

ou
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— T est le vecteur position du point M?
~ W't est la vitesse du point M? a I'itération courante
— M'"At est le point M a litération suivante.

On obtient alors :

Rk =po (R— |7 + 04 At — To|) T np(MTAY)AS (5.8)

li+ 1

ot AS est la longueur (en 2D) "entourant" le point M (elle vaut , ou [ et lg sont les

longueurs cotés adjacents au noeud M).

De l'expression 5.8, on peut remarquer que le contact pénalisé apporte des termes nuls m est
différent de n. Dans ces conditions nous écrivons :

_ ORp 1
OVing (5.9)
Hm’k7n7ém7q = 0

Hm’k7m’q

La méthode de pénalisation au noeud permet donc de diagonaliser la matrice tangente; c’est
pour cette raison que nous l’avons retenue.

On calcule donc les termes diagonaux de la matrice tangente dus au contact pénalisé de la méthode
de pénalisation aux noeuds :

OR,, 1 _ — _ ony, 6”?1714-?15 At — ?CH
=~ =A — m At — AS m 5.10
Wy ~ 2500 (R Tm + Wit = Tell) 5o + ASpon Wi (510)
En notant @ = T, + ?’ant —Zc,ona:
N
N U
n T
[
UL
= Atf .
- " (5.11)
0
Aull _ 5 0% _ Ao,
L OVinyg OVing
On obtient donc :
— —t = —
@+ v At — T ] _ || || (5.12a)
Vg OVing
= Atn, (5.12b)
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et :

U
oy 2\IeT) (r#1) (5.13a)
Vg OVinyg
. 1 8uk _ U 8\|7H (5 13b)
= = — .
1@ OVing W * OVing
At
On trouve finalement :
R R
Hpmoe = ASpcAt |5 1-— — ngEn, 5.14
soa =570t [ (1~ ot g )~ e 010

e — —
ot THA =7t 4+ vt At

Par rapport a la facettisation notre méthode est plus exacte dans la mesure ou la facettisation n’est
qu’une approximation de la géométrie des outils. D’autre part, les équations 5.8 et 5.14 montrent qu’il
suffit de connaitre les positions @' ¢ des centres des différents rouleaux et leur rayon R, ce qui est plus
facile que de stocker tous les points de surdiscrétisation de chaque rouleau.

Par ailleurs la formulation est implicite dans le sens ol le vecteur contrainte répulsive dépend du champ

de vitesse inconnu, tant en module qu’en direction. En outre, la direction du tenseur de répulsion est
—

: CM A : i : : :
suivant le vecteur 7 = W; le choix de cette direction permet au point pénalisé de suivre
naturellement le mouvement de la matiére & travers les rouleaux. Enfin, les termes de la matrice
tangente provenant du contact pénalisé sont symétriques; la prise en compte du contact pénalisé avec
les rouleaux ne perturbe donc pas la symétrie de la matrice tangente globale, on peut donc utiliser un

solveur symétrique.

Algorithme d’obtention du coefficient de pénalisation

La méthode de contact pénalisé nécessite de se donner une valeur numérique du coefficient de pénali-

sation pc. Cependant, le contact pénalisé doit aussi traduire Deffort que les rouleaux exercent sur la

brame. Il est évident que les rouleaux en bas de machine vont exercer une plus grande pression que

ceux situés en haut de machine. Dans cette optique nous avons attaché a chaque rouleau un coefficient
. . . s cyl

de pénalisation que I'on note p.

Au début de chaque incrément de temps on procéde & un ajustement de la valeur de po selon le

raisonnement suivant. D’aprés ’équation 5.7, en cas de contact effectif de plusieurs noeuds avec le

rouleau cyl, la pression de contact maximum constaté sur ce rouleau est :

p%’éx = pg/lMaa: (R — |7+ At — ?CH) (5.15)
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que ’on note pour simplifier :

cyl eyl ceyl

ngam - pC 671211113: (516)
ott 64, est la pénétration maximale constatée sur le cylindre cyl. Nous définissons alors pengy,; qui est
la pénétration "objectif", c’est-a-dire la valeur de consigne autour de laquelle on souhaiterait controler
tous les 6%.,. En supposant que la pression de contact va approximativement rester la méme sur le
nouvel incrément et que la pénétration visée est pengyj, on obtient donc la nouvelle valeur du coefficient

P . . cyl A NET) . .
de pénalisation p,.,, au rouleau cyl grace a I'expression suivante :

l 1 ceyl
pCC?’JnewpenObj = Pccy 670731!a:v (517)
ce qui donne la nouvelle valeur du coefficient chyTlL ow
. . 5cyl
cy _ eyl “maz 518
PcCnew Pc PeNob; ( )

. L, . [ . . .. . [
Si la pénétration actuelle d5, sur le cylindre cyl se situe au voisinage de peng;, la correction de pccy
est mineure. A l'inverse, pour éviter de trop grandes variations de pccy , nous avons limité sa variation
incrémentale & une multiplication ou une division par un facteur 10.

Lorsque le matériau aborde un nouveau rouleau nous fixons arbitrairement la valeur de pg’l 4 103 (qui
est faible). Ainsi le matériau pénétre le rouleau avec une pénétration bien supérieure a peng;. Petit
A petit au cours de la simulation et du fait que nous limitons les variations de pg’l, la pénétration
maximale du rouleau cyl va tendre vers pengy;. Ainsi, I’équilibre du systéme est réalisé en douceur, lors
de I’engagement de la téte de brame dans un nouveau jeu de rouleaux.

5.3.3 Contact avec le faux mannequin

Au niveau du " faux mannequin ", on considére un contact bilatéral collant ou glissant. Dans notre

étude nous ne cherchons pas a examiner les phénoménes thermomécaniques se déroulant au niveau du
mannequin. On ne s’intéresse pas & ce qui se passe au niveau du mannequin et I’'on désire simplement
qu’il fasse avancer la matiére. Pour une plus grande liberté au niveau des déformations il convient donc
d’envisager un contact bilatéral glissant plutot que collant. Cela signifie que les noeuds en contact avec
le "faux mannequin" resteront en contact mais auront la possibilité de se déplacer dans le plan défini
par cet outil.

Connaissant la position du mannequin a un instant ¢ donné par sa longueur métallurgique I(t), nous
pouvons connaitre sa position & l'instant suivant par :

It + Af) = U(t) + Vet (5.19)
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N . 2 . . 2 — N
ou Vi est la vitesse de coulée, scalaire connu. Pour tout point M de coordonnées «x 5\4 en contact a
I'instant ¢ avec le mannequin, nous pouvons calculer le déplacement incrémental d’un point M collé
au mannequin comme le montre la figure 5.9 par :

_—
Wy = THA - Fh, = MEMA (5.20)

I(t+ Aty = 1)+ VAt

F1G. 5.9: contact bilatéral collant au niveau du mannequin

Contact bilatéral collant

De la définition du déplacement incrémental précédent, nous pouvons en déduire la vitesse v & (M) de
ce point M :

TE(M) = —u (5.21)

Dans le solveur nous imposons donc les deux composantes de la vitesse Wg(M ) pour tout point M
appartenant au mannequin. D’autre part, dans la partie courbe de la machine, cette vitesse n’est pas
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orthogonale au plan du mannequin aux instants ¢ et ¢t 4+ At.

Contact bilatéral glissant

Par rapport au contact collant, nous imposons une seule composante de la vitesse et c’est la composante
normale au mannequin a 'instant ¢ + At. On laisse alors libre la composante de la vitesse suivant le
plan du mannequin (vecteur 7). Comme on I’a vu précédemment le vecteur 7'}\/[ n’est pas tout a
fait orthogonal au déplacement; on va cependant montrer que ﬂ)fw peut étre considéré comme le
déplacement normal au mannequin a I'ordre 1 en 6, qui est ’angle de rotation entre deux incréments
de temps (cf figure 5.10).

Fi1G. 5.10: contact bilatéral glissant au niveau du mannequin

Pour ce faire nous calculons les projections suivant 7 et 7 = 72 de la vitesse v ¢, (M). Nous
—
notons le vecteur k le vecteur unitaire axe de la rotation du mouvement du mannequin. Le triédre

—). —>' - . . . . . —)t _ — t _ 4 .
(73 m'; k) est donc direct. Nous simplifions les notations : v'(M) = v', M* = My, et nous définissons
My = M' + U'L(M)At. Nous pouvons alors calculer :
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TR o= -7 [?A?} (5.22a)
= % [T AT (5.22b)
Or :
MyM, CM
N 04v1] 1
= 2
VAT s /\C’Ml (5.23a)
1 _ —
= —CMyANCM 5.23b
AtCM, ! (5.23b)
CMjsin 0 —
= ———Fk 2
Az (5.23c)
VoAt . s
De plus, 0 = ol R est le rayon de courbure de la machine vu par le mannequin & l'instant ¢

considéré. Dans les conditions de simulation de la coulée continue, on a : R ~ 10 m, Vo =~ 0,01 m/s
et At < 1s, donc on trouve généralement 6 ~ 1072 rad << 1. On trouve alors :

CM()SiHH _ CM()9 . CM()VC
At T At R

— —
v.n

(5.24)

R . — — —— . — . e
De méme on calcule la composante de la vitesse v'5(M) = 0.7 7 suivant 7. On a par définition :

— = MOMl CMl
. . 5.25
VT T A OM, (5.25)
Ce qui peut également s’écrire :
CM;% — CM,.CM,
v =t L0 (5.26)

AtC' M,

En voyant que CM;.CMy = CM;.CMycos et CM; = CMy (M est 'image de My par la rotation
de centre C et de rayon #), on a :

— CMy? — CMyC M cos 6
T = RO (5.27)

Or comme 0 << 1, on a finalement :

CMy— CMy%Z  1CMyV2AL
- = 2 _ - C
vV.T =& , 5 (5.28)
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On peut donc voir que la composante de la vitesse v = v ¢(M)! associé au déplacement incrémental
admet une composante suivant 7 a l’ordre 2 en § et est donc négligeable devant sa composante suivant
la normale & 'instant ¢ + A¢ du mannequin. En prenant C' My ~ R (ce qui est vrai car I’épaisseur de
brame est faible devant le rayon de courbure), numériquement cela donne :

(5.29)

. — = — — . . : PP
Ceci montre que |v. 7| << | 7. 7|. Finalement la vitesse des noeuds du mannequin peut s’écrire de
la fagon suivante :

THM) = TH(M) + TH(M) (5.30)

oit U (M) est la vitesse déduite du déplacement incrémental du contact collant et 7T|(M ) est une
vitesse tangente au plan du mannequin & Uinstant ¢ + At.

En conclusion, pour le contact bilatéral glissant nous imposons la vitesse VtC(M ) déduite du dépla-
cement incrémental du contact collant et on laisse libre la composante de la vitesse dans le plan du
mannequin.

5.3.4 Contact mécanique avec la lingotiére

Role de la lingotiére

Sur la figure 1.1 nous pouvons voir le role de la lingotiére au sein du processus de coulée continue. Elle
permet de faire la transition entre la machine & proprement parler (c’est-a-dire de la région délimitée
par les rouleaux) et entre le répartiteur et la poche de coulée qui contiennent de I’acier liquide & haute
température. La lingotiére est donc nécessaire pour deux raisons :

— thermiquement, assurer une épaisseur suffisante de coque solide pour tracter le produit sans risque
de perforation

— meécaniquement, contrer les effets de la gravité pour guider au mieux le produit vers la zone de
solidification secondaire.

Expression des termes de raideur et résidu

Pour simuler numériquement le contact avec la lingotiére nous utilisons a l'instar de la gestion du
contact avec les rouleaux la méthode de contact pénalisé. Le schéma 5.11 symbolise la stratégie adoptée.

D’un point de vue numérique nous supposons que la lingotiére peut étre modélisée par deux segments
de méme longueur. La définition de la lingotiére implique que la matiére doit rester comprise entre
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=~

=

lingoticre lingotiere
FiG. 5.11: définition du contact pénalisé au niveau de la lingotiére

ces deux segments. La longueur du segment est déterminée par la longueur de la lingotiére (c’est une
donnée géométrique intrinséque & chaque machine qu’on peut déduire de la section concernant les
conditions aux limites thermiques a appliquer)

Un point M! du maillage & l'instant t est soumis & la pénalisation si au cours de la résolution son

champ de vitesse v’ implique une pénétration dans la lingotiére. Mathématiquement on applique un
—

vecteur contrainte 7' a ce point et vectoriellement ce vecteur vaut :

T = po (—d 20" 7 (5.31)

ou :
— le coefficient de pénalisation pc est défini comme dans I’équation 5.1
- <—dt+m>Jr représente la pénétration au sein de la lingotiére, ce qui correspond & :

dTA = CMHAt TR (5.32)

ou
— (' est un point quelconque du segment de la lingotiére
— n est le vecteur normal correspondant et sortant de la lingotiére.

On obtient ainsi le résidu supplémentaire & appliquer lorsqu’il y a pénétration :
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Rn,k = - NnPC <_dt+At>+ nkds (533)
0N

_—
D’autre part nous avons d'™2 = (A — 7). ou z

t+ At et T ¢ est la position du point C.

t+AL ot la position du point M a l'instant

Calculons a présent les termes supplémentaires & introduire dans la matrice tangente. Nous avons :

t+At)
Husmi == [ NPT, (534)
On obtient finalement :
Hyknk = ASpcAt.ny (5.35)
Hn,k,m;ﬁn,l;ék: 0

Obtention du coefficient de pénalisation

Pour déterminer le coefficient de pénalisation po en lingotiére nous appliquons une méthode similaire
a celle déja vue pour le contact avec les rouleaux. Nous attachons un coefficient de pénalisation plc(n)
a chaque noeud frontiére n appartenant au domaine défini par la lingotiére. Nous définissons aussi
une pénétration "objectif" pengy; (qui est généralement égale a celle des rouleaux) dans la lingotiere.
Ainsi si 6(n) = —d' est la pénétration du noeud n dans la lingotiére on obtient la nouvelle valeur du
coefficient de pénalisation & appliquer au noeud n :

é(n)
l n) = l n
anew( ) pC( )penobj

(5.36)

Pour initialiser ces coefficients nous supposons que les termes de contact pénalisé doivent dominer les
autres contributions dans la matrice de raideur pour le noeud n. A la lecture de ’équation 5.35, cela
se traduit en ordre de grandeur par :

PCinit(n) ALAS = X max IHRZ)ZZ”‘J’! (5.37)

ol x9" est un coefficient adimensionnel fixé (choisi égal a 1000) et HS?ZZ"E désigne les termes dia-
gonaux des autres contributions a la partie (Il) de la matrice de raideur associée au noeud n. Notons
Mazh" le dernier terme de I’équation précédente. Nous avons donc :

gen

l . . =
pszt(n) AtAS

Maxh" (5.38)
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5.4 Conditions aux limites pour le probléme thermique

5.4.1 Modélisation du refroidissement pariétal

Pour décrire le refroidissement pariétal de la brame, 'TRSID suppose qu’il peut étre moyenné par zone
et est censé représenter le refroidissement pariétal en lingotiére par jet d’eau, les contacts thermiques

avec les rouleaux et 1’émissivité par rayonnement.

Pour modéliser ce refroidissement, nous avons a notre disposition dans R2SOL deux types de condi-
tions aux limites en place pour la largeur de la brame : on impose soit un flux ®;,0s¢ ou bien on
impose un échange thermique par convection a travers la donnée du coefficient d’échange thermique h.

Mathématiquement, ces conditions aux limites s’écrivent :

oT
—)\g— = Pjrmposé en flux,
—)\% = h(T — T,ir) en convection.

ou :
oT : : : . . . e
— — est le gradient thermique suivant la normale extérieure du maillage au point considéré,
n

— Tgir est la température extérieure prise égale & 20 °C,
— DPympose est le flux imposé de la zone considérée,
— h est le coefficient d’échange thermique de la zone considérée.

— =2
type de refroidissement | longueur métallurgique (c¢m) ou illuzi}f;}épel)Q%/tVI[?CTch

2 82 131

1 116 0,098
1 2035 0,0841
1 2954 0,0695
1 387.4 0,0689
1 4808 0,0641
1 599.3 0,0558
1 789,1 0,0450
1 1174, 0,0386
1 1584 0,0308
1 9997.7 0,0273
1 3000 0,0262

(5.39)

TAB. 5.1: définition des conditions aux limites en paroi (grande face de la brame) pour la thermique.

Exemple de données fournies par 'TRSID

Les valeurs caractéristiques ®;,,p0s¢ €t h peuvent varier d'une zone a l'autre et sont donc caractéristiques
de lintensité du refroidissement. Chaque zone est définie par deux longueurs métallurgiques entre
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lesquelles est appliqué un refroidissement de méme type et de méme intensité. Le tableau 6.4 présente
les données fournies par I'IRSID concernant le refroidissement pariétal pour la machine de coulée
continue de Fos-sur-Mer. Les conditions aux limites correspondant a la machine de Dunkerque sont
présentées en annexe de ce mémoire.

Dans ce tableau on peut notamment lire I’étendue géométrique de la lingotiére. En effet on suppose que
I’échange de chaleur au niveau de la lingotiére est uniforme et peut étre modélisé avec une condition
aux limites de type flux (type 2). De ce fait nous en avons déduit la longueur de la lingotiére qui est
nécessaire au niveau du contact pénalisé (dans le cas de Fos-sur-Mer la lingotiére s’étend de la longueur
métallurgique 0 m jusqu’a 0,82 m)

Expliquons la facon d’interpréter ce tableau. On peut ainsi lire qu’entre 0 et 0,82 métres, la brame
est soumise a un flux équivalent (type = 2) extrait ¢impos¢ = 1,31.10° W/m?2. De méme, entre 5,993
métres et 7,891 meétres la brame est soumise a un échange convectif thermique (type = 1) de coefficient
d’échange h = 450 W/K/m?. La figure 5.12 explicite le tableau 6.4.

Oom
d=131.10°W/m* <= =

0,82 m
h: 980 Wfomz <= ==

1,16 m

h=841W /K /m?

longueur
métallurgique

Fi1G. 5.12: définition des conditions aux limites pariétales pour la thermique

5.4.2 Conditions aux limites supplémentaires sur les faces supérieure et inférieure
du maillage

Le probléme thermique n’est pour l'instant pas complet si 'on ne considére pas des conditions aux
limites (CL en abrégé) au niveau des faces supérieure et inférieure du maillage de la brame.
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Conditions sur le faux mannequin (face inférieure) :

Le " faux mannequin " est supposé adiabatique, c’est-a-dire que le flux thermique & travers cet outil est
nul. Cette hypotheése est justifiée dans la mesure ou le gradient thermique selon la direction de la coulée
est négligeable par rapport au refroidissement transverse. Une alternative aurait été d’imposer un flux
donné. Ce flux doit étre actualisé & chaque incrément de temps en fonction de la position du mannequin
ce qui implique une dépendance supplémentaire vis-a-vis d’une base de données du probléme thermique.
Pour plus de neutralité et de généralité, la condition d’adiabaticité s’impose d’elle-méme.

D’autre part nous ne cherchons pas a calculer ’état thermomécanique de la phase transitoire d’amorcage
de la coulée; nous voulons plutét avoir la solution stationnaire du probléme thermique. L’obtention
du mode instationnaire est cependant possible et nécessite d’ailleurs un examen précis de 1’échange
thermique avec le mannequin et de ’évolution de la température de ce dernier pour y appliquer des
conditions aux limites adéquates.

