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Nomenclature

— Lettres grecques :

n . wviscosité apparante de la gélée

il . wiscosité apparante de alliage a [’état liquide
0 . witesse de cisaillement

VF . gradient de la fonction F

V-X : divergence de la fonction X

Ps : masse volumique de l’alliage a [’état solide
o : masse volumique de [’alliage en fusion

o tenseur des contraintes

£ . tenseur des vitesses de déformation

£ vitesse de déformation équivalente

T contrainte de cisaillement

— Lettres latines :

A coefficient d’une loi dépendant de la fraction de solide ou de la structure
B coefficient d’une loi dépendant de la fraction de solide
C . vitesse moyenne de reffroidissement
Co : composition initiale de ['alliage
C . concentration du soluté dans le liquide
C . concentration du soluté dans le solide
D, . coefficient de diffusion des atomes du soluté dans le liquide
H : chaleur latente de fusion
I : premaer invariant
Jo . second invariant
S . tenseur déviateur des contraintes
T . température de [alliage
Ty . température de fusion du soluté pur
T, . température du liquidus
S : tenseur déviateur des contraintes
d . espacement interdendritique
fi . fraction massique de liquide
fs : fraction massique de solide
I : fraction solide critique ; dépend de v et de la vitesse de refroidissement
k . coefficient de partage (= %j)
kp  :  composition du solide se formant a l'interface solide/liquide
my, . pente du liquidus
variable d’agglomération de la structure
te . temps critique de [’évolution de la structure dendritique
v . wvitesse du matériau homogeéne
v . wvitesse de la phase liquide

Vs . wvitesse des particules solides



Chapitre 1
INTRODUCTION

La conjoncture économique actuelle, marquée par une augmentation des charges
des entreprises, due entre autre a ’augmentation du cott de la main d’oeuvre, a
la diminution du temps de travail, a la hausse des cours de matieres premieres
(aluminium par exemple), et a la concurrence des pays du sud pousse les industriels
de la mise en forme des métaux a réduire leur cout de production et a augmenter
leur productivité. D’autre part, dans certains secteurs comme ’aéronautique par
exemple, on a besoin de pieces de tres hautes caractéristiques. Dans l’'industrie
automobile, la tendance est a I’allegement des véhicules en vue de consommer peu
et de polluer moins. Plus simplement, les entreprises ont besoin de produire des
pieces plus légeres, de meilleure qualité et moins cheres. Les procédés classiques
utilisés pour la fabrication de pieces sont la mise en forme a froid et la mise en
forme a chaud.

1.1 Le cadre industriel

1.1.1 La mise en forme a I’état solide

Les procédés de mise en forme a ’état solide, qui regroupent entre autres le
forgeage a froid, le forgeage a chaud, le laminage, le filage et des techniques d’usi-
nage, sont tres utilisés car les pieces obtenues sont de meilleure qualité mécanique
et métallurgique que celles obtenues par les procédés de mise en forme a 1’état li-
quide. Elles présentent ainsi des qualités de tenue en fatigue et de résistance aux
chocs bien meilleures. Toutefois, on note que pour des pieces complexes, les cotuts
de fabrication peuvent étre tres élevés. La conséquence est alors ['utilisation de ces
procédés pour des pieces de sécurité pour lesquelles les criteres de qualité sont tres
séveres. Le principal débouché pour ces produits est 'industrie automobile avec
plus de la moitié de la production. Les autres secteurs consommateurs de pieces
issues de la mise en forme a I’état solide sont I'aéronautique, les industries ferro-
viaire et militaire, les industries de fabrication de motos et de cyclomoteurs. Les
matériaux utilisés sont tres divers : aciers et autres alliages métalliques. La sou-
plesse de production est considérable car on peut obtenir des pieces de quelques
grammes a plusieurs tonnes. Les cadences de fabrication peuvent étre tres élevées.
En conclusion, les différentes techniques de mise en forme a I’état solide permettent



I’obtention de pieces ayant une tres bonne qualité mécanique et métallurgique, mais
de forme généralement simple.

1.1.2 Les procédés de mise en forme a I’état liquide

Ce sont des procédés de mise en forme de métaux consistant a verser dans
un moule le métal liquide et a I’y maintenir jusqu’a la fin de la solidification, le
refroidissement final pouvant s’effectuer hors du moule. Il existe plusieurs facons
de classifier les procédés de fonderie [28]. En fonction du type d’écoulement, on
distingue la coulée par gravité et la coulée sous pression. D’autres classifications
sont faites & partir du matériau de constitution du moule (permanent ou a usage
unique), a partir du type de matériau coulé, ou a partir du poids des pieces obtenues
[17]. Ainsi, on a des moules métalliques ou en sable, qui permettent de fabriquer des
pieces en acier, en alliage d’aluminium ou d’autres métaux non ferreux. On présente
ci-dessous une comparaison de plusieurs procédés de moulage.

Type de sable a vert moule moule en | moule en | moule en
moule permanent sable carbone | céramique
(métallique)
cotit 2 2 4 4 5)
volumique
cotit 1 4 4 4 3
unitaire
état de 3 2 2 3 1
surface
propriété 2 2 2 2 3
du matériau
pieces 3 3 2 2 1
complexe
changement de 1 4 3 3 3
géométrie
Légende :
— 1-tres bon

— b-trés mauvais

On constate donc que les différents procédés de coulée permettent d’obtenir
des pieces complexes, pouvant présenter des parties tres minces et un bon état
de surface. Cependant, a cause de la faible viscosité des alliages fondus, on a
souvent un écoulement turbulent. Cela entraine ’apparition de porosités dans les
matériaux. L’entrainement de gaz (source de porosité) et de peaux d’oxyde dans
la masse du matériau (source d’amorgage de fissures) font que les pieces obtenues
ont généralement des qualités mécaniques moyennes. On peut également noter la
lenteur du procédé et 'usure rapide des moules, des problemes de retassure et de



criques sur les pieces formées, dues a la contraction qui se produit au cours de la
solidification [17].

1.1.3 Une alternative : la mise en forme a 1’état semi-solide

Les industries du secteur de la mise en forme, pour rester compétitives, ont
besoin de réduire leurs couts de production. Cette réduction de cout passe entre
autre par une réduction du poids des pieces ou par 1'utilisation de nouveaux alliages
non ferreux sans en altérer la qualité, ou par des économies d’énergie. De méme,
pour la fabrication de pieces complexes a hautes caractéristiques, ces entreprises
ont besoin d’améliorer la qualité des pieces produites par les procédés de fonderie
classiques. Aussi, se sont-elles mises a la recherche d’autres procédés pour remplacer
la fonderie classique, d’oul I'avenement de la mise en forme a I’état semi-solide.

Elle consiste a former les pieces dans l'intervalle de solidification de 'alliage,
c’est-a-dire entre le solidus et le liquidus. Aujourd’hui, les techniques de mise en
forme a I’état semi-solide sont utilisées aux Etats Unis d’Amérique, en Europe Oc-
cidentale (avec quelques variantes en Italie), au Japon et dans d’autres pays d’Asie.
On distingue aujourd’hui deux grandes familles de procédés : le rhéoformage qui
consiste a mettre directement en forme 1’alliage partiellement solidifié sous cisaille-
ment, et le thixoformage. Le thixomolding, quant a lui, consiste a fondre des granulés
de metal dans un systeme vis-fourreau, de maniere similaire a I’extrusion des po-
lymeres. Le matériau brut est moulé par injection apres fusion partielle et imposition
d’un cisaillement. En ce qui concerne le thixoformage, on peut diviser ce procédé
en trois principales étapes. La premiere consiste a prendre un alliage ayant un in-
tervalle de solidification assez large comme I’AISi7TMg et a le produire en billettes
par un procédé de coulée continue, dans lequel un brassage électromagnétique a
pour effet de casser les structures dendritiques et donc de conférer au produit une
structure globulaire. Ensuite, de telles billettes sont réchauffées, le plus souvent en
utilisant un chauffage par induction jusqu’a une température entre le solidus et le
liquidus, de telle maniere que la fraction de solide soit entre 0.5 et 0.6. Les globules
gardent alors une certaine cohérence et le produit peut étre manipulé facilement.
Enfin, la billette réchauffée est mise en forme dans un moule et on obtient la piece
finale. Par rapport aux différentes techniques de fonderie, les principaux avantages
de la mise en forme a 1’état semi-solide sont :

— une faible consommation d’énergie, car on reste en dessous du point de fusion ;

— des efforts de mise en forme plus faibles que ceux nécessaires a la mise en
forme a froid;

— I’écoulement est laminaire pendant le remplissage, la viscosité de la gelée étant
plus élevée que celle du métal en fusion. Le front de matiere est relativement
plan alors qu’il est en forme de jet dans le cas de la coulée sous pression.
Les pieces ainsi fabriquées ont donc de meilleures qualités métallurgiques et
mécaniques, ce qui permet de remplir les moules plus facilement en limitant
la création de porosités. On note également de meilleures tolérances dimen-
sionnelles (moins de retraits) et peu de défauts de surface, ce qui permet de



réduire (voire d’éliminer) des opérations d’usinage ;

— une plus grande durée de vie des outils, car les chocs thermiques y sont
moindres et le temps de solidification plus court; une conséquence est donc
I’augmentation de la cadence du procédé.

— La possibilité d’incorporer facilement d’autres matériaux (fabrication de com-
posites), d’utiliser les outils de mise en forme propres au forgeage & chaud
(extrusion,forgeage,...), ou de séparer le liquide du solide (filtration) ;

En résumé, la mise en forme de métaux a 1’état semi-solide permet d’obtenir

des pieces ayant des propriétés mécaniques intermédiaires entre la fonderie et le
forgeage de facon plus économique que ces procédés.

1.2 Le projet ADFORM et le sujet de these

1.2.1 Objectifs et différents partenaires du projet ADFORM

Le CEMEF, a travers les travaux de Jean Collot et des différents chercheurs qu’il
a encadrés, a participé grandement a la mise au point des différents parametres
du procédé[25] et a son industrialisation par l'intermédiaire de plusieurs brevets
déposés[27]. 11 s’est attaché tout particulierement au développement technologique
de nouveaux procédés de thixoformage. Aussi, c’est fort de ces résultats que le centre
de recherche s’est lancé dans un nouveau projet européen Brite/Euram dans lequel
s’inscrit ce travail et dont le titre est ” Advanced Semisolid Forming for Complex
structural components” (ADFORM). Le but de ce projet est de remplacer certaines
pieces d’alliage ferreux des industries automobile et de I'aéronautique par des pieces
en alliage d’aluminium et de contribuer ainsi a ’allegement des véhicules et a la
diminution de la pollution. Les partenaires de ce projet sont les suivants :

— FIAT (Italie), constructeur automobile
STAMPAL (Italie), fonderie sous pression
RENAULT (France), constructeur automobile
EADS (France), constructeur aéronautique
DERBI-MOTORS (Espagne), constructeur de cyclomoteurs
UPC (Espagne), Université polytechnique de Barcelone
Pour atteindre ces objectifs, des injections de pieces industrielles ont été faites
par le partenaire STAMPAL. Des tests mécaniques sur ces pieces ont également
été effectués chez les partenaires FIAT, RENAULT, et EADS, et des analyses de
microstructure ont été effectuées a ’'UPC. Enfin, des simulations numériques et des
expériences ont été effectuées au CEMEF.

1.2.2 Le sujet de these

Plusieurs chercheurs depuis Spencer [115] se sont penchés sur le comportement
des alliages a I’état semi-solide. Cependant, tres peu de travaux ont été réalisés dans
les conditions d’injection. Aussi, ma these, dont le but est de permettre la simulation



numérique du procédé d’injection de métaux a I’état semi-solide, fait partie des pro-
jets de recherche lancés au CEMEF et dont le but est d’améliorer les moyens de la
simulation des procédés de fonderie. La premiere partie de notre travail a donc été,
apres le choix d’un modele, de concevoir un test rhéologique capable de représenter
au mieux les conditions d’injection. Ensuite, nous avons procédé a l'identification
des parametres du modele rhéologique. Connaissant donc le comportement de notre
alliage, nous avons procédé aux adaptations nécessaires de nos codes de calcul en
vue de procéder a la simulation numérique du remplissage concernant les métaux a
I’état semi-solide et a la validation des simulations sur les expériences.

Aussi, apres un deuxieme chapitre consacré a une revue bibliographique sur le
procédé et les modeles utilisés pour décrire le comportement des métaux a I’état
semi-solide, nous présentons au troisieme chapitre les résultats des expériences d’in-
jection que nous avons réalisées, ainsi que ceux de 'identification des parametres du
modele caractérisant le comportement du matériau au cours de la phase d’injection.
Le quatrieme chapitre est consacré a la présentation du premier code de calcul que
nous avons utilisé, R3. Le cinquieme chapitre est quant a lui consacré au traite-
ment numérique du contact matiere/matiere dans R3 et le sixieme a la formulation
arbitrairement lagrangienne eulérienne dans R3. Le dernier chapitre, quant a lui
présente le code de calcul Rem3D et les développements que nous y avons faits,
ainsi que les principaux résultats obtenus en remplissage de pieces industrielles.
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Chapitre 2
L’ETAT SEMI-SOLIDE

TILTABLE FURMACE

MOLTEM
ALLOY CERAMIC

E |_|-H|.ET FILTER
:’mumm | /!
|_....--%.........pf MOLTEM
g ALLOY

E.M. PUMP

PASSIVE
STIRARER

SEMI SOLID

i
= = ===

TUMNDISH

DIES BILLETS
PR AR |

F1G. 2.1 — Procédé de fabrication de billettes a structure globulaire pour le thixo-
formage

Ce chapitre a pour but de présenter les principales avancées sur la mise en forme
a I'état semi-solide (Figure : 2.1), depuis la découverte par Spencer de la structure
globulaire[115]. On s’intéressera donc aux différents états structuraux des alliages
a I’état semi-solide, leurs comportements rhéologiques et les principaux parametres
dont ils dépendent, ainsi que les différents modeles utilisés dans la bibliographie pour
décrire leur comportement. On verra donc que la rhéologie dépend tres fortement
de la morphologie de la phase solide. La forme et la structure de la phase solide
dépend quant a elle du processus d’obtention de I’état semi-solide. Dans la premiere
partie, nous présentons les différents procédés d’obtention de I’ état semi-solide et les
structures obtenues. On distingue alors deux principaux procédés de solidification :
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— une solidification conventionnelle conduisant a la formation d’une structure
dendritique pour la phase solide,
— une solidification avec brassage conduisant a la formation d’une structure
globulaire pour la phase solide.
On présente aussi la refusion partielle d’alliages préalablement solidifiés avec ces
deux procédés.
Dans la seconde partie, nous présentons les modeles de comportement permettant
de décrire 1’écoulement des alliages a structure globulaire, puisque ce sont ceux-la
qui sont utilisés pour la mise en forme.

2.1 Etat semi-solide obtenu au cours de la solidi-
fication

2.1.1 Brefs rappels sur les mécanismes de formation

L’état semi-solide est obtenu a partir de 1’état liquide par germination de parti-
cules solides et par croissance des germes créés au cours de la solidification [43]. La
formation d’'un germe dans un bain liquide nécessite une énergie d’activation égale
a la variation d’énergie libre du systeme. Cette énergie est fonction de I’entropie
de fusion, de la surfusion thermique (différence entre la température de fusion et la
température d’équilibre du germe), et de 1'énergie superficielle du germe créé. La
courbe d’évolution de I’énergie libre d’un germe en fonction de son rayon montre
I’existence d’un maximun pour un rayon critique. Tout embryon dont le germe a
un rayon inférieur a cette valeur ne peut se développer car sa croissance occasionne
une augmentation de 1’énergie libre, alors que pour un germe dont le rayon est
supérieur au rayon critique, on a un bilan énergétique favorable a I’augmentation
de son rayon. C’est le processus de germination homogene au cours du quel les par-
ticules solides se forment au sein de la phase liquide dans les conditions d’équilibre
thermodynamique. Ce processus de germination suppose 1’équiprobabilité de nais-
sance d’'un germe en tout point de la phase mere.

On distingue également la germination hétérogene au cours de la quelle les germes
se forment au contact des parois froides de la lingotiere ou de particules étrangeres
baignant dans le liquide (oxydes par exemple). Ces derniéres abaissent I’enthalpie
libre de formation des germes ainsi que le degré de surfusion nécessaire pour amor-
cer la réaction. Les germes ainsi créés, s’ils sont stables, sont susceptibles de grossir
pour donner un cristal.

Lors de la phase de croissance, les cristaux adoptent plusieurs morphologies en fonc-
tion des conditions thermiques de la solidification et la composition du liquide au
voisinage de l'interface liquide/solide.

La surfusion chimique est la différence entre le gradient de température imposé
a D'interface solide/liquide par les conditions thermiques de la solidification et le
gradient de température du liquidus induit par la différence de concentration en
soluté pres de l'interface. Lorsque la surfusion chimique est importante dans une
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zone, on a une vitesse de croissance plus importante et donc, une certaine instabilité.
Cette instabilité entraine la formation d’une structure de type dendritique.
Lorsqu’on a une surfusion chimique faible, on a une solidification de type cel-
lulaire. L’avancée du front de solidification dans ce cas conduit a la formation de
perturbations qui croissent selon le méme mécanisme que celui qui leur a donné
naissance. Enfin, lorsqu’il n’y a pas de surfusion chimique, la zone considérée est
stable et ’on observe une solidification plane. La surfusion de courbure, quant a
elle, est la surfusion thermique existant en bout de dendrite et due a la courbure
locale.
La morphologie de la partie solide obtenue apres croissance des germes créés est
influencée par la vitesse de solidification et les éventuels traitements mécaniques et
électromagnétiques appliqués a l'alliage se solidifiant.

2.1.2 Structures obtenues
Microstructure au cours d’une solidification conventionnelle

Au cours d’une solidification conventionnelle, la microstructure obtenue dépend

essentiellement de la composition chimique de 'alliage et des conditions de refroi-
dissement. En fonction de la composition de I’alliage, on obtient soit une structure
dendritique, soit une structure eutectique. En fonction des conditions de refroidisse-
ment, on obtient soit une structure dendritique équiaxe, soit une structure dendri-
tique basaltique. Les microstructures dendritiques sont obtenues par croissance de la
phase solide dans le liquide alors que les microstructures eutectiques sont le résultat
de la croissance couplée des deux phases dans un liquide de composition eutectique.
Toutefois, la plupart des alliages d’importance commerciale ont une solidification
dendritique. En effet lorsque le gradient thermique imposé au front solide-liquide
par le refroidissement est inférieur au gradient de la température du liquidus, on a
I'instabilité du front de solidification et la formation d’une structure dendritique.
En général, cette structure, a 'exception de la strucutre dendritique fine, n’est pas
tres intéressante pour la mise en forme car elle cause des problemes d’hétérogénéité
de la déformation (ségrégation dans la phase a I'état semi-solide) et de formation
de fissures a chaud [44][96].
Pour caractériser une telle structure, on mesure les espaces entre les dendrites pri-
maires, secondaires ou d’ordre supérieur, généralement perpendiculairement aux
branches. La finesse du réseau dendritique d’un alliage dépend de la vitesse de
solidification. On a la relation empirique suivante :

ar\ "
d=a|—
()
moy

avec
d : espacement interdendritique primaire ou secondaire,
a et n constantes,

—-n . . . . . .
(%) vitesse de refroidissement moyenne au cours de la solidification.
moy
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La connaissance du diagramme d’équilibre d’un alliage binaire au cours de la so-
lidification permet de déterminer entierement les compositions des phases liquide
C) et solide (Y, ainsi que leur répartition massique, par application du principe de
conservation du soluté. Les effets de courbure en bout de dendrites et de convection
dans le liquide sont généralement négligés, ce qui suppose un équilibre total du so-
luté dans le liquide et dans le solide. Les fractions massiques de liquide et de solide
sont déduites par la regle barycentrique :

C1sfs +lel = CO

ou Cj est la composition initiale. Si de plus on néglige la diffusion du solide et on
suppose une homogénéisation complete dans le liquide, la fraction de solide peut
étre écrite en tout point en utilisant I’équation de Scheil [79] :

C)\ T
521_ -
r=1-(g)

k, = %Sl*, C'¥ étant la composition du solide qui se forme a l'interface solide liquide.
En fonction de la température du liquide, on a, moyennant une hypothese de
linéarité de la température de début de solidification en fonction de la concentration[43] :

Ty - T\
fs:1_<f >

Ty — 17,
T  : la température de l'alliage se solidifiant
T, : la température de liquidus de ’alliage (début de solidification)
Ty : la température de fusion du corps pur

Solidification avec brassage

Nous avons noté au paragraphe précédent que les porosités et les ségrégations
observables en fonderie sont généralement dues a la structure dendritique. Aussi,
plusieurs travaux ont été réalisés notamment au MIT pour modifier cette structure
au cours de la mise en forme. Ainsi, le brassage mécanique d’un alliage a I’état semi-
solide détruit la structure dendritique au profit d’une structure globulaire (figure
2.2). Les études métallographiques réalisées apres solidification compléte révelent la
présence de globules issues de la solidification primaire dans une matrice résultant
elle de la solidification secondaire du liquide existant au moment de la coulée. Cette
découverte a été faite au début des années soixante-dix(1971) par David Spencer au
MIT qui, tout au long de la solidification de ’alliage Sn-15%Pb dans un rhéometre
de Couette, imposa un cisaillement important (figure 2.3). Il observa en outre que
pour une fraction de solide donnée, la contrainte de cisaillement pour cette nouvelle
structure était de deux ordres de grandeur plus faible que celle du méme matériau
a structure dendritique pour une fraction de solide donnée [43].

On peut donc obtenir cette structure par un brassage mécanique de 1’alliage

a température constante. On distingue deux types de brassage mécanique : des
systemes monocharges ou continus, selon que la production se fait a partir d’une
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F1a. 2.2 — Evolution de la structure durant la solidification avec cisaillement[44]
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F1G. 2.3 — Expérience de Spencer : détermination expérimentale de la contrainte de
cisaillement pour l’alliage Sn-Pb[44]
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charge élémentaire placée dans un creuset ou en continu. Toutefois, les limitations
de ces systemes sont dues aux régulations de température, a la présence et a I'usure
de 'agitateur au contact du métal liquide. C’est pourquoi on emploie de plus en
plus un brassage électromagnétique continu au cours de la solidification(cf figure
2.1) pour obtenir cette structure (figure 2.4). Différents systemes ont été brevetés,
notamment pour le brassage des barres de diametre variant de 5 & 150 mm, ce
qui permet ainsi d’obtenir, apres tronconnage, des préformes destinées a la mise en
forme.

En revanche, plusieurs auteurs depuis Spencer se sont intéressés au mécanisme de
formation d’une structure globulaire. Pour les chercheurs des universités de Drexel
[3][81][127] et ceux de Sussex [34], on a d’abord une solidification dendritique; le
brassage tendant a favoriser 'instabilité de la croissance dendritique et a augmenter
la vitesse de croissance pour une instabilité déja établie. Les particules globulaires
proviennent alors de la fragmentation des bras de dendrites. Les joints de grains de
faible énergie ne présentant pas de pic de soluté proviennent alors de la déformation
a chaud de bras de dendrite, alors que ceux présentant un pic de soluté proviennent
du frittage de deux particules solides qui se sont rencontrées avec une orientation
favorable pour la création d’un joint de grains non mouillé.

Pour ceux de 'université de Delft [92][114], qui ont étudié I'effet de la convection
et la diffusion des atomes de soluté au voisinage d’une particule sphérique, la glo-
bularisation des particules solides serait la conséquence d’une croissance cellulaire
due a une surfusion constitutionnelle plus faible que dans le cas d’une solidification
classique.

De toute fagon, le matériau globulaire se comporte comme un fluide auquel on
peut associer une viscosité apparente qui, pour des fractions de solide moyennes
(fs =~ 0.4), reste encore tres faible (< 1Pa.s qui est la viscosité de I'huile d’olive,
alors qu’on a a 'état purement liquide n ~ 1073 Pa.s)[44].

Une agitation vigoureuse au début de la solidification provoque la formation de
nouveaux grains (germination). En effet, les dendrites, soumises a un cisaillement
important au cours d’un refroidissement suffisamment lent, prennent une forme
sphéroidale. Joly montra que la taille des grains individuels dépend fortement de la
vitesse de solidification et faiblement de la vitesse du cisaillement[44].