Conditions sur ’outil d’injection (ou face supérieure) pour la stratégie globale instation-
naire (GI) :

Au niveau de I'outil d’injection, la température est imposée pour rendre compte de ’état thermique de
l'acier qui alimente continuellement notre brame. Possédant une carte thermique en deux dimensions
(qui peut étre issue d'un calcul de type tranche instationnaire) assez précise et connaissant la position
de Poutil d’injection (donné par sa longueur métallurgique), nous pouvons alors facilement obtenir la
température & imposer sur I'outil d’injection. Ceci est effectué dans un pré-processeur spécifique a la
coulée continue. La température imposée est alors linéaire par morceaux.

Une alternative est d’imposer une fonction polynomiale définie au niveau de 'outil d’injection. Pour
plus d’exactitude, cette fonction doit satisfaire les conditions aux limites pariétales. Connaissant ainsi
les températures au centre de la brame ainsi qu’au bord nous imposons sur la face supérieure la fonction
polynomiale adéquate. Cette méthode présente I’avantage de ne connaitre que les températures de bord
et au coeur de la brame mais semble bien stir moins exacte. Nous avons pour cela retenu la premiére
méthode.

Ayant obtenu le champ de température sur 'outil d’injection il faut maintenant calculer I’enthalpie &
imposer. Dans le cadre ou le chemin de solidification (f,T’) est donné, c’est trivial en utilisant la relation
3.22. On calcule la fraction liquide f(Tjmpos¢) correspondant & la température a imposer Tipos¢ €t on
en déduit Hjy,pos¢ correspondante a imposer.

Si I'on impose de calculer le chemin de solidification, c’est un peu plus délicat dans la mesure ot un
eutectique artificiel apparait. Voici comment j’ai déduit la fraction liquide et ’enthalpie connaissant la
température :

— si T' > T4, le VER autour du point est complétement liquide, donc : f =1et H = CpT + L, si Cp
est constant,

— 81 T < Ty, le VER autour du point est complétement solide : f =0et H = CpT

—si Ty < T < Ty, le VER autour du point est pateux et on trouve f et H en résolvant les
équations 3.22 et 3.24 par la méthode de la sécante qui est actuellement implémentée dans R2SOL
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[Gaston, 1999]

— i T = Ty, le VER autour du point est a 'eutectique ; il est impossible de calculer f et H. J’ai donc
! I

supposé que : f = %, donc H = CpT + 570111.

Dans le cas particulier de la coulée continue et quelle que soit la méthode employée pour calculer les
conditions aux limites, uniquement deux VER symétriquement opposés par rapport au centre de ’outil
d’injection ont théoriquement une température égale & T;,;. Cependant il faudrait un grand hasard pour
qu’un noeud puisse avoir une température juste égale a Ty,. Dans cette optique la méthode ci-dessus
consistant & calculer & partir de la température 1" est justifiée.

———  outil d"injection :
température imposée

+* variable dans 1’ épaisseur et
¢ indépendante du temps

zone de refroidissement { :

h donné ou () imposé

« faux-mannequin » :

condition adiabatique

zone de refroidissement i+1 :

h domné ou () imposé

zone de refroidissement 42 :

h domé ou () imposé

F1G. 5.13: conditions aux limites pour la stratégie globale instationnaire (GI)

La figure 5.13 résume donc toutes les (CL) que j'applique pour le probléme thermique. La brame
représentée traverse trois parties différentes de la zone de refroidissement secondaire.

Conditions sur la face supérieure pour la stratégie Tranche Instationnaire (TI) :

Pour les mémes raisons que le faux mannequin, la face supérieure du maillage est supposée adiabatique
pour la (TT). Cela est justifiable car lors du procédé de coulée continue d’acier dans les formats qui nous
préoccupent, le gradient thermique est négligeable dans le sens de la coulée. Cela rapproche donc notre
méthode (TT) de celle de 'TRSID dans la mesure o cette derniére néglige implicitement ce gradient
en n’effectuant un calcul que dans la section de la brame. La figure 5.14 résume les (CL) appliquées
dans le cadre de la (TT).
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Face supérieure : adiabatique

z’f\\ \

zone de refroidissement i \

hdonné ou @ imposé . Face inférieure

R ™

adiabatique

Fi1a. 5.14: conditions aux limites pour la stratégie de type tranche instationnaire (TT)

5.5 Définition des conditions initiales

Nous devons définir les conditions initiales pour les problémes thermique et mécanique. L’enjeu parait
important dans la mesure ou les conditions initiales doivent étre proches de la solution pour converger
rapidement vers une solution stationnaire. Dans notre étude nous avons choisi des conditions initiales
les plus simples possibles. Nous présentons ici le cadre général des conditions initiales valable pour
initier le calcul a n’importe quelle longueur métallurgique.

D’autre part, nous choisissons des domaines initiaux de faible longueur métallurgique. Ceci limite en
effet I'influence du choix des conditions initiales.

5.5.1 Conditions initiales pour le probléme thermique

Pour le probléme thermique les conditions initiales choisies sont inspirées des températures de 1’outil
d’injection. La température en un point de la brame est donc choisie égale a la température du point
de P’outil d’injection situé & la méme distance du centre de la brame. Ce choix de conditions initiales
satisfait les conditions d’adiabaticité au niveau du mannequin car il n’y a aucun gradient thermique
dans le sens de la coulée. La figure 5.15 illustre un exemple de conditions initiales choisies pour la tem-
pérature. La retranscription en enthalpie et fraction liquide se fait comme dans le cadre des conditions
aux limites sur I'outil d’injection pour la stratégie globale instationnaire (GI).
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Temperatur:

1530 58
l 1455.22
- 137908
1904.49

B 1229013
1153.77

B 1076.41

. _1003.04

927.68

BS2.32

F1G. 5.15: conditions initiales pour la température; la brame initiale est comprise entre les longueurs
métallurgiques 8,4 métres et 9,0 métres

5.5.2 Conditions initiales pour le probléme mécanique

Nous choisissons des conditions initiales assez simples pour le probléme mécanique. Nous supposons en
effet que chaque point subit un mouvement de corps rigide :

— ¢’il est situé dans la partie horizontale ou verticale de la machine ce point est animé par la vitesse
—
de coulée (V ) dont la direction est respectivement horizontale ou verticale,
— ¢’il est situé dans la courbure de la machine il est animé par une vitesse de rotation donnée par
—
= V
0=_-°

, ol Repurp est le rayon de courbure local de la machine de coulée continue. Le vecteur
courb

— =
vitesse de chaque point M est alors v = Q A CM, ot C est le centre de courbure local.

5.6 Gestion du maillage

5.6.1 Remaillage

Quelle que soit la stratégie adoptée (GI) ou (TI) nous avons choisi d’effectuer des calculs purement
lagrangiens. Cela signifie que la vitesse du maillage en chaque noeud est égale & la vitesse de la matiére
(exceptés les noeuds de la surface d’injection, dans le cadre de la (GI), qui eux ne sont pas actualisés :
vitesse du maillage nulle).

Pour la (TI), nous ne considérons pas de remaillage; ceci n’est pas nécessaire car les déformations
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restent faibles et n’induisent pas de dégénérescence des mailles lors du transfert de la portion de brame
& travers le chemin de solidification secondaire.

Pour la (GI), si nous ne prenons pas en compte le remaillage, notre stratégie purement lagrangienne
nous ameéne a la situation présenté sur la figure 5.16. En considérant avoir un probléme mécanique qui
fasse avancer la matiére & travers la machine, la brame se déplace sous Veffet de la face inférieure (faux
mannequin) qui avance a la vitesse de coulée I_/c.

Zone a
remailler

AVAVAN|

N,

PVAVAVAVAVAV

RN

.
VC
configuration mitiale v ‘
Hgll
vC
configuration ultérieure
t=0

F1a. 5.16: évolution du maillage lagrangien (vue schématique dans le cas d’une coulée droite)

Comme les noeuds de 'outil d’injection sont immobiles la premiére rangée de maille dégénére ; il faut
donc utiliser un remailleur.

La technique de remaillage employée consiste a fixer tous les noeuds et & ne remailler que la zone
dégénérée. D’un point de vue pratique cela va nous permettre de conserver les noeuds dans tout le
calcul ce qui est intéressant au niveau de la stratégie lagrangienne adoptée. Ainsi un noeud créé a un
instant quelconque par le remailleur ne disparait pas lors d'un futur remaillage.

D’autre part une telle stratégie de remaillage permet de gagner du temps dans la mesure ou il ne faut
créer des noeuds que dans une zone de petite taille. Concrétement & chaque remaillage on ajoute moins
d’une centaine de noeuds alors que dans le cadre d’un remaillage global de la portion de la brame
considérée on peut étre amené a remailler plus de 20000 noeuds!

Au niveau de R2S50L, le remailleur initial ne permet pas de remailler par zone. Nous avons donc utilisé
le remailleur MTC [Coupez, 1994] qui posséde la propriété intéressante de garder certains noeuds
lorsqu’il effectue un remaillage. A chaque fois que le remailleur est appelé dans le calcul, MTC ne
remaille que la zone dégénérée dans la mesure ot nous imposons de conserver tous les noeuds du
maillage.
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Cette stratégie de remaillage facilite I’étape de transport car seulement les noeuds nouvellement créés
doivent subir cette étape. Cela nous permet donc de gagner du temps par rapport & la méthode initiale
de transport de R2SOL ou tous les noeuds du nouveau maillage devaient subir ’étape de transport.

5.6.2 "Zone tampon" pour la stratégie (GI)

Pour la stratégie globale instationnaire, le remaillage est nécessaire pour ajouter des noeuds dans la zone
a remailler proche de ’outil d’injection et ainsi éviter une distorsion des mailles. Il est alors nécessaire de
transporter les variables thermomécaniques sur le nouveau domaine obtenu aprés remaillage. Comme
nous l'avons vu précédemment, nous affectons les anciennes valeurs obtenues aux noeuds qui n’ont
pas bougé. C’est uniquement dans la zone a remailler proche de 'outil d’injection qu’il faut définir le
transport des variables thermomécaniques.

En coulée continue, cela est assez critique surtout pour le probléme thermique. En effet, si 'on veut
transporter la température aprés remaillage, il y a une perte d’énergie consécutive a I'interpolation de la
température due & la concavité de la température. La figure 5.17 illustre ce point ; elle représente 1’évo-
lution de la température dans une méme demi-section aprés 3 phases de transport. Aprés remaillage,
on se référe au profil de température précédent dans la phase de transport ce qui implique que le profil
de température transporté se situe toujours en-dessous du profil de température avant remaillage. La
température diminue donc aprés chaque phase de transport ; on constate alors des pertes énergétiques
numériques.

A

température

Profil initial

Profil aprés un deuxiéme transport

Profil apres un premier
transport

X (section du matériau)

F1G. 5.17: comparaison entre le profil de température obtenue aprés plusieurs phases de transport

Pour pallier ce probléme nous introduisons la notion de "zone tampon". Cette zone doit contenir la
région ou le maillage est dégénéré comme le montre la figure 5.18.

La "zone tampon" est définie par sa longueur et elle est forcément située en-dessous de ’outil d’injection.
Cette longueur doit donc étre supérieure a environ 5 fois la taille caractéristique du maillage qui est le
critére de remaillage local au niveau de l'outil d’injection.
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FiG. 5.18: définition géométrique de la zone tampon

Les noeuds du maillage appartenant & la "zone tampon" subissent un traitement spécifique aprés la
phase de remaillage. Pour un calcul total, c’est-a-dire sur toute la machine, la température et la vitesse
des noeuds sont respectivement fixées a la température nominale et initiale de coulée et a la vitesse
nominale de coulée dans le solveur. Ainsi en coulée continue pour un calcul sur toute la machine nous ne
faisons pas appel a une procédure de transport. Par ailleurs comme la "zone tampon'" a une extension
faible (inférieure & 20 cm dans le sens de la coulée), elle n’affecte pas du tout la solution.

5.7 Organigramme R2SOL pour la coulée continue

La figure 5.19 représente I'organigramme d’un calcul de coulée continue avec R2SOL. Par rapport
au paragraphe 5.1.4, nous avons ajouté un pré-processeur pour la coulée continue. Ce pré-processeur
nécessite en entrée deux fichiers : un fichier machine du type de celui de la figure 5.1 et un fichier ou
est recensée la carte thermique en 2 dimensions pour initier et imposer les (CL) du calcul thermique
avec R2SOL.

Ce pré-processeur génére d’abord un fichier Fcc o toutes les données géométriques de la machine sont
présentes : les coordonnées des centres de courbure de la machine, les rayons de courbure, les coor-
données des centres des rouleaux ainsi que les rayons des rouleaux et leurs longueurs métallurgiques
correspondantes. A partir de la définition d’un domaine initial par la donnée de deux longueurs métal-
lurgiques, le pré-processeur est capable de calculer le fichier contour qui peut étre transformé en fichier
maillage grace au logiciel de maillage xmay.

De méme il crée un fichier contenant les informations du contour de I'outil d’injection confondu avec
la face supérieure du maillage. Il est possible grace au logiciel xzcreout de créer un fichier Fout ot 'on
définit notamment le temps total de simulation. Pour générer un calcul (TI) il faut prendre soin de
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Carte thermique 2D

h 4

Pré-processeur coulée continue

Fichier machine CC

v

Fichier contour

F1G. 5.19: organigramme de R2SOL pour la coulée continue

CIl: ¢i_thermiqueCC.dat v
Fce ad
] thermiqueCC.dat
Fmay
v
Fdon
R2SOL
Fr2s

outil d’injection

Fout
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ne pas définir le bloc " injection " au niveau du F'don. Cependant, pour la (TI), comme nous n’avons
pas & proprement parler d’outil au sens de xcreout (les rouleaux ne sont pas facettisés et sont définis a
travers le fichier F'ec), il nous est impossible de créer un fichier Fout s’il n’y a pas d’outil. Il faut donc
créer un outil additionnel et le translater vers le haut pour ne pas qu’il géne le calcul (TT) de coulée
continue. Il est & noter que le fichier Fout est amené & disparaitre pour une utilisation de R25OL en
coulée continue.

D’autre part en partant toujours des deux longueurs métallurgiques définissant le domaine initial, le
pré-processeur calcule les (CI) en température qui sont stockées dans un fichier (dans I'exemple de la
figure 5.19 : ¢i_thermiqueCC.dat) dont le nom est donné dans le Fdon et qui est lu dans R2SOL. De
ces (CI) R2SOL en déduit aussi les conditions aux limites a appliquer au niveau de 'outil d’injection.
Le fichier thermiqueCC.dat représente la donnée des (CL) pariétales représentées dans le tableau 6.4.
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Chapitre 6

Résultats obtenus avec R250OL en
coulée continue d’acier

E chapitre présente les résultats obtenus pour la simulation numérique de la coulée continue d’acier
C avec le code R2SOL. Nous avons effectué des simulations pour les aciers XC6 et 18 M5 présentés
dans le chapitre 4 de ce mémoire. L’intérét du choix de ces deux aciers réside dans le fait qu’ils posseédent
des propriétés thermophysiques différentes.

Par ailleurs, dans la pratique, les choix concernant la géométrie de la machine et l'intensité du refroidis-
sement appliqué dépendent directement de la nuance d’acier et du format du produit. C’est pourquoi,
en fonction des données sur les aciers et les machines de coulée continue provenant de I'TRSID, nous
associons dans nos simulations 'acier XC6 a la machine de Fos-sur-Mer et le 18 M5 a la machine de
Dunkerque.

Dans ce chapitre nous introduisons d’abord le cadre général de validation des résultats. Nous présentons
ensuite les résultats de thermique pour les cas industriels cités et nous montrons enfin les résultats
thermomeécaniques pour la coulée continue d’acier.

6.1 Cadre de I’étude

6.1.1 Les différentes étapes de validation
Premiére étape : thermique du procédé

Notre étude se déroule en deux étapes au niveau de la validation des résultats obtenus. Nous nous
intéressons d’abord au champ de température au sein du matériau. Pour ce faire et comme le probléme
mécanique est nécessaire dans notre approche (il permet de tracter 'acier a travers la machine) nous
avons mis en place une modélisation thermomécanique ot le probléme mécanique est arbitraire. Plus
précisément et pour les deux stratégies implémentées (globale instationnaire -GI- et tranche instation-
naire -TT) nous modélisons mécaniquement ’acier comme un milieu newtonien dans lequel les termes
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d—>
d’inertie (pd—:) et la gravité (dont la force volumique est pg’) sont négligés. Dans cette optique et

puisque le probléme mécanique influence peu les solutions du probléme thermique (voir introduction
du chapitre 3), une telle approche donne de bons résultats en thermique.

Ainsi, le probléme mécanique est fictif et doit uniquement permettre au "faux-mannequin" de tracter le
matériau a travers le refroidissement secondaire. De plus on choisit pour le matériau une viscosité arbi-
traire suffisamment forte pour lui éviter des déformations. Nous résolvons alors le probléme thermique
sur les différentes configurations et obtenons les champs de température et de fraction liquide. Les
solutions obtenues sont proches de ’état thermique réel de la coulée continue car dans notre approche
le probléme thermique n’est quasiment pas influencé par le probléme mécanique.

Pour valider les solutions du probléme thermique nous proposons de comparer les résultats obtenus
avec différents codes et différentes méthodes. Le but étant bien sir de valider la solution stationnaire
thermique donnée par R2SOL avec la stratégie globale instationnaire (GI). Nous présentons alors
les résultats obtenus pour la machine de Fos-sur-Mer associée a ’acier XC6 et pour la machine de
Dunkerque a laquelle on associe I'acier 18M35.

Seconde étape : thermomécanique

Dans un deuxiéme temps nous désirons obtenir ’état thermomécanique du matériau. Pour ce faire nous
effectuons des calculs thermomécaniques pour les aciers XC6 et 18M5 et pour les machines de coulée
continue de Fos-sur-Mer et de Dunkerque. Nous comparons les valeurs obtenues pour le gonflement
par rapport a ce qu’on peut trouver dans la littérature (la thése de [Dalin, 1987] pour la simulation du
18 M5) ou bien, pour l'acier X C6, nous vérifions les ordres de grandeur obtenus.

Par ailleurs nous effectuons un calcul thermomécanique au cours du refroidissement primaire (en lin-
gotiére) pour l'acier DS600 et une machine du groupe SIDERCA (Argentine). Nous avons trouvé les
références de ce test dans 'article de [Fachinotti, 2001]. Les intéréts de ce test sont multiples :

— pouvoir comparer nos résultats thermomeécaniques avec une approche stationnaire,
— examiner la précision des cartes de contraintes et évaluer la finesse de maillage nécessaire pour
effectuer un calcul thermomécanique en lingotiére de coulée continue.

6.1.2 Obtention du mode stationnaire

Une question clé de I’étude concerne ’obtention de la solution stationnaire de la coulée continue. Comme
le montre la littérature (voir chapitre 1) les méthodes de type "tranche" approchent bien la solution
stationnaire pour le probléme thermique. A cause de sa nature, la méthode globale instationnaire (GI)
ne donne pas dés les premiers incréments la solution stationnaire. Un des intéréts de notre étude est
donc de déterminer au bout de combien d’incréments de temps ’état stationnaire est obtenu.
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6.1.3 Résultats thermomécaniques attendus pour la simulation numérique de la
coulée continue

Notre étude donne accés a la prédiction des cartes thermiques ainsi qu’aux contraintes et déformations
affectant le produit, en particulier la forme extérieure de la brame de coulée continue. De cette forme
nous pouvons tirer le gonflement entre les rouleaux. Il est défini par 'augmentation de 1’épaisseur du
produit, localement entre deux rouleaux. Il est possible de visualiser des fleches de gonflement entre
deux rouleaux : ces fléches sont les différents maxima des épaisseurs entre deux rouleaux consécutifs
dans la direction de coulée.

La forme extérieure du produit est déduite de 1’évolution mécanique du maillage. 11 est alors possible de
déduire le gonflement entre les rouleaux en observant le comportement de la frontiére du maillage. Nous
pouvons calculer le gonflement & partir de la distance par rapport au milieu. En effet, cette grandeur
nous permet de calculer la distance qu’il y a entre chaque noeud et le lieu des points définissant le
centre nominal du produit. Le principe du calcul du centre géométrique de la brame est obtenu & partir
des considérations géométriques décrites dans le chapitre 5. Dans le cas de la coulée de brames, la figure
6.1 illustre notre stratégie de calcul des déflections (positives ou négatives) a l'intrados et a 'extrados
de la brame et donc du gonflement en un point frontieére. Sur cette figure nous avons volontairement
exagéré ’échelle des gonflements qui sont dans la pratique inférieurs & 1 mm.

- R : ]
_________ ! lieu géométrique du cenire de la brame :
i

F1G. 6.1: principe de calcul du gonflement (en coulée de brames)

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

157



6Résultats obtenus avec R2SOL en coulée continue d’acier

ey ¥-7T
2/ [z =2l

avec :

— 21 est le vecteur position du centre géométrique I de la brame correspondant au vecteur position
7 du point M de la frontiére du maillage,

~ R est le rayon de courbure de la zone géométrique considérée (distance entre le centre de courbure
et extrados nominal),

— e est ’épaisseur de la brame,

— T ¢ est le vecteur position du centre C' de courbure de la machine de la zone géométrique considérée.

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

(6.2)

La déflection peut étre positive ou négative; une déflection négative correspond & une concavité de
la surface et une déflection positive correspond & une convexité locale. Le gonflement & une longueur
métallurgique donnée est la somme des déflections a l'intrados et & ’extrados.

6.2 Résultats en thermique

Nous présentons ici les résultats pour le probléme thermique de la coulée continue. Pour ce faire nous
considérons la résolution d’un probléme thermomécanique découplé : le probléme mécanique (arbitraire)
ne sert qu’a tracter le matériau a travers le chemin délimité par les rouleaux.

6.2.1 Présentation

Le probléme mécanique est supposé newtonien, les termes d’inertie et de gravité étant négligés. Pour
définir totalement le probléme mécanique on se donne la viscosité K = 500 Pa.s qui est suffisamment
grande pour éviter une trop forte distorsion du maillage.

Nous considérons par ailleurs des calculs dont les pas de temps sont de I'ordre de 1 s. Un pas de
temps de 1 s représente en fait une borne supérieure pour la coulée continue. En effet, pour des valeurs
supérieures nous perdons de la précision dans la gestion du contact mécanique avec le mannequin et les
rouleaux. L’algorithme de Newton-Raphson peut alors ne pas converger du tout. Nous nous restreignons
pour l'instant & des tailles de maille de I'ordre du centimeétre pour la méthode globale instationnaire
pour des raisons de temps de calcul et de place mémoire.

Le choix du pas de temps et de la taille de maille nécessite bien sir une étude de sensibilité que nous
n’effectuons pas ici. Mais elle reste bien sir a faire pour déterminer la taille de maille optimale et les pas
de temps correspondant qui permettent d’éviter les chocs thermiques. En effet, la résolution thermique
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en ¢élément P1 peut conduire & des oscillations numériques si la taille de maille est inférieure & la profon-
deur de pénétration du choc thermique ou si le pas de temps est trop faible [Comini and Mazan, 1994].
Dans notre cas en prenant une taille de maille Ah de l'ordre de 1 ¢m, il faudrait un pas de temps
minium de :

A 2
b = 21 (6.3)

A
ol a = —— est la diffusivité de 'acier.
pCp

Numériquement en prenant A ~ 40 W/m/K,p ~ 7,3.10% kg/m?® et Cp ~ 700 J/kg/K, on trouve
tmin ~ 12 s. Il faudrait donc des pas de temps supérieurs a 12 s pour éviter les chocs thermiques.

C’est pourquoi, nous avons choisi la méthode T'GD discontinue pour nos simulations; cette méthode
est plus robuste pour gérer les chocs thermiques que la méthode des résolutions par éléments finis P1.
Dans la pratique, on a cependant remarqué que les phénomeénes de choc thermique étaient négligeables
en utilisant des résolutions éléments finis. Ceci est sans doute di au fait qu’on impose des flux et non
des températures comme dans la plupart des cas de validation utilisés en choc thermique.

6.2.2 Reésultats obtenus avec ’acier XC6 et la machine CC2 Sollac Méditerranée
de Fos-sur-Mer

Résultats pour la stratégie globale instationnaire

Nous avons effectué des calculs sur la machine de Fos-sur-Mer avec l'acier XC6 pour deux tailles de
maille (1 et 2 em). Les données thermophysiques du XC6 sont données en annexe 1.

La figure 6.2 représente le maillage initial et sa position dans la machine de coulée continue. Ce maillage
s’agrandit au cours de la simulation comme cela est montré sur les figures 6.3, qui présente I’'évolution
du maillage pour les premiers incréments de temps, et 6.4, qui représente globalement différents états
du maillage dans la zone de refroidissement secondaire. Le maillage initial que nous avons représenté
ici admet une taille de maille de 1 e¢m. Son épaisseur (22,2 ¢m) correspond a 'épaisseur de brame
donné par 'IRSID et sa longueur initiale (20 ¢m) est la longueur de la "zone tampon" définie dans le
chapitre précédent.

Ce premier maillage représente donc I’étendue de la "zone tampon". Initialement le "faux-mannequin"
se trouve au niveau du ménisque (longueur métallurgique nulle) dans la lingotiére. L’outil d’injection
se trouve au cours du calcul & 20 ¢m au-dessus de la lingotiére (soit & une longueur métallurgique de
—20 em car par convention la longueur métallurgique augmente quand on avance dans la machine).
On impose dans la zone tampon la température a la température nominale de coulée (1547 °C) et la
vitesse nominale de coulée (1,25 m/s vers le bas). Comme nous I’avons vu dans le chapitre précédent
cette zone tampon a trés peu d’influence sur les résultats thermomécaniques.
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Fi1a. 6.2: calcul pour lacier XC6 et la machine de Fos/Mer : définition et position du maillage initial
pour le calcul avec la stratégie globale instationnaire

zone
tampon

t=0s

| ménisque |

F1G. 6.3: calcul pour l'acier XC6 et la machine de Fos/Mer : évolution du maillage dans les premiers
incréments de temps et pour un calcul avec la stratégie globale instationnaire
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6.2Résultats en thermique

La figure 6.4 représente I’évolution de la brame & différents instants. Nous montrons également ’évolu-
tion de la fraction liquide pour les diverses configurations de la brame. Les zones en rouge sont liquides
(fraction liquide égale & 1) et les zones en bleu sont solides (fraction liquide nulle). On peut déja deviner
I’étendue des zones liquide, pateuse et solide et voir qu’elles se stabilisent au cours du temps, premiére
preuve que I'état stationnaire a été atteint pour la configuration finale (¢ ~ 24 min).
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F16G. 6.4: calcul pour I'acier XC6 et la machine de Fos/Mer : états successifs de la brame pour le calcul
avec la stratégie globale instationnaire pour une taille de maille de 1 cm

Pour pouvoir comparer le temps de calcul, nous avons réalisé les calculs sur la plate-forme gelas (qui
est un serveur SUN Entreprise 4000 & 14 processeurs UltraSparc-11 de 448 M Hz) du CEMEF avec un
pas de temps de 1 s. Pour un maillage dont la taille de maille est de 1 ¢m il a fallu environ 3 jours de
calcul. Pour un maillage dont la taille de maille est de 2 ¢m il a fallu environ 18 heures. Le nombre de
noeuds total est environ 50000 pour le maillage de taille de maille 1 ¢m et environ 25000 pour celui
dont la taille de maille est 2 cm. La phase de remaillage est réguliérement activée lorsque la distorsion
des mailles proches du mannequin dépasse une valeur limite. De ce fait, il y a eu autant de remaillage
pour les deux calculs.
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6Résultats obtenus avec R2SOL en coulée continue d’acier

Nous avons par ailleurs remarqué que la phase de remaillage occupe une grande partie du temps de
calcul car la résolution mécanique est faiblement non linéaire et la résolution thermique est trés rapide.
Elle pourrait étre optimisée en utilisant une méthode de type "extraction topologique" mise au point
par Frédéric COSTES [Costes et al., 2003].

Les figures 6.5 et 6.6 nous permettent d’estimer les longueurs métallurgiques de fin de puits liquide
et pateux pour des calculs effectués avec des tailles de maille respective de 2 et 1 e¢m. Globalement
ces deux calculs montrent que le puits liquide se situe environ & une longueur métallurgique de 10 m
et le puits pateux est a environ 19 m. Les incertitudes proviennent de la forme des fins de puits o
subsistent encore des "ilots" de fluide ou solide. Pour plus de précision et estimer la forme des puits
nous avons effectué des zooms dans ces régions.

En effet, pour estimer la forme du puits liquide nous avons représenté les fractions liquides pour des
échelles comprises entre 0,999 et 1. Cela signifie que les zones en bleu sont pateuses ou solide et nous
pouvons alors voir la fin de la zone liquide. Le maillage dont la taille de maille est 1 ¢m permet de
mieux apprécier la forme du puits liquide. Cela est di au fait qu’il y a une meilleure "continuité" de
noeuds au centre de la brame. Cependant, cette taille de maille n’est pas assez suffisante pour bien
estimer la forme du puits liquide mais est acceptable dans notre étude.

Ceci n’est cependant qu’un artefact du post-processing. En effet en maillage non structuré il n’y a pas
de rangée de noeuds le long de la "fibre neutre" (définie par le milieu géométrique de la brame). Or
le champ qu’on trace est nodal, donc les couleurs dépendant en partie des distances entre chacun des
noeuds et la "fibre neutre". Ceci explique la présence de "spots" sur les figures. Evidemment, ce défaut
s’atténue en diminuant la taille de maille.

De méme nous avons représenté sur ces deux figures des zooms du puits pateux. Le calcul avec la taille
de maille de 1 c¢m est suffisante pour deviner la forme du puits liquide.

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

— "point n°1" : situé a coeur de la section considérée (position nominale du coeur)
— "point n°2" : situé & mi-distance entre le point n°1 et le point n°3
— "point n°3" : situé sur le bord de la brame de la section considérée (position nominale du bord)

Ces capteurs sont de nature eulérienne : fixes dans I’espace. On recherche a chaque fois I'élément qui
le contient et on interpole au sens des éléments finis.

Les figures 6.7, 6.8, 6.9 représentent les évolutions de la température au cours du temps pour ces
différents capteurs. Lorsque le maillage n’a pas encore atteint le point d’enregistrement le capteur
affiche la valeur de la température nominale de coulée (pour la coulée de Fos-sur-Mer : 1547 °C).

Nous pouvons conclure de ces trois figures que 1'état stationnaire est trés rapidement atteint (quasi
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F1a. 6.5: calcul pour 'acier XC6 et la machine de Fos/Mer : zoom sur les puits liquide et pateux pour
un maillage dont la taille de maille est 2 cm
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F1G. 6.6: calcul pour 'acier XC6 et la machine de Fos/Mer : zoom sur les puits liquide et pateux pour
un maillage dont la taille de maille est 1 cm
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F1a. 6.7: calcul pour l'acier XC6 et la machine de Fos/Mer : évolution de la température en fonction
du temps en trois points de la section & une longueur métallurgique de 1 m
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F1G. 6.8: calcul pour I'acier XC6 et la machine de Fos/Mer : évolution de la température en fonction
du temps en trois points de la section a une longueur métallurgique de 7 m
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F1G. 6.9: calcul pour I'acier XC6 et la machine de Fos/Mer : évolution de la température en fonction
du temps en trois points de la section & une longueur métallurgique de 15 m
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6Résultats obtenus avec R2SOL en coulée continue d’acier

immediatement). Les valeurs oscillent ensuite autour d’une valeur moyenne qui est la solution station-
naire du probléme thermique. L’amplitude des fluctuations est d’autant plus grande que les gradients
thermiques transverses sont importants. Cela est la signature de 'erreur de discrétisation spatiale (le
maillage lagrangien non structuré défile devant le capteur).

La stratégie de calcul par la méthode globale instationnaire (GI) converge donc parfaitement vers un
état stationnaire. Reste maintenant & voir si cette solution stationnaire est bonne. Pour ce faire nous

comparons notre solution avec un calcul de type tranche instationnaire (TT) implémenté dans R2SOL
et avec d’autres logiciels (THERCAST, ABAQUS, CERBER).

Comparaison entre calculs de type tranche instationnaire pour un cas simplifié

Dans l'optique de comparer plusieurs codes de calcul, nous avons bien str choisi des données thermo-
physiques et numériques similaires. Comme le code commercial ABAQUS ne permet de prendre en
compte que des fractions liquides linéaires en fonction de la température, nous avons implémenté un
modéle thermophysique simplifié ou les coefficients sont constants (et représentatifs de 'acier XC6) et
la fraction liquide est linéaire (ce qui est faux en réalité). Voici donc les données numériques choisies
pour le probléme thermique dans le cadre de la validation :

f1T(0)
— la fraction liquide f est linéaire : | 1 1528
0| 1495

— la conductivitée A =30 W/m/K

~ la masse volumique p = 7300 kg/m3

la capacité calorifique Cp = 675 J/kg/K
— la chaleur latente L = 260000 J/kg

Nous n’utilisons ce modéle simplifié que dans cette section dans le seul but de comparer les solutions
obtenues par les différents codes et de valider I’approche globale instationnaire en thermique pour la
coulée continue. Ce travail a été réalisé en collaboration avec Frédéric COSTES. 1l a ainsi pu valider les
stratégies tranche instationnaire (TI) et globale instationnaire (GI) pour le calcul thermique en coulée
continue avec le logiciel THERCAST.

Notre démarche de validation est la suivante. Nous avons implémenté une approche tranche insta-
tionnaire (TI) au sein de R2SOL, ce qui est trés rapide du point de vue de la simulation (environ 5
min de temps de calcul pour R2SOL). Nous comparons les solutions obtenues avec celles des codes
THERCAST et ABAQUS pour le modeéle thermique simplifié, ce qui valide notre approche (TI) avec
R2SOL. Nous comparons alors dans la section suivante les approches (TI) et (GI) de R2SOL avec les
coefficients thermophysiques de I’acier XC6 donnés en annexe, ce qui valide alors ’approche (GI) pour
la thermique.

Comme les calculs de type "tranche" sont rapides, nous avons choisi de diminuer la taille de maille
pour avoir une meilleure précision. De plus nous prenons des maillages de faibles longueur pour avoir
une température aussi homogéne que possible dans la direction de coulée. La figure 6.10 représente
le maillage choisi. Nous ’avons pris structuré mais nous aurions aussi pu effectuer des tests sur un
maillage non structuré.
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F1G. 6.10: calcul pour I'acier X6 et la machine de Fos/Mer : maillage structuré pour le calcul de type
tranche instationnaire ; position des deux capteurs de température lagrangiens : & coeur et en peau, a
I'intrados.

Nous avons placé deux capteurs lagrangiens ("embarqués" avec la tranche) : un au milieu de la face
supérieure et un autre au bord. Ces capteurs enregistrent la température au cours du temps.

Nous avons utilisé un méme type de maillage pour un calcul 2D avec ABAQUS, la résolution thermique
étant effectuée via une discrétisation en élément fini P1. Le calcul a duré environ 7 minutes. Le méme
calcul a été effectué avec THERCAST dans la configuration 3D et dont la résolution thermique est
basée sur la formulation en éléments finis P1. Pour se ramener & un calcul en 2 dimensions nous
avons supposé les petites faces de la "brame" adiabatiques. Pour plus de précision on peut se référer a
[Heinrich et al., 2002, Costes et al., 2003]. Nous comparons alors les températures au centre de la face
supérieure du maillage et au bord.

La figure 6.11 représente la température au centre de la brame et sur la peau solide en fonction de
la longueur métallurgique pour les 3 codes (ABAQUS, R2SOL et THERCAST). Les résultats sont en
accord entre eux ce qui valide notre approche tranche instationnaire pour la coulée continue.

On peut par ailleurs estimer les longueurs métallurgiques des puits liquide et pateux en tracant les
droites de température T = Ty, = 1528 °C' et T' = Tg = 1495 °C. La longueur métallurgique du puits
liquide est difficile & estimer car le gradient thermique & coeur est faible dans cette zone. Approxima-
tivement, on obtient :

— I(puits liquide) ~ 12 m
— I(puits pateux) ~ 19,5 m

Ces valeurs sont proches de celles trouvées avec la stratégie globale instationnaire de la section précé-
dente et un jeu de données thermophysiques plus complet.

Comparaison entre la méthode (GI) et (TI) de R2SOL pour le cas du XC6

Dans cette section nous comparons les résultats obtenus avec la méthode globale instationnaire (GI)
développée dans R2SOL et la méthode de type tranche instationnaire développée dans R2SOL. Nous
comparons les températures a coeur et sur la peau solide pour les données thermophysiques du XC6
(données non simplifiées dans ce cas, voir annexe 1). Pour ce faire nous avons supposé que la configu-
ration & t &~ 24 min représente une solution stationnaire de la brame. Nous avons pris point par point
la température sur la peau et la température & coeur.
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Fi1a. 6.11: calcul pour I'acier XC6 et la machine de Fos/Mer : évolution de la température a coeur et
en peau en fonction de la longueur métallurgique, obtenue avec différents logiciels
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6.2Résultats en thermique

La figure 6.12 montre le profil de température pour les méthodes (GI) et (TT).

Il faut cependant remarquer que la température & coeur n’est pas aisée & obtenir pour la stratégie
(GI) car le maillage n’est pas structuré. En effet il n’y a pas forcément de noeud exactement au centre
de la brame et ’'obtention de la température au centre nécessite une interpolation locale donnant une
température plus faible. Dans la configuration de la coulée continue, on obtient donc forcément des
valeurs de température a coeur légérement inférieures a celles obtenues avec un calcul considérant un
maillage structuré. On remarque effectivement ceci sur la figure 6.12; cet aspect peut étre une des
raisons pour lesquelles la température a coeur pour la méthode (GI) est inférieure a la méthode (TT).
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F1G. 6.12: calcul pour I'acier XC6 et la machine de Fos/Mer : comparaison entre les méthodes (TI) et
(GI) développées dans R2SOL ; températures a coeur et & peau en fonction de la longueur métallurgique

Cette figure montre une bonne adéquation entre les deux méthodes. Ceci valide donc notre stratégie
globale instationnaire pour les calculs thermiques.

6.2.3 Résultats obtenus avec 1’acier 18 M5 et la machine Sollac-Atlantique de Dun-
kerque

Nous présentons ici succinctement les résultats de thermique obtenus avec la machine de Dunkerque
avec l'acier 18M5. Nous comparons la méthode (TI) et (GI) comme dans la section précédente. La
figure 6.13 représente 1’évolution de la brame en fonction du temps et la fraction liquide.
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F1G. 6.13: calcul pour I'acier 18M5 et la machine de Dunkerque : évolution de la brame dans la machine
de coulée continue
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6.2Résultats en thermique

Comme pour le calcul avec la machine de Fos-sur-Mer, nous avons choisi trois capteurs pour chaque
section définie par leur longueur métallurgique : 1 m, 7 m et 15 m. Dans une méme section, les capteurs
sont nommés et situés de la facon suivante :

— "point n°1" : situé & coeur de la section considérée,
— "point n°2" : situé entre le point n°1 et le point n°3
— "point n°3" : situé sur le bord de la brame de la section considérée

Les figures 6.14, 6.15 et 6.16 représentent les évolutions de température au cours du temps de ces
différents capteurs. Lorsque le maillage n’a pas encore atteint le point d’enregistrement le capteur
enregistre la valeur de la température nominale de coulée (pour la coulée de Dunkerque : 1528 °C).
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F1G. 6.14: calcul pour 'acier 18M5 et la machine de Dunkerque : évolution de la température en
fonction du temps en trois points de la section a une longueur métallurgique de 1 m
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Fia. 6.15: calcul pour 'acier 18M5 et la machine de Dunkerque : évolution de la température en
fonction du temps en trois points de la section a une longueur métallurgique de 7 m
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Fi1a. 6.16: calcul pour 'acier 18M5 et la machine de Dunkerque : évolution de la température en
fonction du temps en trois points de la section a une longueur métallurgique de 15 m

Comme pour le cas de Fos-sur-Mer, 1’état stationnaire est immédiatement atteint : on remarque toute-
fois que pour les capteurs en peau les oscillations autour de la solution stationnaire ont une amplitude
plus faible. 11 est délicat d’apporter une explication car plusieurs phénoménes entrent en jeu. On peut
cependant dire que généralement les gradients thermiques dans I’épaisseur de la brame sont moins éle-
vés dans le cas de Dunkerque. De plus, dans le cas de Dunkerque, le refroidissement est moins intense.
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De ce fait, les gradients thermiques en peau sont moins forts ce qui "stabilise" bien évidemment la
solution numérique.