Il apparait donc que la formation d’une structure non dendritique se fait soit
par fragmentation de dendrites initialement formées sous ’action d’un cisaillement
important, soit a cause d’'un gradient thermique légérement négatif a l'interface
solide-liquide, provoquant une surfusion constitutionnelle plus faible que dans le
cas d’une solidification classique [88].

Les parametres la caractérisant sont la taille, le nombre et la morphologie, la frac-
tion volumique de liquide piégé a l'intérieur des particules, ainsi que I'espacement
entre les particules. Pour un alliage donné, les parametres opératoires conditionnant
fortement les caractéristiques de cette structure sont[43][44] :
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{a) (b

FiG. 2.4 — Microstructure d’un alliage Sn-Pb obtenu par une solidification conven-
tionnelle (a) et par une solidification avec brassage mécanique intense (b)[82]

— la vitesse de refroidissement,

— la vitesse de cisaillement de 'alliage au cours du brassage,

— la fraction de solide en fonction de la température de fin de brassage ou de
brassage isotherme,

— le temps de brassage.

2.2 Refusion partielle

Dans le précédent paragraphe, nous avons présenté deux manieres d’obtenir
I’état semi-solide qui consistent, en partant de I’état liquide, a refroidir 1’alliage jus-
qu’a une température située dans son intervalle de solidification. Les caractéristiques
structurales de I’alliage ainsi obtenu sont alors déterminées par la vitesse et les
conditions de refroidissement, ainsi que par la température et le temps de main-
tien. La refusion partielle quant a elle est le procédé qui consiste a réchauffer un
alliage métallique préalablement solidifié jusqu’a une température supérieure a celle
du solidus. Les propriétés microstructurales de I’état semi-solide obtenu sont alors
déterminées par[44] :

— la nature de l’alliage (présence ou non de particules céramiques)

— les conditions de solidification (vitesse,...) (figure 2.5) qui déterminent la taille

et la morphologie de la structure avant refusion

— les traitements thermomécaniques appliqués a I’alliage a 1’état solide avant la

refusion (écrouissage, recuit, revenu)

— les conditions de refusion (température, vitesse, température et temps de

maintien isotherme)(figures 2.7 et 2.6)
Les alliages utilisés dans cette famille de procédés sont généralement issus de la
coulée continue conventionnelle ou de la coulée continue avec brassage.
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2.2.1 Globularisation d’un alliage a structure dendritique

En général, pour une structure dendritique fine, 'augmentation du temps de
maintien dans 'intervalle de solidification a pour effet de tendre vers une globu-
larisation de la structure. Kattamis|[71], puis Secondé et al[109] ont expliqué la
formation d’une structure globulaire a partir d’une structure dendritique au cours
d’une refusion partielle sans traitement thermomécanique préalable, a partir de
deux phénomenes qui sont la redissolution de dendrites fines, et le détachement
des branches de dendrites [96]. Kattamis définit le temps critique de I’évolution de
la structure dendritique (temps moyen de passage a une structure globulaire par
le processus de croissance des dendrites) en fonction des dimensions initiales de la
dite structure de la fagon suivante [43] :

p HO(1 — kymyd®

fe= ol D,

avec :
H : chaleur latente de fusion
d . espacement interdendritique
o . énergie d’interface solide-liquide
17 . température du liquidus
my, . pente du liquidus
C . concentration dans le liquide
D, : cefficient de diffusion dans le liquide

Secondé et al[109][110] ont montré que les principales étapes de la globularisation

d’une structure dendritique fine sont : la fusion des petits bras de dendrites et
I’obtention de globules dont la taille est caractéristique de la taille initiale des bras de
la structure dendritique initiale, le grossissement et la coalescence entre les globules
et, enfin, la globularisation finale. De méme, Nguyen[95] et Loué[82] ont travaillé
sur le méme sujet. Le premier, a partir des alliages AS7TG03 et Sn-Pb solidifiés
rapidement dans un moule chaud, puis réchauffés et maintenus a la température de
réchauffage assez longuement (30 minutes pour ’AS7GO03 et trois heures pour le Sn-
Pb), obtient une structure globulaire (figure 2.6). Il montre que ’application d’une
pression au cours de la solidification peut avoir pour conséquence 'accélération de
la globularisation. Loué, quant a lui, a montré que 1’ajout de particules TiB2 dans
un AS7G03 conduit a une globularisation rapide de la microstructure.
En revanche, certains procédés, tels que le SIMA (Strain Induced Melt Activation)
par exemple, permettent d’obtenir une structure globulaire par application préalable
d’un traitement thermomécanique avant et pendant le réchauffage qui précede la
refusion partielle. Le matériau est d’abord soumis a un écrouissage intense lors d’une
déformation a froid. Loué a montré qu’un laminage a froid sur ’alliage AS7G06 avec
un taux de reduction supérieur & 25% suivi d’un recuit a 580°C' permettait d’obtenir
une structure globulaire apres refusion.

De méme, un écrouissage de ’alliage pendant le réchauffage a pour effet d’accélérer
la transformation de la structure vers une structure globulaire. Elle provoque en effet
une recristallisation de 'alliage et le mouillage de joints de grains. La conséquence
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Fic. 2.6 — Evolution de la structure pendant la refusion partielle d'un alliage
AS7G06, obtenu par coulée continue conventionnelle, maintenu & 580°C' pendant
(a) 0 minutes, (b) 1 minute (fin de transformation eutectique binaire), (¢) 5 mi-
nutes et (d) 30 minutes. Chauffage par immersion dans un bain de plomb durant la
solidification avec cisaillement [82]
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est la diminution de la taille des globules avec un taux d’écrouissage croissant.
L’étude de la globularisation a conduit a plusieurs brevets dont deux portent sur
la recristallisation suivie d’un écrouissage avant la globularisation pour diminuer la
taille de la microstructure [82].

Au sein du CEMEF, le procédé P.I.D. a été développé [27]. Il est basé sur la globu-
larisation de structures dendritiques fines quand elles sont portées tres rapidement
par chauffage inductif dans le domaine semi-solide. Le matériau a injecter est obtenu
par une solidification conventionnelle. Ensuite, il est réchauffé rapidement jusqu’a
I’état semi-solide. Il est ensuite injecté apres un temps de maintien court permettant
la globularisation de la structure. Deux brevets ont été déposés suite a cette étude.

2.2.2 Refusion partielle d’alliages brassés

Loué[82] a montré que lors de la refusion partielle d’un alliage ASTGO06 de
coulée continue brassée, la structure initiale obtenue est mixte dendritique équiaxe-
globulaire. Les globules sont fortement agglomérés et proviennent de la rupture de
dendrites primaires sous I'effet de la convection générée par le brassage électromagnétique,
comme on l'a observé au cours de la solidification avec brassage. Cette structure
initiale évolue rapidement vers une structure globulaire (figure 2.7). L’évolution mi-
crostructurale est fortement influencée par les conditions de la refusion partielle :
un maintien prolongé dans l'intervalle de solidification entraine un grossissement
des globules. Les études menées sur différents alliages ont montré que le mécanisme
dominant cette croissance est le phénomene de coalescence lorsque la fraction de
solide est assez importante (> 0.5 en volume), alors qu’a des fractions de solide plus
faibles, le grossissement s’effectue surtout par croissance des plus gros globules et
par diffusion du soluté dans le liquide.

2.3 Description du procédé

L’intérét de la caractérisation rhéologique d’un matériau est la quantification
de sa réponse envers un éventail de sollicitations mécaniques auquel il est soumis.
Alinsi, elle s’attache a identifier tous les parametres influencant directement ou indi-
rectement la déformation du matériau. L’équation rhéologique est donc une relation
qui relie la contrainte d’écoulement équivalente & aux variables représentatives de
la sollicitation au nombre desquels on peut citer la déformation équivalente &, la
vitesse de déformation équivalente £, et la température T entre autres.

2.3.1 Fabrication des lingots thixotropes

Les lingots d’alliage d’aluminium utilisés pour la mise en forme a 1’état semi-
solide sont issus d’une solidification suffisamment lente avec brassage dans l’'inter-
valle de solidification. En France, le principal fabricant de tels lingots est Pechi-
ney. On a alors le matériau qui est constitué d’aluminium et de 7% de silicuim
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Fic. 2.7 — Evolution de la structure pendant la refusion partielle d'un alliage
AS7G06, obtenu par coulée continue brassée électromagnétiquement, maintenu a
580°C' pendant (a) 0 minutes, (b) 1 minute (fin de transformation eutectique bi-
naire), (c¢) 5 minutes et (d) 30 minutes. Chauffage par immersion dans un bain de
plomb durant la solidification avec cisaillement[82]
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et qui, au cours de sa solidification, est soumis a un brassage électromagnétique
intense. le matériau est maintenu suffisamment longtemps isotherme a une cer-
taine température dans son intervalle de solidification. Le temps et la température
de maintien conditionnent la transformation des dendrites en globules. Ils sont
déterminés et optimisé au cours d’essais incluant des analyses de microstructure. Ce
brassage provoque alors la globularisation des dendrites constituant la phase solide.
Le matériau est ensuite coupé en lingots et commercialisé.

Les sociétés Amax et Alumax utilisent quant a elle le procédé S..M.A. (Strain In-
duced Melt Activated) dans lequel on obtient une structure corroyée par extrusion
des barres qui sont ensuite découpées en lingots. L’alliage d’alluminium est solidifié
de maniere conventionnelle et a une structure dendritique. Ensuite, pour accélérer
la globularisation pendant la refusion partielle, un traitement thermomécanique est
appliqué a l'alliage solidifié avant sa refusion partielle. Le matériau subit alors un
laminage ou une extrusion a chaud, puis un écrouissage a froid additionnel. Aussi,
une fois porté a I’état semi-solide, sa structure évolue rapidement vers une structure
globulaire tres fine et uniforme.

2.3.2 Le principe de l’injection

L’injection a 1’état semi-solide est un procédé consistant a introduire un métal
préalablement réchauffé dans un moule grace a la poussée d’un piston. En général,
le moule est préchauffé jusqu’a une température de 220°C' environ. L’alliage d’alu-
minium est quant a lui réchauffé jusqu’'a une température de 580°C' environ et
maintenu isotherme pendant environ 20mn.

2.3.3 Les alliages utilisés

En général, les alliages utilisés ont un intervalle de solidification important, ceci
permettant d’avoir une plus grande liberté lors de la mise en forme. En fonction de
I’élément dominant dans ’alliage, on peut faire la classification suivante [26]

— Alliages a base d’étain :

Alliages Sn-15%Pb, Sn-Zn, alliage quaternaire de Wood.

— Alliages a base de fer :

Acier de construction mécanique 100C6, acier rapide norme AISI type M2,
7Z85WDCDV6542, acier inoxydables AISI 440C et 340, aciers bas carbone AISI
4340, acier inoxidable ferritique 409, acier AISI 1005,1006.

— Alliages a base de cuivre :

Cu 11%Sn
— Alliages a base d’aluminium :
AlSi6.5%, AlSi8.5% (A380), AISi7TMg0.3Sr (A356+T6 ou AS7G03), AISi7TMg0.6Sr
(A357+7T6), Al25%PdsSi, AlSi6Cu3Mg+T6, Al4%Cu, Al4.5%Cu.

— Alliages a base de magnésium :
AZ91D, AZ105 Snb, AZ95, AM60B, AM50
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— Super alliages :
alliages X-40 et IN100.

2.4 Comportement rhéologique des alliages brassés
a I’état semi-solide

Dans cette partie nous procédons a une présentation des principales caractéristiques
du comportement semi-solide. Les modeles de comportement font I’objet de la partie
2.5. Les premieres expériences de Spencer étaient des essais de cisaillement a haute
température. Au cours de la solidification d’un alliage Sn-Pb, il appliqua un brassage
mécanique intense. Il observa alors que la contrainte d’écoulement n’augmentait que
faiblement avec la décroissance de la température en dessous du liquidus.

Joly et Mehrabian[70], & partir des premiers résultats observés par Spencer sur
les valeurs des viscosités des alliages a structure globulaire, ont conduit les premieres
expériences de caractérisation rhéologique sur des alliages brassés a 1’état semi-
solide. Deux types d’expériences ont alors été réalisées a l'aide des rhéometres de
couette : I’étude de ’évolution de la viscosité apparente (définie ici comme le rapport
de la contrainte de cisaillement au taux de cisaillement) d’une part en fonction de la
fraction de solide au cours de la solidification et d’autre part en condition isotherme,
a fraction de solide donnée, en fonction du taux et du temps de cisaillement. Ces
travaux montrent que la viscosité apparente dépend tres fortement de la vitesse de
cisaillement(figure 2.8), et de la vitesse de solidification(figure 2.5). On observe en
effet une décroissance de la viscosité avec 'augmentation de la vitesse de cisaille-
ment. Une explication possible est que la viscosité dépend de la compétition entre
deux phénomenes qui sont les cinétiques d’agglomération et de désagglomération
de particules sous ’action du cisaillement. De maniere générale, on peut classer le
comportement des métaux a l’état semi-solide en fonction de la fraction de solide
et du degré de cohésion de la phase solide de la fagon suivante :

— Pour de tres faibles fractions de solide (0 < f; < 0.1), le métal se comporte
comme un fluide newtonien, ce qui correspond au comportement observé pour
des métaux a I’état liquide.

— Pour des fractions de solide faibles ou moyennes (0.1 < fs < 0.6) ou lorsque
la phase solide a un faible degré de cohésion, le métal se comporte comme un
fluide non newtonien avec dépendance vis-a-vis de I’histoire. Cette dépendance
par rapport a 'histoire se manifeste de deux manieres différentes :

— un comportement transitoire thixotrope, caractérisé par une diminution
réversible de la viscosité apparente avec 'augmentation de la vitesse de
cisaillement. Cette caractéristique nous a intéressé tout particulierement
au cours de la simulation numérique, car les procédés de mise en forme
a I’état semi-solide sont si rapides que le régime stationnaire n’est jamais
atteint ;

— un comportement stationnaire isotherme pseudoplastique[70].

— Enfin, pour des fractions de solide élevées, 0.6 < f, ou lorsque la phase solide
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a un fort degré de cohésion, les particules solides forment un squelette continu.
Le métal se comporte alors comme un matériau viscoplastique poreux saturé
de liquide [111][80][96]. La transition entre les deux types de comportement
n’étant pas encore modélisée a notre connaissance [93].
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Fiac. 2.8 — Evolution de la viscosité apparente en fonction de la vitesse de cisaille-
ment dans 'alliage Sn-Pb[44]

2.4.1 Comportement thixotrope

Ce mot a été inventé en 1927 par Peterfi [101] et provient de la juxtaposition
des mots grecs thizis (agiter, secouer) et trepo (changer) dans un article décrivant ce
phénomene. Ce terme a ensuite été utilisé pour la premiere fois pour la description de
la viscosité d’un liquide en 1928 par Freundlich qui observa alors que la résistance
des solutions colloidales a 1’écoulement décroit lorsque la substance est cisaillée
ou secouée, et retrouve sa valeur initiale si on arréte le cisaillement. Il appela ce
phénomene thixotropie. Depuis lors, beaucoup d’auteurs ont mis en évidence et
observé ce phénomene en étudiant d’autres matériaux.

Selon la plupart d’entre eux (Mewis[91], Bauer et Collins [10], Fredrickson[51]),
la thixotropie est la propriété caractérisant une substance dont la viscosité apparente
est inversement proportionnelle au temps de cisaillement pour une déformation a
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vitesse de cisaillement donnée et qui retrouve graduellement son état initial au repos
avec hysteresis(voir figure 2.9). De fagon plus générale, la thixotropie représente la
dépendance par rapport au temps de la rhéologie du matériau, elle caractérise un
milieu liquide visqueux et inélastique dont la viscosité varie avec le temps pour des
conditions d’écoulement données.

Selon Cheng et Evans [21], la thixotropie est liée au changement de structure de
la substance. Au repos, le fluide thixotrope est constitué de particules en interaction
entre elles qui forment un réseau ou des agglomérats. Le cisaillement a pour effet
de rompre avec le temps les liaisons entre les particules, jusqu’a ce que le degré
d’agglomération de la structure atteigne un nouvel état d’équilibre.

120s
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Fia. 2.9 — Thixotropie dans Dalliage Sn — 15%Pb brassé [70] : (a) Procédure
expérimentale ; 'alliage est soumis a un cisaillement jusqu’a un régime permanent,
puis maintenu au repos pendant le temps ¢,, puis de nouveau soumis a un cisaille-
ment ; (b) courbes de contraine de cisaillement en foncion de la vitesse de cisaille-
ment pour différents temps de repos. La fleche a ’extreme droite indicant le point
de départ de la boucle, les autres fleches indiquant le sens de parcours.

Pour mesurer la thixotropie de 'alliage Sn-15%Pb brassé a 1’état semi-solide
et ayant une fraction volumique de solide de 0.4, Joly et al [70] mesurerent 'aire
de la courbe d’hysteresis dans un cycle du diagramme donnant la force de cisaille-
ment en fonction de la vitesse de cisaillement (figure 2.9). Pour obtenir une boucle
d’hysteresis, on augmente la vitesse de cisaillement du régime permanent jusqu’a
une valeur maximale, puis on garde le cisaillement constant pendant une période
fixe At, et finalement on le ramene a zéro a la meéme vitesse. Une autre facon de
mesurer la thixotropie d’un matériau consiste a partir d’un état stationnaire donné
et & modifier brusquement la vitesse de cisaillement. On obtient alors un nouvel
état permanent dont la viscosité est inférieure a celle de I’état permanent qu’on au-
rait obtenu avec la méme vitesse de cisaillement si on était parti de 1’état de repos
(avant tout cisaillement), car la structure n’a pas encore eu le temps de s’ajuster a
la nouvelle vitesse de cisaillement. La thixotropie est alors mesurée par la différence
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entre les courbes de viscosité instantanée et de viscosité du régime permanent. Tou-
tefois, les procédés ci-dessus ne sont pas suffisants pour quantifier les cinétiques
d’agglomération et de désagglomération caractérisant la thixotropie des gelées. Les
temps d’attente qui suivent un saut de vitesse de cisaillement constituent un moyen
approprié pour caractériser la cinétique d’évolution de la structure.

2.5 Modélisation du comportement des métaux a
I’état semi-solide

Nous avons vu au paragraphe précédent les différents comportements rhéologiques
des métaux a I’état semi-solide. Nous avons vu qu'’ils sont fortement dépendants de
la fraction de solide, du taux de cisaillement appliqué et du temps d’application de
ce cisaillement. Pour modéliser ces différents comportements, les auteurs, en fonc-
tion du degré de cohésion de la phase solide, utilisent deux grandes catégories de
modeles : les modeles issus de 1’étude des suspensions lorsque la phase solide a un
taux de cohésion assez faible, et des modeles biphasés lorsque la phase solide forme
un squelette continu. D’autres auteurs utilisent des modeles viscoplastiques qui,
comme on le verra, constituent en fait un cas limite des modeles de type fluide :
théorie des suspensions, ou, plus largement, des fluides non newtoniens.

2.5.1 Modeles de type fluide : théorie des suspensions et
fluides non newtoniens

Historique sur I’étude des suspensions

Plusieurs auteurs se sont penchés sur I’étude des suspensions. De maniere générale,
le comportement d’une suspension dépend de la fraction de solide, de la morpholo-
gie et de la taille des particules solides, ainsi que de leur degré d’agglomération. La
taille des particules solides dans les suspensions étudiées expérimentalement varie
entre 50 et 200um. Aussi, les forces d’inertie et les déplacements browniens sont
négligés pour les vitesses de cisaillement inférieures & 1000s~!.

Les modeles généralement développés montrent une forte dépendance par rapport
a la fraction solide. Pour des fractions de solide inférieures a 0.1, on a des suspen-
sions présentant un comportement newtonien, alors que pour des fractions de solide
comprises dans 'intervalle 0.1 — 0.6, on a des suspensions non newtoniennes.

La viscosité, dans le cadre des suspensions newtoniennes, s’écrit comme une fonction
polynomiale de degré fini de la fraction solide ou comme une fonction exponentielle
de la fraction de solide.

Einstein en 1905 [41] est I'un des premiers a avoir étudié ’hydrodynamique des par-
ticules dans une suspension colloidale. Il exprime alors la viscosité n des suspensions
comme une fonction de la fraction de solide f; et de la viscosité du liquide pure 7,
sous la forme :

n=nm <1+gfs>
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Batchelor [7][8][9] étend ce modele en y ajoutant des termes du second ordre :
5 25
= 1+ =f, +=— 2)
Vand [125] étudie les suspensions de sphéres uniformes avec une densité de parti-

cule constante dans le milieu et en négligeant les termes d’inertie. Il obtient alors
I’expression suivante pour la viscosité n de la suspension :

oo (230272
= . X -
= BP0 609 7,

D’autres modeles ont été développés pour étendre les modeles précédent a des
fractions de solide plus élevées. Ce qui a entrainé des modeles de suspension non
newtoniens. Ainsi, Thomas généralise le modele d’Einstein en ajoutant un terme
du second ordre en f représentant la rupture de I’écoulement des particules isolées
et un terme en exponentielle de f; pour modéliser la contribution des doublets a
I’énergie dissipée. Ce modele peut etre utilisé jusqu’a des fractions de solide f; = 0.3.
Frankel et Acrivos [50], toujours avec le souci d’étendre les modeles précédents a
des fractions de solide plus élevées (f; > 0.35), proposent le modele suivant :

171
R (f_> ‘|
s\ ]
Ce dernier modele est étendu a des spheres 2D par Mori et Ototake :
[1 + as,
n="m P
2(f - %)

ou fr est la fraction de solide critique.

Les principaux modeles développés pour les alliages métalliques brassés

Comme nous ’avons vu au paragraphe précédent, un brassage au cours de la
solidification d’un alliage métallique suprime la croissance dendritique au profit
d’une croissance globulaire. On obtient ainsi une gelée semi-solide que 'on peut
considérer, a fraction solide relativement faible, comme une suspension de particules
ayant un faible degré de cohésion.

Les expériences de base sur le comportement des métaux a l’état semi-solide
et a structure globulaire ayant une fraction volumique de solide faible ou moyenne
ont été faites par Joly et Mehrabian au MIT[70]. Beaucoup de travaux depuis lors
ont surtout consisté a proposer des modeles permettant de retrouver les principales
propriétés qu’ils ont observées. La plupart de ces lois, pour des fractions de solide
faibles ou moyennes, sont basées sur I’étude des suspensions et peuvent étre divisées
en trois parties :

— la modélisation de la viscosité apparente au cours de la solidification a vitesse

de déformation donnée

— la modélisation du comportement de [’état stationnaire isotherme
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— la modélisation de la thixotropie observée pendant le régime transitoire iso-
therme

— Solidification avec brassage a une vitesse de cisaillement donnée
Joly et Mehrabian[70] sont les premiers a4 proposer un modele basé sur le
couplage entre la fraction de solide f; et la viscosité apparente 1 au cours
du refroidissement continu sur la base des modeles standard utilisés pour les
suspensions :

n=A bl (2.1)
avec A= A(¥), B= B(Y)
Cette équation permet de retrouver les résultats expérimentaux sur les alliages
Sn — 15%Pb, Bi — 17%Sn et Zn — 27%Al — 2%Cu notamment.

Turng et Wang[123] proposent un modele un peu plus sophistiqué qui introduit
de facon un peu plus explicite la vitesse de cisaillement pour I’alliage Sn —
15%Pb :

S
ou fI est la fraction solide critique,
m(3),
¥ (fs),

a, et n sont déterminés par ajustement avec les résultats expérimentaux.

Hirai et al [64] proposent un modele qui introduit pour la premiére fois une
dépendance par rapport a la microstructure.

d-S,
fs f:

d et S, sont respectivement le diametre effectif et la surface spécifique volu-
mique (surface/volume) des particules. Les auteurs déterminent les valeurs du
produit d - Sy pour I'alliage Al — 10%Cu en fonction des vitesses de refroidis-
sement et de cisaillement.

Okano[97] propose alors le modele suivant qu’il dérive de 'analyse des relations
entre la viscosité apparente du modele de Hirai (2.3) et les conditions de
fabrication de plusieurs types d’alliages :

4

apCsys

n=m| 1+ — 1 (2.4)
2 <ﬁ - ﬁ)
0.72—BC3473
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avec

£, < 0.72— BC35 s
o = 203x10%(%)*

B = 190% ()’

x : concentration du soluté principal (en %)
Modélisation de I’état stationnaire isotherme
Joly et Mehrabian[70] utilisent une loi puissance pour modéliser le compor-
tement de la faible variation de viscosité observée au cours des expériences
stationnaires isothermes|[44].

n = kil (2.5)

k et m dépendent de f,.