La figure 6.17 compare les températures en fonction de la longueur métallurgique et montre une bonne
adéquation entre les deux résultats. On peut par ailleurs déduire les longueurs métallurgiques des puits
liquide et pateux :

— I(puits liquide) ~ 11 m
— I(puits pateux) =~ 18 m
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Fia. 6.17: calcul pour I'acier 18M5 et la machine de Dunkerque : comparaison entre les méthodes
(TT) et (GI) développées dans R2SOL ; température a coeur et sur la peau en fonction de la longueur
métallurgique

6.2.4 Conclusion

Nous venons de présenter des résultats en thermique pour la coulée continue. Pour ce faire nous avons
proposé un probléme thermomécanique simplifié ol I’équation de conservation de ’énergie du chapitre
3 est résolue, le probléme mécanique est simplifié mais nécessaire pour faire avancer le matériau dans
la machine.

Nous avons effectué dans un premier temps des calculs thermiques sur la machine de Fos-sur-Mer.
En utilisant la méthode (GI), nous avons montré que le régime stationnaire était obtenu quasi-
immeédiatement. Il subsiste cependant des fluctuations, provenant des gradients transversaux non négli-

173



6Résultats obtenus avec R2SOL en coulée continue d’acier

geables et de la discrétisation spatiale pouvant étre encore plus fine. Pour valider la solution stationnaire
obtenue, nous avons comparé les températures a coeur et sur la peau avec un calcul tranche que nous
avons validé grace aux codes ABAQUS et THERCAST. La comparaison s’est avérée bonne ce qui
valide notre approche (GI) en thermique.

Nous avons d’autre part effectué un calcul thermique pour la machine de Dunkerque avec la méthode
(GI). Nous avons également mené une étude de stationnarité de la solution thermique et nous avons
abouti aux mémes conclusions que pour Fos-sur-Mer. Nous avons ensuite comparé les températures a
coeur et sur la peau avec le calcul "tranche", développé dans R2SOL. La comparaison est bonne ce qui
valide aussi la solution thermique pour notre approche (GI) pour la machine de Dunkerque et 1’acier
18M5.
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6.3Résultats en thermomécanique

6.3 Résultats en thermomécanique

Nous présentons dans cette section les résultats thermomécaniques de coulée continue d’acier. Pour ce
faire nous avons effectué des simulations sur les cas de coulée continue suivant :

1. acier 18M5 associé a la machine Sollac Atlantique de Dunkerque,
2. acier XC6 et la machine Sollac Méditerranée (Fos-sur-Mer),

3. acier DS600 associé a une machine du groupe SIDERCA (Argentine).

Dans le cadre du projet OSC, des essais sur pilote étaient planifiés & I'IRSID. Malheureusement, a
I’heure actuelle, aucune mesure de gonflement n’a encore été effectuée sur le pilote. Nous sommes donc
dans 'expectative concernant des résultats expérimentaux. A partir de ces mesures, nous aurions en
effet pu comparer les solutions données par notre modéle directement avec ’expérience ce qui aurait
confirmé ou infirmé notre approche. Mais nous sommes conscients qu’il est techniquement bien plus
simple, en coulée continue d’acier, d’effectuer des simulations numériques que des essais expérimentaux.

Cependant, nous pouvons tirer plusieurs intéréts au niveau des trois simulations de coulée continue
d’acier que nous proposons. Concernant la nuance 18Mb associée & la machine de Dunkerque, nous avons
diverses sources de résultats. D’une part, une campagne expérimentale a été menée par I'IRSID sur
cette machine et pour cette nuance, dans les années 80 ([Lamant et al., 1984], [Kraemer et al., 1986]).
D’autre part, dans sa thése (1987), Dalin a effectué des calculs mécaniques avec un modéle stationnaire
pour cette configuration. Le cas de Dunkerque nous permettrait donc de comparer nos solutions avec
des résultats déja existants. Avant tout il sera nécessaire de comparer nos données avec celles des années
80.

Le calcul avec l'acier XC6 et la machine de Fos-sur-Mer présente également un intérét non pas au
niveau de la validation mais concernant ’adaptativité de notre approche a une autre machine et un
acier possédant des propriétés thermophysques différentes. Nous avons par ailleurs mené une étude de
sensiblité au pas de temps et a la taille de maille & partir de ce cas de coulée.

Enfin, nous présentons un calcul en lingotiere effectué sur une billette de la nuance DS600 d’une machine
de la SIDERCA (Argentine). Ce cas permet, d’abord, d’étendre la validité de notre approche avec le
code R2SOL & un nouveau format (billette). Gréace a ce calcul, nous avons, par ailleurs, pu comparer
directement nos résultats avec ceux de [Fachinotti, 2001]. Enfin ce calcul permet de sonder les limites
du code R2SOL au niveau de la finesse du maillage.

6.3.1 Résultats des simulations thermomécaniques concernant ’acier 18M5 et la
machine CC2 Sollac Atlantique de Dunkerque

Une campagne de mesure de gonflements a été effectuée sur la machine Sollac Atlantique de Dunkerque
avec I’acier 18M5 il y a une vingtaine d’années. On peut notamment trouver dans [Lamant et al., 1984]
et dans [Kraemer et al., 1986] un résumé des activités qui y ont été menées. [Dalin, 1987| a mené une
étude thermomeécanique de la coque solide de 'acier 18 M5, avec une approche statique, et a comparé
les mesures de gonflements par rapport a [Kraemer et al., 1986] et [Lamant et al., 1984|. Nous voyons
donc 1a opportunité de comparer les déflections obtenues d'une part avec R2SOL, d’autre part avec
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celles déduites du calcul de [Dalin, 1987] et celles mesurées directement sur la machine de Dunkerque
([Lamant et al., 1984], [Kraemer et al., 1986]).

Dans un premier temps nous présentons les résultats que nous avons obtenus avec notre approche
globale instationnaire. la configuration de test de [Dalin, 1987] ainsi que les résultats. Nous faisons
ensuite 'exposé des résultats expérimentaux effectués par 'IRSID et des résultats numériques obtenus
par |Dalin, 1987]. Enfin nous comparons les déflections que nous avons obtenues avec les mesures de
[Kraemer et al., 1986] et les calculs de [Dalin, 1987].

Reésultats thermomeécaniques obtenus avec le logiciel R2SOL pour la machine de Dun-
kerque et I’acier 18M5

CARACTERISTIQUES DU CALCUL : Nous avons effectué des simulations thermomécaniques
pour la machine de Dunkerque et la nuance 18M5. Nous rappelons les hypothéses du probléme méca-
nique que nous avons faites pour ce calcul :

— la zone liquide a un comportement newtonien de viscosité 10° Pa.s : c’est une valeur arbitrairement
élevée qui nous a permis d’effectuer des calculs avec de grandes tailles de maille & coeur et avec des
pas de temps élevés,

— la zone solide obéit & un comportement élasto-viscoplastique (evp) (le modele IT de [Kozlowski et
al., 1992] a été choisi, voir chapitre 4),

— la zone pateuse obéit a un comportement viscoplastique effectuant le lien entre les comportements
evp de la zone solide et newtonien de la zone liquide,

— les termes d’inertie sont supposés négligeables,

— la vitesse de coulée est de 0,014333 m.s~! (0,86 m.min~!),

— D’épaisseur de la brame est de 0,25 m.

Le calcul a été effectué avec un maillage dont la taille de maille & coeur est de [, = 2 cmet de [y, = 0,8 em
sur les bords. Cela signifie qu’a partir de la longueur métallurgique 8 m nous avons environ 50 noeuds
sur la frontiére entre deux rouleaux. En haut de la machine ou les espacements entre les rouleaux est
plus grand nous avons environ 25 noeuds entre les rouleaux.

La figure 6.18 représente le maillage at =0 s et & ¢ = 90 s. La longueur de la "zone tampon" est prise
égale & 0,3 m. Par ailleurs le pas de temps est choisi : At =1 s.

Dans cette configuration nous avons simulé plus de 20 m en 4 jours avec un PC Lattitude C610
(caractérisituges : Pentium IIT 1 GHz et 512 Mo de RAM). Le calcul s’arréte pour une longueur
métallurgique de 21 m a cause d’un probléme de place mémoire (nous avons environ 40000 noeuds).
Signalons ici que comme la majorité des routines de R2SOL sont écrites en FORTRAN 77 le mode de
stockage est statique ce qui sature rapidement la mémoire vive. L’utilisation du fortran 90, basée sur
un mode de stockage dynamique, permettrait de s’affranchir de cette limitation.

OBTENTION DES DEFLECTIONS EXTRADOS : La figure 6.19 représente les gonflements
a l'extrados en fonction de la longueur métallurgique a l'instant ¢ &~ 24 min de coulée. En rouge est
représentée ’évolution de la déflection, en noir sont représentées les positions des rouleaux et en bleu
est représentée la pénétration de consigne pengy; (définie dans le chapitre 5).
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F1G. 6.18: machine de Dunkerque, acier 18M5 : maillage at =0et a t =~ 90 s

Cette simulation a été effectuée pour une pénétration dans les rouleaux penobj = 0,1 mm et on
peut d’ailleurs remarquer que cette valeur est bien respectée. Par ailleurs les fleches des gonflements &
I'extrados sont comprises entre de 0,2 et 0,4 mm. A ces valeurs il faut soustraire la valeur de consigne
de pénétration numérique dans les rouleaux. Nous obtenons donc des déflections comprises entre 0, 1
mm et 0,3 mm.

Nous nous sommes limités & montrer le gonflement des 18 premiers métres par souci de clarté. 1l serait
plus délicat d’apprécier les déflections sur la figure 6.19 si I'axe des ordonnées s’étendait sur de plus
grandes valeurs. En effet, la partie de la brame située au-deld de 18 m n’est pas en état stationnaire
du fait des effets de bord résultant de I'imposition des conditions aux limites en téte de brame.

5,0E-04

déflection
40504

extrados

(m) 3.0E-04 |

1,0E-04

0,0E +00

a 2 4 =] 2 10 12 14 1'5 12
longueur métallurgique (m)

en rouge déflections extrados calculées par R2SOL
en noir positions des rouleaux
en bleu la valeur de consigne de la pénétration numeérique dans les rouleaux

F1G. 6.19: machine de Dunkerque et acier 18M5 : déflections extrados obtenues avec R2SOL en fonction
de la longueur métallurgique aprés environ 21 m de coulée

La figure 6.20 est un zoom pour mieux apprécier la déflection de la portion de brame se situant
entre les longueurs métallurgiques 13,15 m et 14,07 m (définie par les rouleaux n°79-84). Cette figure
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montre d’'une part que la fleche de la déflection extrados est plus proche du rouleau aval et que la
forme des déflections est du type "goutte d’eau", comme cela a déja été observé ([Lamant et al., 1985],
[Wunnenberg, 1978], [Dalin, 1987]). Par ailleurs, le profil des déflections est un peu "chahuté". Il y
a plusieurs raisons pour expliquer ce phénoméne. D’abord, avec une discrétisation spatiale plus fine,
on devrait améliorer le profil des déflections. Cependant, nous n’avons pas pu tester des tailles de
maille plus fines sur le bord a cause de problémes de mémoire. D’autre part, notre approche étant
instationnaire, le matériau avancant par a coups, des instabilités mécaniques peuvent apparaitre quand
I'acier aborde un nouveau rouleau.
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extrados
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(m)

1,0E-04
0,0E+00 T T T T T T T T T

131 132 133 134 135 136 13,7 138 139 14 141

longueur métallurgique (m)

en rouge déflections extrados calculées par R2SOL
en noir positions des rouleaux
en bleu la valeur de consigne de la pénétration numérique dans les rouleaux

F1G. 6.20: machine de Dunkerque et acier 18M5 : zoom des déflections extrados sur la zone comprise
entre les longueurs metallurgiques 13,15 m et 14,07 m

OBTENTION DES DEFLECTIONS INTRADOS : De méme que précédemment, la courbe
6.21 représente les gonflements a l'intrados en fonction de la longueur métallurgique & 'instant ¢ ~ 24
min de coulée. Comme pour la déflection & l'extrados, on remarque que la valeur de consigne pour la
pénétration est bien respectée. Cela montre bien 'efficacité de notre stratégie de contact.

Par ailleurs, on remarque que les fleches des gonflements & l'intrados sont légérement inférieures aux
déflections extrados. D’autre part, il apparait plusieurs points de déflection nette négative, c’est-a-dire
inférieure & 0,1 mm (qui est la consigne pour la pénétration dans les rouleaux). En outre, nous avons
effectué un zoom sur la zone délimitée par les longueurs métallurgiques 13,15 m et 14,07 m (voir
figure 6.22). Les déflections constatées sont en effet plus faibles (les maxima sont de I’ordre de 0,2 mm
-0,3 moins la consigne 0,1 mm- contre 0,3 pour les déflections extrados). Par ailleurs comme pour la
déflection & l'extrados, on peut voir que le profil est du type "goutte d’eau" car la fleche de la déflection
est plus proche du rouleau aval. Le profil est cependant moins marqué que pour I'extrados car la fleche
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F1G. 6.21: machine de Dunkerque et acier 18M5 : déflections intrados obtenues avec R2SOL en fonction
de la longueur métallurgique aprés environ 21 m de coulée

est plus faible.

179



6Résultats obtenus avec R2SOL en coulée continue d’acier
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F1G. 6.22: machine de Dunkerque et acier 18M5 : zoom des déflections intrados sur la zone comprise
entre les longueurs metallurgiques 13,15 m et 14,07 m

STATIONNARITE DE LA SOLUTION : Comme notre approche est instationnaire, nous devons
voir si nous obtenons le régime stationnaire. Nous allons faire ’étude de la stationnarité en analysant
les courbes de gonflement extrados en fonction du temps.

Les figures 6.23 et 6.24 représentent I’évolution des déflections & 1'extrados d en fonction du temps ¢
en différents points définis par leur longueur métallurgique. Ces points sont choisis comme étant les
maxima locaux des déflections d’apres la figure 6.19. Pour chaque point, 'origine des temps t est prise
lorsque le point en question est atteint par le "faux-mannequin".

Ces figures montrent que le régime stationnaire est atteint au bout de Afgy; =~ 150 s. Par rapport au
probléme thermique, ou I’état stationnaire est obtenu quasi-immédiatement, I'effet d’instationnarité est
plus marqué pour le probléme mécanique. Cela est di & 'engagement de la téte de brame dans le chemin
délimité par les rouleaux. Aty correspond en fait au temps au bout duquel s’établit 1’équilibre entre
les rouleaux nouvellement abordés et la brame d’acier. A partir de cet instant les déflections fluctuent
autour d’une valeur moyenne qui est de 'ordre de 0,1 & 0,3 mm. Cependant ces fluctuations ne sont
pas négligeables car elles sont de ’ordre de +0, 05 mm.
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F1G. 6.23: machine de Dunkerque et acier 18M5 : déflection extrados d (m) en fonction du temps ¢ (s)
en différents points de la machine
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F1G. 6.24: machine de Dunkerque et acier 18M5 : déflection extrados d (m) en fonction du temps ¢ (s)
en différents points de la machine
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On peut donc conclure que la solution thermomécanique proposée par R2SOL atteint un régime sta-
tionnaire au bout de 150 s ce qui correspond & une longueur de 2,15 m. Cela est acceptable car cette
longueur représente moins de 10% de la longueur totale de la coulée continue de Dunkerque. 11 faut
par ailleurs noter que le régime stationnaire est certes atteint mais qu’il subsiste des fluctuations non
négligeables qui sont la conséquence de la non-stationnarité de notre approche.

Présentation des mesures de déflections effectuées sur la machine de Dunkerque et des
résultats de la thése de [Dalin, 1987]

La figure 6.25 représente la machine de coulée continue sur laquelle a été effectuée la campagne de
mesure de gonflement. L’IRSID a effectué les mesures de gonflement a la longueur métallurgique 13, 75
m, c’est-a-dire & environ 11 m en-dessous du ménisque de la lingotiére. Ce point de mesure se situe
entre les rouleaux 76 et 78.

Coulée Continue n° 2

USINOR DUNKERQUE

r
~ 0
] 2
" 3 Distances entru;
o A de @gmﬂﬂq'““"‘ Roel. pali  [Roul. petnh 4
fovlcau it rades ':m:‘ LT ™ ; f‘:‘

—®1 272 36| 280 LS | %2 [ 312 433 | 820

_____,,...3','4'15 320 18 | 4aa | 357 | s00 | 365

4

/,H&ah hon' Mo | 37,6 | 43e | 52,4 | Lus

a9 | 480 o | 49,2 | 529 | To,g | 5o

(000 0CoCCOL
®QQ®ogmoooq@Q@
| 1

Point de la
mesure

CORLLT & J

Fi1G. 6.25: géométrie de la machine CC2 de Dunkerque en 1984 sur laquelle ont été effectuées les mesures
de gonflement ; position du point de mesure du gonflement
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La figure 6.26 représente la mesure du gonflement extrados obtenue : on peut notamment remarquer
qu’elle oscille autour d’une valeur moyenne (proche de 1 mm). Un état quasi-stationnaire est certes
atteint mais il subsiste de fortes fluctuations autour de cette valeur moyenne. Le procédé de coulée
continue apparait donc dans la réalité comme instationnaire.

2.0!-

506 .. w0 5000 Sossde L 6o

Temps (s)

F1G. 6.26: valeurs de fleches de gonflement (en mm) mesurées sur la coulée n°2 de Dunkerque |Lamant,
1984] [Dalin, 1987]

Dans sa these, [Dalin, 1987] a effectué une approche thermomécanique stationnaire uniquement sur la
coque solide située a ’extrados, & une longueur métallurgique de 13,75 m, d’épaisseur e = 88 mm et
qui est comprise entre 2 ou 3 rouleaux. La figure 6.27 rassemble des données numériques de son calcul.

Par ailleurs, ’action de la zone pateuse est simulée grace & la pression ferrostatique qui s’exerce sur la
face interne de la coque solide du matériau. La face externe de la coque solide est supposée libre. Les
vitesses des faces supérieures et inférieures sont imposées et égales a la vitesse de coulée. [Dalin, 1987]
obtient alors la forme de ’enveloppe de la brame et en déduit le gonflement & I'extrados.

Les figures 6.28 et 6.29 sont des résultats de simulations obtenues par [Dalin, 1987|. La figure 6.28
donne le profil de la brame a I'extrados entre les rouleaux 76 et 78. Ce profil a été obtenu grace au
code en 2 dimensions CC2D développé par Dalin. Elle montre notamment que le gonflement extrados
admet une valeur maximale de 0,8 mm qui est plus proche du rouleau aval. Le profil du gonfle-
ment extrados ressemble & un profil "en goutte d’eau" comme l'ont déja vu [Wunnenberg, 1978] et
[Lamant et al., 1985].
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F1G. 6.27: caractéristiques de la coulée n°2 de la Sollac de Dunkerque utilisées pour la simulation
numeérique de [Dalin, 1987]
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F1G. 6.28: déflection extrados obtenue par [Dalin, 1987] avec un calcul en 2 dimensions
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La figure 6.29 représente la synthése de plusieurs simulations, cette fois en 3 dimensions, effectuées
par Dalin avec le code CC3D. 1II a effectué plusieurs simulations pour des rapports différents entre la
grande largeur du matériau et ’écartement entre les rouleaux. Cette figure rassemble donc les fléches
de gonflement qu’il a obtenues pour ces diverses simulations.

De ces résultats, on peut noter deux choses intéressantes. D'une part, dans la configuration réelle (le
rapport grande largeur sur écartement vaut 2, 78), la fleche de gonflement a I’extrados est environ égale
a4 0,6 mm qui est & comparer & la mesure expérimentale 1,0 mm. D’autre part, lorsque le rapport
grande largeur sur écartement est grand, la fleche de gonflement tend vers une valeur limite 0,8 mm,
égale au gonflement en 2 dimensions que nous devons comparer avec nos résultats de déflections.

Gonflement (mm)
0,8 -
0.6
04
0.2
0,0 T T v T —1— T T v :
15 : 2,0 2,5 3.0 3.5 .4,0

o f
Grande largeur/écartement

Fi1G. 6.29: influence de la grande largeur par rapport a ’écartement sur le gonflement calculé; cas
effectué par [Dalin, 1987| en 3 dimensions

En conclusion, voici donc les aspects intéressants & comparer avec les études numériques et expérimen-
tales effectuées sur la machine de Dunkerque et ’acier 18M5 :

— par rapport aux expériences menées sur la machine CC2 Sollac Atlantique, le gonflement fluctue
fortement autour d’une valeur moyenne et est de 'ordre de grandeur de 1 mm,

— par rapport aux calculs effectuées par [Dalin, 1987], la fleche de gonflement a I’extrados est de I’ordre
de 0,8 mm en 2 dimensions et le profil entre deux rouleaux est le méme que celui d’une "goutte
d’eau".
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Comparaison et interprétation des résultats de déflection obtenus avec R2SOL

Par rapport aux études expérimentale et numérique faites dans les années 80, nous avons des différences
assez nettes concernant les valeurs des déflections. Il y a toutefois des similitudes au niveau de la
stationnarité des solutions et de la forme des déflections.

En effet, a I'instar des mesures expérimentales effectuées sur la machine de Dunkerque, les déflections
sont sujettes a des fluctuations non négligeables. Une analyse spectrale pourrait nous renseigner sur
I'éventuelle existence de périodes de fluctuation et, pourquoi pas, comprendre 'origine de ces phéno-
menes.

D’autre part, comme [Dalin, 1987], nous avons obtenu des profils de gonflement de type "goutte d’eau".
Cela conforte donc qualitativement notre approche instationnaire.

Cependant nous n’obtenons pas les mémes ordres de grandeur que [Kraemer et al., 1986] ou [Dalin, 1987].
En effet cela vient essentiellement du fait que nous n’avons pas les mémes données conernant la ma-
chine C'C?2 Sollac Atlantique de Dunkerque. Cette machine a da subir des transformations géométriques
depuis les derniers tests des années 80 :

— la C'C?2 posséde maintenant 132 rouleaux contre 112 il y a presque vingt ans,

les espacements entre rouleaux sont maintenant plus faibles,

— au point de mesure de I'IRSID (a la longueur métallurgique 13,75 m) l'espacement était de 54 cm
contre 46 ¢m maintenant,

— les rayons des rouleaux sont également plus faibles (ceci étant bien str lié a la diminution de ’espa-
cement).

Pour pouvoir comparer nos déflections avec ceux cités dans la thése de [Dalin, 1987] nous allons effectuer
un calcul d’ordre de grandeur. Des modéles statiques (type modeéle poutre, ...) montrent qu’il existe
une forte dépendance entre la déflection constatée et I'espacement entre rouleaux. [Dalin, 1987| cite
plusieurs auteurs et notamment [Smarzynski et Weber, 1981] qui ont proposé une expression analytique
des déflections :

E{Z47})Z52

ferro
d=k———5t—F- 6.4
‘rCO,42 PT2752 6,05 ( )

evp €g

ou :

k est une variable intrinséque & chaque machine de coulée continue,
H est I'espacement entre les rouleaux,

— Pferro est la pression ferrostatique,

— eg est ’épaisseur de la coque solide.

Si 'on désigne par d la déflection extrados obtenue avec un espacement entre rouleau de H = 46 c¢m
(espacement actuel de la machine de Dunkerque) et par dy la déflection obtenue avec un espacement
Hy = 54 ¢m (espacement de la thése de [Dalin, 1987]), en supposant que toutes les autres conditions
sont les mémes (épaisseur et viscosité de la coque solide, pression ferrostatique, vitesse de coulée), on
a d’apreés 1’équation 6.4 :
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d H7,47
d_o == _H7’47 (65)
0

On en déduit donc les déflections minimum d()”i” et maximum dg*** si I’on avait effectué un calcul avec
un espacement de Hy = 54 cm :

' "Hy 1T F547 AT
min — g | =2 =0,1|—| =~ :
dy d_H_ 0, %) 0,33 mm (6.6)
FHy 1T F5477A7
max __ -9 — = ~ )
dy —d_H_ 0,3_46_ 0,99 mm (6.7)

Nos valeurs minimum et maximum encadrent la valeur prédite par [Dalin, 1987|. Il reste seulement a
confirmer ces ordres de grandeur pour valider complétement ’approche ce qui nécessiterait d’avoir le
fichier descriptif de la machine CC2 de Dunkerque d’il y a vingt ans et de faire le calcul correspondant
avec R2SOL.

6.3.2 Résultats des simulations thermomécaniques concernant ’acier XC6 et la
machine CC2 Sollac Méditerranée de Fos-sur-Mer

Dans cette section nous présentons les résultats des simulations thermomécaniques concernant la ma-
chine de Fos-sur-Mer et de I'acier XC6. Nous avons effectué plusieurs simulations pour tester I'efficacité
de notre méthode.

Nous présentons d’abord les données fondamentales du calcul thermomécanique de la machine de Fos-
sur-Mer associée a l'acier XC6. Nous faisons ensuite un exposé des résultats de déflection avec une
pénétration dans les rouleaux autorisée peng,; = 0,1 mm. Nous avons vu dans la section précédente
que la pénétration utilisée penyy,; = 0,1 mm n’était pas négligeable devant I'ordre de grandeur des
déflections (0,2 mm) ce qui pourrait perturber les résultats de gonflement. La méthode consistant a
diminuer pengy; est mauvaise car ceci amene & augmenter la valeur du coefficient de pénalisation. Cela
a pour conséquence de déconditionner le systéme & résoudre. Dans la pratique nous avons toutefois pu
couler 7 m avec une pénétration de consigne de peng,; = 0,01 mm.

La méthode proposée ici consiste & augmenter arbitrairement le rayon des rouleaux de 0,1 mm (ce qui
est bien évidemment négligeable devant la taille des différents rouleaux). Ainsi la pénétration effective
dans les rouleaux est quasi-nulle. La figure 6.30 illustre cette remarque. Nous avons représenté deux
rouleaux extrados ainsi que deux gonflements observés (en rouge et en vert) en fonction de la méthode
adoptée. Ce schéma n’est pas a 1'échelle (pengy; a été exagéré). Le lieu des points géométriques de la
brame de déflection nulle est représenté en pointillés. Les rouleaux sont représentés en gris. En rouge,
nous avons schématisé la forme extrados du matériau ou la pénétration pen,y; est tolérée. Cela signifie
que le matériau peut pénétrer les rouleaux au maximum de la valeur de pen;. En vert, nous avons
représenté la configuration oi1, d'une part, la pénétration peny,; est acceptée, d’autre part, en supposant
que le rayon des rouleaux est de R+ pengp; (R étant le rayon nominal des rouleaux). Cela veut dire que

188



6.3Résultats en thermomécanique

le matériau peut pénétrer de pengy; les rouleaux de rayon R + pengy;. En appliquant cette méthode,
nous pouvons de ce fait conclure que la pénétration effective dans les rouleaux, de rayon R, est quasi
nulle (du moins négligeable par rapport a pengy;). Elle permet donc de générer une méthode avec une
pénétration "objectif" nulle.

F1G. 6.30: machine Fos-sur-Mer, acier XC6 : illustration de la stratégie mise en oeuvre pour réaliser
des calculs respectant au mieux le contact avec le profil nominal des rouleaux

Avec cette méthode, nous avons effectué plusieurs tests avec des pas de temps différents (dt = 1,2 et 5
s) et avec deux maillages : le premier admet une taille de maille sur les bords de 0,8 c¢m et une taille de
maille de 2 ¢m & coeur, le second posséde une taille de maille homogéne de 2 cm. Enfin, nous présentons
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des cartes de contraintes au sein de la brame. Ceci nous permet d’analyser 1’état thermomécanique du
matériau et de déterminer les zones de traction et compression.

Caractéristiques du calcul thermomeécanique avec la machine de Fos-sur-Mer

Nous avons mené plusieurs calculs thermomeécaniques avec la machine de Fos-sur-Mer. Nous rappelons
les hypothéses du probléme mécanique que nous avons faites pour ce calcul :

— la zone liquide a un comportement newtonien de viscosité 10% Pa.s,

la zone solide obéit & un comportement élasto-viscoplastique (evp) (le modele de [Kim et al., 1996]

a été choisi, voir chapitre 4),

— la zone pateuse obéit a un comportement viscoplastique effectuant le lien entre les comportements
evp de la zone solide et newtonien de la zone liquide,

— les termes d’inertie sont supposés négligeables,

la vitesse de coulée est de 0,0208333 m.s~1 (1,25 m.min~1),

I’épaisseur de la brame est de 0,222 m

Nous avons effectué des calculs avec deux maillages :

— le premier maillage (qu’on nomme maillage n°1 dans la suite) admet une taille de maille a coeur de
2 em et de 0,8 em sur les bords dans une bande de 2 em de large (c’est le méme type de maillage
que celui du calcul précédent avec la machine de Dunkerque),

— le deuxiéme maillage (qu’on nomme maillage n°2) admet une taille de maille homogeéne de 2 em.

Ces deux maillages ont une "zone tampon" (définie dans le chapitre 5) de longueur 0,3 m. Le domaine
initial s’étend donc de la longueur métallurgique —0,3 m a la longueur métallurgique 0 m.

Par ailleurs nous avons effectué des simulations pour des pas de temps de 1, 2 et 5 s avec le maillage n°1.
Ceci nous permettra de voir les influences du pas de temps et de la taille de maille sur le gonflement.

Nous avons effectué des tests sur le méme PC que dans le cas de Dunkerque. Les temps de calcul
sont inférieurs & une journée ce qui est bien inférieur au temps de calcul nécessaire pour le calcul de
Dunkerque. Il y a plusieurs raisons a cela :

— la vitesse de coulée dans le cas de Fos-sur-Mer est supérieure a celle de Dunkerque, on parcourt donc
en moins d’incréments la machine de coulée continue que dans le cas de Dunkerque,

— il y a moins d’itérations dans le cas de Fos-sur-Mer; cela peut étre da & la forme de la machine
(qui est "verticale-courbe", alors que la machine de Dunkerque est directement "courbe") ou au
comportement mécanique de l'acier,

— I’épaisseur de brame est plus faible dans le cas de Fos-sur-Mer, donc il y a moins de noeuds et les
systémes a résoudre sont de plus petite taille.

Cependant on pourrait régler le pas de temps sur celui de Dunkerque de telle sorte qu’a chaque incré-
ment on avance d’autant dans les deux cas. Cela nous permettrait alors de comparer plus exactement
les deux temps de calcul.
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6.3Résultats en thermomécanique

Déflections extrados et intrados obtenues avec une pénétration "objectif" de 0,1 mm

La figure 6.31 représente 1’évolution de la déflection extrados en fonction de la longueur métallurgique.
On voit que les déflections sont de l'ordre de 0,25 mm. Sur cette figure nous avons représenté la
pénétration de consigne (0, 1 mm) ainsi que les positions des rouleaux. Nous avons de méme représenté
les déflections intrados sur la figure 6.32.
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F1G. 6.31: machine Fos-sur-Mer, acier XC6 : déflection extrados obtenue avec R2SOL
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F1G. 6.32: machine Fos-sur-Mer, acier XC6 : déflection intrados obtenue avec R2SOL

Déflections extrados et intrados obtenues avec une pénétration "objectif" nulle

Dans cette section, nous comparons les résultats de déflection entre la méthode de pénétration "objectif"
nulle et la méthode ot nous tolérons une pénétration pen,,; dans les rouleaux. Nous avons réalisé cette
étude avec un pas de temps de 1 s et le maillage n°1.
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6Résultats obtenus avec R2SOL en coulée continue d’acier

Par souci de clarté nous ne présentons que les résultats des déflections extrados. La figure 6.33 représente
la comparaison des déflections extrados obtenues avec une pénétration effective de 0,1 mm (courbe en
rouge) et avec une pénétration effective nulle (courbe en noir). On peut voir que les deux méthodes
donnent des résultats assez similaires.

5,0E-U4

déflection
4 0E-04 A
extrados

(m) 30E-04 -

s 1, ‘M y

J0E+00

' 'Wm

F1G. 6.33: machine Fos-sur-Mer, acier XC6 : comparaison entre les déflections extrados obtenues avec
R2SOL pour une pénétration effective de 0,1 mm (courbe en rouge) et une pénétration effective nulle
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La figure 6.34 permet de mieux apprécier la bonne adéquation des déflections obtenues. La courbe
en rouge représente toujours les résultats de déflection de la section précédente. La courbe en noir
représente les déflections obtenues avec une pénétration effective nulle ; nous avons décalé cette courbe
de 0,1 mm et on peut remarquer qu’elle épouse assez bien la courbe rouge. Ainsi nous pouvons conclure
que ces deux méthodes sont équivalentes. Cependant, avec la méthode initiale, nous devons définir les
déflections comme d = drasor, — penoyj, ol drasor, sont les déflections brutes obtenues par R2SOL.

Etude de sensibilité au pas de temps et a la taille de maille avec une pénétration "objectif"
nulle dans les rouleaux

Nous examinons les influences du pas de temps et de la taille de maille sur les résultats, plus particu-
lierement sur la prédiction des déflections. Nous ne comparons ici que les déflections & I'extrados.

INFLUENCE DU PAS DE TEMPS : Il est en pratique difficile de faire varier les pas de temps de
maniére trés significative. Des pas de temps trop grands provoquent des imprécisions importantes dans
la cinématique du "faux-mannquin" ; le calcul ne peut alors pas aboutir. Des pas de temps trop petits
nécessitent des temps de calcul non négligeables. De ce fait nous avons privilégié des pas de temps
pour lesquels les simulations ne dépassent pas 24 h et pour lesquels la précision de la cinématique du
"faux-mannequin" est suffisante pour simuler 21 m.

Les simulations ont été effectuées avec le maillage n°1. La figure 6.35 compare les déflections & ’extrados
pour les pas de temps 1 s (en rouge) et 2 s (en noir). Cette figure montre une bonne adéquation entre
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Fi1G. 6.34: machine Fos-sur-Mer, acier XC6 : comparaison entre les déflections extrados pour une
pénétration effective de 0,1 mm (courbe en rouge) et les déflections extrados décalées de 0,1 mm pour
une pénétration effective nulle (en noir)
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Fi1G. 6.35: machine Fos-sur-Mer, acier XC6 : comparaison entre les déflections a l’extrados pour des
pas de temps de 1 s (courbe en rouge) et de 2 s (en noir)
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F1G. 6.36: machine Fos-sur-Mer, acier XC6 : déflections a I'extrados obtenues avec R2SOL pour un pas
de temps de 5 s

La figure 6.36 représente, quant & elle, les déflections a I'extrados pour un pas de temps de 5 s. Au vu
des ordres de grandeur des déflections obtenues ce pas de temps n’est pas adapté a notre méthode.

Généralement, dans les problémes de contact avec glissement, le pas de temps At,,; est choisi de telle
sorte que le déplacement sur un incrément de temps soit au plus égal la taille de maille. Mathémati-
quement, cela se traduit dans notre cas par :

1= Voltop (6.8)

ot [ = 0,8 c¢m est la taille de maille en frontiére. Dans le cas de Fos-sur-Mer, cela nous donne un
I 81077
Vo o 2,0833.1072
résultats avec des pas de temps assez élevés (1 s - 2 s). Cela prouve la robustesse de notre algorithme
de résolution et notamment notre méthode de contact pénalisé. On pourrait également effectuer des
calculs sur la machine de Fos-sur-Mer avec un pas de temps plus faible de I'ordre de At,.

pas de temps Aty = ~ 0,38 s. Cela signifie que nous avons réussi a obtenir des

Concernant le pas de temps At = 5 s, entre deux incréments le matériau avance de VoAt = 10 cm, ce
qui est important. En comparant cela avec ’espacement entre rouleaux (= 40 ¢m), on voit donc qu’on
géneére des incertitudes au niveau du contact avec les rouleaux avec un tel pas de temps. En outre,
avec un pas de temps élevé, la cinématique du "faux-mannequin" est moins bonne. Ceci perturbe
I’'engagement de la téte de la brame dans la machine et destabilise donc I’algorithme de contact entre
la brame et les rouleaux. En effet, le calcul a besoin de bien plus d’itérations pour converger (il faut
environ 15 itérations contre 5 pour un pas de temps de 1 ou 2 s). Ceci montre qu'il faut avoir une
confiance mesurée sur les résultats avec des pas de temps grands.

INFLUENCE DE LA TAILLE DE MAILLE : Pour évaluer l'influence de la taille de maille, nous
avons effectué un calcul thermomécanique avec le maillage n°2. C’est maillage de taille de maille 2 cm
constante dans toute la brame. Ce calcul a été effectué avec la méthode décrite précédemment pour
avoir une pénétration nulle dans les rouleaux. Le pas de temps est choisi égal & 1 s, qui est adéquat
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au vu des remarques de la partie précédente (At,, = 7 0,96 s). Nous allons donc voir si les
C
déflections & Iextrados ont un bon ordre de grandeur.

La figure 6.37 représente la déflection extrados, obtenue avec le maillage n°2; en fonction de la longueur
métallurgique.
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F1G. 6.37: machine Fos-sur-Mer, acier XC6 : déflections extrados obtenues avec R2SOL pour le maillage
n°2 (2 em de taille de maille partout), avec un pas de temps de 1 s

On constate, par comparaison avec la figure 6.35, que les déflections obtenues sont trés différentes.
[Dalin, 1987] a montré dans sa thése qu'il est nécessaire d’avoir au moins entre 40 et 50 noeuds frontiére
entre deux rouleaux. Les espacements inter-rouleaux pour la machine de Fos-sur-Mer sont de 1’ordre
de 40 ¢m. Nous avons donc :

— pour le maillage n°1 : 08 = 50 noeuds entre les rouleaux, ce qui est préconisé par [Dalin, 1987]

40
— pour le maillage n°2 : — = 20 noeuds entre les rouleaux ce qui est loin de la valeur préconisé par
[Dalin, 1987]

Ceci explique donc pourquoi les déflections obtenues avec le maillage n°1 sont trés irréguliéres et
différentes de celles obtenues avec le maillage n°2, plus fin. Dans le cas du maillage n°1, nous aurions
pu également effectuer une étude sur I'influence de la largeur de la bande ou le maillage est plus fin.
[Dalin, 1987] a cependant montré qu’il est plus important de mailler finement sur le bord que mailler
finement dans 1’épaisseur. Etudier 'influence de la largeur de la bande maillée finement peut sembler
sans objet.