Partant de ce modele, et du fait que les déformations des particules solides
a haute température constituent un mécanisme de dissipation d’énergie au
cours du mélange des alliages semi-solides, Kattamis et Piccone proposent la
loi suivante qui est utilisée pour l'alliage Al — 4.5%Cu — 1.5%M ¢[72] :

dS
n=mn|1+— - +2.0333 % 10* f, () 077 2.6
| ( (oS (-~ ,n) o 20

Le premier terme est repris de (2.3) et le second terme représente les déformations
viscoplastiques des entités solides.

Wang Nan et al[89][90] proposent une loi qui, comme celle de Kattamis, sup-
pose que I’énergie est dissipée soit au cours du déplacement des particules
solides dans la suspension, soit au cours des déformations viscoplastiques des

agglomérats :
Lro— B o Aefiimn
n="m 7 ( )1/3 2 Ro3m

ou Cy, Oy, Ao, Ry et 4, sont des parametres géométriques.

(2.7)

Turng et Wang[123] utilisent une version simplifiée de leur loi sur le refroi-
dissement a vitesse de cisaillement donnée, comparable a celle de Wang, et
qui assure le fait que la viscosité apparente tend asymptotiquement vers une
certaine valeur quand la vitesse de cisaillement excede une valeur critique.

1= 1o ( f5) (1 + [v(f)]) i (2.8)

avec, To(fs) = AeBrs et, ¥*(fs) = AyeP21s

Le comportement thixotrope

Les modeles présentés ci-dessus proposent des lois de comportement ayant une
équation constitutive qui est censée représenter le comportement stationnaire
isotherme pour lequel un équilibre entre les processus d’agglomération et de
désagglomération est atteint.

Toutefois, les procédés industriels ne durent que quelques secondes et les
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viscosités stationnaires ci-dessus qui modélisent des comportements observés
apres plusieurs dizaines de minutes ne sont pas appropriées pour simuler un
procédé de formage industriel comme le thixoforgeage ou le thixoformage par
exemple. C’est pourquoi plusieurs auteurs ont développé des modeles capables
de prendre en compte le comportement des gelées semi-solides au cours d’un
régime transitoire. Les propriétés thixotropes transitoires sont plus difficiles
a mesurer, car il est difficile d’assurer 'uniformité de I’écoulement lorsque les
conditions comme la température et la vitesse de cisaillement varient. Dans
ce domaine on note I'utilisation de modeles a variable interne qui considerent
un ensemble de deux équations scalaires décrivant respectivement le compor-
tement de I’écoulement a une structure interne donnée et 1’évolution de la
variable interne en fonction des conditions de I’écoulement, :

& = g9(¥.9)

Un tel modele suppose que la dépendance temporelle des propriétés rhéologiques
des gelées est due aux changements dans la structure du systéeme, changements
pouvant étre représentés par une variable scalaire ici notée s. Notons que les
équations (2.5,2.6,2.7,2.8) peuvent étre vues comme des cas particuliers du
systéme général défini ci-dessus a I'état stationnaire (% = 0). Le parameétre
s représente une mesure scalaire de I'état d’agglomération du matériau semi-

solide: 0 <s<1

— Le modele de Cheng et Evans

Cheng et Evans[74][24] ont proposé un modele qui utilise une approche

expérimentale pour obtenir les parametres thixotropes de base. Leur modele

simplifié, encore appelé modele de Moore s’écrit de la fagon suivante :

T = (Motc-s)-d
& = q(l—s)—b-sy
Moo, @, b, et c étant des parametres dépendants du matériau
On retrouve parfaitement I’état stationnaire qui s’écrit :
n_y~ (1 + 2555) -7

& =0
dt
On remarque que méme pour un modele aussi simple que celui-ci, la visco-
sité n’est pas une simple fonction puissance de 7.

c-a
= Mo + — > 2.9
1=lnet 5y 29)

Pour 4 grand, on a un comportement newtonien. Pour le modele complet
de Cheng et Evans, consulter l'article [24].

— Le modele de Kumar, Martin et Brown
P. Kumar, C.L. Martin et S.B. Brown[78] proposent le modéle suivant :
{ T=Th+Tp

% = h T, fi5) = 73, T, f,9)
La premiere équation représente les caractéristiques de 1’écoulement du
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matériau pour un état interne donné. Elle suppose que la vitesse de dissi-

pation de I’énergie dans le fluide peut étre considérée comme un potentiel,

et que I’énergie est dissipée de deux manieres différentes dans le systeme :

— par les interactions hydrodynamiques entre les agglomérats et,

— par les déformations plastiques des liens particules-particules qui sont sup-
posées provenir de ’action des forces hydrodynamiques sur les particules
lides.

Tn et 7, représentent respectivement les contributions dues aux interac-

tions hydrodynamiques et aux déformations plastiques des liens particules-

particules.

La seconde équation représente 1’évolution de la variable interne s, qui

représente le degré d’agglomération des particules solides dans le matériau

semi-solide. s vaut 1 pour un état completement aggloméré, et vaut 0 pour

I’état completement désaggloméré ou toutes les particules sont completement

déconnectées. Son évolution dépend de la compétition entre les cinétiques

d’agglomération et de désagglomération. C’est ainsi que le premier terme
de I’équation d’évolution temporelle de la variable interne est la fonction
d’agglomération et le second terme est la fonction de désagglomération. On

a alors :

Th = A(s)i(oL

Ty = (n+1)-Ct)-s-fo-q" 4"

il(;)/aTa fs;s) = H(Ta fs) ’ (1 - S)

\ f(fy’Ta [s S) = R(Ta fs) s

Ce modele permet de retrouver les boucles d’hysteresis, ce qui montre
que l'interprétation physique des caractéristiques de 1’écoulement et des
cinétiques d’agglomération n’est pas erronée. Il a en outre été utilisé par
Zavaliangos [133] puis par Ilegbushi [67] pour la simulation du matrigage et
du remplissage de moules.

Le modele de Barkhudarov, C.L. Bronisz, C.W. Hirt

Cette approche est basée sur une équation empirique d’évolution de la
viscosité dynamique apparente 7. Cette équation comprend un terme de
convection et un terme de relaxation tenant compte de la thixotropie du
matériau. Le terme de relaxation est défini par deux variables dépendantes
de la vitesse de cisaillement et de la fraction volumique de solide qui sont la
viscosité a ’état stationnaire et le temps de relaxation. L’équation décrivant

I’évolution de la viscosité apparente est alors :
d

= = wlm—) (2.10)
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avec

w = % la fréquence de relaxation

u . vitesse du fluide

no(fs,%) : la viscosité du fluide
Cette équation est déduite de celle de Moore ou s représente la structure
interne. [’équation de transport pour s inclut des termes décrivant 1’ag-
glomération et la désagglomération structurale[74] :

ds 0
d—j:a—j (uV)s = a(l —s) — b s¥ (2.11)
avec
0<s<1

a et b constantes positives
La viscosité apparente est alors linéaire en fonction de s :

n:::na>+'cj'5

Noo > 0

>0
En remplacant 1 par sa valeur dans ’équation (2.10), on obtient les corres-
pondances entre ce modele et le modele de Moore :

Mo ::nu)+'£é;

w=a+by
Ce modele est censé marcher pour des fractions volumiques de solide faibles
ou moyenne. La viscosité du régime permanent et le temps de relaxation
sont déterminés expérimentalement. Ce modele a permis de reproduire les
courbes expérimentales d’hysteresis des contraintes de cisaillement avec une
bonne précision. Toutefois, les résultats pour la tension de cisaillement sont
tres sensibles a la valeur exacte du temps de relaxation. Le modele ne sup-
pose aucune dépendance du temps de relaxation vis-a-vis de la fraction de
solide.

2.5.2 Les modeles viscoplastiques

Ces modeles, qui constituent en fait la limite des classes de modele précédent
(état stationnaire pour thixotropie ou trés faible phase liquide), sont généralement,
utilisés pour modéliser le comportement des métaux a chaud. C’est cette classe
de modele que 'on rencontre fréquemment dans la littérature pour modéliser le
comportement des métaux au cours de I'injection. Les modeles sont généralement
de type loi puissance et le plus fréquemment utilisé est le modele de Norton-Hoff
avec quelques petites variantes, dont celle de Rappaz et al qui utilisent un modele
de type cut-off dans lequel un seuil est introduit [99][98].

S =0+ pld = 2ngppe

avec la viscosité apparente 7,,, qui est une fonction de la consistance K du matériau
que multiplie une fonction exponentielle du taux de déformation &.

Tapp = K(T) (\/gé,)m(T)*l
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ou le coefficient m représente la sensibilité a la vitesse de déformation. Il vaut
environ 0.2 pour un métal a chaud, et 1, pour un métal a 1’état liquide, ce qui
correspond au cas particulier d’'un comportement newtonien. A 1’état semi-solide,
le coefficient de sensibilité a la vitesse de déformation varie donc entre 0 et 1.
L’avantage de ces modeles est leur simplicité. C’est pour cette raison que nous
avons choisi d’identifier le comportement de notre matériau a 1’état semi-solide par
ce type de loi, qui constitue un bon compromis entre une approche réaliste du
comportement semi-solide et les capacités actuelles d’identification des parameétres
rhéologiques. C’est également un tel modele que Vicente [124] utilise pour décrire
le comportement d’alliage semi-solide & structure dendritique (voir aussi Chapitre
3 paragraphe 3.2.4).

2.5.3 Lois basées sur les modeles biphasés
Phénoménologie

Lorsque la fraction volumique de solide de la gelée est assez élevée, les particules
solides commencent a interférer et on a alors la formation d’un squelette solide
continu. La déformation d’un tel milieu se caractérise par :

— des contraintes élevées, du méme ordre que celles nécessaires pour déformer

la phase solide du matériau.
— la présence d’une phase solide compressible et d’une phase liquide dont I’écoulement
est provoqué par les déformations subies par le squelette solide.
Les modeles développés sont donc basés sur les modeles de déformation a chaud
des solides poreux. Ceci permet de prédire les déformations du squelette solide,
I’écoulement du liquide étant gouverné quant a lui par une loi de type Darcy [19].

Modélisation du matériau

A partir d’expériences a faible vitesse de déformation, Charreyron et Flemings
déduisent que le squelette solide se comporte comme un corps viscoplastique com-
pressible et sensible a la température. Le modele qu’ils proposent est alors[19] :

' 1
(fo0)> =3Jy + (gf)QIf (2.12)
avec 0y = contrainte de I’écoulement du matériau solide constituant le squelette
= kg™
I; et .J premier et second invariants du tenseur des déformations o.
1 1
I =tr(o) Jo = 5”(5 : S) S=0- gtr(g) (2.13)

f et f sont deux fonctions dépendantes de la fraction de solide f, et prennent
respectivement les valeurs 0 et 1 pour f; = 1, ce qui correspond au cas d’un matériau
incompressible.

Pour D’alliage dendritique Sn — 15%Pb, on a :

f=all=f)" et [ =[]
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Pour la compression axisymétrique, Lalli propose un modele monodimension-
nel prenant en compte les interactions entre les tensions solides et la pression du
liquide[80] :

oc=0d, — P (2.14)

o = contrainte totale, dy, = contrainte effective, P, étant la pression interstitielle et
Q un parametre.
La loi d’écoulement est alors la suivante :

(fu00)? = T(1 + 1) J, + gu )2 (2.15)

ou v est le coefficient de Poisson mesurant le rapport entre les tensions radiales et
axiales du matériau poreux au cours de la compression. On pose v = 0.5fP, ce qui
est consistant avec la condition d’incompressibilité v = 0.5 pour f; = 1.

Pour modéliser la vitesse du liquide, Lalli utilise une loi de Darcy en supposant
I'écoulement laminaire & travers le squelette solide[80] :

K dP

=k

o K = v f} est la perméabilité du squelette solide.
On a donc un couplage des déformations solides et de I’écoulement du liquide, ce
qui permet de prédire la ségrégation du liquide au cours du procédé de mise en forme.

(2.16)

Le modele de Toyoshima et Oakahashi est semblable a celui de Lalli. Le matériau
semi-solide est considéré comme un milieu biphasé composé d’un squelette solide
saturé de liquide. On a la méme équation pour les contraintes avec oy = 1, et la
méme loi de Darcy pour la vitesse du liquide. Ce modele a été utilisé pour simuler
la filtration, I'extrusion, le laminage, I’écrasement entre tas plats et I’écroulement
sans contrainte extérieure[121].

Nguyen, Favier et Suéry proposent le modele[95] :
o=0s— Bl (2.17)

Ce modele est une extension des modeles de plasticité poreux, indépendants de
la vitesse. Il suppose l’existence d’un potentiel viscoplastique ® qui peut s’écrire
comme combinaison linéaire de I; et J, (2.13), les premier et second invariants du

tenseur effectif des contraintes :
K(T ntl
P = ()@h+3ﬁ)2 (2.18)

n—+1

A et B dépendent de la fraction volumique de solide, K (T') dépend de la température
et n est 'exposant de la loi puissance viscoplastique. On obtient alors

Oeq = Ueq(lla Ja, fs)
comme 'ont proposé Abouaf et al pour la compaction de poudre a haute température
[1] :

oy = A(fs)Jo + B(f) I} (2.19)
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avec

mmz%etmmzmé—n

obtenu par ajustement sur les valeurs expérimentales.
En négligeant les forces d’inertie, I’équation de I’écoulement du liquide s’écrit :

K
Up = Uy — Uy = ——VP + K- b (2.20)
P

Cette équation se réduit en une loi de Darcy lorsque les forces b; du squelette qui
s’exercent sur le liquide disparaissent[53].

Toutefois, les lois viscoplastiques utilisées n’incluent pas de seuil. Ceci a pour
conséquence d’imposer la symétrie des comportements en traction et en compres-
sion et une vitesse de densification non nulle quelque soit la pression hydrostatique
s’exercant sur le squelette solide. Ce comportement est en contradiction avec les
observations expérimentales.

Martin et al proposent alors le modele suivant [89][90] qui consiste en un décentrement
du potentiel viscoplastique du coté des pressions positives.

0%, = A £) T+ BT = o1 = (1)) (2.21)

C étant la cohésion de la phase solide (Cipar = 1).

2.5.4 Conclusion : cas des alliages globulaires a fraction de
solide f; ~ 0.5

Pour le procédé d’injection, on se place généralement a une fraction de solide
proche de 0.5. La structure de ces alliages est constituée de particules globulaires
tres faiblement agglomérées entourées de liquide. I.’état d’agglomération change au
cours des procédés de mise en forme. Les tests effectués sur ce type de matériau
présentent trois principales caractéristiques :

— la contrainte d’écoulement augmente avec l'accroissement de la fraction de

solide et varie avec la vitesse de cisaillement [82];
— le matériau a un comportement thixotrope au cours des variations brutales
de la vitesse de cisaillement [44];

— la ségrégation du liquide est observée, notamment au cours des essais de filage

arriere [82], mais diminue avec 'augmentation de la vitesse de cisaillement.

On a donc a la fois la thixotropie et la ségrégation du liquide (agglomération
de la partie solide), méme si ce phénomene semble un peu moins important a de
fortes vitesses d’injection. Malheureusement, aucun modele a ’heure actuelle ne
permet de prendre en compte simultanément ces deux phénomenes. Les modeles
de suspension supposent que le matériau est homogene et modélisent donc bien
le comportement de métaux dans 1’état semi-solide lorsque la fraction de solide est
faible. Ils permettent de prendre en compte la thixotropie. Les modeles biphasés sup-
posent pour leur part ’existence d’un squelette solide a 'intétieur duquel le liquide
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s’écoule. Ils permettent de mieux prédire I’écoulement du liquide, mais ne prennent
pas en compte la thixotropie du matériau. Ils modélisent mieux le comportement
des métaux a ’état semi-solide lorsque la fraction de solide est élevée. D’autre part,
les modeles de suspension prenant en compte la thixotropie sont généralement dif-
ficile a exploiter a cause du nombre élevé de leurs parametres. Aussi, de nombreux
auteurs utilisent des modeles viscoplastiques. Et, c’est pour notre part le choix que
nous avons fait.
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Chapitre 3

CARACTERISATION
RHEOLOGIQUE

Nous avons vu au chapitre précédent les principaux modeles utilisés pour décrire
le comportement des métaux a I’état semi-solide. Ces modeles, en général, ne sont
valables que pour une certaine plage de température et permettent de décrire en par-
ticulier le phénomene qui est dominant dans I’écoulement. Ils s’adaptent donc bien
a des conditions de mise en forme isotherme. Pour le procédé d’injection, les débits
sont en général élevés et les temps de remplissage courts. On observe donc une forte
dissipation d’énergie pouvant compenser le refroidissement du moule. De plus, le fait
que le moule soit régulé a une température relativement faible par rapport a celle du
matériau injecté et que les métaux soient de bons conducteurs de chaleur induit de
forts gradients thermiques a I'intérieur du matériau injecté. Ceci a pour conséquence
de faire cohabiter plusieurs types d’écoulements au sein du matériau, en fonction
de la température. Malheureusement, pour le cas spécifique de I'injection, tres peu
d’études ont été faites dans les conditions réelles du procédé. Nous avons donc été
amenés a mettre au point un nouveau test rhéologique représentatif du procédé
d’injection de métaux a I’état semi-solide. Apres un rappel bibliographique sur les
expériences de caractérisation rhéologique des métaux a l’état semi-solide, nous
procédons dans ce chapitre a la description de notre test, ainsi qu’a la présentation
des résultats expérimentaux, au dépouillement de ces résultats et a l'identification
des parametres rhéologiques d’une loi assez représentative de 1’écoulement.

3.1 Rappel bibliographique sur les expériences faites
pour décrire I’écoulement des métaux a 1’état
semi-solide

Nous présentons dans les lignes qui suivent les principales expériences de ca-

ractérisation rhéologique faites pour décrire le comportement de métaux a I’état
semi-solide.
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3.1.1 Ecroulement sous gravité

C’est un essai qui montre bien que le métal a 1’état semi-solide a un comporte-
ment rhéofluidisant. Au repos, il est assez consistant et peut étre transporté a ’aide
de pinces. ’écroulement sous gravité permet alors d’observer le comportement du
métal au repos. Le métal est déposé sur une table apres avoir été porté a I’état
semi-solide avec pour seule force extérieure son poids. On observe ainsi, au bout
de quelques minutes, I’écroulement progressif du métal sous I'action de la gravité.
Il peut etre utile pour I’étude du comportement du matériau au repos, c’est a dire
pendant le maintien isotherme qui suit la refusion partielle [133]. Toutefois on n’ob-
serve pas de grandes variations de la vitesse de déformation pendant I’essai, ce qui
conduit donc a de faible variations de la viscosité apparente.

3.1.2 Cisaillement dans les rhéometres de couette

C’est ce type d’expérience qui a permis au début des années soixante dix a
I’équipe du professeur Flemings de découvrir la structure globulaire [115]. Depuis
lors, ce test a été souvent utilisé pour caractériser le comportement des métaux a
I’état semi-solide par de nombreuses équipes de recherche. Les alliages utilisés sont
généralement des alliages métalliques a bas point de fusion comme par exemple
I’alliage Sn-Pb. C’est un test qui met le matériau en condition de cisaillement pur,
et permet ainsi d’étudier de maniére précise la réaction du matériau (évolution de
son comportement) a un cisaillement. Cette expérience, généralement utilisée en
laboratoire dans des conditions isothermes, ne permet pas d’étudier I’évolution du
comportement du matériau en fonction de la température.

3.1.3 Compression simple entre plateaux paralleles

C’est un test classique qui a été utilisé par plusieurs auteurs[82][84][53]. Pour la
plupart d’entre eux, il y a ségrégation de la partie liquide. Toutefois, Gebelin [53]
fait dans son cas 'hypotheése qu’en début d’essai, pour une déformation ¢ < 5%,
le matériau reste homogene et, il met en évidence le caractere rhéofluidisant du
matériau semi-solide a une température de 580°C'. Ces travaux ont été réalisés avec
un alliage d’aluminium. Le principal inconvénient est qu’il ne permet pas d’obtenir
des taux de déformation équivalents & ceux rencontrés sur le procédé réel, ce qui
est tres génant, vu la forte dépendance de sa viscosité a la vitesse de cisaillement.

3.1.4 Indentation

Cet essai consiste a enfoncer une aiguille pilotée en vitesse ou en force dans
un alliage généralement a structure dendritique porté a l'état semi-solide. Pour
des essais en conditions isothermes, I’alliage est placé dans un moule a refroidisse-
ment controlé de telle sorte qu'on obtienne des isothermes verticales dans I’alliage.
Ainsi, 'indentation verticale s’effectue-t-elle dans une région a température quasi
constante. Cet essai permet de pallier les insuffisances des essais de compression et
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de traction classiques pour les alliages a I’état semi-solide, a cause de leur fragilité
et de I’écoulement hétérogene de la phase liquide. Les caractéristiques principales
de cet essai sont :

— I'imposition de faibles niveaux de déformation et de vitesse de déformation,

— une caractérisation rhéologique opérée au refroidissement en évitant un réchauffage,

— une sollicitation locale entrainant une large zone de déformation et de vitesse

de déformation et permettant de remonter a des données quantitatives sur le
comportement rhéologique,

— la compatibilité avec les structures dendritiques.

Cet essai a été réalisé au CEMEF par Vicente [124] qui, au cours de sa these,
utilisa le calcul par éléments finis pour déterminer la géométrie de 1’aiguille et celle
du moule. L’essai a été pratiqué a diverses forces exercées sur I'aiguille. Pour chacune
d’elle, on enregistre la vitesse d’indentation. Pour le dépouillement de 1’essai, il
simule a ’aide du logiciel Forge2 I'indentation pour une vitesse ou une force de
pénétration donnée a différentes caractéristiques du matériau et pour différents
coefficients de sensibilité a la vitesse de déformation. Il présente les résultats de
'essai sous forme de courbes Force/Déplacement et modélise ’essai en utilisant la
loi de comportement de Norton-Hoff :

g = KV3(V/35)™

Cette loi exprime la contrainte d’écoulement équivalente & en fonction de la consis-
tence K, de la vitesse de déformation équivalente £ ainsi que du coefficient de
sensibilité a la vitesse de déformation m. Il identifie les coefficients K et m de la loi
de Norton-Hoff par analyse inverse en utilisant le logiciel Sidolo couplé avec Forge2.
Du point de vue de la caractérisation de matériaux pour I'injection thixotrope, I'in-
convénient principal est le faible niveau de vitesse de déformation, insuffisant pour
représenter ceux rencontrés au cours du procédé d’injection. A cet égard ce test est
nettement plus orienté vers la caractérisation de rhéologies utilisées dans la coulée
classique, a faible niveau de déformation et de vitesse de déformation.

3.1.5 Filage arriere

Ce test a été utilisé a Grenoble par Loué et par Gebelin. Le test a été fait a une
température de 580°C. Dans les deux cas, on observe une ségrégation de la partie
liquide. Cependant, Loué [82] a montré dans son cas qu'il existe une vitesse limite
au dessus de laquelle il n’y a plus de ségrégation. Gebelin [53], quant a lui, n’a
pas pu mettre en évidence des zones riches en liquide en haut de la partie filée. Il a
néanmoins observé a une température de 580°C que, a partir d’une vitesse de piston
de 80mm/s, il n’y a pas de densification sous le piston. Pour de faibles vitesses, il
a mis en évidence des zones fortement densifiées sous le piston. Il observe en outre,
comme Loué [82], que le matériau a un comportement rhéofluidifiant, la viscosité
diminuant avec I'augmentation de la vitesse de cisaillement [53]. Ce test présente
I’avantage de permettre, par I’augmentation de la vitesse du piston, de parvenir a
des niveaux de déformation et de vitesse de déformation du meéme ordre que ceux du
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procédé réel. Il permet de mettre en évidence le role central de la vitesse d’injection
sur le mode d’écoulement du matériau. Pour de faibles vitesse d’injection, on a un
écoulement diphasique marqué par les ségrégations des parties solide et liquide et,
en revanche, pour des vitesses d’injection suffisamment fortes, on a un écoulement

monophasique, ce qui est confirmé par les calculs d’homogénéisation de Geindreau
[54].