De cette étude trés succincte de sensibilité sur les pas de temps et la taille de maille nous pouvons tirer

les conclusions suivantes :

— il est nécessaire d’avoir un maillage fin sur la surface de la brame (il faut environ 50 noeuds sur la
surface dans I’espacement défini par 2 rouleaux consécutifs),
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1 _
— il existe un pas de temps maximal a ne pas dépasser (environ 5 fois le pas de temps Ay = . ou [
C

est la taille de maille en surface,

Présentation de cartes de contraintes

Dans cette section nous analysons les cartes des contraintes pour le calcul de Fos-sur-Mer. Nous avons
effectué un zoom sur une portion de brame aux alentours de la longueur métallurgique 12 m.

Dans le repére fixe de 1’étude (0zy), le tenseur o des contraintes a pour expression :

a:[%w %y] (6.9)
Ozy Oyy

Nous devons faire plusieurs remarques avant de montrer des cartes de contraintes.

En premier lieu, & partir des résultats du logiciel R2SOL, nous pouvons avoir accés aux composantes
du tenseur s et a la pression p. Or, comme nous avons adopté la discrétisation spatiale P1+ /P1 pour
la vitesse et la pression, les composantes du tenseur déviatoir des contraintes sont PO (constantes par
élément) et la pression p est P1 (linéaire). Pour obtenir le tenseur des contraintes o, il faut homogénéiser
les interpolations de p et de s, puisque 0 = s — p Id. Par conséquent, nous interpolons p au centre et
on somme pour avoir les composantes du tenseur des contraintes o, qui est alors PO (constant par
élément).

Par ailleurs, nous présentons les cartes des isovaleurs des contraintes dans le repére local & chaque point.
Ce repére, noté (Mz'y’), attaché au point M du matériau, est défini a partir du centre de courbure

—
local, comme le montre la figure 6.38. L’axe 2’ est orienté suivant le vecteur MC, ot C est le centre
de courbure local de la machine. Nous définissons ensuite I’axe 3, orthogonal a z’ et de telle sorte que
Mzx'y z soit direct.

Sous forme matricielle, le tenseur des contraintes o’ s’écrit avec les coordonnées z’,y’ de la fagon
suivante :

o' = PoP™! (6.10)

ou P est la matrice de changement de base. C’est une matrice de rotation, et elle vaut :

P:

1 [MCI Moy} (6.11)

MC | -MC, MC,

— —
o MC; est la composante x du vecteur MC, MC)y est la composante y du vecteur MC'.

On obtient alors :
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6.3Résultats en thermomécanique

F1G. 6.38: machine Fos-sur-Mer, acier XC6 : définition du reprére local Mz'y’ dans lequel sont repré-
sentées les contraintes
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Ox/x’ = M102 [Uxx(Mc)i + Qny(Mc)r(Mc)y + Uyy(MC)g]
Oyy = i [0eaMC2 — 204y MCyMCy + 0, MC2] (6.12)

<

Les figures 6.39, 6.40 et 6.41 représentent les cartes des isovaleurs, pour respectivement les composantes
2’7, y'y' et 2’y’. Nous avons également représenté la ligne frontiére correspondant a la température de
solidus T'= Tg = 1495 °C. Elle sépare donc la coque solide des zones pateuses et liquide.
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F1G. 6.39: machine Fos-sur-Mer, acier XC6 : isovaleurs du champ des contraintes o,s, pour une portion
de brame aux alentours de la longueur métallurgique 12 m

A partir de la figure 6.41, nous pouvons voir que le cisaillement est concentré dans les régions ou la
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F16G. 6.40: machine Fos-sur-Mer, acier XC6 : isovaleurs du champ des contraintes o,/,, pour une portion
de brame aux alentours de la longueur métallurgique 12 m
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F1G. 6.41: machine Fos-sur-Mer, acier XC6 : isovaleurs du champ des contrainte o,y pour une portion
de brame aux alentours de la longueur métallurgique 12 m
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brame se trouve en contact avec les rouleaux. Cela est di au changement d’incurvation de la forme
extérieure de la brame : la déflection décroit en amont du rouleau, puis croit rapidement an aval du
rouleau.

La figure 6.39 montre également que les contraintes dans la direction z’ sont généralement faibles
(couleur jaune-orangée), notamment en peau entre deux rouleaux. Cela est justifié, dans la mesure ou
la peau est une surface libre. Il faut cependant ajouter que ces contraintes sont élevées et concentrées
au passage des rouleaux ou la matiére subit plusieurs types de déformation. On peut par ailleurs voir
la périodicité dans I’espace des valeurs de ces contraintes.

Cependant, en visualisant les trois figures 6.39, 6.40 et 6.41, nous pouvons voir que la valeur de la
composante o,, est généralement d'un ordre de grandeur plus faible que oy,s. De méme, 0,/,/ est
également plus faible que oy,/. Cela signifie que la direction de coulée est une direction principale
du tenseur des contraintes. Nous pouvons donc nous référer & la figure 6.40 pour en déduire I'histoire
mécanique de la brame de coulée continue.

Plus précisément, sur cette figure, on peut visualiser les zones de traction (en rouge) et de compression
(en bleu) au sein du matériau. Elles montrent notamment que les efforts sur la brame sont périodiques
dans l’espace : cette période est naturellement donnée par la périodicité des rouleaux.

On peut également observer deux régimes périodiques si 1’on se place sur la peau ou a la frontiére entre
la zone pateuse et le solide (a la température de solidus). Plus précisément, a approche des rouleaux,
la peau solidifiée subit des compressions et entre les rouleaux la coque en surface subit des tractions
alors qu’a l'interface entre la zone pateuse et la zone solide il y a des compressions. Ces cartes sont
suffisamment précises ce qui conforte notre approche et notamment la taille de maille choisie (pour la
précision des cartes).

Par rapport a la littérature, plusieurs auteurs (|Dalin, 1987, Kajitani et al., 2001], ...) ont déja observé
des cartes de contraintes pour la coulée continue d’acier, grace a des modéles statiques. Cependant,
c’est la premiére fois qu’avec un modéle global il est possible de visualiser des cartes de contraintes.
C’est donc un progés au niveau de la simulation de la coulée continue d’acier.

Bilan des calculs thermomécaniques dans la zone de refroidissement secondaire

Nous avons vu, dans cette section, des calculs thermomécaniques sur la machine de Fos-sur-Mer avec
I’acier XC6. Nous avons, dans la section précédente, présenté des calculs thermomécaniques sur la
machine de Dunkerque avec I'acier 18M5. Ces deux calculs thermomécaniques nous ont montré plusieurs
choses. D’une part, nous avons pu visualiser les déflections extrados et intrados du matériau, que nous
avons notamment comparées avec celles de [Dalin, 1987]. D’autre part, nous avons mené une bréve
étude de sensibilité au pas de temps et & la taille de maille, dont nous avons déduit des conditions
opérationnelles.

Cependant, aprés analyse des résultats de déflection, nous n’avons pas validé complétement notre ap-
proche thermomeécanique de la coulée continue. En fait, nous n’avons pas pu comparer directement
nos résultats avec ceux de [Dalin, 1987|. Les calculs que nous avons proposés portaient sur la ma-
chine actuelle de Dunkerque alors que Dalin s’est appuyé sur la configuration de 1984. La machine
de Dunkerque a, en effet, subit des modifications géométriques importantes, notamment au niveau de
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I’écartement entre les rouleaux. Néanmoins, nous avons pu montrer que nos résultats étaient cohérents
vis-a-vis de [Dalin, 1987], grace a des lois, basées sur des modéles statiques (modéle de poutres, ...),
reliant I'écartement a la déflection. Cela montre que notre modéle est qualitativement correct. Un cal-
cul sur une précédente configuration de la machine resterait a faire, ou mieux la comparaison avec les
résultats attendus des campagnes d’essais sur la machine pilote de 'IRSID.

Nous proposons maintenant un calcul thermomécanique en lingotiére. Ce calcul a un grand intérét
dans la mesure ou nous comparons nos résultats thermomécaniques avec ceux de [Fachinotti, 2001].
Ceci nous permettra de comparer quantitativement notre approche.

6.3.3 Calcul thermomécanique en lingotiére : prédiction des contraintes affectant
la peau solidifiée

Dans cette partie, nous présentons un calcul thermomécanique en lingotiére pour une machine de la
compagnie SIDERCA (Argentine) et I'acier DS600. L'intérét d'un tel calcul est multiple. D'une part,
comme nous concentrons notre calcul en lingotiére, nous voulons obtenir la solution thermomécanique
stationnaire la plus précise possible. De ce fait, nous nous intéressons a des maillages dont la taille
de maille est bien plus faible que ce que nous venons de voir avec les machines de Fos-sur-Mer et de
Dunkerque. Nous analysons notamment la précision des cartes de contraintes au sein du matériau.

Ce calcul nous permet aussi d’effectuer une comparaison quantitative entre notre approche de la cou-
lée continue d’acier et celle de Victor FACHINOTTI (voir [Fachinotti, 2001]). On peut trouver dans
[Fachinotti, 2001] tous les détails concernant ce calcul (données géométriques de la machine et les don-
nées thermophysiques du matériau) ainsi que les explications concernant 'approche qu’il a choisie pour
simuler le procédé de coulée continue.

Dans cette section, nous présentons, d’abord, les caractéristiques générales du calcul, en insistant sur
la géométrie de la machine et les données thermophysiques de ’acier DS600. Nous présentons, ensuite,
I'approche de Victor FACHINOTTI puis les caractéristiques de notre calcul. Enfin, nous comparons
nos résultats thermomeécaniques avec ceux de Victor FACHINOTTI.

Présentation du calcul

Nous effectuons ici un calcul sur une billette de diamétre 0,212 m pour 'acier DS600, composé no-
tamment de 0,28 % en carbone et de 1,30 % en manganése. Nous tirons les données thermophysiques
nécessaires a notre calcul de la these [Fachinotti, 2001].

DESCRIPTION DE LA MACHINE : La figure 6.42 représente la géométrie de la machine. La
lingotiére mesure 0,6 m et [Fachinotti, 2001] a mené un calcul jusqu’a la longueur métallurgique 1 m.
La vitesse de coulée est de 1,6 m.min~! et la température nominale de coulée est T,ouee = 1530 °C.

Les conditions aux limites en lingotiére sont du type Savage-Pritchard (voir [Fachinotti, 2001]); on
extrait un flux ® variant en fonction de la cote z dans la machine :
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6Résultats obtenus avec R2SOL en coulée continue d’acier

®=A-Byz (6.13)

ou A = 3072590,98 W.m™2 et B = 2213784,59 W.m~3. Cela veut dire que le flux extrait diminue
lorsque le métal descend dans la lingotiére. Cela peut s’expliquer par 'apparition d’une lame d’air
entre le moule et le matériau. De ce fait, le refroidissement n’est plus aussi efficace et diminue donc. En
sortie de lingotiére les conditions aux limites sont de type convection h(T — Tgsy), ot h = 500W /M /K
et Ty =40 °C.

DONNEES THERMIQUES DU MATERIAU : La température de liquidus est de 1501 °C' et la
température de solidus est de 1490 °C. La fraction liquide est supposée linéaire entre ces températures.
Le tableau 6.1 rassemble les données nécessaires pour le probléme thermique.

L |2,72.10° J/kg
Cp | 680 J/kg/K
As | 34 W/K/m
AL | 68 W/K/m

TAB. 6.1: acier DS600 : données thermiques

Dans la zone pateuse, la conductivité moyenne A est déduite de la formule : A = (1 — f)Ag + fAL ou
f est la fraction massique liquide.

Présentation de la stratégie de calcul de Victor FACHINOTTI

HYPOTHESES DU PROBLEME MECANIQUE : [Fachinotti, 2001] a effectué deux calculs en
utilisant deux modéles rhéologiques différents pour la zone solide :

— le modele élasto-plastique avec loi d’écrouissage de type Ramberg-Osgood,

— le modele III de [Kozlowski et al., 1992].

Il suppose, en outre, que l'acier peut étre modélisé avec la loi IIT de [Kozlowski et al., 1992] jusqu’a la
température T = 1495 °C (sa température de solidus étant de 1490 °C).

Les zones liquide et pateuse ne sont pas modélisées mécaniquement. En effet, il effectue uniquement
un calcul thermomécanique dans la zone de température inférieure a 1495 °C' (cette zone est délimitée
par la ligne ZST -Zero Strength Temperature). Il néglige, d’une part, la gravité, d’autre part, les effets
de la convection au sein des zones pateuse et liquide.

CARACTERISTIQUES DU CALCUL DE FACHINOTTI : Pour obtenir ’état thermomeé-
canique en lingotiére, il utilise une approche stationnaire. Son maillage est eulérien et il résout les
équations instationnaires de conservation de 1’énergie et de la conservation de la quantité de mouve-
ment. Les conditions aux limites sont de type eulériene, ol un flux de matiére et d’énergie sont simulés
en entrée et a la sortie.

1l effectue son calcul en deux temps :
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6.3Résultats en thermomécanique

— dans un premier temps un calcul de thermique pure est effectué sur tout le domaine. Il en déduit
le champ de température et le domaine dont les températures des noeuds sont inférieures a la
température critique 1495 °C. La figure 6.43 représente le champ de température sur une portion de
son domaine. On peut notamment voir la ligne frontiére définie par la ZST.

0.094 0098 0102 0.106

=
Lo

=
Y

<=
n

=
=

Distance from the meniscus z [m]
=
]

ZST=1495C

=
oo

=
o

1.0

F1a. 6.43: machine de la SIDERCA, acier DS600 : champ de température et définition de la zone ZST,
selon [Fachinotti, 2001]

— dans un deuxiéme temps, connaissant la carte de température, un calcul mécanique est effectué sur
le domaine délimité par la ZST. Le maillage définissant cette zone est représenté sur la figure 6.44.
La taille de maille est de ’ordre de 0,1 mm, en peau.
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6Résultats obtenus avec R2SOL en coulée continue d’acier

F1a. 6.44: machine de la SIDERCA, acier DS600 : maillage eulérien du domaine ZST pour le calcul
mécanique de [Fachinotti, 2001]

[Fachinotti, 2001] obtient, d’une part, les cartes de contraintes, d’autre part, I’évolution de la lame
d’air en fonction de la cote z. Il déduit la lame d’air du calcul des déplacements incrémentaux des
points situés sur la frontiére de son maillage. Cependant, la position des points du maillage ne sont pas
actualisés. Ceci est justifiable dans la mesure ou il suppose que les déformations sont faibles.

Caractéristiques de notre calcul

HYPOTHESES DU PROBLEME MECANIQUE : A l'instar de [Fachinotti, 2001], nous modé-
lisons la zone solide de 'acier avec le modele III de |Kozlowski et al., 1992] (voir chapitre 4). Contrai-
rement aux aciers 18M5 et XC6 et puisque, dans sa thése, Victor FACHINOTTI suppose que l'acier
peut étre modélisé avec la loi III de [Kozlowski et al., 1992| jusqu’a la température T = 1495 °C' (sa
température de solidus étant de 1490 °C'), nous supposons, bien évidemment, que I'acier DS600 obéit &
un comportement élasto-viscoplastique jusqu’a la température 1495 °C. Au-dela de cette température,
il obéit & un comportement viscoplastique. Enfin, au-dessus de la température de liquidus, le matériau
est supposé avoir un comportement newtonien.

D’autre part, comme [Fachinotti, 2001] néglige les effets de la convection au sein des zone pateuse et
liquide, nous avons choisi une viscosité arbitrairement élevée pour les zones pateuse et liquide. Nous
effectuons nos simulations avec une viscosité de 106 Pa.s dans le liquide. La viscosité de la zone pateuse
pour acier DS600 est calculée de la méme maniére que dans le chapitre 4. Par ailleurs, nous négligeons
également la gravité dans tout le probléme.

Enfin, nous simulons ici un cas de billette. Nous utilisons la formulation axisymétrique de R2SOL. Ceci
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nous permet d’étendre les aptitudes du code en matiére de format de coulée continue. Cela va dans le
sens de 'adaptativité du code vis-a-vis de la coulée continue d’acier voire de n’importe quel métal.

CARACTERISTIQUES NUMERIQUES DE NOTRE CALCUL : Nous avons effectué ce
calcul en lingotiére avec la stratégie globale instationnaire. La figure 6.45 représente I’évolution de
notre maillage au cours du temps. Un zoom dans le sens de la largeur a été effectué pour apprécier
la finesse du maillage. Nous avons choisi une taille de maille sur le bord de I, = 1,5 mm et & coeur
une taille de maille de I, = 2 ¢m. La zone tampon est de 0,1 m et le domaine final s’étend donc de la
longueur métallurgique —0,1 m jusqu’a la longueur 1,1 m.

zone
tampon <
0,1m

F1G. 6.45: machine de la SIDERCA, acier DS600 : évolution de notre maillage avec la stratégie globale
instationnaire

Nous avons par ailleurs choisi un pas de temps de 1 s. Dans ces conditions, R2SOL a mis 12 A pour
arriver & la longueur métallurgique finale 1,1 m. Nous avons, au final, environ 40000 noeuds.

COMPARAISON ENTRE NOS STRATEGIES DE CALCUL : Pour le cas de la machine de
la SIDERCA associée a I’acier DS600, nous avons mis en place des hypothéses de calcul assez proches
de celles de Victor FACHINOTTI. Cependant, il apparait plusieurs différences notoires.

D’un point de vue modélisation, il apparait une différence provenant du fait que nous modélisons
les zones pateuses et liquides dans notre approche, alors que [Fachinotti, 2001] effectue des calculs
thermomécaniques dans la coque solidifiée. Au niveau numeérique, [Fachinotti, 2001] utilise un maillage
bien plus fin que le notre. D’autre part, il utilise une approche eulérienne, ou il résout les équations
instationnaires, alors que nous avons adopté une stratégie lagrangienne, ott nous résolvons les équations
instationnaires.

Comparaisons quantitatives des résultats thermomécaniques

COMPARAISON DES CARTES THERMIQUES : La figure 6.46 permet de comparer le champ
de température que nous avons obtenu avec le champ de température de [Fachinotti, 2001]. A gauche,
nous avons représenté le champ de température de [Fachinotti, 2001| et, & droite, celui calculé par
R2SOL.
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F1G. 6.46: machine de la SIDERCA, acier DS600 : comparaison entre les cartes thermiques (& gauche :
[Fachinotti, 2001], & droite les résultats obtenus avec R2SOL)
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6.3Résultats en thermomécanique

Nous obtenons globalement les mémes ordres de grandeur que [Fachinotti, 2001]. II subsiste néanmoins
des différences qui sont dues aux différences entre les stratégies choisies :

— [Fachinotti, 2001] résout des équations stationnaires alors que notre méthode est instationnaire,

— [Fachinotti, 2001] a une taille de maille plus faible sur la surface.

COMPARAISON DES RESULTATS THERMOMECANIQUES : Nous proposons de com-
parer le champ des contraintes axiale et orthoradiale ainsi que I’évolution de la lame d’air en fonction
de la longueur métallurgique (qui est aussi la cote z pour les calculs axisymétriques). Les figures 6.47
et 6.48 proposent de comparer notre approche avec celle de [Fachinotti, 2001|. Nous avons représenté
nos cartes de contraintes en zoomant sur la coque solide suivant le rayon. Nos cartes de contrainte
sont au centre de chaque figure. Nous pouvons voir que les ordres de grandeur ainsi que 1’évolution des
contraintes ressemblent fortement a celles obtenues par [Fachinotti, 2001]. On peut cependant observer
des différences, notamment a la longueur métallurgique 0 (début de la lingotiére) et a la longueur
métallurgique 0,6 m (fin de la lingotiére). Par ailleurs, nous pouvons visualiser ’évolution de la lame
d’air a Poeil nu.