3.1.6 Conclusion

Au terme de ce petit rappel des essais déja effectués pour caractériser le com-
portement des métaux a l’état semi-solide, on peut constater qu’aucun d’eux ne
répond parfaitement aux conditions réelles du procédé de thixoformage. Pour rap-
pel, dans le procédé de thixoformage, le matériau est d’abord réchauffé jusqu’a une
température comprise entre le solidus et le liquidus, généralement en utilisant un
chauffage par induction. Il est ensuite transporté mécaniquement jusqu’a la zone
d’injection et injecté sous la poussée d’un piston dans le moule. C’est un écoulement
ou on note la présence de cisaillements importants et de 1’élongation. Nous avons
donc été amenés a imaginer un nouveau test rhéologique. Ce travail a été com-
mencé par Olof Hervieux au cours de sa these de doctorat sur le thixoformage
d’alliages d’aluminium et de magnésium. Ensuite, avec 1’aide du bureau d’étude,
nous avons affiné I’étude de sa faisabilité, puis procédé a sa réalisation. Le test de
type écoulement de Stefan est décrit au paragraphe suivant.

3.2 Description de ’essai développé dans le cadre
de ce travail

3.2.1 Le test de ’écoulement de Stefan

Comme nous I’avons vu au chapitre précédent, ’écoulement d’un métal a I’état
semi-solide au cours de la phase d’injection est assez complexe. En injection, les
conditions rencontrées sont 1’élongation et le cisaillement. Le test rhéologique mis
au point en collaboration avec le groupe de recherche Métallurgie Structure et
Rhéologie du CEMEF est le test de ’écoulement de Stefan : c’est un écoulement
entre deux disques paralleles. Le matériau, placé au centre des deux disques, s’écoule
radialement dans I'espace qui les sépare (voir figure 3.1 ).

Ces conditions sont en effet assez proches de celles qu’on rencontre dans des
injections grandeur nature. Cette géométrie a donc été utilisée parce qu’elle est
assez représentative du procédé d’une part, et parce qu’elle est assez simple pour
permettre une instrumentation. C’est un cas 3D présentant une symétrie axiale,
donc facilement utilisable pour 'identification des parametres rhéologiques, dans la
mesure ol un code de simulation 2D axisymétrique suffirait largement pour I'iden-
tification de ces parametres.
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3.2.2 Les parametres du procédé
L’alliage A356 et sa température de mise en forme

L’alliage utilisé est I’Althix 675 (alliage A356) produit par Pechiney. C’est un al-
liage hypoeutectique dont la teneur en silicium est d’environ 7%. Selon le diagramme
de phase, la fraction de solide au niveau de I’eutectique est de 'ordre de 50% et
pour une température d’environ 572°C'. En utilisant I’évolution obtenue par la loi de
Scheil, on montre que 'intervalle de solidification de 'alliage A356 utilisé en thixo-
formage est compris entre 545°C' (température du solidus) et 615°C'(température
du liquidus) [60]. En tenant compte de la température de I'eutectique, on a donc un
intervalle de solidification utile qui est de 43°C' environ. La mise en forme par thixo-
formage de cet alliage se fera donc pour des températures comprises entre 572°C' et
615°C. Aussi, dans le cadre de nos expériences d’injection, on s’est placé dans cet
intervalle de solidification ”utile” de I'alliage A356.

Température du moule

Selon notre partenaire industriel STAMPAL, les températures de moule sont
généralement supérieures a 200°C. En effet, une température tres basse du moule
provoque une solidification précoce dans les parois minces et dans les zones éloignées
du front de matiere. Pour les pieces injectées dans le cadre du projet ADFORM
et pour les pieces industrielles fabriquées par STAMPAL en utilisant ce procédé,
le meilleur compromis est trouvé pour des températures comprises dans ’'intervalle
220°C'—230°C'. C’est également dans cet intervalle de température que la plupart des
fondeurs se placent pour le thixoformage. Aussi, pour nos expériences d’injection,
nous avons pris une température du moule d’environ 220°C'.

Vitesse d’injection

C’est I'un des parametres les plus importants en mise en forme a I’état semi-
solide. En effet, une vitesse d’injection trop importante peut provoquer un écoulement,
turbulent et donc des porosités dans la piece mise en forme. En revanche, une vitesse
d’injection trop faible peut provoquer une solidification précoce de I’alliage au cours
du remplissage du moule. Pour le procédé de thixoformage, elle est généralement
comprise entre 0.5m/s et 2m/s dans les conditions industrielles, les lopins initiaux
ayant généralement des diametres importants. Pour nos essais, avec des diametres
de lopins de 25mm, nous avons injecté a des vitesses comprises entre 80mm/s et
160mm/s.

Epaisseur limite du moule

Selon les expériences faites dans le cadre du projet ADFORM par STAMPAL,
I’épaisseur limite pour les pieces industrielles est de I’ordre de 3mm. Pour des pieces
minces et de surface importante par rapport a leur volume et ayant une épaisseur
inférieure a ce seuil, on a des risques importants de solidification précoce dans le
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moule. Comme nous le verrons dans la suite, ’écart entre les disques est variable
dans notre montage expérimental.

3.3 Réalisation du montage

3.3.1 Etapes de conception

L’objectif ici est de concevoir le dispositif expérimental capable de nous per-
mettre d’effectuer le test de I’écoulement de Stefan. La premiere étape fut la concep-
tion du dispositif de chauffage. En effet, le matériau, dans notre cas I’alliage d’alumi-
nium A356, doit étre réchauffé jusqu’a une température comprise dans son intervalle
de solidification, avant d’étre injecté. C’est la raison pour laquelle nous avons placé
le four juste en dessous du moule, un poussoir permettant ensuite son transport
jusqu’au conteneur. Compte tenu de la température élevée du four, celui-ci est isolé
thermiquement du reste du montage. Un thermocouple permettant de réguler sa
température est placé sur la surface du four et ses dimensions calculées de maniere
a permettre un chauffage uniforme des lopins. Ensuite, on a cong¢u le moule pour
permettre de faire varier I’épaisseur des pieces injectées par la modification de ’es-
pacement entre les plateaux. Le moule devra enfin étre facilement démontable pour
permettre sa lubrification entre deux injections successives. La réalisation de ce
montage a été faite au CEMEF par le bureau d’étude et 1’atelier mécanique.

3.3.2 Description des différents organes

La machine utilisée est 'PINSTRON, une machine servo-hydraulique de traction-
compression. Elle peut mesurer des efforts jusqu’a 100kN, et elle fonctionne soit
a vitesse de déformation constante, soit a vitesse constante. Le piston est relié au
vérin de la machine, ce qui permet de controler sa vitesse. Les efforts sont mesurés
par I'intermédiaire d’une cellule.

Pour une injection proprement dite, la premiere phase est le réchauffage du
matériau pendant vingt minutes environ, jusqu’a une température comprise dans
son intervalle de solidification, c¢’est a dire dans notre cas entre 575°C' et 585°C), ce
qui correspond a une fraction de solide voisine de 0.5. Le matériau est alors poussé
latéralement a ’aide du poussoir jusqu’au canal d’injection et injecté sous la poussée
du piston entre les deux disques paralléles, avec une vitesse maximale de 160mm/s,
pendant que la force d’injection est enregistrée.

Le four d’une puissance de 2.4kw est fabriqué a partir de Pacier réfractaire
5675 de Aubert et Duval (en norme francaise Z35C' DV'5). Ce matériau a été choisi
pour ses propriétés de résistance aux chocs thermiques. Il est généralement utilisé
pour fabriquer des outils de fonderie d’alliages légers et a de bonnes propriétés de
résistance a 1’oxydation a haute température.

Le moule est fabriqué a partir du méme acier réfractaire, matériau choisi pour
sa résistance a 'oxydation a haute température. Le moule est préchauffé jusqu’a
une température d’environ 220°C.
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e r derrer

FiG. 3.1 — Schéma fonctionnel du montage d’injection

Fi1G. 3.2 - CAO du montage d’injection
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F1a. 3.3 — (a)Montage expérimental et son instrumentation, installés sur une ma-
chine de traction-compression et (b) dispositif d’acquisition des résultats

Y

Fia. 3.4 — Une vue du montage expérimental incluant (a) la partie inférieure du
moule, les deux fours, le conteneur (b) et vue de l'isolation thermique du four

Fic. 3.5 — Vues d’ensemble du montage d’injection
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Le conteneur est fabriqué a partir du méme alliage que le four et le moule. Il est
thermiquement isolé du four et du moule par des isolants a base de céramique.

Le piston est fabriqué a partir d’un alliage de cuivre-beryllium, matériau généralement
utilisé pour la fabrication des pistons en fonderie.

Le traitement en surface des outils

Les surfaces de ces outils sont recouvertes par un traitement lubrifiant et anti-
adhérent, microseal 100 — 1. Généralement utilisé dans ’aéronautique et pour le
moulage d’alliages d’aluminium, c¢’est un traitement complémentaire appliqué apres
usinage et avant montage. Le procédé utilisé est la projection a froid des micro-
particules de lubrifiants solides qui pénéetrent dans le matériau jusqu’a une profon-
deur de quelques microns et y restent incrustées, résistant méme a de tres hautes
températures. Ceci permet la limitation des frottements et I'attaque de ces outils
par "aluminium liquide.

3.4 Expériences de chauffage

3.4.1 But

Nous avons vu au chapitre précédent que ’écoulement du métal a 1’état semi-
solide était fortement dépendant du temps de maintien isotherme lorsqu’on I’obtient
par refusion partielle. Aussi, si on a un lingot thixotrope, un temps de maintien iso-
therme court permet d’obtenir une structure globulaire. En revanche, un temps
de maintien isotherme long a pour conséquence de favoriser la croissance des glo-
bules, et donc de rendre le matériau moins fluide, d’ou 'importance de la phase
de réchauffage qui est le point le plus important du procédé. On cherche en effet
a etre homogene en température tout en minimisant la coissance de la structure.
Le temps de maintien isotherme détermine la qualité de 1’écoulement et donc des
pieces injectées. Aussi, au cours des expériences que nous décrivons dans les para-
graphes suivants, nous nous sommes attelés d’une part au calage de nos instruments
de mesure et d’autre part a la détermination du temps de réchauffage des lingots
et a 'estimation de ’ordre de grandeur du coefficient d’échange thermique entre le
lingot et l'outillage.

3.4.2 Montage

Le four utilisé est celui du montage de 1’essai d’injection. Un schéma en est donné
a la figure (3.6). Plusieurs thermocouples K ont été placés a différents endroits des
lopins pour suivre I’évolution de la température d’'une part et d’autre part, un
thermocouple de type K a été placé dans le four et pres de la surface pour mesurer
la température du four. C’est ce dernier qui sert de consigne au cours du réchauffage
avant l'injection. Un deuxieme thermocouple est placé dans le matériau, préet de la
surface. Les lopins d’aluminium utilisés sont en A356 ayant 25mm de diametre et

46



FiGc. 3.6 — Schéma du montage du dispositif de chauffage : position des thermo-
couples dans le lopin

45mm de hauteur. Un autre thermocouple est placé au centre du lopin. Il permet
donc de donner une estimation du temps de diffusion de la température a l'intérieur
du matériau par conduction thermique. Enfin, a cause de la structure particuliere
de notre four, la zone de surface libre supérieure est la moins chaude du lopin et, un
thermocouple y a été placé. Aussi, I’évolution de sa température par rapport a celle
des autres points expérimentaux permet de connaitre le temps nécessaire pour avoir
dans le lingot une température homogene dans l'intervalle de solidification. Toutes
ces températures sont prélevées a ’aide d’un enregistreur soigneusement, calibré.

3.4.3 Résultats

La courbe de chauffage (figure 3.7) montre qu’on a une différence de température
de quelques degrés entre la consigne et le lopin. Ce saut de température observé a
I'interface et qui est di a la lubrification et au fait que le contact n’est pas parfait
entre les deux corps, servira a l’estimation du coefficient d’échange thermique a
I'interface. Ce décalage entre la consigne et la température réelle du lopin sera pris en
compte au moment des injections pour la régulation de la température du matériau.
Cette figure nous montre aussi que le temps de montée de la température du lopin
jusqu’a lintervalle de solidification est assez rapide : deux minutes environ. Ce
temps constitue en effet le temps nécessaire pour avoir une température homogene
dans le matériau semi-solide égale a celle de sa surface. Ce temps est une propriété
du matériau injecté, car il est intimement lié a la diffusivité thermique du matériau,
c’est-a-dire a sa capacité a conduire plus ou moins vite la chaleur. La durée totale du
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chauffage étant la somme des temps de montée en température jusqu’'a I'intervalle
semi-solide et du temps de maintien isotherme a I’état semi-solide, I’étape suivante
est alors le maintien isotherme du lopin dans son intervalle de solidification. En
fonction des informations obtenues de la bibliographie [82], le temps de maintien
isotherme nécessaire pour obtenir une structure globulaire fine d’un lingot A356
thixotrope est d’environ dix minutes, au déla, la croissance des germes commence.
C’est également a peu pres le méme temps qu’on observe chez le partenaire industriel
STAMPAL (durée totale du cycle de 11 minutes environ). Aussi, au cours de nos
essais, nous avons pris dix minutes comme temps de maintien isotherme, ce qui,
additionné au temps %, de montée en température de I’état semi-solide, nous donne
le temps ¢, de la refusion partielle.
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Fiac. 3.7 — Courbes d’évolution de la température en différents points du lopin de
matiere au cours du réchauffage

A ce stade, on peut dire qu’il ett été utile et intéressant de comparer les mi-
crostructures des alliages A356 apres chauffage par induction chez STAMPAL a
celles des mémes alliages apres chauffage par conduction dans notre laboratoire
et avec notre montage. Ainsi, la comparaison des microstructures aurait constitué
une des étapes naturelles de validation de la refusion partielle des lopins de notre
expérience. Ceci n’a pas pu étre fait faute de temps. Néanmoins, comme on le verra
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au paragraphe suivant, cette validation s’est faite a posteriori par comparaison des
microstructures des pieces injectées. Pour I'estimation du coefficient d’échange ther-
mique, on s’est servi de la mesure du saut de température a 'interface des deux
matériaux.

3.4.4 Comparaison qualitative avec des simulation Forge2

Des simulations ont été faites pour estimer d’une part le temps de chauffage
du matériau et d’autre part le coefficient d’échange thermique entre le matériau
semi-solide et le four. Aussi, au cours de ces simulations, nous n’avons fait aucun
calcul mécanique (figure 3.8). Le matériau a une température initiale égale a la
température ambiante alors que la température du four est régulée a 575°C'. Cette
étape n’a malheureusement pas pu étre menée de maniere tres précise, c’est-a-dire
avec prélevement expérimental de plusieurs valeurs de température sur les parois du
four et sur les parois du matériau thixotrope en refusion partielle. Il faut aussi ajou-
ter une difficulté expérimentale qui est due au fait que les thermocouples bougent
a l'intérieur du lingot une fois que la température de celui-ci est dans ’intervalle
de solidification. Néanmoins, nos travaux nous ont permis d’effectuer une mesure
nous donnant une estimation réaliste de 1’évolution de la température a I'intérieur
du lingot et de l'ordre de grandeur du coefficient d’échange thermique a l'interface
moule/matériau.
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F1a. 3.8 — Evolution de la température a l'intérieur du matériau
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3.4.5 Conclusion

Ces expériences de refusion partielle nous ont permis de derterminer le temps
de la refusion pour notre mode de chauffage : le chauffage par conduction. Le point
critique ici est 1’évaluation du temps de montée a la température de régulation.
Toutefois, ce temps est fortement dépendant des propriétés thermiques du lubrifiant
utilisé : si le lubrifiant est un isolant thermique, il sera plus long et si, a contra-
rio, ce dernier est un bon conducteur de chaleur, on aura un temps de montée en
température tres rapide. Ceci est également valable pour le coefficient d’échange
thermique a l'interface. Cette étape de chauffage nous a également permis d’uti-
liser la simulation numérique pour valider ’estimation du coefficient d’échange a
I'interface des deux matériaux, estimation qui, pour l'instant, s’avere étre assez
proche de la réalité. La valeur approchée du coefficient d’échange thermique est de
500W.m~2.K~!. Nous verrons que pour l'injection nous avons trouvé pour ce méme
coefficient la valeur de 1000.

3.5 Expériences d’injection

3.5.1 Conditions expérimentales

Au paragraphe précédent, on a déterminé les parametres de la refusion partielle
de nos ”lingots thixotropes”. Aussi, ce paragraphe est consacré aux expériences d’in-
jection et a ’analyse des résultats obtenus. Pour les expériences d’injection, le four,
le piston et le moule ont été lubrifiés avec des lubrifiants fournis par STAMPAL. Les
températures du four et du moule sont régulées a ’aide de thermocouples K placés
dans le four et dans le moule. Le moule est chauffé par des cartouches chauffantes.
Le déplacement du piston est commandé par un vérin et des efforts sont mesurés
a l'aide d’une cellule placée dans la partie supérieure du moule. Les essais ont été
réalisés pour des températures de 575°C', 580°C', 585°C' et pour des vitesses d’in-
jection de 80mm/s et 160mm/s. Les épaisseur du moule valaient respectivement
2mm et 4mm.

3.5.2 Les pieces injectées

Dans un premier temps, les expériences que nous avons faites nous ont permis de
mesurer la difficulté de réaliser des injections en laboratoire. Les premieres pieces
injectées présentaient des défauts de symétrie importants comme on peut le voir
sur la figure (3.10). Ceci était di a des problemes de lubrification et de position-
nement des différentes parties du montage. En effet, dans le premier montage que
nous avons utilisé, la position du chauffage était dans I’allignement du conduit d’in-
jection. Ceci a généré de nombreux problemes : dilatation du piston en cuivre qui
a chaud ne coulissait plus dans le canal, non axisymétrie des pieces, etc. C'est ce
qui nous a amené a concevoir et a réaliser un nouveau montage expérimental, avec
I’aide de Gilbert Fiorucci, Francis Fournier et Marc Bouissou. Grace a ce nouveau
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F1Gc. 3.9 — Vue des fissures sur les pieces injectées

montage, nous avons réussi a obtenir des pieces de meilleure qualité (figure 3.11).
Ces dernieres figures montrent que les pieces injectées sont axisymétriques et ne
présentent pas de fissures visibles a 1’oeil nu.

FiG. 3.11 — Vue de deux pieces injectées apres modification du montage

3.5.3 Microstructure des pieces injectées

L’analyse microstructurale des pieces injectées et trempées apres démoulage a
chaud montre que la microstructure n’est pas tres homogene apres injection. Dans
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la zone constituée du reste du lopin injecté (le talon), on observe une densifica-
tion des particules solides a faible vitesse d’injection, ce qui est conforme avec les
connaissances bibliographiques sur le procédé. En effet, a faible vitesse d’injection
(80mm/s), la ségrégation du liquide est favorisée par la lenteur du procédé (figure
3.13). On a alors une densification des particules solides et 'expulsion du liquide.
C’est, ce qui a par exemple été observé au laboratoire de I'institut polytechnique de
Grenoble au cours d’essais de filage arriere [82][53], ou encore au CEMEF dans le
cas de filage avant d’éprouvettes en Sn-Pb [6][33].

F1Gc. 3.12 — Microstructure d’un lopin d’A356 avant injection

F1a. 3.13 — Microstructure d'un lopin injecté a 80mm/s, a gauche talon restant
apres injection et a droite partie injectée

Dans les zones les plus éloignées du point d’injection, on observe une déformation

tres importante des globules par rapport a I’état initial pour une épaisseur du moule
de 2mm et une vitesse de 80mm/s pour le piston. Ces figures montrent également
que la ségrégation du liquide est importante, ce qui est en accord avec I’existence
d’une épaisseur limite pour la mise en forme observée chez STAMPAL.
De maniere générale, 1’observation des analyses microstructurales des pieces in-
jectées au CEMEF montre que la déformation des globules est semblable a celle
observée sur les pieces industrielles injectées dans le cadre du projet ADFORM. On
observe en outre que les microstructures sont semblables, ce qui permet de valider
a posteriori ’étape de refusion partielle des lopins.
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3.5.4 Analyse des courbes d’injection

On a un écoulement axisymétrique, ceci a cause du bon état de surface du
moule et de sa bonne orthogonalité avec le piston. Les lopins injectés présentent
généralement un bon état de surface, sans fissures apparentes. Toutefois, a de faibles
vitesses d’injection, on observe des fissures (figure 3.9), a cause de la solidification
précoce de la phase solide. Ce phénomene est particulierement visible sur certains
lopins injectés ou I’on observe deux phases dans I’écoulement : une premiere phase
dans laquelle on suppose que la phase liquide de la gelée est plus importante, et la
seconde phase, dans laquelle on suppose qu’on a une agglomération de particules
solides. C’est le phénomene d’essorage. Ceci est di soit & un mauvais controle de
la température des lopins semi-solides, soit a une faible vitesse d’injection. En plus,
la vitesse de cisaillement dans notre cas, qui est d’environ 6s~', semble étre plus
faible que les vitesses généralement appliquées pour le thixoformage. Les courbes
injectées font apparaitre deux parties dans le comportement du matériau : une
premiere partie au cours de laquelle le niveau de la force est faible, le point 0
correspondant au moment ou le matériau touche la partie supérieure du moule. La
gelée semi-solide s’écoule alors dans le moule sans grande résistance (figure 3.14) .

Une seconde partie au cours de laquelle la force croit de maniere importante,
ce qui correspond a l'influence du transfert thermique a l'interface. A cause du
refroidissement du matériau dans le moule, on a des régions de ’écoulement qui ont
une viscosité importante. Cela se traduit par une augmentation de la déformation,
c’est a dire de la force d’injection. Ceci montre que la viscosité d’un matériau semi-
solide décroit toujours avec 1’augmentation de la température. Toutes les courbes
montrent 'importance de la température dans I’écoulement. De maniere logique,
cette influence est importante lorsque la vitesse de ’écoulement est faible et lorsque
les parois du moule sont minces.

Effet de la température initiale de ’alliage

Les courbes d’injection montrent que la force est tres fortement dépendante
de la température initiale de la gelée (température de réchauffage). A condition
d’injection égales par ailleurs, lorsqu’on augmente la température de réchauffage de
la gelée, la force d’injection diminue.

De méme, pour une épaisseur du moule de 2 mm et une vitesse d’injection de
160 mm/s, on observe le méme phénomene (figure 3.16). On remarque également
qu'une diminution de 'épaisseur du moule se traduit par une augmentation de la
force d’injection.

Effet de la vitesse d’injection

En comparant les figures 3.14 a 3.16, on peut remarquer que pour une méme
température, la courbe d’effort enregistrée est plus importante pour les expériences
faites avec une vitesse d’injection plus faible. Ce qui veut dire que lorsque la vitesse
augmente, on a une diminution de l’effort. Ceci peut apparaitre & premiere vue

53



Rlifialdal v . - -
“ean v _u 1Rl ad B +—
“coita_¢1GD_od 47 -
“corbe_w 100 _ad L° i

¥= 160 mm s
s thick = 4 mm

RN
| fa= aFa"C
A [0

SN -

-
T et ] M

] B L1 Rl =]
Al I T E s o L T |

o Croedl

FiG. 3.14 — Résultat expérimental : effet de la variation de la température initiale
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Fic. 3.16 — Résultat expérimental : effet de la variation de la température initiale
pour une épaisseur du moule de 2 mm et une vitesse d’injection de 160 mm/s

contradictoire mais peut s’expliquer par le transfert thermique entre le matériau
semi-solide et le moule pendant I'essai. En effet on constate que 1’évolution de la
force au cours des tests se fait en deux étapes :

Une premiere étape au cours de laquelle la valeur de la force est relativement
faible, le matériau présentant alors une résistance relativement faible a I’écoulement.

Une seconde étape au cours de laquelle on observe une forte augmentation de la
force. Ceci est dii a 'influence du transfert thermique. Le matériau est refroidi par le
moule. Certaines régions du fluide voient leur viscosité augmenter, ce qui provoque
une augmentation de la force d’injection. Ceci est en accord avec les résultats connus
dans la bibliographie. La viscosité apparente des matériaux semi-solides est toujours
considérée comme une fonction décroissante de la température. Dans tous les cas, on
observe tres nettement l'influence de la température. Cette influence est renforcée
lorsque la vitesse du fluide est plus faible et aussi lorsque ’épaisseur du moule est
plus faible (figure 3.16). Ceci est assez logique, car dans ces conditions, la chaleur
dissipée par le lopin est plus importante. Les injections avec variation de 1’épaisseur
montrent que la force d’injection évolue lorsque I'épaisseur diminue. Le taux de
déformation est dans ce cas plus important, ce qui cause une augmentation de la
puissance de déformation et donc de la force d’injection. Cet effet est compatible
avec |'utilisation d’une loi puissance type viscoplastique. En plus, si on compare
les trois courbes, on peut noter que la différence entre les deux principales étapes
de I'évolution de la force d’injection est favorisée par la décroissance de la vitesse
de I'écoulement et de 1’épaisseur du moule. Ceci est encore une illustration du role
important du transfert de chaleur, qui sera confirmé par les simulations éléments

finis avec Forge2.
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3.6 Identification des parametres rhéologiques

Les sciences de I'ingénieur ont permis la description du comportement de systemes
physiques par des modeles mathématiques. Si on considere le cas de notre expérience
de caractérisation rhéologique, les données expérimentales enregistrées (force d’in-
jection en fonction de 'amplitude de déplacement du piston), permettent de définir
de maniere globale I’évolution du comportement du matériau en fonction des déformations
qu’il subit. L’objectif principal est alors la prévision de la réponse du matériau
lorsque l’on fait varier les conditions expérimentales (changement de I'état ini-
tial). C’est ce qu’on appelle aussi probleme direct en identification. Ainsi, lorsque
le modele du systeme est connu, l'objectif est la determination des parametres
pour lesquels on obtient une réponse satisfaisante du systeme. Ce qui signifie la
détermination d’un ensemble de données (parametres de la loi) telles que les va-
leurs données par le modele soient le plus proche possible des valeurs expérimentales.
C’est, cette approche que nous avons utilisée pour déterminer les parametres rhéologiques
du matériau.

3.6.1 Evolution des parametres viscoplastiques dans ’inter-
valle de solidification
Selon la littérature [124] [68], I’évolution qualitative des coefficients K (consis-

tance) et m (sensibilité a la vitesse de déformation) avec la température dans 1'in-
tervalle de solidification est connue. Elle peut étre schématisée par la figure 3.17.

nt & Hj F'y
1

Fic. 3.17 — Evolution de la consistance et de la sensibilité a la vitesse de déformation

Dans l'intervalle de solidification, quand la température décroit, on observe
I’augmentation de la consistance K de plusieurs ordres de grandeur, de sa va-
leur a D’état liquide (K est alors égal a la viscosité dynamique) jusqu’a sa va-
leur a I’état solide. Le coefficient de sensibilité a la vitesse de déformation décroit
également de 1 (valeur a I’état liquide) & environ 0.2 (valeur a I’état solide), lorsque
la température décroit. A I’état semi-solide, il existe une température critique 7T¢
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appelée température de cohérence en dessous de laquelle le matériau semi-solide
a un squelette solide constitué. Le matériau, dont le comportement au dessus de
la température critique T, est celui d’un fluide avec des particules solides en sus-
pension, change de comportement pour celui d’un solide saturé de liquide. C’est
pourquoi, en dessous de cette température, la viscosité apparente augmente et
dépend de plus en plus de la vitesse de déformation. Lorsque le matériau semi-solide
s’écoule, sa température et sa vitesse de déformation varient. Ainsi, dans notre essai
d’injection, la variation de la viscosité apparente dans 'intervalle de solidification
provoque-t-elle une variation de la force d’injection. La mesure de la force d’in-
jection a différentes vitesses et a différentes températures devrait donc permettre
de mesurer la variation des parametres K et m en fonction de la température. La
figure (3.18) montre la variation schématique attendue de la viscosité apparente
lorsque la vitesse de déformation augmente, pour une température donnée. Elle
met en évidence le caractere rhéofluidifiant de la gelée semi-solide et, d’'une maniere
générale, elle montre que pour un comportement viscoplastique, une augmentation
de la vitesse de déformation a une température donnée se traduit par une diminu-
tion de la viscosité (figure de gauche). De méme, pour une vitesse de déformation
donnée, on constate une augmentation de la viscosité lorsque la température dimi-
nue.
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F1G. 3.18 — Variations schématiques de la viscosité apparente 1,,, = K'(\/géf)m_1
en fonction de la température et de la vitesse de déformation

3.6.2 Simulation numérique de ’expérience

Nous présentons dans ce paragraphe les résultats de simulations numériques
2D effectuées avec un ensemble de parametres K et m, pour illustrer la capacité du
code de calcul a modéliser notre expérience, et donc la possibilité de s’en servir pour
procéder a l'identification des parametres rhéologiques. Aussi, pour réaliser les simu-
lations, la premiere étape a été la définition de ’outillage. Nous avons utilisé le fait
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que le montage est axisymétrique pour faire le calcul en 2D, dans un plan (r, z), a
'aide du logiciel Forge2 (figures 3.19 a 3.21). Le lopin, placé a la position correspon-
dant au début de la compression est finement maillé et sa température initiale est
homogene fixée a celle des différentes injections expérimentales réalisées. Le moule
est constitué d’un outil non déformable dont la température est fixée a celle du moule
expérimental. Les premiers résultats des simulations nous montrent I’évolution de
la température a 'intérieur du matériau. On constate une forte dépendance a la
température initiale et au coefficient d’échange thermique. Aussi, pour certaines
valeurs, on constate que la température du matériau sort de son intervalle de so-
lidification. En ce qui concerne la courbe de variation de la force en fonction du
déplacement du piston, on constate que celle-ci a sensiblement la méme forme que
les courbes expérimentales. Une augmentation de la consistance conjuguée a une di-
minution du coefficient de sensibilité a la vitesse de déformation a pour conséquence
d’accentuer la convexité de la courbe. C’est pourquoi nous avons décidé de recher-
cher les parametres K (consistance) et m (sensibilité a la vitesse de déformation)
de la loi sous forme tabulée, en fonction de la température.
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Fic. 3.19 — Simulation numérique d’une expérience d’injection avec le logiciel
Forge2 : maillage initial en début d’injection

A Tinverse du procédé réel, Le piston se déplace vers le bas dans la simulation,
qui commence au temps t = 0 lorsque le lopin est en contact avec le disque inférieur.
La courbe 3.22 présente I'allure de I’évolution de la force en fonction du déplacement
du piston.
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Fia. 3.22 — Courbe typique d’évolution de la force en fonction du déplacement du
piston

Détermination du coefficient d’échange thermique au cours de ’injection

Les transferts thermiques sont importants dans ce test. En effet, le coefficient
d’échange thermique entre le matériau semi-solide et le moule a une grande impor-
tance sur la carte de distribution de la température, et donc sur la courbe d’effort.
En comparaison avec les résultats expérimentaux, et en supposant que le matériau
reste semi-solide au cours du test, le coefficient d’échange thermique a été calibré a
une valeur de & = 1000W.m 2. K !. On peut noter que dans la version de Forge2
utilisée, il n’y a pas de résolution des équations thermiques dans les outils. En
conséquence, le flux de chaleur du matériau semi-solide est égal & ¢ = h(T — Tpuui),
ol T, est la température de 1'outil, qui est supposée constante et égale a la
température de chauffage du moule (220°C). Ceci veut dire que la valeur de h uti-
lisée dans la simulation est sous-estimée, lorsque la température de surface du moule
augmente. Une fois cette calibration thermique effectuée, on peut voir figures 3.20
et 3.21 que le profil de température est raisonnable.

Comme illustré par la figure 3.22, I’évolution de la force est alors représentative
de ce qui est enregistré sur le test expérimental. L’effort reste faible durant une
bonne partie de la course du piston, et augmente ensuite. Cette évolution est due
au refroidissement du matériau semi-solide, celui-ci devenant de plus en plus solide,
sa viscosité augmente, et donc la force appliquée sur le piston.

On peut conclure que 1’évolution de la force est fortement influencée par les pa-
rametres gouvernant la forme des courbes K (T') et m(T) figure 3.17. Ceci rend pos-
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sible I'identification de ces parametres par minimisation de 'erreur entre ’évolution
des courbes de force expérimentales et simulées.

3.6.3 Détermination des parametres rhéologiques de la loi
Identification des parameétres rhéologiques a ’aide de Forge2

Les parametres que nous avons décidé d’identifier sont la consistance K du
matériau et le coefficient de sensibilité a la vitesse de déformation m, en un certain
nombre de points de l'intervalle de solidification. Pour cela, nous avons pris un
point avant le solidus de 'alliage (545°C'), trois points entre le solidus de I'alliage
et Peutectique (572°C), et deux points entre 'eutectique et le liquidus de I'alliage
(615°C"). Ainsi, nous avons pris des points dans toutes les zones critiques du chemin
de solidification de I’alliage telle que présentées sur la figure 3.18. L’identification
a 'aide du logiciel Forge2 s’est faite en utilisant une stratégie de type essai-erreur.
On part d’un jeu de parametres initiaux, et on étudie la sensibité de la force aux
varations de tous les parametres. Ensuite, on affine le jeu de parametres de maniere
a obtenir des résultats le plus proche possible des expériences. Les figures 3.23 a
3.25 présentent la comparaison entre les courbes expérimentales d’injection et les
simulations.

w""...r-.:
= | ¥=160 mm/s e
| | thick = 4 mm iyl

r-'= 5?.5" ¥, S, —---

exper  comput Tz = 580°C
\ exper  comput

-____.r"l

1=

“7

bl 1

—— T m P T = TPTTTITT r  Loaiil gxper  comput

Te = 585°C

Fia. 3.23 — Comparaisons des courbes expérimentales et simulées pour une vitesse
de 160mm/s et une épaisseur du moule de 4mm

Elles montrent qu’on a un accord raisonnable. En prenant en compte la com-
plexité de ce test rhéologique (écoulement complexe, couplage thermique), ceci est
tres satisfaisant. Toutes les caractéristiques importantes des courbes d’effort sont
reproduites correctement : la valeur de la force au début et a la fin de l'injec-
tion, le temps de transition entre les deux régimes, la vitesse d’accroissement de
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FiG. 3.24 — Comparaisons des courbes expérimentales et simulées pour une vitesse
de 80mm/s et une épaisseur du moule de 4mm
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Fic. 3.25 — Comparaisons des courbes expérimentales et simulées pour une vitesse
de 160mm/s et une épaisseur du moule de 2mm
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la force. Ceci montre que l'identification est assez bonne. Les valeurs de K et m
identifiées sont résumées sur la table suivante. Leur dépendance par rapport a la
température est donnée par les figures 3.26 et 3.27. Les figures 3.29 et 3.28 donnent
la dépendance de la viscosité apparente par rapport a la vitesse de déformation et
a la température. Notons enfin que la valeur a 540°C' n’a pas été identifiée dans
ce travail, la solidification complete n’étant pas atteinte au cours de 'essai. Cette
remarque est également valable pour les températures au dessus de 585°C', qui est
la plus haute température du matériau semi-solide que nous avons considérée.

T(°C) | 540 | 560 | 567 | 570 |585] 600 620
K(Pa.s™ | 2-107 [2-107 | 5-10° | 5-10° | 20 | 0.1 | 0.001
m 02 | 02 | 03 | 04 [09] 1 | 1.0

logip K

Temperature (°C)

Fi1c. 3.26 — Représentation graphique de la variation de K en fonction de la
température

3.7 Conclusion

Apres une étude bibliographique sur le comportement des métaux a ’état semi-
solide qui nous a permis de passer en revue les différentes lois de comportement
utilisées, nous avons choisi d’utiliser une loi viscoplastique. L’étape suivante a alors
été la réalisation d’essais instrumentés et I'identification des parametres de la loi. Les
premieres expériences que nous avons faites ont été des expériences de réchauffage
des lopins. Ces expériences nous ont permis de déterminer les températures de refu-
sion partielle des lingots pour les expériences d’injection que nous avons effectuées.
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£ - s . = B

Temperature (“C)

Fic. 3.27 — Représentation graphique de la variation de m en fonction de la
température

logio fapp

E=1g1 pepemncsplipu
; ¥ &
£=10gt — Y
£ =100 57

L2 I o B L] ] =] ElE I'_'l:ll

Temperature (°C)

FiG. 3.28 — Variation de la viscosité apparente identifiée en fonction de la vitesse
de déformation a température donnée
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Temperature (") =

Ela
= 3

Fic. 3.29 — Evolution de la viscosité apparente identifiée en fonction de la
température et de la vitesse de déformation

Les injections proprement dites nous ont permis de mettre en évidence des problemes
d’adhésion de I'aluminium fondu aux parois du moule et de non symétrie des pieces
injectées. Nous avons alors été amenés a concevoir et a réaliser un nouveau mon-
tage, en corrigeant les erreurs du précédent. Ce nouveau montage nous a donné
satisfaction dans la mesure ou il nous a permis de réaliser les expériences dans des
conditions assez bonnes. Ces expériences nous ont permis de mettre en évidence
I'importance de la thermique dans le procédé. Les résultats expérimentaux ont été
d’une maniere générale assez satisfaisants. Nous avons alors réalisé I'identification
des parametres d’une loi viscoplastique. Ceci nous a permis de trouver pour notre
cas des parametres en concordance avec ceux trouvés dans la bibliographie et ayant
un accord assez bon avec l'expérience. L’étape suivante de notre travail est alors
I’adaptation de nos codes de calcul de maniere a pouvoir simuler le procédé d’in-
jection en trois dimensions.
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Chapitre 4

FORMULATION
LAGRANGIENNE POUR LE
REMPLISSAGE

Nous présentons dans ce chapitre les grands principes mécaniques d’une for-
mulation lagrangienne réactualisée, ainsi que 1’écriture des équations gouvernant
I’écoulement instationnaire d’un fluide visqueux et incompressible avec effet d’iner-
tie, de gravité et de surface libre. Nous présentons ensuite la méthode de discrétisation
par éléments finis utilisée pour résoudre ce probleme. Pour les aspects thermiques,
le lecteur intéressé peut consulter la thése de Bahloul [5].

4.1 Le modele lagrangien

Le principe des méthodes lagrangiennes est que le maillage est convecté avec la
meéme vitesse que la matiere. A chaque pas de temps, le maillage est donc réactualisé
avec la vitesse matérielle, et chaque noeud du maillage est identifié & une méme
particule de matiere tout au long de la simulation. La zone maillée correspond a
celle occupée par la matiere. Ce modele a été utilisé au CEMEF en 2D par Muttin
et al[94] et en dimension 3 par Bahloul[5]. Dans ce modele de remplissage, la qualité
du remailleur automatique a une grande importance, au vue de la complexié des
moules et des grandes déformations subies par le maillage. Entre autres avantages
de cette formulation, on peut citer la bonne description de la surface libre du fluide,
ainsi que la possibilité d’introduire aisément les effets de tension surfacique.

4.2 Equations d’équilibre

Sous I’hypothése de milieu continu, le mouvement d’un fluide quelconque est
régi par les principes généraux de la mécanique[12].
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4.2.1 Equation de conservation de la masse

En appliquant le principe bien connu depuis Lavoisier ”Rien ne se perd, rien ne
se crée, tout se transforme”, on suppose qu’au cours de I’évolution d’un systeme
physique, il y a conservation de la masse totale.

L’équation de conservation peut alors s’écrire sous forme conservative de la facon
suivante :

dp

L4V (pt) =0 4.1

ET (p?) (4.1)
ou, sous forme non conservative :

dp

- V- -7=0 4.2

AR (4.2)

oll p désigne la masse volumique du fluide, ¢ le temps, et ¢ le champ de vitesse de
I’écoulement.
Pour un fluide incompressible, celle-ci se réduit a :

V.i=0 (4.3)

4.2.2 Conservation de la quantité de mouvement

Elle traduit le principe fondamental de la dynamique qui relie la variation tem-
porelle de la quantité de mouvement d'un systeme isolé a I’ensemble des forces qui
s’exercent sur lui. Elle s’écrit sous forme conservative de la facon suivante :

d (pv >
(aptv)wLV-(pz?xU):V-aerf (4.4)
ce qui donne apres utilisation de (4.1) :
dv -
—Z_v. 4.
pg = Vo tpf (4.5)

ol o représente le tenseur des contraintes de Cauchy et f I'ensemble des densités
massiques de forces extérieures agissant sur le systeme isolé.
En utilisant la relation o = s — pld, avec s tenseur déviateur des contraintes, et

p = —3tr(o) la pression hydrostatique, on obtient :
d’lj‘ —
pa:V-S—ijLpf (4.6)
La loi de comportement s’ecrit :
s = 2n(5)é (4.7)
Avec

1
¢ = (Vo + V')

4.2.3 Le probeme continu a résoudre

On supposera dans cette section que la frontiere du domaine spatial {2 se décompose
en trois parties. Sur la premiere s’appliquent des conditions aux limites en vitesse
imposée (zone d’injection), sur la deuxieme des conditions aux limites de contrainte
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imposée (surface libre ot on applique une tension surfacique). La troisieme partie
correspond a la paroi en contact avec le moule sur laquelle on supposera qu’on a un
contact ”parfaitement glissant”.

r=ry,ulrrurl,
=¥ sur I'y
Gﬁ:Td sur ['p

Le probleme a résoudre est alors :
Trouver un champ de vitesse u et une pression p tels qu’on ait :

pi—f—v-a :pfsurQ

V-7 =0sur
17 = 1_):1 sur Fd (48)
on = fd sur ['p

4.2.4 Conditions aux limites

Les conditions aux limites constituent la traduction des interactions physiques
avec le milieu extérieur. Du point de vue mathématique, elles doivent étre com-
patibles avec la nature des équations, de maniere a assurer l'existence et 1'unicité
de la solution du probleme. Du point de vue physique, elles doivent représenter
au mieux le phénomene physique qu’on veut modéliser. Dans cette section, nous
nous limiterons aux conditions appliquées sur la frontiere définie au paragraphe
précédent.

Les conditions aux limites en remplissage

Le domaine d’étude est représenté sur la figure (4.1).
e conditions d’entrée

Sur la zone d’injection, qui peut étre multiple dans le cas ol on a plusieurs
zones d’alimentation en métal liquide, on impose un profil de vitesse.
U= ﬁd(f, t) sur Pd
Dans le code de calcul R3, ¢’est un profil de vitesse constant de type ”bouchon”
qui a été implémenté [5].
e conditions de surface libre
Sur la surface libre I'r, on peut spécifier un vecteur contrainte pour prendre en
compte la pression générée par la compression de gaz résiduels dans le moule,
ou la tension de surface[5].
T; = Tii(jv t)
e conditions en paroi
La condition théorique d’adhérence parfaite sur les parois internes du moule,
ou condition de contact collant, se traduit par une condition de Dirichlet
homogene : @ = 0.
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FiG. 4.1 — Représentation schématique des conditions aux limites en remplissage

Cependant, dans le code de calcul R3, on néglige une fine couche de fluide en
frontiere, en traduisant son action sur le reste de ’écoulement par une loi de
frottement de type Norton[5].
— La loi de frottement est donnée par la relation :
T, = —anAuv,;
oll v est le coefficient de frottement, homogene a 'inverse d’une longueur,
n est la viscosité, et Av,; est la vitesse de glissement tangentielle.
Notons que sur d’éventuels plans de symétrie, on impose les conditions mixtes
classiques qui expriment un flux normal et une contrainte tangentielle nuls[5] :

v, =0 T, =0

4.3 Discrétisation temporelle

Le schéma numérique utilisé est celui de Adams-Bashforth, introduit dans notre
code de simulation R3 par Bahloul[5]. C’est un schéma simple qui permet de prendre
en compte les effets d’inertie. En se placant sur l'intervalle de temps [¢,¢ + At], on
suppose connues la configuration 2, a 'instant ¢ et la vitesse a l'instant ¢+ — At
(v'A%). L’accélération est alors donnée par le schéma implicite d’Euler décentré
amont

ot — pt=At
Tt = At (4-9)
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Les équations d’équilibre mécanique et d’incompressibilité sont résolues sur la confi-
guration €); de I'instant ¢. En fin d’incrément de temps, on réactualise la configura-
tion selon le schéma suivant d’ordre deux :

t+AL t . AP
T =z'+At-v +77 (4.10)
Ce qui donne, en utilisant la relation (4.9)
3 1
At = gt 4 At{ivt - ivt*m} (4.11)

4.4 Discrétisation spatiale par la méthode des éléments
finis

4.4.1 Formulation variationnelle

On note L?(Q2) l'espace de Hilbert des fonctions de carré intégrable sur Q et
H'(Q) I'espace de Sobolev, inclu dans L?(Q), défini par :

H'(Q) = {q € L(2) | Vq € (I*())*}

On note :
V :{AE(HI(Q))?’W:ﬁdsuer}
V0 = {7 e (H'(Q)*|7=0sur Iy}
Q =L%Q)

On cherchera le champ de vitesse ¥/ et la pression p dans I’espace fonctionnel ¥V x Q.

Formulation faible continue

Elle est obtenue en intégrant les équations du probléeme continu et en applicant le
théoreme de la divergence au systéeme obtenu. On obtient alors le systeme suivant :
Trouver (7,p) € V x Q tel que V(7*,p*) € V' x Q :
Jo P dQ + [ 2mE(v) : €(v7) dQ = [opV - T dQ = [r, Ty- T dT + [, pg - 0 dQ
(4.12)
Jop*'V - 7dQ2 =0

Formulation faible discréte

La méthode de Galerkin utilisée pour les éléments finis consiste a transformer le
probleme continu en un probleme discret. On calcule alors la solution sous sa forme
variationnelle (4.12) non plus dans les espaces continus de dimension infinie V et
Q, mais dans des sous-espaces d’approximation, de dimension finie V), et Q.

On construit pour cela, une triangulation €2, approchant la forme du domaine
Q:

Q= J90
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A chaque élément de la triangulation €2, sont associées des fonctions d’interpolation :
Vv, CV
Q C Q
Le probleme discret s’écrit alors :
Trouver (U, pn) € Vi X Qy tel que V(T5,p;) € V2 x Qy :

Joo, P55 A+ [, 20 (vn) < E(v}) A — fo, pu ¥V - T dQ = fp, Ty dT+
Jo, PGV A2 (4.13)

4.4.2 Formulation mixte avec le mini-élément

Il reste maintenant a déterminer V), et Qp, soit les fonctions d’interpolation
respectivement associées aux inconnues en vitesse et en pression, de maniere a ce
que le probleme (4.13) soit bien posé. Le choix de sous-espaces vérifiant la condition
de compatibilité de Brezzi-Babuska assure l’existence et 'unicité de la solution.
L’élément retenu dans notre solveur est le P17 /P1 décrit dans ce paragraphe.

Description du mini-élément

L’élément P17 /P1 ou mini-élément, fut introduit par Arnold, Brezzi et Fortin
[4] pour le calcul des écoulements de Stokes dans le cas bidimensionnel.