La figure 6.49 représente les évolutions de la lame d’air en fonction de la longueur métallurgique. Notre
valeur maximale de la lame d’air est sensiblement différente de celle obtenues par Victor Fachinotti,
méme si 'ordre de grandeur est respecté. Cette valeur est atteinte a la fin de la lingotiére (z = 0,6
m). L’évolution de la lame d’air au-dela de 0,6 m est donc sans objet. Cependant, nous voyons que les
évolutions de la lame d’air sont identiques pour les deux méthodes, ce qui conforte notre approche.

Par ailleurs, globalement, notre solution admet un écart constant au niveau de la solution de Victor
Fachinotti, qui est di aux différences entre nos stratégies (taille de maille, maillage eulérien-lagrangien,
résolution partielle (sur la ZST)-totale). En effet, la valeur maximale de la lame d’air est atteinte a
environ z = 0,62 m, alors que dans le cas de Victor Fachinotti, la lame d’air est maximale a la sortie
de la lingotiere (z = 0,6 m).
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F1G. 6.47: machine de la SIDERCA, acier DS600 : comparaison entre les cartes de contrainte axiale
(& gauche : [Fachinotti, 2001] modele III de [Kozlowski et al., 1992], au centre : résultats R2SOL, a
droite : [Fachinotti, 2001] modéle de Ramberg-Osgood)
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F1a. 6.48: machine de la SIDERCA, acier DS600 : comparaison entre les cartes de contrainte orthora-
diale (a gauche : [Fachinotti, 2001] modeéle III de [Kozlowski et al., 1992], au centre : résultats R2SOL,
a droite : [Fachinotti, 2001] modeéle de Ramberg-Osgood)
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F1G. 6.49: machine de la SIDERCA, acier DS600 : comparaison de la prédiction de lame d’air entre le
matériau et la lingotiére (en bas : [Fachinotti, 2001], en haut : résultats R2SOL)

Bilan du calcul avec la machine de SIDERCA

Ce calcul thermomeécanique nous a permis de comparer directement les résultats obtenus avec R2SOL
par rapport & une référence de la littérature. Ceci nous permet de valider quantitativement notre
approche instationnaire de la coulée continue d’acier. Nous avons en effet comparer avec succés des
cartes de température, de contraintes avec ’approche de Victor FACHINOTTI. Cette approche a la
particularité d’étre eulérienne (pour la gestion du maillage) et lagrangienne (au niveau des équations a
résoudre). Par ailleurs nous avons également comparé avec succes les évolutions de la lame d’air appa-
raissant entre le matériau et le moule. Notre approche nous permet d’ailleurs d’apprécier directement

la lame d’air en visualisant la forme finale du maillage.
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6Résultats obtenus avec R2SOL en coulée continue d’acier

D’autre part, ce cas montre que des tailles de maille de 'ordre du mm peuvent étre suffisantes pour
observer avec précision les cartes de contraintes dans la lingotiére. En effet, nous avons pu visualier
avec suffisamment de précision les cartes de contraintes au sein du matériau. Cependant, comme pour
les calculs avec Dunkerque et Fos-sur-Mer, R2SOL est assez gourmand en place mémoire, ce qui nous
a limité au niveau de la taille du probléme a simuler.

Enfin, ce cas nous a permis d’effectuer un calcul axisymétrique en coulée continue, ce qui est nouveau
par rapport aux calculs "2D plan", effectués sur les configurations de Dunkerque et Fos-sur-Mer. Nous
sommes donc capables de prendre en compte des formats de type "billette". Ceci généralise les aptitudes
du code R2SOL aux différents formats que propose le procédé de coulée continue d’acier.

6.4 Bilan des résultats de coulée continue

Dans ce chapitre nous avons effectué des calculs thermomécaniques sur 3 cas différents de coulée
continue. Les deux premiers concernent des coulées de brame d’ARCELOR. Cela nous a permis de
tester la version de calcul thermomécanique "plan" de R2SOL. Le troisiéme a concerné un cas de
coulée de billette, pour lequel nous avons utilisé la version thermomécanique "axisymétrique".

Par ailleurs, nous avons dans un premier temps validé la résolution thermique du code R2SOL pour le
probléme de coulée continue avec une approche de type "tranche" instationnaire puis avec ’approche
globale instationnaire (GI), que nous privilégions dans notre travail. Pour ce faire nous avons développé
une stratégie ou le probléme mécanique est arbitraire mais nécessaire pour faire avancer le matériau
dans la machine. Ainsi & chaque incrément nous résolvons ’équation de conservation de I’énergie et nous
obtenons le champ de température. Comme la stratégie (GI) est de par sa nature non-stationnaire, nous
avons montré qu’elle converge assez rapidement vers une solution permanente. Il subsiste cependant
des fluctuations qui proviennent, en partie, d’'une taille de maille trop grossiére.

Nous avons validé le probléme thermique de R2SOL en effectuant des comparaisons avec les codes
ABAQUS et THERCAST sur la configuration de la machine de Fos-sur-Mer associée a ’acier 18M5.
Nous avons d’autre part effectué des calculs thermiques avec la machine de Dunkerque : nous avons
comparé les résultats entre les stratégies globale instationnaire et tranche instationnaire développées
dans R2SOL. Les comparaisons sont trés bonnes pour ces divers cas.

Dans un deuxiéme temps, nous avons effectué des calculs thermomeécaniques sur les machines de Fos-
sur-Mer (Sollac Méditerranée), de Dunkerque (Sollac Atlantique), et sur une machine de SIDERCA
(Argentine). Le calcul sur la machine de Dunkerque nous a permis de comparé qualitativement les
déflections a l'extrados obtenues avec R2SOL avec celles de [Dalin, 1987| et avec les mesures effectuées
par 'IRSID. La comparaison n’a pu étre qu’incompléte dans la mesure ot la machine de Dunkerque a
subi des transformations géométriques depuis I’étude de Dalin (notamment au niveau des espacements
entre les rouleaux). Nous avons cependant pu comparer 1'ordre de grandeur de nos gonflements en nous
référant & des lois reliant la déflection a I’écartement entre les rouleaux. Nous avons alors retrouvé les
ordres de grandeur que prévoyait le modéle stationnaire de [Dalin, 1987].

Le calcul thermomeécanique de Fos-sur-Mer nous a permis de faire une étude de sensibilité au pas de
temps et a la taille de maille. En effet, les temps de calcul avec la machine de Fos-sur-Mer sont environ
de 1 jour pour un pas de temps de 1 s contre 4 jours pour ce méme pas de temps avec Dunkerque.
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Nous avons ainsi pu voir qu’il existe un pas de temps maximum & ne pas dépasser pour avoir de bons
résultats. De méme il est nécessaire de mailler finement sur la surface du matériau pour bien visualiser
les déflections. [Dalin, 1987] avait déja prévu ce phénomeéne et préconisait un minimum de 40 noeuds
entre les rouleaux. Nous confirmons également cette analyse car nous avons effectué deux tests avec 20
et 50 noeuds entre deux rouleaux. Les meilleurs résultats sont venus du maillage possédant 50 noeuds
entre deux rouleaux.

Nous avons enfin effectué un calcul thermomécanique axisymétrique sur une machine de SIDERCA
avec l'acier DS600 pour effectuer une comparaison quantitative avec [Fachinotti, 2001| et ainsi valider
notre approche. Nous avons pu comparer les cartes thermiques, de contraintes axiale et orthoradiale et
enfin I’évolution de la lame d’air se créant entre le matériau et la lingotiére. Ces comparaisons se sont
avérées satisfaisantes.
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Conclusion et perspectives

CONCLUSION

A travers notre étude, nous avons établi une modélisation thermomécanique de la coulée continue
b
d’acier. Nous avons basé nos développements numériques sur le code R2SOL qui est un logiciel de calcul
thermomeécanique en deux dimensions. Le modéle que nous proposons ici est valable non seulement
pour les coulée de brame (ou nous avons utilisé la formulation "plan" en 2 dimensions) mais aussi pour
les coulées de billette (ot nous avons utilisé la formulation axisymétrique). Par extension, le modeéle
que nous avons présenté peut s’appliquer a n’importe quel alliage, pour les formats de brame ou de
billette, et sert déja de support & une étude hors du contexte sidérurgique.
)

Approche globale instationnaire (GI)

Dans notre étude de la coulée continue d’acier, nous avons concentré nos efforts sur la stratégie globale
instationnaire (GI) présentée dans le chapitre 1. Le principe de cette stratégie peut étre comparé a
la phase d’amorcage du procédé de coulée continue ot un outil de guidage (le mannequin) tracte le
matériau dans la machine. Cela se traduit numériquement en supposant que le domaine étudié est
tracté a travers la machine de coulée continue sous I'action du "faux-mannequin" (qui est défini par
la surface inférieure du maillage). La cinématique du "faux-mannequin" est similaire a celle de ’outil
de guidage et est définie a partir de la vitesse de coulée nominale ainsi que par les diverses zones
de courbures de la machine. La surface supérieure (appelée aussi outil d’injection) du domaine est
supposée immobile d'un point de vue de gestion de maillage ce qui simule naturellement ’apport de
matiére & travers cette surface supérieure.

Grace a cette stratégie nous sommes capables d’effectuer des calculs thermomécaniques dans le matériau
du ménisque en lingotiére jusqu’aux derniers rouleaux de la machine de coulée continue. Par ailleurs
Iintroduction des notions géométriques (définies aux chapitres 1 et 5) propres au procédé de coulée
continue comme la longueur métallurgique, les centres et rayons de courbure, les positions et rayons
des rouleaux qui sont considérés comme des objets infranchissables permet de généraliser notre étude
a tout type de machine (courbe, verticale ou horizontale). Cette stratégie nous permet donc d'une part
de prendre en considération avec suffisamment de précision la géométrie de la machine, notamment la
courbure, et d’effectuer un calcul sur toute la machine, en maillant tout le matériau. Ces deux aspects
sont novateurs dans le domaine de la coulée continue d’acier.

Modélisation thermomécanique du procédé

Nous avons adopté une modélisation thermomécanique couplée pour décrire le comportement de I’acier.
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Pour la résolution de ’équation de conservation de 1’énergie, nous modélisons les échanges thermiques
entre le matériau et les outils de coulée continue par des conditions aux limites de type flux ou convec-
tion. Ces conditions aux limites sont, par ailleurs, moyennées par zone. On suppose qu’elles englobent
les refroidissements provenant de I'aspersion d’eau, du rayonnement et du contact thermique avec les
outils de coulée continue (les rouleaux et la lingotiére). Comme nous recherchons ’état stationnaire,
nous avons supposé que ’échange avec le "faux-mannequin" est adiabatique. La température sur 'outil
d’injection (surface supérieure du domaine) est imposée. Dans le cas d'une coulée globale, ou le calcul
s’effectue depuis la longueur métallurgique 0 m, nous imposons la température nominale de coulée, sur
cet outil.

Concernant le probléme mécanique, nous avons supposé que ’acier obéit a trois comportements dif-
férents : lorsqu’il est liquide, il a un comportement newtonien, sous sa forme péateuse, il suit une
loi de comportement de type viscoplastique, et, sous sa forme solide, son comportement est élasto-
viscoplastique. Plus précisément, concernant la coque solide, nous avons utilisé la loi rhéologique II de
[Kozlowski et al., 1992|, pour décrire le comportement de I’acier 18M5, et la loi de [Kim et al., 1996],
pour décrire le comportement de la nuance XC6 (voir chapitre 4). L’introduction de ces trois lois de
comportement nous a amené a écrire des conditions de continuité aux températures de solidus et liqui-
dus. La consistance et le coefficient de sensibilité a la vitesse de déformation doivent notamment étre
continus a ces deux températures.

Par ailleurs, nous avons négligé les phénoménes de convection au sein des zones pateuse et liquide.
De ce fait, nous avons choisi une viscosité arbitrairement élevée pour le liquide et nous négligeons les
termes d’inertie. Cette hypothése est bien sir justifiée en premiére approximation, dans la mesure ou la
convection n’a quasiment pas d’influence sur la thermomécanique du procédé. Cette hypothése serait
évidemment non légitime, si I’on voulait obtenir la carte des macroségrégations au sein du matériau.

Modélisation numérique de la coulée continue avec R2SOL

Pour résoudre numériquement le probléme thermomécanique de coulée continue, nous nous somimes
appuyés sur l'algorithme initialement en place dans R2SOL. Le probléme mécanique est résolu via la
méthode des éléments finis P1 + /P1, ou les inconnues sont la vitesse et la pression, et le probléme
thermique est résolu en enthalpie avec la méthode de Taylor Galerkin Discontinue (TGD en abrégé).

Nous avons choisi d’'implémenter dans R2SOL la formulation en éléments finis P1 + /P1. Cette for-
mulation posséde plusieurs avantages par rapport a I’ancienne formulation P2+ /P1 de R2SOL. Nous
citons par exemple :

— le systéme a résoudre est mieux conditionné ce qui autorise I'utilisation d’un solveur itératif, mieux
adapté pour résoudre des systémes ayant un nombre important de noeuds,

— il y avait déja un savoir-faire au laboratoire concernant 1’écriture des lois de comportement visco-
plastique et élasto-viscoplastique en P1 + /P1 (notamment avec THERCAST, ce qui simplifie les
comparaisons et I’échange de modules entre les codes).

Nous avons testé avec succés nos implémentations en P14 /P1 pour divers cas test impliquant des lois
rhéologiques newtonienne, élastique et viscoplastique. Ces développements sont bien sir valables dans
le cadre général du logiciel R2SOL et nous les avons utilisés en particulier pour le probléme de coulée
continue.
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Concernant plus précisément la coulée continue, nous avons implémenté plusieurs aspects spécifiques
au procédé. Premiérement, le contact entre la matiére et les outils de coulée continue (rouleaux et
lingotiére) a été traité avec une méthode de pénalisation. L’algorithme de contact avec les rouleaux
est issu de la constatation que chaque rouleau exerce un effort différent sur la matiére. De ce fait,
nous avons attaché & chaque cylindre un coefficient de pénalisation, qui est calculé par le code via
une pénétration de consigne, & respecter, a l'intérieur des rouleaux. Nous avons vu l'efficacité d’un
tel algorithme sur deux calculs globaux de coulée continue. En visualisant les déflections extrados et
intrados, nous avons pu observer que la pénétration de consigne est bien respectée.

Nous avons, d’autre part, mis en place une stratégie de gestion de maillage spécifique a la coulée conti-
nue. En effet, notre approche est lagrangienne pour éviter toute diffusion numérique due au transport.
De ce fait, et sous 'action du "faux-mannequin", les mailles proches de 'outil d’injection dégénérent,
ce qui nécessite un remaillage local. Nous avons utilisé le mailleur MTC développé au CEMEF pour
effectuer ce remaillage local. Nous pouvons aisément controéler la fréquence des remaillages, qui sont
gourmands en temps de calcul.

Pour éviter toute étape de transport aprés ce remaillage, nous avons donc défini dans le chapitre 5
une "zone tampon", qui doit contenir la zone dégénérée proche de l'outil d’injection. La taille de la
zone tampon est généralement faible devant la longueur de la machine de coulée continue (elle est
de 0,3 m pour les calculs avec les machines de Dunkerque et Fos-sur-Mer, et 0,1 m pour le calcul
avec la machine de la SIDERCA). Thermomécaniquement, cette zone doit étre neutre vis-a-vis de la
résolution : la vitesse et la température y sont donc imposées égales a leur valeur nominale respective
de coulée.

Des différents calculs thermiques et thermomécaniques que nous avons effectués, nous avons pu re-
marquer quune simulation durait généralement moins de 4 jours, et qu’il est possible d’utiliser des
pas de temps assez élevés permettant d’avoir de bons résultats (1-2 s). D’autre part les calculs ther-
momeécaniques qui nécessitent un maillage plus fin en surface demandent une place mémoire virtuelle
importante. C’est pourquoi nous n’avons pas pu couler plus de 21 m pour les calculs thermoméca-
niques. L’écriture en FORTRAN 77 de R2SOL est une des raisons & ce probléme et une solution
consisterait a utiliser la gestion dynamique de mémoire du FORTRAN 90 pour diminuer la taille image
de I'executable R2SOL.

Résultats thermiques et thermomeécaniques en coulée continue

Nous avons présenté dans le chapitre 6 plusieurs simulations sur trois machines de coulée continue
différentes. Les deux premiéres machines (Dunkerque et Fos-sur-Mer) concernent des cas de coulée de
brame d’ARCELOR. La troisiéme machine (SIDERCA, Argentine) est un cas de coulée de billette. Ces
trois machines sont associées a trois aciers :

— la machine de Dunkerque est associée & la nuance 18M5
— la machine de Fos-sur-Mer est associée a la nuance XC6
— la machine de la SIDERCA est associée a la nuance DS600

Ces trois cas de coulée continue nous ont permis de valider notre approche thermomécanique de la
coulée continue d’acier. Nous avons, dans un premier temps, validé la résolution thermique du code
R2SOL pour le probléme de coulée continue avec une approche de type "tranche" instationnaire puis
avec ’approche globale instationnaire (GI), que nous privilégions dans notre travail. Pour ce faire nous
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avons développé une stratégie ol le probléme mécanique est arbitraire mais nécessaire pour faire avancer
le matériau dans la machine. Ainsi, a chaque incrément, nous résolvons I’équation de conservation de
I’énergie et nous obtenons le champ de température. Comme la stratégie (GI) est de par sa nature
non-stationnaire, nous avons montré qu’elle converge assez rapidement vers une solution permanente.
11 subsiste cependant des fluctuations qui proviennent des tailles de mailles trop grossiéres.

Nous avons validé le probléme thermique de R2SOL en effectuant des comparaisons avec les codes
ABAQUS et THERCAST sur la configuration de la machine de Fos-sur-Mer associée a ’acier 18M5.
Nous avons d’autre part effectué des calculs thermiques avec la machine de Dunkerque : nous avons
comparé les résultats entre les stratégies globale instationnaire et tranche instationnaire développées
dans R2SOL. Les comparaisons sont trés bonnes pour ces divers cas.

Dans un deuxiéme temps, nous avons effectué des calculs thermomeécaniques sur les machines de Fos-
sur-Mer (Sollac Méditerranée), de Dunkerque (Sollac Atlantique), et sur une machine de SIDERCA
(Argentine). Le calcul sur la machine de Dunkerque nous a permis de comparer qualitativement les
déflections extrados obtenues avec R2SOL avec celles de [Dalin, 1987] et de I’expérience effectuée par
I'IRSID. La comparaison n’a pas été aisée dans la mesure o la machine de Dunkerque a subi des
transformations géométriques depuis ’étude de Dalin (notamment au niveau des espacements entre les
rouleaux). Nous avons cependant pu comparer l'ordre de grandeur de nos gonflements en nous référant
a des lois reliant la déflection & 1’écartement entre les rouleaux. Nous avons alors retrouvé les ordres
de grandeur que prévoyait le modéle stationnaire de [Dalin, 1987].