Vi = Va® By

ot Vi = {th € (C°())*/ Y Qe € Th(Q), U o€ (P1(S2))°}
Bh = {gh S (CO(Q))?)/VQe € 771(9)7 gh |Qek6 (Pl(Qe))gak = 17 e -747
et (;h =0 sur 0Q.}

Qn = {pn €CV)/VQ € Th(Q), p1 lo.€ Pi(Q)}

avec (€, )k=1,..4, décomposition du tétraedre (2, en quatre sous-tétraedres de sommet
commun le centre de gravité de I’élément.
P;(Q,), ensemble des fonctions d’interpolation polynomiales de degré inférieur ou
égal a 1.
Le probleme discret se réécrit alors de la facon suivante :
Trouver (o, gh,ph) € Vi, x By, x Q, tel que V(o7 ﬁ;‘L,p;‘L) eEV) x Qy:

Joo, pUTB) (G L By Qo+ [ 202 (B + By) ¢ £ + By) O

— Jo, PV - (3 + B7) d2
(4.14)

Jo, PEdiv (T, +by) d2 =0
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L’élimination des degrés de liberté liés a la bulle permet de réduire le nombre
d’inconnues et de stabiliser le systéme a résoudre [32] [69]. En effet, si C' est un
tenseur constant, on a la propriété d’orthogonalité suivante pour la bulle :

C:Vb=0
QE
On peut alors ré_e:crire I’équation 4.14 sous la forme :
Trouver (U, by, pr) € Vi X By, x Qy tel que V(i@5,p;) € VP x Qy, -
Jo, P G dQ + fo, 208 (G) : E(T) A — [o, pa V- T3 dQ = [, Ty.05 dD+

th pg.- vy, dS
Jo, P A2+ fo, 202(Bn) < €(B)A2 — Jo, pu V- B = [y, p7bdQ2dQ (4.15)
—fnhp}iv'ﬁhdﬂ—fghp,*lv-ghdﬂ - 0

Le probleme (4.15), apres application du schéma d’intégration temporelle d’Euler
implicite sur I'incrément de temps [t;¢ + At], forme un ensemble d’équations non
linéaires d’inconnues vy, by, et py, :

Ry (0, brypn) = Rup + Rup + Ryp+Ry =0
Ry, (¥, (Zhaph) = Ry, + Ry + Rpp+Ry =10 (4.16)
Ry(Uh, bh,pn) = Rpy + Ry + Rpp+R, =0
ou
Ry = Jo, p% - & dQ2 Ryp= 0 Ry = = fo, pn V - T dQ2
+ Ja,, 2nE(Tn) : £(T;) dS2
Ryp= 0 Rp= Jo pdbh bt dQ Ry, =~ Jo, pn V - b,
+ fo, nby : bh
va = — th p_};V . ﬁh ds2 Rp(, = fQ phV bh ds2 Rpp =0
R, = — fp, Tq.0}dl Ry= — [, pg.bj d) R, =0
- fnh pg.uj, df)
et .
avp _t —»tht
e { } (4.17)

Du fait de la non-linéarité de (4.16) qui provient uniquement du contact unilatéral,
probleme qui sera exposé dans la section suivante, on utilise une méthode itérative
de type Newton-Raphson qui conduit a la résolution d’une suite de systemes linéaires.
La matrice de raideur est assemblée a partir des matrices locales de la forme :
9y
ou (zy) = {(vv); (vb); (vp); (bv); (bb); (bp); (pv); (pb); (pp) } et § = { T, b, pn}-
Cette matrice est symétrique.
Ainsi, a chaque itération n de la méthode de Newton-Raphson, le systeme
linéaire a résoudre s’écrit :

H, 0 H, 1™ v R, "
0  Hyp Hy 5b p=—1S Ry (4.18)
H£, Hbg 0 op R,
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6?), b et dp sont les corrections itératives des champs v, l_;n et p, :
Tl = T + 00
bpi1 = b, +0b (4.19)
Pn+1 = Pn + 5p
Les degrés de liberté de type “bulle” étant spécifiques a chaque tétraedre, ils

sont éliminés lors de ’assemblage. En effet, sur chaque élément ()., on a en écrivant
la nullité du résidu (4.15b) :

{00} = —[Hg) ™" ({B5} + [Hy, ) {op})

La substitution de ces degrés de liberté dans le troisieme résidu élémentaire donne :
[Hy]" {60} — [HE, ] [Hg] ™ ({R5} + [Hy,){0p}) = —R,

Apres assemblage, on obtient ainsi une formulation mixte en vitesse-pression avec

pour seules inconnues les valeurs nodales des trois composantes de la vitesse et de
la pression en chaque sommet des tétraedres.

lmv H,, ]{&}_{ ~R, }
T T -1 = T 1 (4.20)
H,, —Hy,Hy Hy, op —R, + Hy, Hy, Ry

A chaque itération de la méthode de Newton-Raphson, la résolution de (4.20)
permet d’accéder aux corrections nodales Sv et 0p afin de déterminer o, et p,1
avec (4.19).

Pour résoudre les systemes linéaires non définis positifs obtenus, on a choisi
un solveur itératif qui permet d’avoir un stockage des données et un temps de
calcul raisonnables, et qui est facilement parallélisable. Les méthodes de gradient
conjugué ne pouvant pas s’appliquer aux systéemes symétriques non définis posi-
tifs, une méthode de résidu minimal est utilisée. D’autre part, la vitesse de conver-
gence des méthodes itératives dépend du conditionnement du systeme linéaire. C’est
pourquoi on préconditionne le systéeme linéaire afin d’obtenir un conditionnement
de la matrice le plus proche possible de 1. Ainsi, une méthode de résidu minimal,
préconditionné par des blocs nodaux diagonaux a été retenue ici. Pour plus de

détails sur le solveur qui est celui de Forge3, le lecteur intéressé pourra lire la these
de Stéphane Marie [87].

Expression apres discrétisation et changement de variable

Pour I’élément P17/P1, les résidus linéaire, bulle et pression (4.16) s’écrivent
respectivement :

((Ry, = Jo &V = VI AN, N dQ+ [onBE,, Vi Bl dQ

UK tjpum ” pm

— Jo Nn P 5 d2 = [ T\Ng dl' = 0

421
Ry = JouBl,BuBYdQ — [y NP 2% dQ — [ pgN,d2 =0 (421

Ry, = [o—N, (‘Z—]XfVAk + STNVSBm) dQ =0
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Avec Uy = Zk: V)\ka et b= Ee BeNe.

Le terme d’inertie est négligé dans ’équation de la bulle. Le lecteur intéressé
trouvera une justification dans la thése de Jaouen[69].

Les coefficients BL,, et B? ' sont des tenseurs d’ordre 4 respectivement définis
par :

iJA

1 0Ny ONy, 1,0N, ON,
Bz])\k 2(8 5 + al'l 5 )et Bzg/\ 2(8 5 + axl 5])\))

Bahloul [5], dans sa thése a montré qu’apres un changement de variable, on peut
exprimer ces trois résidus en Newton. On obtient alors le systeme suivant homogene
a une force :

RUAk = fQ At (V)\n Vt At)N Nk dS2 + fQ 277Bz]umV/meiLj/\k dS2
— Ja QO’,’aNk dQ — [ T\Ny dl = 0

Rb = fQ 277B2]uB Bzyl d§) — fQ QOTZ %];Ib d§) — fQ pgle dQ2 =0

Ry, = Jo—Nu(ZEVik + N0z, By, ) dQ =0

(4.22)

ou

Qm = ;p [m's_l]

avec [ la longueur caractéristique des éléments du maillage.

4.5 La tension superficielle

Le phénomene de tension superficielle est important en fonderie. En effet, il est
susceptible d’influencer fortement les écoulements en parois minces, pour lesquels
les phénomenes de surface sont importants. L’implémentation de ces effets dans le
code R3 a été réalisé par Christiane Fourment et Nathalie Eyssette et Michel Bellet
[13]. Cette implémentation comprend notamment U'interaction entre la tension de
surface et le contact appelée adhésion a la paroi. Ils se sont limités a 1’étude des
conditions statiques et n’ont pas abordé I’aspect dynamique du remplissage.

La tension de surface est une contrainte normale a la surface du liquide et est
inversement proportionnelle au rayon de courbure moyen :

T = —7%7 (4.23)

ot T est le vecteur contrainte, v le coefficient de tension de surface, R le rayon de
courbure moyen, 7 la normale.

Le calcul de ce rayon de courbure moyen sur la surface discrétisée est inspiré des
travaux de Brackbill [15] qui a montré que la courbure peut s’exprimer au moyen
de l'opérateur divergence de surface :

1
— =Vs7
7 s
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dans lequel les dérivées partielles en espace sont prises dans le plan local tangent
a la surface. A partir de cette relation, on peut exprimer les forces de tension de
surface appliquées aux surfaces 3D discrétisées. Cette méthode se décompose en
trois étapes :
— Calcul de la divergence surfacique des normales nodales
Soit un triangle linéaire (1,2, 3), et soient n', n?, n? les normales moyennes
en ces noeuds.

F1G. 4.2 — Systeme de coordonnées local

Dans le plan du triangle, on définit un systéme de coordonnées local (X,Y")
oil le vecteur unité €5 est tangent a l’aréte joignant les deux premiers nceuds
du triangle et &’ est orthogonal & &5 (cf figure 4.2).

Si (&, n) sont les coordonnées du point dans 1’élément triangulaire de référence,

en utilisant la convention de sommation des indices répétés, on a :

_ 8TLX 8ny
Vs = ox T oy ,
_ 9(Ninx") + A(Niny?)
- 0X. oY
ON; i

ON; ON; i
P o, B oy o, 06 o0
N; 0§ N; on i N; 0§ N; On i
(ag ax T “an 8X)nX +(ag av T an BY)nY
ou N; est la fonction d’interpolation attachée au nceud .
Dans le repere local, on peut écrire le vecteur coordonnées du point de coor-

données barycentriques (£, 7) de la fagon suivante :

X(E) = NX +NX £ N, X
= (1-¢-nX +£X 49X

L’expression de la courbure moyenne est alors, apres calcul :

1 30,2 1 30,2 1 2(, 3 1

Vs = 29 [Y (nx —nx) — X (ny —ny) + X7(ny — ”Y)]

— FExpression des termes de tension de surface dans [’équation d’équilibre mécanique
L’expression du vecteur contrainte extérieure résultant des tensions de surface
est :

T (&,n) = —y(Ve. )T (€ n)

Si V4.7 est positif, la surface est localement convexe et le vecteur containte
est dirigé vers l'intérieur du domaine fluide. La discrétisation du terme de
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résidu de I'équation précédente donne alors dans ce cas :
R = — / (V5. 7)Nunlt. Nydl (4.24)

libre

4.5.1 Adhésion a la paroi

[’adhésion a la paroi résume les effets résultant du contact d’un fluide avec une
paroi solide. En effet, un systeme complexe de forces agit a l'intersection entre la
surface libre et la paroi et au voisinage du contour de la surface libre. Sur le plan
macroscopique, cela se traduit par I’existence d’un angle 6,,, appelé angle de contact
statique (cf figure 4.3). Cet angle dépend des différentes énergies libres de surface
qui caractérisent les différentes interfaces en présence :ygy (interface solide-liquide),
Yre (interface liquide gaz), ys¢ (interface solide-gaz). L’angle 6., caractérise alors

Fic. 4.3 — Angle de contact statique

le mouillage de la paroi par le fluide. Par définition, le fluide mouille la paroi si
0eq < 90°. Cet angle dépend donc a la fois du solide, du liquide et du gaz. On le
mesure précisement au repos et il dépend de la vitesse relative du fluide par rapport
a la paroi en conditions dynamiques.

Brackbill et al [15] proposent une approche bidimensionnelle tres indirecte de la
modélisation de l'adhésion en paroi. Il s’agit tout simplement de rendre compte
de I'établissement, d’un angle d’équilibre le long du contour de la surface libre, en
appliquant des forces lorsque localement I'angle de contact courant # est différent
de I'angle d’équilibre 6,,,.

Ainsi, conformément a la figure (4.4), la normale moyenne modifiée est définie
pour chaque nceud du contour de la maniere suivante :
— g g
T = 08 Opgy + sin O,y 1, (4.25)

N ,o N . c 174 -
ou n_;, est la normale extérieure a la paroi au nceud considéré; le vecteur ¢, est

tangent a la paroi et obtenue par la projection sur le plan tangent a la paroi de la
normale moyenne 7. & la surface libre.

Les figures (4.5) et (4.6) montrent en 2D leffet de ce changement local du
vecteur normal moyen, lorsque ’angle courant 0 differe de 'angle d’équilibre 0,,.
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Fi1G. 4.4 — Normale moyenne modifiée

Fia. 4.5 — Situation de mouillage

F1G. 4.6 — Situation de non mouillage
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Le changement local de VS.7 modifie le systeme des tensions superficielles : des
forces additionnelles sont générées qui tendent a faire évoluer la surface libre vers
I’état d’équilibre.
La mise en ceuvre numérique de cette méthode se fait de la facon suivante :
— en chaque nceud de la surface libre on calcule la normale moyenne 77 ;
— pour chaque nceud du contour on détermine t—p> et la nouvelle expression de
7 par (4.25);
— la contribution de la tension de surface a la formulation variationnelle est
fournie par (4.24)

4.5.2 Application : équilibre d’une goutte sur une paroi
plane

On modélise I’évolution d’une goutte de fluide initialement de forme cubique,
en contact avec une paroi plane. Le fluide a une viscosité de y = 50Pa.s et une
masse volumique de p = 1000kg/m3. Le coefficient de tension surfacique est de
v =2N.m™"'. Le calcul est effectué pour les deux angles de contact suivants : 6., = 60
et 120 degrés. Le cube initial a 5mm de coté. Le contact a la paroi est parfaitement
glissant. Le maillage initial est composé de 1331 noeuds, 5000 tétraedres, et de 1200
facettes en surface. Le pas de temps est de 10 2s. L’évolution du cube est donnée
par les figures (4.7 et 4.8). La configuration initiale évolue vers une forme stable au
bout de 0.5s environ. Les angles d’équilibre sont parfaitement respectés.

g = 6l degrés

Fig. 4.7 — Illustration des effets de mouillage sur la formation d’une goutte pour
un angle de 60 degrés [13]

4.6 Le remaillage automatique

Le mailleur 3D utilisé a été développé par Coupez [31] et est divisé en deux
parties :
— Un mailleur surfacique
Son but est d’améliorer le maillage initial issu de la CAO en modifiant la topo-
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ﬂm = 120 degres

Fia. 4.8 — Illustration des effets de mouillage sur la formation d’une goutte pour
un angle de 120 degrés [13]

logie de la triangulation, mais en préservant la géométrie de la piece. Comme

mesure de la précision géométrique, I’auteur propose la courbure locale définie

par :
C(n) =360° — Y a(n,T)
TETn

Ou T,, est 'ensemble des triangles attenant au noeud n et «a(n,T’) la mesure

de 'angle au nceud n du triangle T'.

Ainsi, toutes les opérations topologiques du mailleur surfacique ('inversion

des diagonales, la création ou la suppression de nceuds) doivent conserver la

courbure locale, car, toute opération topologique conserve la géométrie si elle
préserve la courbure locale.
— Un mailleur volumique

Il fournit le maillage volumique de la piece a partir de la triangulation de la

surface. Il peut se diviser en trois étapes :

— Dl’initialisation du maillage se fait en utilisant I'opérateur ”étoile” qui relie
un noeud de la surface a toutes les faces de la surface ne le contenant pas.
On construit ainsi un maillage a partir de la seule information fournie par
la frontiere.

— Le recouvrement exact du domaine par des inversions de diagonales et en
utilisant le principe du ”volume minimal” qui conduit a 1’égalité entre les
volumes de la triangulation et celui de la piece lorsque un maillage est
atteint.

— L’amélioration topologique volumique selon un critere de qualité de tétraedre
défini par le rapport du volume au carré par la surface au cube.

Les criteres de déclenchement du remaillage sont :

— La qualité des tétraedres, définie comme étant le volume du tétraedre au carré
sur sa surface au cube;

— La qualité des triangles de la surface, mesurée par le rapport de la racine carré
de la surface du triangle par son périmetre au carré;
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— La pénétration du milieu des aretes dans le moule;
— La période de remaillage.

4.7 Application a la simulation de I’injection thixo-
trope

L’application que nous présentons ici est le remplissage de la piece du projet
ADFORM appelée ” Simulacro”, dont on peut obsever une CAO a la figure (4.9).
Il s’agit d’une piece en A356 présentant des zones de possibles recirculation, des
recollements de matiere, et des parties tres minces. Ces difficultés ont pour but
de tester les capacités du code de calcul et du remaillage automatique. L’intérieur
du moule est maillé et, pour la matiére, nous avons un petit parallélépipede rec-
tangle correspondant a I’état de la matiere au début du remplissage. La figure (4.10)
présente 1’état de remplissage du moule auquel nous sommes parvenus, remplissage
ne prenant en compte que la piece proprement dite, sans le canal d’injection. On
peut constater que ce moule a un trou rond qui constitue un obstacle a contourner.
Ce type de difficulté n’est pas encore pris en compte par ce code de calcul. Aussi,
avons nous décidé de simuler plutot le remplissage du moule légerement différent
et symétrisé de la figure (4.11), et ceci pour permettre la mise en évidence d’autres
éventuelles difficultés qui pourraient survenir au cours du remplissage de cette piece.
Les simulations ont montré que la procédure de remaillage automatique est assez
robuste, et nous a permis d’aller assez loin dans la simulation du remplissage. Tou-
tefois, nous avons buté sur des replis de matiere (Figure 4.12) ayant entrainé la
détérioration de la qualité du maillage et I'impossibilité pour le remailleur auto-
matique d’en améliorer la qualité. Pour ces simulations, nous avons supposé que le
matériau était newtonien et que, en paroi, on avait un frottement donné par la loi
de Norton. Le procédé réel ayant une cinétique d’environ une seconde, nous avons
choisi 0.01s comme pas de temps, et 0.5m/s comme vitesse d’injection.

4.8 Conclusion

Au terme de ce premier chapitre consacré a la simulation numérique, nous
avons présenté le modele de remplissage du code de simulation tridimensionnel R3
du laboratoire. Il est basé sur une formulation lagrangienne réactualisée. Pour la
discrétisation spatiale, le mini-élément est utilisé avec une discrétisation particuliere
pour le champ bulle qui, ici, est considéré comme une fonction P1 discontinue [32].
Les applications en remplissage de moule de fonderie, notamment en ce qui concerne
le moule symétrisé et le moule non-symétrisé du projet européen ADFORM dans
le cadre duquel a été effectuée cette these, ont été effectuées. Elles butent sur le
fait que le code et le remailleur automatique ne sont pas adaptés au traitement
numeérique des replis de matiere et du contournement d’obstacle par la matiere.
C’est, ce qui va justifier nos études des chapitres 6 et 7 dont le but est d’abord de
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F1G. 4.9 - CAO de la piece modele du projet ADFORM (SIMULACRO) augmentée
du canal d’injection

F1G. 4.10 — Etat du remplissage de la piece modele du projet ADFORM (le SIMU-
LACRO)

Fic. 4.11 — Etat de remplissage du SIMULACRO symétrisé
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Fi1G. 4.12 - Coupe montrant la formation de replis de matiere dans le SIMULACRO

réduire le recours au remailleur suivant une méthode ALE et ensuite de le supprimer
suivant une méthode eulérienne. En attendant, le chapitre 5 détaille le traitement
du contact et des replis de matiere dont nous venons de voir 'importance.
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Chapitre 5
LE CONTACT DANS R3

5.1 Généralités sur le contact

Le contact est, avec le frottement, un des phénomenes qui caractérise ’interac-
tion de deux corps, ou de deux parties différentes d’'un méme corps. Numériquement,
cela se traduit par 'imposition de la condition de non interpénétration. La grande
difficulté est alors la non-linéarité du phénomene due aux fortes variations de
la surface de contact observée pour des problemes non stationnaires en grandes
déformations, ainsi qu’au frottement qu’elles occasionnent. Aussi, la résolution d’un
probleme instationnaire de contact est-elle divisée en deux parties : une partie pu-
rement géométrique, qui est la détermination de la zone de contact, et une partie
plus physique, qui est la détermination du phénomene se produisant a I'interface,
phénomene a 'origine de la condition de non-interpénétration [55][134].

5.2 Conditions de contact

5.2.1 Le cas quasi-stationnaire
La condition de contact unilatéral glissant

Pour I’historique sur les inéquations variationnelles qui décrivent les conditions
de contact unilatéral avec frottement et le formalisme du probleme de contact,
j'invite le lecteur intéressé a consulter 'ouvrage de Duvaut et Lions [40] ou de
Glowinski et al [56], ainsi que la résolution du probleme dit de Signorini, largement
expliquée dans plusieurs ouvrages[73][39].

En général, on a, pour un corps A, la condition de contact qui s’écrit de la fagon
suivante :

h-ug <0

ol 774 est la normale extérieure au corps A

et uq est le déplacement de la frontiere I' 4., correspondant a la partie en contact
ou potentiellement en contact de la frontiere du corps A.
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A cette condition géométrique de non-pénétration, on rajoute une condition en
pression sur la zone de contact du corps A. On impose alors a celle-ci d’étre positive,
ce qui traduit un état de compression du corps A : (—o, > 0). Enfin, une derniere
condition qui est le fait que sur la zone de contact entre les deux corps, on ait une
contrainte normale non nulle en cas de contact. On obtient ainsi les équations sous
la forme suivante dite de Kuhn et Tucker :

u-7 <0
o, <0 (5.1)
on-(u-T)=0

Ainsi écrite, on a les équations de contact formulées en déplacement. En suppo-
sant le corps B en mouvement lui aussi, on peut réecrire les équations sous la forme
suivante (vue du corps A) :

(ua—up) - Ta<0

o, <0 (5.2)

On - (ug —up) - Wa=0
Toutefois, comme nous ’avons précédemment vu, les inconnues du probléeme sont
plutot la vitesse et la pression. On peut donc, en utilisant les vitesses a l'interface
des deux corps, réécrire le systeme, pour un écoulement stationnaire ou la condition
géométrique de contact est vérifiée. On obtient ainsi la formulation en vitesse des
équations du contact que nous avons utilisée :

(Ta—Tg) Wa<0

on <0 (5.3)

On ((Ta—Tp) - Ta)=0

C’est la condition de contact unilatéral en vitesse. Elle est utilisée en mise en

forme et dans Forge3. Elle I’était dans R3 dans le cas ou le corps B est un corps
rigide, et que les noeuds de la surface de contact sont parfaitement en contact
géométrique. Notre travail a donc consisté d'une part a I’étendre au cas de surfaces
libres en autocontact, analogue au cas de deux corps déformables et d’autre part a
rajouter les trois autres conditions de contact.

La condition de contact unilatéral collant

Dans la pratique, on l'utilise un peu moins que la précédente, toutefois, elle
trouve son application dans certains cas comme ’extrusion de polymeres fondus.
Dans ce cas, les corps A et B ont le méme déplacement tangentiel au niveau de
leur interface tant qu’ils restent en contact. Si la pression de contact a l'interface
devient positive, les deux corps se séparent.
(Ta—Tp)-4<0
o, <0 (5.4)
o (Ta—Tp) T5=0

Avec si 0, < 0 alors

{ (Ta—Tg)—(Va—Tp)-Ta) Wa=0 (5.5)
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La condition de contact bilatéral glissant

C’est le cas ot un des deux corps glisse par rapport a ’autre sans jamais quitter
le contact. On la rencontre par exemple dans des procédés comme I’'injection semi-
solide. Elle modélise une adhésion parfaite entre les deux corps. Elle se caractérise
par I’égalité des vitesses normales, et donc aucune possibilité de relachement du
contact une fois qu’il est établi. Aussi, vu du corps A, on peut écrire les équations
sous la forme :

(Ta—Tp)-AL=0
on <0 (5.6)
O'n'(?A—?B)'ﬁA:O

La condition de contact bilatéral collant

C’est le cas ou les deux corps restent collés apres 1’établissement du contact.
On la rencontre dans le cas de métaux fondus. Elle se traduit numériquement par
I’égalité des vitesses a 'interface. Aussi, on peut écrire les équations sous la forme :

Ta—TVp=0 (5.7)

5.2.2 Le contact incrémental

Les conditions de contact vues au paragraphe précédent ne sont valables que
dans le cas de petites déformations ou dans des cas stationnaires. En grandes
déformations, la surface de contact évolue rapidement, et les formulations en vi-
tesse et en déplacement ne sont plus équivalentes. Aussi, a-t-on ’habitude d’écrire
les équations de contact en prenant en compte la distance séparant les deux corps.
Cette distance est algébrique, ce qui permet de savoir s’il s’agit d’une pénétration
dans un autre corps ou de la distance séparant les deux corps. Dans ce cas, un
noeud est ”surveillé” des qu’il arrive dans une zone proche du contact. On calcule
alors son déplacement de telle sorte qu’il n’y ait pas de pénétration dans le corps
en face (figure 5.1).