Avec la configuration du calcul de Fos-sur-Mer, nous avons réalisé une étude de sensibilité au pas
de temps et a la taille de maille. Nous avons ainsi pu voir qu’il existe un pas de temps maximum &
ne pas dépasser pour avoir de bons résultats. De méme, il est nécessaire de mailler finement sur la
surface du matériau pour bien visualiser les déflections. [Dalin, 1987] avait déja prévu ce phénomeéne
et préconisait un minimum de 40 noeuds entre les rouleaux. Nous confirmons également cette analyse
car nous avons effectué deux tests avec 20 et 50 noeuds entre deux rouleaux. En effet, les meilleurs
résultats que nous avons obtenus sont venus du maillage possédant 50 noeuds entre deux rouleaux. Il
faut cependant relativiser cette remarque, dans la mesure ou la forme de la surface libre était tout de
méme assez irréguliére. Pour résoudre ce probléme, il faudrait effectuer une analyse de sensibilité plus
fine par rapport au pas de temps (utiliser des pas de temps plus faibles) et a la taille de maille.

Nous avons enfin effectué un calcul thermomécanique axisymétrique sur une machine de SIDERCA
avec l'acier DS600 pour effectuer une comparaison quantitative avec [Fachinotti, 2001] et ainsi valider
notre approche. Nous avons pu comparer les cartes thermiques, de contraintes axiale et orthoradiale et
enfin I’évolution de la lame d’air se créant entre le matériau et la lingotiére. Ces comparaisons ont été
satisfaisantes et nous avons pu rendre compte de la formation de la lame d’air.

Bilan

Nous avons donc développé a travers le logiciel R2SOL une modélisation thermomécanique de la coulée
continue d’acier. Cette modélisation nous a permis d’avoir de bons résultats en thermique et en mé-
canique. Dans notre travail nous avons mis 'accent sur les contraintes et déformations dans les zones
pateuses et solides grace a notre approche mécanique monophasée. Notre approche est somme toute
assez simple bien qu’on puisse simuler tout le matériau du ménisque en lingotiére jusqu’aux derniers
rouleaux de la machine. Notre approche est assez innovante pour la coulée continue d’acier. Nous avons,
en effet, mis en place un modéle global capable de rendre compte des sollicitations complexes subies
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par lacier dans son parcours dans la machine (tractions, compressions). Nous avons notamment pu
observer deux régimes thermomécaniques qui s’établissent dans la matiére, si I'on se place sur la peau
du produit ou au voisinage de la température de solidus.

Notre travail apparait comme précurseur a d’autres développements puisque nous avons mis en place
dans le logiciel R2SOL le formalisme de la coulée continue (la stratégie (GI), la résolution des équations
de conservation, la géométrie de la machine, les outils et la gestion du contact, les conditions aux
limites, la gestion du maillage spécifique a la coulée continue, ...). Cette étude a donc permis de poser
les premiers jalons de la simulation du procédé de coulée continue sur toute la machine.

PERSPECTIVES

Notre travail appelle des études futures & divers degrés. On pourrait voir en perspectives des travaux de
complément immédiat, mais aussi des recherches & plus long terme concernant les macroségrégations,
par exemple.

Résultats thermomeécaniques

Sur la base des développements effectués, on pourrait effectuer diverses études. D’une part il existe
des critéres qui prédisent les criques externes ou internes et qui sont liés directement aux contraintes
et déformations au sein du matériau. De notre travail il serait alors possible de déterminer ou elles
peuvent se déclarer. Ceci serait intéressant pour optimiser la qualité du produit.

D’autre part, nous pourrions envisager de poursuivre des études de sensibilité sur différents points.
Dans lattente des résultats expérimentaux de ’essai pilote, il serait intéressant de voir 'influence de
I’espacement entre les rouleaux sur la déflection. On pourrait alors voir si ’on retrouve les valeurs des
déflections prédites par [Dalin, 1987], pour un espacement de 54 c¢m. Par ailleurs, il serait également
intéressant de voir I'influence du nombre de noeuds dans 1’épaisseur sur le gonflement, comme 1’a fait
[Dalin, 1987]. Malheureusement, nous ne pouvons pas entreprendre une telle étude dans I'immeédiat, a
cause des limitations de place mémoire de R2SOL. Avec le passage au FORTRAN 90 et la perspective
de voir arriver sur le marché des processeurs encore plus puissants, il sera bientot possible de simuler
le procédé de coulée continue d’acier avec plus de précision.

Modélisation thermomécanique de ’acier

Nous avons modélisé mécaniquement le matériau avec une approche monophasée. Cette stratégie n’est
pas satisfaisante, dans la mesure o nous avons effectué des approximations sur le comportement des
zones pateuse et liquide.

Concernant les modélisations des différentes zones thermomeécaniques de la coulée continue, il reste
encore des interrogations. La modélisation de la zone solide semble la plus avancée (comportement
élasto-viscoplastique et des termes de dilatation thermique), grace aux données de la littérature. Ce-
pendant, il est nécessaire de valider ces modéles qui doivent pouvoir rendre compte des tensions et
compressions successives endurées par le matériau au cours du procédé. Cela nécessite des essais de
tractions et compressions non isothermes pour déterminer avec précision le comportement de ’alliage.

Par ailleurs, les comportements des zones liquide et pateuse sont encore a discuter. On pourrait proposer
comme alternative a notre modéle une approche de type Darcy pour la zone pateuse. Cela permettrait
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de tenir compte du comportement de type "éponge" et en introduisant les termes d’inerties et la
convection il serait possible de visualiser le transport des solutés dans la brame. Cela permettrait de
simuler les contraintes et déformations dans la coque solide et de voir I'influence du gonflement sur les
ségrégations au sein de la zone pateuse (dont on sait qu’il est important en fin de solidification). Une
approche encore plus rigoureuse serait de modéliser la zone pateuse comme une zone biphasique. Dans
le cadre du projet OSC, Steven LE CORRE travaille actuellement & I'implémentation d’un tel modéle
dans R2SOL.

Modélisation du procédé

D’autres développements pourraient venir directement de la précision de la description du procédé.
Notre modélisation du procédé est en effet simplifiée. Pour compléter notre étude, on pourrait, par
exemple, modéliser :

— les phénoménes se déroulant en lingotiére (oscillation de la lingotiére, écoulement du métal liquide
de type convection forcée avec turbulence, brassage électro-magnétique, frottement entre le matériau
et la lingotiére),

les déformations des outils de la coulée continue (les rouleaux sont supposés pour U'instant indéfor-
mables)

— la résistance a I’avancement contre les rouleaux.

— la motorisation de certains rouleaux,

En outre, notre travail ouvre des perspectives au niveau de la simulation en 3 dimensions du procédé.
Une telle étude est menée par Frédéric COSTES au CEMEF. Son travail permet de généraliser d’une
part le type de format a couler, d’autre part la géométrie de la machine, avec notamment ’orienta-
tion des rouleaux. Ces perspectives sont intéressantes pour les industriels, qui pourront alors observer
I'influence des formes ou de 'orientation des rouleaux, par exemple, sur la qualité finale du matériau.

De méme, notre modélisation des conditions aux limites du probléme thermique est sommaire. Nous
considérons que ces conditions sont moyennées par zone et nous négligeons donc les effets locaux de
I'aspersion d’eau, de I’émissivité ou encore du contact thermique avec les rouleaux. Une étude sera
prochainement menée au CEMEF en 3 dimensions pour modéliser plus précisément le refroidissement
secondaire de la machine de coulée continue.

Ces diverses améliorations mobiliseront ingénieurs et chercheurs pendant encore quelques années, car
beaucoup d’efforts sont encore nécessaires pour parvenir & un modéle tridimensionnel, & 1’échelle du
procédé globale, qui est capable de capter les principaux phénomeénes caractéristiques des écoulements
et déformations de I’acier pendant sa solidification en continu. Pour conclure ce mémoire, nous espérons
que notre travail aura contribué a ouvrir la voie dans cette direction.
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Annexe

Annexe 1 : données thermophysiques et thermomécaniques de 1’acier
XC6

Nous rappelons les données thermophysiques et thermomécaniques de 'acier X C'6 utilisées lors de notre
étude. Nous avons présenté dans le chapitre 4 comment sont obtenues les données thermomphysiques.

Données thermophysiques

Le tableau suivant récapitule la composition chimique en pourcentage en masse pour 'acier X C6.

composant | teneur (% massique)
Carbone 0,067
Soufre 0,008
Phosphore 0,010
Silicium 0,008
Manganese 0,384
Cuivre 0,003
Aluminium 0,021
Chrome 0,017
Niobium 0,017
Molybdéne 0,001

TAB. 6.2: composition chimique de 'acier XC6

La figure et le tableau suivant représentent 1’évolution de la fraction liquide en fonction de la tempé-
rature.
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fraction
liquide

g

06

04

02

1490

1500

1210

tem pérature

1520

temperature (°C) | fraction liquide
1450 0
1495 0
1508,6 0,1
1515 0,2
1518,8 0,3
1521,4 0,4
1523,2 0,5
1524,5 0,6
1525,6 0,7
1526,5 0,8
N 1527,2 0,9
1527.8 1
1530 1

F1G. 6.50: évolution de la fraction liquide du X6 en fonction de la température

La chaleur latente a été prise égale a 2,5.10° J.kg~!. La figure suivante représente I’évolution de la
conductivité.

4
conductivité a1 |

(Win/K)
39 4

37 1
35 4
33 1
31 4
29 1
27
25

500

700

900 1100 1300

température (°C)

1500

température (°C) |conductivité(\W/m/K)

500 39

800 25,9
1000 29,7
1200 32

1300 32,8
1400 33,15
1495 40,15
1528 40,3
1600 41,5

Fi1G. 6.51: évolution de la conductivité thermique du XC6 en fonction de la température

La figure suivante représente 1’évolution de la masse volumique en fonction de la température.

masse |00
volumigue 7600

kgm=) 750 |
7400 A
7300 A
7200 A
7100 A
7000
8800

600

1000

1200 1400

tem pérature ("C)

1600

température ("C) [masse wlumique ((kg.m's))
800 7624
1000 7495
1200 7440
1300 7385
1400 7330
1495 7278
1528 7031
1600 6993

F1G. 6.52: évolution de la masse volumique du X6 en fonction de la température
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La figure suivante représente 1’évolution de la capacité calorifique en fonction de la température.

température (°C) capacité calorfigue (Jkg/k)
100 481
1100 - 200 519
300 562
400 584
_ 1000 + 50D BB 1
capacité =00 =
calorifique 900 4 ;Eslg ﬁa&
(JIkg:'K) 800 - ann 874
900 A5
1000 FBY
700 7 1100 B89
1200 B9
600 1210 553
1330 572
500 1390 782
1420 032
400 T T T T T T T 122; 1?12095
100 300 500 700 900 1100 1300 1500 1486 730
1624 221
température (°C) 1534 521
1600 822

F1G. 6.53: évolution de la capacité calorifique du XC6 en fonction de la température

11 faut noter que le deuxiéme pic (entre 1300 et 15500 °C') correspond au changement de phase ferrite-
austénite.

Evolution de K, m, n en fonction de la température a 1’état solide

Nous modélisons I’état solide du X C'6 avec une méthode de loi de mélange déduite de [Kim et al., 1996].
Le solide est supposée obéir a un comportement élasto-viscoplastique, de ce fait oz = QUPE”Em.
L’évolution de Ky, m et n est donnée par les figures suivantes. Nous rappelons qu’entre 1439 et 1473
°C coexistent les phases austénite et ferrite. De ce fait, nous utilisons une loi de mélange en fonction
de fs et f,, dont I'évolution en fonction de la température a été donnée au chapitre 4. Nous présentons
uniquement les résultats de ces lois de mélange. On peut se référer au chapitre 4 pour de plus amples

détails.

L’évolution de la consistance K., de la coque solide utilisée lors des calculs de coulée continue est
représentée sur la figure suivante.
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1200

1000

aoo

consistance

Mpa.sm B0

400

200 4

8aa 400

1000

1100 1200
température ("C)

1300 1400

1500

ANNEXE
température (°C) consistance (MPa.s™)

1495 55

1473 58

1445 58,7
1439 74,3
1395 84

1345 97,2
1295 113,5
1245 134

1195 159,9
1145 193,2
1095 236,8
1045 204,7
985 373,1
945 481,6
895 635,4
845 859,4

F1G. 6.54: évolution de la consistance K., a I’é¢tat solide pour le XC6 en fonction de la température

027

0,26

0.25 {

0,24

m

0,23 {

0,22 {

0.21 {

02

1400 1410 1420

1430

1440 1450 1460

température (°C)

1470

1480

1490

1500

température (°C) m
14985 0,2657
1473 0,2657
1445 0,2148184
1439 0,2008
1385 0,2008

F1G. 6.55: évolution de la sensibilité & la vitesse de déformation de la coque solide en fonction de la

température pour le XC6

L’évolution du coefficient d’écrouissage n de la coque solide utilisée lors des calculs de coulée continue
est représentée sur la figure suivante.
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0.5 température (°C) n
n 1495 0
1473 0
04 4 1445 0,3362576
1439 0,4289
1395 0,4289
0,34
0,2 4
0,14
0 . . : . .
1405 1420 1435 1450 1465 1480 1495
température (°C)

F1G. 6.56: évolution du coefficient d’écrouissage de la coque solide en fonction de la température pour
le XC6
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Annexe 2 : données thermophysiques et thermomécaniques de 1’acier
18M5

Nous rappelons les données thermophysiques et thermomécaniques de ’acier 18 M5 utilisées lors de
notre étude. On peut se référer au chapitre 4 pour voir comment sont obtenus ces valeurs.

Données thermophysiques

Le tableau suivant récapitule la composition chimique en pourcentage en masse pour ’acier 18M5.

composant | teneur (% massique)
Carbone 0,18
Silicium 0,42
Manganese 1,37
Aluminium 0,036
Soufre 0,009
Phosphore 0,018
Niobium 0,04

TAB. 6.3: composition chimique de I’acier 18 M5

La figure et le tableau suivant représentent 1’évolution de la fraction liquide en fonction de la tempé-
rature.

12 température (°C) fraction liquide
1508 1
14 1505 0,845
1500 0,666
08 4 1495 0,507
fradiion 1490 0,403
liquide U8 7 1480 0,268
1470 017
41 1460 0,092
. 1450 0,052
| 1440 0,025
i 1430 0,0072
1415 1435 1455 1475 1495 1420 0,00051
température C) 1418 0

F1G. 6.57: évolution de la fraction liquide du 18 M5 en fonction de la température

La chaleur latente a été prise égale a 2,6.10° J.kg~!. La figure suivante représente I’évolution de la
conductivité.
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température (°C) conductivité (W/m)

. \ 0 65.3
1 100 60,3
60 200 549

300 511
400 45 2

il

cond uctivité 00 41
(WImE 500 36.4
40 00 339
800 28,5
- 1000 27,6

1400 32
1466 328

20 1524 40,1
i 200 400 600 300 1000 200 1400 1538 05
temp érature (°C) 1677 11 .5

F1G. 6.58: évolution de la conductivité thermique du 18 M5 en fonction de la température

La figure suivante représente 1’évolution de la masse volumique en fonction de la température.

température (*C) masse volumique (kg/m3)
3000 0 7863
100 7834
7800 4 200 7803
300 7770
S 400 7736
500 7699
masse 600 7658
volum ique 7400 { 700 7617
(Kg/m3) 200 7624
7200 900 7600
1000 7548
2000 4 1100 7496
1200 7444
1300 7392
BR00 : J ; 1400 7340
] 250 500 750 1000 1250 1500 78 7307
tem pérature (°C) 1508 7070
1600 7013

F1G. 6.59: évolution de la masse volumique du 18 M5 en fonction de la température

La figure suivante représente 1’évolution de la capacité calorifique en fonction de la température.
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capacité calorifique
massique
(kg

1250

1100 4

a50

a00 4

650

500 4

350

200

température (°C)

capacité calorifique massique (Jfka/K}
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700
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1104

800
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845
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1100

669
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669

1210

653
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1390

700

1462

729
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200

400 BO0

a00 1000

tem pérature {"C)

1200

1466

730

1400 1600 1524

821

1534

821

1600

§22

F1G. 6.60: évolution de la capacité calorifique du 18 M5 en fonction de la température

Données thermomeécaniques pour 1’état solide

Le comportement de la coque solide de ’acier 18 M'5 est supposé obéir a la loi IT de [Kozlowski et al., 1992].
Son comportement est du type élasto-viscoplastique sans seuil. Nous prenons pour coefficient de Poisson

v=20,3.

L’évolution du coefficient d’Young F est représentée sur la figure suivante.

6,00E+HD

S00EHD

4,00EHD

mo d ule
d'Young 300EH0
(Pa)

2,00EHD

LODEHD

0,00E410
750

Q00

ns0 zZoo

temp érature (*C)

B0

température ("C) module d"Young (Pa)
800 54784000000
850 42133250000
900 32378000000
950 25129750000
1000 20000000000
1050 16600250000
1100 14542000000
1150 13436750000
1200 12896000000
1250 12531250000
1300 11954000000
i 1350 10775750000
1400 8608000000
1418 5000000000

Fi1aG. 6.61: évolution du module d’Young en fonction de la température

L’évolution de la consistance K., est représentée sur la figure suivante.
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ANNEXE Annexe 2 : données thermophysiques et thermomécaniques de ’acier 18M5

4 O0E+0E température (°C) consistance [MPa.s™)
' £00 261053000
3,50E+08 g50 212413000
700 273687000
3,00E+05 750 242004000
2,50E+08 4 800 215442000
o, 850 192680000
{Mpa.s-m) 2OIEHIE 500 172805000
1,50E+08 250 155169000
1000 139331000
1,00E+H08 4 1050 124976000
1100 111889000
AP 50 99575200
0,00E+00 . , : . 1200 280984300
00 700 8O0 900 1000 1100 1200 1300 1400 1500 1250 78997500
AT 7300 68913400
1350 61689400
1400 54285000
1418 51810000

F1G. 6.62: évolution de la consistance K, en fonction de la température pour I’acier 18M5

L’évolution de la sensibilité a la vitesse de déformation m de la coque solide utilisée lors des calculs de
coulée continue est représentée sur la figure suivante.

temperature (°C) m

0,25 600 0,0443944
850 0,0546001
el 700 0,0652893
750 0,0764309
800 00879844
0,15 4 850 00968943
m 900 0,112118
- 950 0,124563
1000 0,137163

1050 0,14983

0,05 1100 0,16247
1150 0,174987

1200 0,187283

i T T 1250 0,199258
600 700 800 900 1000 1100 1200 1300 1400 1500 1300 0.210818
tem pérature (°C) 1250 0221872

1400 0,232338

1418 0,236

F1G. 6.63: évolution de la sensibilité & la vitesse de déformation de la coque solide en fonction de la
température pour le 18M5

L’évolution du coefficient d’écrouissage n de la coque solide utilisée lors des calculs de coulée continue
est représentée sur la figure suivante.
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0,25

0z

no13

01

0,05 1

600

700 800 900 1000 1100

tem pérature (°C)

1200

1300

1400

1600

température (°C)

n

500 0,240111
550 0,2378965
700 0,235154
750 0,231643
300 0,2274
850 0,222402
900 0,216634
950 0,21009
1000 0,202775
1050 0,184708
1100 0185817
1150 0176446
1200 0,166348
1250 0,155689
1300 0,144545
1350 0,132899
1400 0,121141
1418 0

F1G. 6.64: évolution du coefficient d’écrouissage de la coque solide en fonction de la température pour

le 18M5
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Annexe 3 : données concernant la machine de Dunkerque

— -2
type de refroidissement | longueur métallurgique (cm) o iué;;}(;pel)%/.w[gf?cm_2

2 47. 130.

1 70. 0.05

1 103.5 0.042
1 196. 0.033
1 294.5 0.0283
1 448.5 0.0285
1 622. 0.0232
1 799.5 0.026
1 1200. 0.0222
1 1675. 0.0213
1 3000. 0.02

TAB. 6.4: définition des conditions aux limites pariétales pour la thermique pour la machine de Dun-
kerque
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