La condition de contact bilatéral collant

Soit A un point de la zone potentielle de contact. On veut calculer @°, sa vitesse
de telle sorte qu’il n’y ait pas pénétration du point A dans le corps en face distant
de dsp. Si B représente la position du noeud en regard sur la zone de contact en
face, on a alors, AB- 7 4p = dp. En écrivant que la condition de contact di{2! = 0
doit étre vérifiée a I'instant ¢ + At, puis en approchant cette équation non linéaire
par un développement a I’ordre 1, on obtient la condition incrémentale de contact :

(T s~ Tp) — %874 =0 (5.8)
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Fia. 5.1 — Détection et traitement du contact

La condition de contact bilatéral glissant

De méme, soient A un point de la zone potentielle de contact, dsp la distance
algébrique le séparant du corps en face, B la position du noeud en regard. On a
alors, si le contact est intervenu au cours du pas de temps, @ T ap < dap. Ce
qui conduit a la formulation en vitesse suivante :

{ (_>A_ UB) WA dAB = (59)

La condition de contact unilatéral glissant

En utilisant le méme principe que précédemment pour les noeuds A et B, on
obtient la formulation incrémentale suivante :
(Va—Tp) TWa— 4B <0
on <0 (5.10)
O'n'((?A_ﬁB) WA—dA—B) :0

La condition de contact unilatéral collant

Enfin, soit A un noeud susceptible d’entrer en contact avec un noeud B distant
de dsp, on peut écrire la formulation du contact incrémental de la facon suivante :

(Va—TUg) Wa—4E<0
o, <0 (5.11)
O'n'((?A_?B) WA—dA—B):O

Avec si g, < 0 alors

(Ta—TB)—(Ta—TVg) Ta) - Wa=0 (5.12)
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5.3 Meéthodes utilisées pour appliquer la condi-
tion de contact a l’interface

5.3.1 La méthode maitre/esclave standard

Cette technique consiste a appliquer la condition de contact uniquement sur le
bord en contact de I’'un des domaines ou, dans le cas d’un recollement de matiere,
sur une partie du bord[18][59][23][63]. On privilégie ainsi un des deux solides qu’on
appellera corps esclave. La condition de non-pénétration écrite sur le corps esclave
se traduit par des conditions sur le corps maitre. Cette technique est utilisée au
laboratoire lorsqu’il s’agit du contact entre un corps déformable et un outil, et
entre corps déformables dans le cas de multi-domaines. On constate que dans ce
cas le contact n’est pas symétrique. La conséquence peut étre le mauvais traitement
du contact dans certains cas, lorsque le maillage du solide maitre est tres fin. Les
noeuds du corps maitre peuvent pénétrer a l'intérieur du corps esclave. Aussi, le
probleme de ce type de méthode est-il le choix du solide maitre, a priori le moins
raffiné. Cependant, dans des situations de repli ou de recollement de matiere comme
celles qu’on peut rencontrer en remplissage, d'une part on ne peut pas facilement
diviser la zone de contact en deux parties, et d’autre part il est encore plus difficile
d’envisager la selection du maitre sur le critere de la taille locale de maille.

5.3.2 La méthode maitre/exclave symétrique

Au vue des inconvénients de la méthode maitre/esclave standard, et pour une
premieére approche, nous avons choisi d’utiliser une méthode maitre/esclave symétrique.
Elle se caractérise par I'application de la condition de contact sur les surfaces en
contact des deux corps. Ainsi, la condition de contact est mieux respectée, quelle
que soit la finesse du maillage des dits corps. Aussi, dans notre cas de recollement
de deux parties du méme corps, on n’a pas a privilégier un bord par rapport a un
autre. Si sur les deux parties de surface on n’a pas un maillage coincident, alors on
a un systeme surcontraint. C’est a dire qu’il y a plus d’équations que d’inconnues.
Ceci a pour conséquence la rigidification de l'interface, et donc de fournir une so-
lution inexacte au probleme de contact a l'interface. Dans le cas des ressoudures,
cette rigidification locale de I’écoulement est moins problématique que dans le cas
de deux corps distincts. Si par contre on a des maillages coincidents sur les deux
parties de la surface du corps en autocontact, le probleme est bien posé et la solution
trouvée converge vers la solution du probleme physique.
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5.4 Méthodes numériques pour résoudre le probleme
d’optimisation avec contrainte créé par ’ap-
plication de la condition de contact a l’inter-
face

On distingue deux grandes classes de méthodes : les méthodes géométriques qui
consistent a régulariser la zone de contact de maniere a empécher I'interpénétration
des deux domaines et les méthodes algébriques qui consistent a intégrer la condition
de contact dans les équations du probleme. On présentera dans les lignes et para-
graphes suivants un exemple de méthode géométrique et les principales méthodes
algébriques utilisées pour la résolution de problemes de contact.

5.4.1 Méthode de reprojection de la frontiere

Cette méthode est généralement utilisée dans le cas du contact entre un corps
déformable et un corps rigide. C’est une méthode géométrique qui consiste a repro-
jeter la partie de la frontiere du corps déformable repérée a I'intérieur du corps rigide
sur la frontiere de ce dernier, de maniere a avoir une intersection de volume nulle
entre les deux corps. Comme la condition de contact n’est pas introduite a I'intérieur
de la formulation mathématique du probleme, on a des pertes de volumes dues a la
régularisation du contact. Ceci impose des pas de temps assez petits pour en limiter
I'importance. Cette approche fut utilisée au début de la simulation numérique des
problemes de forgeage.

5.4.2 La méthode des multiplicateurs de Lagrange

C’est une méthode de résolution d’un probleme d’optimisation avec contraintes
consistant en sa transformation en un probleme d’optimisation sans contraintes, par
écriture d’un Lagrangien et minimisation de ce dernier. Pour les lecteurs intéressés,
elle est décrite avec plus de précision dans les ouvrages de Fletcher[45] et Cook[29].
En écrivant le Lagrangien du probléme, on ajoute de nouvelles inconnues au systeme
qui sont les multiplicateurs de Lagrange. On résout ainsi le probleme de maniere
exacte et la condition de non interpénétration est bien imposée a 'interface. Numériquement
cela conduit généralement a la résolution d’un systeme plus complexe, ayant une ma-
trice hessienne non définie positive. En effet, les termes du second ordre en lambda
(multiplicateurs de Lagrange homogenes a une contrainte normale de contact) sont
nuls, ce qui entraine des zéros sur la diagonale de la matrice. On a donc en plus un
probleme de conditionnement matriciel a résoudre. La conséquence est un accrois-
sement du temps CPU et I'impossibilité de résoudre avec les méthodes itératives
habituelles. Un autre probleme de la méthode de Lagrange est la non différentiabilité
du gradient dans le cas du contact unilatéral. Le hessien n’est alors pas défini. Cela
conduit a des méthodes itératives de type point fixe, qui ne convergent pas toujours
bien. Aussi, certains auteurs ont modifié légerement le systeme matriciel obtenu
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par la méthode des multiplicateurs de Lagrange de maniere a avoir une matrice
hessienne mieux conditionnée. C’est ce qui a donné naissance a la méthode du
Lagrangien perturbé.

5.4.3 La méthode du Lagrangien perturbé

C’est une méthode de régularisation de la méthode des multiplicateurs de La-
grange qui consiste a ajouter a la matrice hessienne des termes de telle sorte qu’on
obtienne une matrice définie positive. Cette technique a été appliquée pour la
résolution d’un probleme de contact par Wriggers, Simo et Taylor en 1985[112]. Le
systeme numérique est plus facile a résoudre car mieux conditionné, mais, cela se fait
au détriment de la précision sur la solution du probleme initial de contact. En effet,
puisqu’on résout un probleme légerement différent, on a une solution approchée,
c’est a dire des interpénétrations a 'interface. Il est alors nécessaire d’effectuer des
itérations de la méthode en augmentant progressivement la valeur du parametre
de perturbation. Le point critique est alors le choix du terme pertubateur de telle
sorte qu’on ait a la fois une solution acceptable pour le probleme de contact et une
matrice hessienne suffisammant bien conditionnée pour que la convergence se fasse
relativement rapidement par rapport a la méthode des multiplicateurs de Lagrange.

5.4.4 La méthode de pénalisation

C’est une méthode de résolution d’un probleme d’optimisation avec contraintes
qui consiste a le transformer en un probleme d’optimisation sans contraintes par
pénalisation[45][29]. En pratique, soit le probléme suivant :

Trouver w € U C V solution de J(u) = min J(v) pour v € V.
U={veV/Y)=0, avec ) : V — R" convexe}
est ainsi appelé ensemble des contraintes.
Ce probleme peut étre approché par le probleme suivant :
Trouver ue € V' solution du probleme
Je(ue) = min J.(v) pour
veV avee J(v) = J(v) + 2¢(v)? et € >0
La littérature sur cette méthode assure que le probleme pénalisé admet une solution
unique u, et que limu, = u, la solution du probleme avec contraintes quand € — 0
sous les hypotheses précédentes et, si J est continue, strictement convexe et coercive.
Ainsi, on n’ajoute pas de nouvelles inconnues au probleme et on a une matrice
hessienne qui est bien définie positive. On résout donc un probléme approché dont la
solution est d’autant plus proche de celle du probleme de départ que le coefficient de
pénalisation % est grand. On a alors a 'interface des deux domaines une condition de
contact qui n’est pas bien respectée et donc une interpénétration des deux domaines
qui peut étre controlée par le choix du coefficient de pénalisation. Cependant, sur
le plan numérique, I’augmentation de % se traduit par 'augmentation de la non
linéarité du probleme et donc une convergence beaucoup plus lente, et aussi par la
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détérioration du conditionnement du systeme a résoudre. Le point délicat de cette
méthode est donc le choix d’un coefficient de pénalisation assurant conjointement
une convergence rapide de 1’algorithme de résolution et un assez bon respect de
la condition de contact a l'interface entre les deux corps. Aussi, pour améliorer la
précision de la méthode de pénalisation, certains auteurs ont pensé a la combiner
aux multiplicateurs de Lagrange, ou encore a pertuber cette derniere méthode par
un coefficient issu de la pénalisation. On obtient ainsi la méthode dite du Lagrangien
augmenté.

5.4.5 La méthode du Lagrangien augmenté

Cette méthode consiste a combiner la méthode des multiplicateurs de Lagrange
et celle de pénalisation[113][131][45][47]. La condition de non interpénétration des
deux corps comprend ainsi deux parties provenant chacune d’une des méthodes
précédemment citées : on écrit le lagrangien de la fonctionnelle & minimiser sous
contraintes et on lui ajoute un terme provenant de la pénalisation des contraintes.
Une description plus complete de la méthode peut étre consultée par le lecteur
intéressé dans les ouvrages de Fortin et al[47][48]. De maniére générale, on a de
nouvelles inconnues qui sont rajoutées au systeme dues aux termes provenant des
multiplicateurs de Lagrange, et la matrice hessienne est défine positive. Selon plu-
sieurs auteurs, on peut ainsi avoir des coefficients de pénalisation assez faibles et,
s’ils sont bien choisis, la solution du probleme ainsi posé est alors la solution exacte
du probleme de minimisation initial. Elle permet d’avoir un systéeme relativement
bien conditionné pour une résolution itérative. Une seule itération de la méthode
fournit la solution pénalisée. Les itérations suivantes permettent alors de se rappro-
cher autant qu’on le souhaite de la solution avec multiplicateurs de Lagrange.

5.4.6 Conclusion

Chacune des quatres méthodes algébriques présentées précédemment a ses avan-
tages et ses inconvénients. Avec la méthode des multiplicateurs de Lagrange, de
nouvelles inconnues sont généralement ajoutées au probleme initial a résoudre, et
la condition de non pénétration est satisfaite de maniere exacte. Toutefois, on ajoute
des zéros sur la diagonale de la matrice hessienne du systeme qui se retrouve ainsi
non définie positive. On augmente ainsi les temps de calcul d’une part a cause de
I’ajout de nouvelles inconnues au probleme, et d’autre part a cause du mauvais
conditionnement de la matrice hessienne du systeme. La méthode du Lagrangien
pertubé permet, par I’ajout d’un terme pertubateur dans la matrice hessienne, de
rendre celle-ci définie positive. Ensuite, on fait des itérations pour que cette pertur-
bation ait de moins en moins d’influence. Dans le cas de la méthode de pénalisation,
on ne rajoute pas de nouvelles inconnues au probleme, mais on observe dans certains
cas un changement de profil de la matrice hessienne du systeme et une dégradation
du conditionnement initial de celle-ci. Le point critique ici est le choix d’un coef-
ficient de pénalisation assurant d’une part une pénétration raisonnable et d’autre
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part une convergence relativement rapide. Une alternative est alors la méthode du
Lagrangien augmenté qui consiste a améliorer la méthode de pénalisation en per-
metant 'utilisation de coefficients de pénalisation relativement bas, et d’améliorer
la méthode des multiplicateurs de Lagrange par 1’élimination des zéros sur la dia-
gonale de la matrice hessienne du systeme. Cependant, numériquement, cela se
traduit par une augmentation du temps de calcul. Aussi, en mise en forme, on
utilise généralement la méthode de pénalisation qui permet d’obtenir une solution
acceptable en terme d’interpénétration a l'interface des deux corps en contact, et
ceci avec des temps de calcul assez raisonnables.

5.5 Le contact matiere/matiére et matiere/outil
dans R3

On reprend les équations du chapitre 4 dans le cas un peu plus général du contact
matiere/outil et mati' re/matiere.

5.5.1 Comportement d’un matériau viscoplastique

Le comportement viscoplastique se caractérise par la dépendance de la contrainte
d’écoulement a la vitesse de déformation. Il modélise le comportement d’un métal
a chaud. L'une des lois les plus utilisées par exemple est la loi de Norton-Hoff
exprimant la valeur du tenseur déviateur des contraintes en fonction du tenseur des
vitesses de déformation et de la viscosité du matériau.
o\ - am-1 |
s = o + pld = m(5)e = 2K (v32)" £(5.13)
Avec

consistance du matériau

=

A\ m—1
niE) =K (\/gs_) viscosité dynamique du matériau,

o tenseur des contraintes

A Tétat liquide, les alliages métalliques sont supposés avoir un comportement
de fluide newtonien incompressible, ce qui correspond au cas particulier m = 1 de
la loi de Norton-Hoff. Aussi, la relation qui relie le tenseur déviateur des contraintes

s, et le tenseur des vitesses de déformation € devient tout simplement linéaire avec
n=K.

Le potentiel viscoplastique

En admettant que toute la puissance dissipée est irréversible, et en utilisant les
relations de la thermodynamique, on démontre que la loi de Norton-Hoff dérive d’un
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potentiel[49]. Tl existe donc une fonction ¢ appelée potentiel de Norton-Hoff telle
que :

_ 09

T oe

6(0) = —— (v32)""

C om+1
Pour m =1 on a

S

avec

Dans la suite, on considere que m = 1.

5.5.2 Conditions aux limites

On peut imposer différents types de conditions aux limites sur tout le bord ou
sur une partie du bord du domaine[49].
A Tinterface outil/matériau, on impose des conditions aux limites mixtes :

hi(v) = (v—v"").-n= 0  non pénétration cas contact bilatéral (5.14)
hi(v) = (v —v*").n < 0  non pénétration cas contact unilatéral (5.15)
T=0,—(0,-n)n= T% laloide frottement (5.16)

En général, on prend comme équation (5.16) la loi de frottement de Norton pour
des matériaux viscoplastiques.

poutil vitesse de 1'outil en contact

Sur la partie du bord ou on a recollement de la matiere, on impose comme condition
aux limites :

d
ho(v, Uyy) = (v — vyy) — ALtBW non interpénétration (5.17)

Uy Vitesse du noeud en vis — a — vis

A la surface libre, on impose une contrainte normale nulle.
On impose sur les autres parties du bord du domaine un chargement surfacique.
Le probleme continu 4.8 avec les conditions de contact est réécrit alors de la
maniere suivante :

Trouver v(x,t) et p(x,t) tels que YV € Q, on ait
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Swface likre

ifyjec
tion

cotitact

N\

L

F1G. 5.2 — Conditions aux limites utilisées en remplissage

(p7 —V-5+Vp =p7q dans 2
V. =0 dans €
hy(v) =0 sur 0€,
T =T sur 09 (5.19)
ha(v, Uyy) =0 sur 0Quvm
on =171 sur 0Qr
[ S = 2ne

5.5.3 Formulation variationnelle du probleme continu
Quelques espaces fonctionnels utilisés

On pose :
V= {u € (H'(Q))?, tel que hy(u) =0 sur 0Qe, hy(u,Uy,) =0 sur GQMM}
et
V= {u € (H(Q))?, tel que u-n =0 sur 9, et u =0 sur GQMM}

Ecriture variationnelle

On réécrit le probleme variationnel sous la forme plus commode :
Trouver (v(z,t);p(z,t)) € V x Q tels que :
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Yo € V,(Q), a(v,v*) +b(v*,p) = f(v*)
(5.20)
et Vp* € L*(Q), b(v,p*) =0
avec,
a(v,v*) = [opB-vdV + [o5:E*dV

b(v*,p) = — [opV - v*dV
f) = fsapuen, T4 vdS + Jopg - v*dV

Existence et unicité de la solution du probleme variationnel
Interprétation sous forme d’un probléeme d’optimisation avec contraintes

On considere 'espace Z défini par :
Z ={u € V,tel que b(u,q) =0 Vq € Q}
Soit J : Z—R
v—s J(v) = sa(v,v) — f(v)
J est une fonctionnelle quadratique. Son minimun est solution du probleme :
trouver u € Z tel que a(u,v) = f(v) Yv € Z

Le lagrangien de ce probleme sous contrainte s’écrit alors :

(5.21)

L(v; p; A;y) = J(v) + b(v, p) + /ag Ahy (v)dS + vha(v, V) dS

15933 7s
avec veEH, pe@, AeR, YER

5.5.4 Discrétisation
Résolution du probleme sans autocontact par la méthode de pénalisation

Le probleme pénalisé discret, en considérant que le contact est bilatéral, s’écrit
alors :

Trouver (vy(x,t);pn(z,t)) € H(Q) X O
tel que :
1

5 X ol ()?S,

ko

(Un; PR) = argming, cp(o,)Jn(vn) + b(vn, pr) +
S est une mesure de la surface rattachée au noeud k.

On a donc comme expression du gradient :
Ghp = G + Gheo, Le dernier terme représentant la contribution du contact avec les
outils.

Gheorx = prhi(k)ngSy (5.22)
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De méme on a comme hessien :

th = Hh + Hhco

Avec Hj,,, la matrice des contributions du contact au hessien. On alors :
Np My Mgy Mgy Mgy Moy

Hco,k = plsk MkoMhy  TkaTlhy Tk Tk
Nps Ny NNy Mgy Mg

Ou ny, représente la ieme composante du vecteur normal au noeud £ ny.

5.6 Ajout du contact matiere-matiere dans R3
par une méthode de pénalisation

5.6.1 Contact bilatéral

Cas collant

La fonctionnelle discrete de pénalisation d’autocontact s’écrit :

Buy =5 3 palla()’S,

O

Avec ,
hQ(k) =V — Vgt — ——Ng

ou k' est le projeté du noeud k sur la surface en vis-a-vis dans le cas habituel des
maillages non coincidents :

3
Vi = Z O, Ut
i=1
et ou k'; sont les noeuds de la face sur laquelle se projette le noeud k.

— Expression des termes de contribution du contact matiere-matiere
au gradient et au hessien
— Cas maillages coincidents
Par soucis de simplicité, on ne considere que le cas du contact du noeud k
avec le noeud k’. Le contact de k' avec k donne des formules identiques. On

a
Gumr = P2h2(k)5k
Gurvpw = —p2ha(k)Sy  Si maillages coincidents et k' non en autocontact.
Le hessien s’écrit alors :

P 10 0
Hyarg = p2S ( _[i Iz ) AvecI; = 0 1 0
0 0 1
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On remarque ’apparition de termes extra-diagonaux de méme valeurs que
les termes diagonaux. La matrice hessienne n’est plus a diagonale bloc do-
minante.

Cas des maillages non-coincidents :
Par soucis de simplicité, on ne considere que la contribution du noeud k au
gradient et au hessien. On a alors

Gruve = p2ha(k)Sk

GMMk:’i - _thQ(ki)Skak/i

Si maillages non coincidents et k&' non en auto-contact. Le hessien s’écrit
alors :

13 —Ckklllg, —O[kélg —O[kélg
i S —ay I apls apapls apapls
— 1
MMk P2k —CYkII3 O[k/akllg Oézllg &kl&kllg
2 2 Fp 5 2R3
_ 2
Ckkglg O[kéaklllg Cvkgakélg Ckkglg
On remarque l'apparition de termes extra-diagonaux blocs non nuls et
éventuellement supérieur aux termes diagonaux. Dans le cas général, la

matrice est a diagonale bloc dominée.

Cas glissant

La fonctionnelle de pénalisation d’autocontact s’écrit :

1

Sanrp =5 >, pa(ha(k))*Sk

Avec ,

hQ(k) = (Uk — ’Uk/) N — —

2

k €0Qnm

Ok
At

Expression des termes de contribution du contact matiere-matiére au
gradient et au hessien
Cas Maillages coincidents :

On a

GMMki = pghg(k)Sknkl — pk,hg(k')Sk/nk;
GMMk; == —p2h2(k)5knki Si

maillages coincidents et £’ non en autocontact.
Le hessien s’écrit alors :

Ny Ny Ny My Mgy N
M3 _ M3 1 1 1 2 1°%k3

HMM,k = pQSk ( —Mg M3 ) AVGC M3 = nk2nk1 nk2nk2 nk2nk3

NpaNy  Npa Ny Mg Ny
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Cas Maillages non-coincidents :
On a

GMMkZ- = PZhZ(k)Sknki_ Z Pk h2(k”)5k"ak”

k' €noeuds en autoct se projetant sur une face contenant k

GMMk; - - Z P2h2(k”)5k”nk”ak” Sl

k'"€noeuds en autoct se projetant sur une face contenant k

maillages non coincidents et &' non en autocontact.
Le hessien s’écrit alors :

M3 —OékllMg, —Oék{zMg, —OékISMg,

_ 2
HMMk:p2Sk CYkllMg CYkllMg OékIICY%Mg Oékll&kgMg
’ —Oék{zMg, CY%O%IIMQJ, Oé]%/Mg, CY%O%&MQJ,
2
2
—OéleMg, akéakllMg, akéakéMg, Oék/3M3

5.6.2 Contact unilatéral
Cas collant

La fonctionnelle de pénalisation d’autocontact s’écrit :

D= X palhak) S,

2 k en autoct

Avec,

d
(ho(E)t = v — vpr — T si >0 et 0 sinon

Expression des termes de contribution du contact matiere-matiére au
gradient et au hessien si hj (k) > 0
Cas Maillages coincidents :
On a

Grnik = p2ha (k)T Sk — prrha(K') TSk
Gump = —poha(k)TS), Si maillages coincidents et k' non en autocontact.

Le hessien s’écrit alors :

o 100
HMM,k:p25k<_[z [z>Avec Ii=|0 10
001

Cas Maillages non-coincidents :
On a

GMMk - p2h2(k)+5k_ Z pk”hZ(k”)+Sk”ak”

k' €noeuds en autoct se projetant sur une face contenant k

GMMk’ = - Z pghg(kll)+sk//ak// Si

k' €noeuds en autoct se projetant sur une face contenant k
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maillages non coincidents et &’ non en autocontact.
Le hessien s’écrit alors :

I3 _ak’ll?) —ak'213 -
_ 2
Hurak = paSi s s emors o
’ —Oék{zjg Oék{zaklllg, Oé]%/ [3 aké
2

—CYk'313 akgak’ll?) akgakle?)

Cas glissant

Ckkglg
Oék'313
Oék'313
2
a1
k443

La fonctionnelle de pénalisation d’autocontact s’écrit :

1
Carngp = 5 Y pa(ha(k) TS,

k enautoct

Avec ,

J
ho(k)Y = (v — vpr) - g — Az si >0 et 0 sinon

Expression des termes de contribution du contact matiére-matiere au

gradient et au hessien si hy(k)* non nul

Cas Maillages coincidents :
On a

GMMkZ- = P2h2(k)+5knki - Pk'hz(k')+5k'nk;

Gumr, = —poha (k)T Sk, Si maillages coincidents et k' non en autocontact.

Le hessien s’écrit alors :
My —DMs;

Cas Maillages non-coincidents :
On a

GMMki = thQ(k)+Sknki - Z

k" e{noeuds en autoct se projetant sur une face contenant k}

Gumr, = — >

k'"e{noeuds en autoct se projetant sur une face

Si maillages non coincidents et £’ non en autocontact.
Le hessien s’écrit alors :

M3 —OékllMg, —Oék{zMg,
_ 2
HMMk _ p2Sk CYkllMg CYkllMg OékllakgMg
’ —OékIQMg, akéakllMg, Oél%’ M3
2

—OékISMg akéOékll M3 akéakéMg
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nkl nkl nkl nk2
HMM,IC - pQSk ( _M3 M3 ) AVGC M3 - nk2nk1 nk2nk2
’nk3’nk1 nkSn;@

contenant k}

—OzkISMg,
O[kll CkkgMg
gy ey, My

Oé%gMg,

nkl nk3
nk2 nk3
nk3 nk3

Pk hg (kll)+sk// Qlpert

pghg (k’l)+sk//nk// Qg



Dans tous les cas, lepoint important est de constater que le contact matiere/matiere
ne permet pas de conserver le caractere bloc diagonal dominant de la contribution
du contact. Qui plus est, on s’attend a ce que le bloc diagonal soit dominé dans la
plupart des cas courants, entrainant ainsi une forte dégradation du conditionnement
du systeme a résoudre, comme nous le verrons au paragraphe suivant.

5.7 Préconditionnement du contact matiere/matiere

5.7.1 Mise en évidence des problemes de conditionnement
de la matrice

Comme nous 'avons vu, I'introduction des conditions de contact matiere/matiere
se traduit en général par une perte de la propriété de dominance diagonale de la
matrice du systeme. En effet, on introduit dans la matrice de rigidité des termes
non diagonaux du méme ordre de grandeur que les termes diagonaux, voire beau-
coup plus grands. Ceci a pour conséquence de dégrader le conditionnement du
systeme. Numériquement, cela se traduit par un accroissement notable du nombre
d’itérations du solveur Orthomin, poussé a ses limites, et donc par une importante
augmentation du temps CPU.

Nous avons donc travaillé sur les moyens d’améliorer le conditionnement de la
matrice de rigidité. Pour mémoire, préconditionner le systéme matriciel Az = b
revient a choisir une matrice facilement inversible C' et a résoudre le systeme
équivalent C~'Az = C~'b de telle sorte que C~'A soit assez proche de la matrice
identité, ou en tout cas que C ' A ait un meilleur conditionnement que A. On pose
alors z = C~ 'y, et on résout le systeme C~*AC 'y = C~'b. De maniére générale,
pour le probléeme de Stokes, on utilise des préconditionneurs blocs diagonaux qu’on
peut répartir en deux grandes classes : les préconditionneurs symétriques et définis
positifs pour lesquels la matrice C' est définie positive et les préconditionneurs
symétriques et non définis positifs qui sont ceux pour lesquels la matrice C' n’est
pas définie positive. Ce sont des préconditionneurs assez faciles a assembler. Le plus
naturel est celui consistant a prendre la diagonale de la matrice pour les degrés de
liberté correspondant a la vitesse et 'opposé de la diagonale pour les degrés de li-
berté correspondant a la pression. Le préconditionneur ainsi obtenu est symétrique
et défini positif. Un autre préconditionneur peut étre obtenu en prenant uniquement
la diagonale de la matrice en vitesse. On obtient alors un préconditionneur non défini
positif. Un préconditionneur plus efficace peut étre obtenu en utilisant les bloc dia-
gonaux. En théorie, les préconditionneurs les plus fiables sont ceux pour lesquels
la matrice C' est définie positive[87]. En effet, il existe alors des preuves de conver-
gence. Toutefois, en pratique, on a observé au CEMEF que certains préconditioneurs
non définis positifs étaient assez robustes et plus rapides que les préconditionneurs
définis positifs. Malheureusement, ces préconditionneurs n’agissent que sur la dia-
gonale de la matrice et ne permettent pas d’obtenir une matrice C~'A & diagonale
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dominante si A est a diagonale dominée.

5.7.2 Orthonormalisation de Gram-Schmit

C’est, une technique permettant de diagonaliser une matrice symétrique par un
changement de base orthogonal. Une premiere approche a donc consisté a transfor-
mer la matrice de rigidité afin qu’elle conserve sa propriété de dominance diagonale,
par la diagonalisation de la sous-matrice constituée par les contributions du contact
matiere/matiere.

Soient

H le hessien total,

Hgs le hessien que 'on a sans les termes de contact matiere/matiere, et
H,,m la contribution au hessien provenant du contact matiere/matiére.
H,,,, symétrique = 3 C,,,,, orthogonal tel que C*,.., Hpm Crm = Dy
avec C'pn = C 71 m et Dy matrice diagonale.

Diagonalisation de H,,,,
Soit a résoudre le systeme suivant :
HX =b< (Hpgs + Hpm)X =0
Si Cpum est la matrice de changement de base, on a :

Clym(Hpgs + Hpm)X = Clymb
X = CupnY

On résout donc :

Ctmm(Hfg?)_'_Hmm)CmmY — Ctmmb
Y = C'nX

En posant B
Hl = Otmm(HfgS + Hmm)cmm

et ~
bl = Ctmmb

On peut réécrire le systeme sous la forme :

]’.~[1Y - b1
Y = ChymX
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Couplage avec un préconditionneur diagonal de Forge3
Soit a résoudre le systeme :
ﬁIY == b~1
Y = O, X

Avec H; et b; définis comme au paragraphe précédent.
Résoudre ce probleme avec un préconditionneur revient a résoudre le systeme

Cilﬁly = Cilbl
Y = C'Z

O C~ ! est I'un des préconditionneurs de diagonaux a disposition. Ceci revient donc
a résoudre le systeme suivant :

C-'H,C~'Z = (O~
7 = CY

Systeme pouvant se réécrire sous la forme

HZ = b
Z = CY
En posant . .
H=C'HC
et B B
b=C"'b
Applications

— Cas ou un seul noeud est en autocontact
Si on a un seul noeud en autocontact, ce qui correspond a une condition de
contact maitre esclave avec maillage coincidents, les matrices hessienne et de
changement de base s’écrivent de la facon suivante (contact collant) :

0 --- 0 .0 0

0 I; —I; 0
Hmm:p2 :

0 —I3 -+ I3 0

0 0 <o 0 0
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. :1 : )
0 - LI ~L1 0
Clom = p2 | : :
1 1
0 —Elg ﬁ[g 0
0o --- 0 0 I
: I
0 0 -+ 0 0
0 215 0 0
I_jl = Ctmmeg?)Cmm + p2 :
0 0 -+ 0 0
0 0 -+ 0 0

On impose bien la condition de non pénétration au nceud en autocontact et
on procede bien a la diagonalisation de la matrice additionnelle provenant du
contact matiere/matiere.

— Cas ol deux nceuds en vis-a-vis sont en autocontact
Cette fois on écrit deux fois la condition de contact, ce qui correspond a un
algorithme symétrique de A avec B et de B avec A. La matrice hessienne
aditionnelle due au contact matiére/matiere s’écrit alors de la fagon suivante :

0 --- 0 e 0 0
0 -+ 2I; --- —2I; 0
Hypym=p2 | ¢ : : : :
0 —2I3 --- 2I3 0
0 --- 0 e 0 0

— Cas ou trois nceuds sont en autocontact
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0 --- 3I; -+ =2, 0 --- —I4

Hym=p| 0 -+ =2I; -+~ 2I; 0 -+ 0
0 —1I 0 0 I3
0 0 -0 0 0

— Cas général : forme de la nouvelle matrice hessienne globale

hiy o By Dy
T(his = i) o g(hi = 2k + hyg) e g(hi — hyj)

Houm = 2 : D :
T5(hin +hja) - 5(hi = hyj) 5 (hii + 2hg; + hyj)
0 75 (i — hij) o s (i + hyg)

De maniere générale, on peut dire que la diagonalisation de la sous-matrice
issue des contributions du contact matiere/matiere se passe bien. On a bien comme
terme prépondérant dans la ligne (respectivement) dans la colonne, le nouveau terme
diagonal, celui issu du contact matiere matiere. L’inconvénient de cette approche
est qu’elle est délicate a mettre en oeuvre dans le cas des maillages non coincidents.
Il faut alors écrire 'orthogonalisation de Gramm Schmidt pour la sous matrice
concernant tous les noeuds affectés par 'auto-contact, alors que pour les maillages
coincidents on effectue cette orthogonalisation seulement au niveau des couples de
noeuds en autocontact. L’approche devient alors lourde et cotiteuse en temps CPU.
Elle nécessite de résoudre un systeme linéaire pouvant étre de grande taille. Nous
avons alors été aménés a réfléchir sur une approche souple et plus générale. C’est
ce qui nous a conduit a utiliser la factorisation incomplete de Crout.

5.7.3 Factorisation incomplete de Crout

Elle a été développée au CEMEF par Etienne Perchat au cours de sa these
de doctorat [100], pour des matrices symétriques et non définies positives. Son
principe est de construire une factorisation incomplete de la matrice, en calculant
seulement les termes initialement non nuls. La factorisation ainsi calculée est stockée
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de maniere compacte dans un tableau analogue a celui contenant la matrice A. Si
on appelle S I’ensemble des indices (7, j) des termes non nuls de la matrice A,

S ={(,7),1<4,j <N tels que a;; # 0}

La factorisation incompléte de la matrice A, M = LDL' est alors construite en
identifiant les composantes [;; et d;; tels que :

m; = Qi V(Z,]) es

Avec N
mi; = Yp=1 likdiklr;
lij =0 si (i,7) n'appartient pas a S

Cette factorisation dépend de la numérotation et de I’algorithme choisi. Il en existe
plusieurs variantes. La version de base consiste a n’effectuer aucun remplissage
supplémentaire par rapport a la matrice A. Une autre variante consiste a construire
des factorisations incompletes autorisant un remplissage supplémentaire. Une troisieme
variante consiste a effectuer une factorisation incomplete modifiée. Cette derniere
méthode fournit un algorithme plus robuste que les précédentes en garantissant
I’existence de la factorisation. De plus, elle permet de garder une partie de I'infor-
mation contenue dans les termes non nuls de la factorisation que 'on a décidé de
ne pas stocker. Les préconditionneurs étudiés au CEMEF sont notamment la facto-
risation incomplete de la matrice en vitesse et I’opposé de la diagonale en pression,
une factorisation modifiée de la matrice en vitesse et 'opposée de la matrice en
pression, une factorisation incomplete de la matrice en vitesse et la diagonale en
pression, et enfin, une factorisation incomplete de la matrice en vitesse pression glo-
bale. C’est cette derniere version que nous avons utilisée comme préconditionneur.
Ce choix nous permet de n’avoir qu’un seul préconditionneur dans les cas ot on a
des maillages coincidents ou non coincidents.

Le tableau suivant montre la dégradation des performances du solveur lorsque
le nombre de noeuds en autocontact augmente. II montre ensuite comment le
préconditionneur par factorisation incomplete permet de limiter ce comportement.
En effet, on constate que le rapport entre les nombres d’itérations avec les deux
préconditionneur passe de 13 (lorsqu’il n’y a aucun noeud en autocontact) a 30
(lorsqu’il y a 45 noeuds en autocontact). Rappelons au passage qu’une itération
avec préconditionnement par factorisation incomplete de Crout cotite environ trois
fois plus qu’une itération avec préconditionnement bloc diagonal.

Dans les deux cas, on agit bien sur les termes extra diagonaux issus ou non de la
condition de contact matiere/matiere. Le tableau (5.3) montre le gain en terme de
nombre d’itérations qu’apporte 'utilisation de la factorisation incomplete de Crout
par rapport au préconditionneur diagonal dans tous les cas.
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Nombre de noeuds Nombre d’itérations pour IVP Nombre d’itérations pour IC
en autocontact | (diag. vitesse et inverse des pressions) | (Fact. incompléte de Crout)
0 269 20
1 493 33
30 9685 137
45 10324 361

F1G. 5.3 — Comparaison des performances des préconditionneurs IVP (diagonal en
vitesse et inverse des pressions) et IC (factorisation incompléte de Crout)

5.8 Application

Nous présentons dans ce paragraphe un exemple d’application du contact matiere/matiere

en maillages non coincidents. C’est 1’écrasement entre tas plats d’un cube de dix
centimetres de coté, entaillé a mi hauteur sur I'une de ses faces latérales. Son com-
portement est viscoplastique et la loi utilisée est celle de Norton-Hoff. La figure (5.4)
présente le maillage initial du cube entaillé et le maillage apres une dizaine de pas
de temps, ce qui correspond & un écrasement de 25%. La figure (5.5) montre ’état
déformé du cube entaillé en fin de simulation, soit apres un écrasement d’environ
70%. Le contact est appliqué selon la méthode maitre/esclave symétrique et imposé
par une méthode de pénalisation.

—_—

T —

FiG. 5.5 — Vues du maillage du cube entaillé en fin de simulation

Ces figures nous montrent que la condition de contact est bien respectée et que
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notre stratégie, la méthode maitre exclave symétrique ne semble pas introduire des
rigidités trop importantes. La pénétration des maillage reste limitée et est bien
controlée au cours du temps.

5.9 Conclusion

Au terme de ce chapitre, on peut conclure qu’on a réussi a introduire une condi-
tion de contact matiere/matiere dans le code de calcul R3. Notre approche consiste
a appliquer la condition de contact sur les bords des deux solides en contact, ou
de part et d’autre de la frontiere en autocontact du méme solide. En effet, une
fois que la détermination des noeuds en autocontact a été effectuée, on applique
la condition de contact a tous ceux-ci. Pour étre tout a fait général, nous avons
développé une approche avec des maillage non coincidents. Nous avons ensuite
étudié le conditionnement de la matrice hessienne obtenue par ces deux approches.
De cette étude, il ressort que la matrice hessienne est particulierement mal condi-
tionnée. L’ajout de la condition de contact se traduit par I'insertion dans la matrice
de rigidité de composantes extra-diagonales de méme ordre de grandeur que les
termes diagonaux, et donc par la perte de la propriété de dominance diagonale
de la matrice. Numériquement, cela se traduit par une augmentation notable du
nombre d’itérations du solveur itératif. Comme les préconditionneurs a disposition
étaient des préconditionneurs diagonaux ou blocs diagonaux, nous avons développé
le changement de variable orthogonal de Gramm Schmidt pour condenser les termes
ajoutés par la condition de contact sur la diagonale. Cette approche n’est valable
que dans le cas ou les maillages sont coincidents. Ensuite, dans le cas général,
nous avons introduit le préconditionneur par factorisation incomplete de Crout.
Les résultats numériques montrent un gain notable, d'un facteur 10 par rapport aux
préconditionneurs diagonaux, en terme de nombre d’itérations du solveur itératif,
soit un gain de presque 3 en temps de calcul. Lorsque 1'on a plusieurs noeuds
en autocontact, le gain en nombre d’itération s’éleve a presque 30 et en temps
de calcul a presque 9. Ces résultats montrent également que les performances du
préconditionneur par factorisation incomplete se dégradent moins vite que celles du
préconditionneur diagonal lorsque le nombre de noeuds en autocontact augmente.

L’étape suivante de notre travail est donc tout naturellement son application aux
cas de remplissage des moules de fonderie. L’algorithme de traitement du contact a
donné de bons résultats et nous n’avons pas rencontré de situations de non conver-
gence méme dans les cas les plus complexes. Le blocage est venu du remaillage,
notre approche conduisant a des maillages de trop grande complexité topologique
et géométrique comme nous ’avons vu a la fin du paragraphe 4.

Aussi, avons nous décidé de travailler sur une formulation eulérienne lagran-
gienne arbitraire et sur le controle de la procédure de remaillage, et ceci, pour
mieux controler les dégradation du maillage et essayer de les corriger a priori. C’est
ce qui fait 'objet du prochain chapitre.
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Chapitre 6

FORMULATION
ARBITRAIREMENT
FULERIENNE-
LAGRANGIENNE

6.1 Introduction

Dans les chapitres précédents, nous avons vu une formulation lagrangienne
réactualisée. Nous avons vu que les fortes déformations subies par le maillage ne
permettaient pas de résoudre des problemes de remplissage de moules complexes.
L’une des causes identifiées a été les replis de matieres dont on a présenté au chapitre
précédent une solution. Dans ce chapitre, nous présentons une approche de formu-
lation eulérienne lagrangienne arbitraire (ALE). Cette formulation a été développée
pour réduire les déformations du maillage.

6.2 Généralités sur la formulation arbitrairement
eulérienne lagrangienne

En simulation numérique de la mise en forme des matériaux, il y a généralement
deux approches qui sont utilisées pour décrire I’évolution du maillage : une approche
lagrangienne généralement utilisée pour les solides et une formulation eulérienne
plutot utilisée dans le cas des écoulements des fluides. Dans le cas des méthodes
lagrangiennes, la zone maillée correspond exactement a celle occupée par la matiere.
Le maillage évolue et se déplace en suivant les déformations de la matiere. On suit
donc exactement la matiere dans son mouvement. La vitesse matérielle est égale a
la vitesse du maillage et ’évolution de la surface libre est parfaitement représentée
par le maillage a chaque pas de temps. Dans le cas d’une formulation eulérienne,
le maillage est fixe. On regarde passer la matiere. Tout le domaine fluide est maillé
au début de la simulation et on utilise en général une fonction caractéristique pour
indiquer pour chaque maille si elle contient ou non le fluide. La surface libre est
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alors définie par les éléments ayant une valeur de fonction caractéristique comprise
entre zéro et un. La vitesse d’évolution du maillage est donc nulle dans ce cas. La
méthode ALE est intermédiaire entre ces deux méthodes. Elle se caractérise par
une dissociation entre la vitesse de maillage et la vitesse matérielle. La vitesse du
maillage est déterminée de maniere plus ou moins arbitraire de facon a minimiser
les déformations du maillage, et donc a ralentir la dégénérescence des éléments au
cours de la simulation. Ainsi, le principe de la méthode eulérienne-lagrangienne
mise en ceuvre est de procéder dans un premier temps a une actualisation quasi-
lagrangienne du maillage seulement en surface libre, de fagon a ce que la frontiere du
maillage représente effectivement la surface libre du fluide. Le reste du maillage est
ensuite régularisé de facon a répartir sur tous les éléments 'augmentation du volume
de fluide pendant I'incrément de temps [11] . Cette opération se fait & nombre de
nceuds, nombre d’élément et connectivité constants. Le schéma d’actualisation est
alors :
Tirdt — Tt + wtdt

avec wy la vitesse de maillage a I'instant ¢, comme on peut le voir sur la figure (6.1).

xr+dr =xt +dt'V’

mat

Qv

Fi1G. 6.1 — Description du schéma d’actualisation ALE

6.2.1 Formulation mathématique de ’ALE
Les différents domaines

La théorie de 'ALE peut se définir a partir de trois domaines de travail : le
domaine matériel, le domaine spatial et le domaine de référence [35]. Le domaine
matériel est celui qui correspond a ’emplacement de tous les points matériels au
temps ¢ = 0. Le domaine spatial est celui correspondant aux points matériels suite
aux déformations subies par le domaine matériel entre le temps 0 et le temps ¢. Enfin,
le domaine de référence est supposé fixe. On peut relier ces différents domaines entre
eux par des relations qui doivent étre bijectives. Aussi, une application s’écrivant
dans un de ces domaines peut étre réécrite sur un autre domaine. Le lecteur peut
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consulter la thése de Traoré [122].

Dans la littérature sur ’ALE, peu d’auteurs utilisent la résolution des équations de
conservation sur le domaine de référence. Toutefois, Schreurs [108] y a recours car
cela lui permet de travailler sur un domaine fixe et Haber [58] s’en sert pour mieux
traiter le contact. Les inconvénients de cette approche sont : l'introduction d’un
terme jacobien supplémentaire qu'’il faut linéariser ou dériver [108][58], et la non
symétrie du premier tenseur de Piola-Kirchhoff [108] ou la complexité et le cout de
calcul de second tenseur [58].

L’approche lagrangienne consiste a résoudre les équations de mécanique définies
sur le domaine spatial avec le maillage lagrangien en prenant comme domaine de
référence le domaine matériel. Dans le pratique, on fait du Lagrangien réactualisé,
c’est a dire que sur un intervalle de temps, on suppose que le domaine de référence
est le domaine matériel. On résout alors les équations de mécanique sur le maillage
du domaine spatial et non sur le domaine matériel en raison de la non symétrie du
premier tenseur de Piola-Kirchhoff ou de la complexité du calcul du second tenseur.
En ALE, la plupart des auteurs utilisent une formulation quasi-eulérienne écrite
sur le domaine spatial. On détermine le maillage ALE en régularisant le maillage
lagrangien de telle sorte que le domaine de référence et son maillage ne sont jamais
construits.

6.2.2 ALE et adaptativité de maillage

Le but de ’ALE est le plus souvent de diminuer le temps de calcul et de limiter la
dégénérescence du maillage. Pour un schéma d’intégration explicite, le pas de temps
pour que le schéma reste stable devient trop faible lorsque la qualité du maillage se
dégrade. De maniere générale, en formulation lagrangienne, les problemes de dis-
torsion géométrique et de consistance sont résolus en remaillant périodiquement ou
lorsque la qualité des éléments passe sous un certain seuil.

L’adaptativité consiste a modifier les coordonnées des nceuds d’'un maillage en
conservant sa topologie. On parle alors de r-adaptativité. Ou encore, ’adaptati-
vité peut consister a augmenter le degré d’interpolation des polynémes et on parle
de p-adaptativité. Enfin ’adaptativité peut consister a changer la taille des mailles
par raffinement ou déraffinement, et on parle de h-adaptativité ou de remaillage.
Le but de I'adaptativité est de diminuer ’erreur de descrétisation a partir d’un es-
timateur d’erreur.

Contrairement a ’adaptativité, 'ALE prend en compte des criteres géométriques,
permettant éventuellement de diminuer I’erreur sur la solution. Cependant, ’ALE
est généralement équivalent a la r-adaptativité. Au cours d’un calcul, la r-adaptativité
est plus rapide qu’un remaillage tant pour la réactualisation des nceuds que pour
le transport des variables, car on exploite la préservation de la connectivité. Parce
qu’elle est plus rapide, la r-adaptativité est utilisée fréquemment, de telle sorte que
la phase de transport doit étre plus précise, et moins diffusive que les procédures
simples d’interpolation parfois utilisées lors des remaillages. Ainsi, 'avenir en mise
en forme quasi-lagrangienne semble étre un calcul lagrangien avec une r-adaptativité
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périodique et un remaillage lorsque la qualité du maillage dégénere.

6.3 Détermination de la vitesse de maillage

En général, il y a deux approches pour déterminer la vitesse de maillage :

— La méthode couplée, encore appelée méthode directe, qui permet de résoudre
simultanément les équations d’équilibre et donc, de déterminer simultanément
la vitesse matérielle et la vitesse de maillage sans passer par le calcul lagran-
gien. L’équation de type convection-diffusion est alors résolue soit par une
méthode de type Galerkin ou SUPG [66][83], soit par une méthode de type
caractéristiques/Galerkin [85].

— La méthode découplée ou le splitting, la plus utilisée, qui permet de dissocier
le calcul de la vitesse matérielle et de la vitesse de maillage. A chaque pas de
temps, on fait une itération lagrangienne. La vitesse de maillage w; est alors
calculée a partir de la vitesse matérielle v;. Ensuite, la vitesse de maillage
calculée sert pour 1’étape de transport des variables d’état sur le nouveau
maillage. Ainsi, ’adaptation d’un code lagrangien ne nécessite que le rajout
d’un module de determination de la vitesse de maillage et d'un module de
transport des variables d’état. L’utilisation de cette technique est tres an-
cienne [35][14][104]. Le principal avantage est qu’il n’y a pas de perturbations
a craindre du terme de transport. Le pas de temps est indépendant de la vi-
tesse convective, ce qui n’est pas le cas lorsqu’on utilise la méthode directe.
L’inconvénient majeur de cette approche est qu'une itération lagrangienne et
un transport du second ordre ne donne apres splitting qu’une méthode du
premier ordre [104].

C’est, cette derniere approche que nous avons utilisé. La vitesse matérielle est
calculée par la résolution des équations d’équilibre en supposant que 'actualisation
est lagrangienne réactualisée. La vitesse de maillage est ensuite calculée par un
algorithme de barycentrage associé a des conditions aux limites particulieres de
maniere a minimiser les déformations du maillage. Une phase de transport est alors
nécessaire pour déterminer la vitesse matérielle aux nouveaux noeuds du maillage.
Pour la vitesse de maillage, la fonctionnelle a minimiser peut s’exprimer comme

suit :
T= 3 (w()—a())
noeuds

Avec

w : vitesse moyenne du maillage et,

w : vitesse du maillage au point x.

Des contraintes sont imposées sur la frontiere du maillage avec pour but de I'obliger
a suivre le domaine fluide. Le systéme ainsi construit est résolu par une méthode de
pénalisation locale. Il y a deux différentes facons d’exprimer w, selon que le noeud

voisins topologiques Wi

Ytopo (2) ’
O Yigpo(7) est le nombre de voisins topologiques du noeud 4, w; est la vitesse de

est sur la frontiere ou non. Dans le domaine, on a w =
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Y w
voisins surfaciques
'st(i) ’

Avec 7,s le nombre de voisins topologiques du noeud i sur la frontiere.

maillage du noeud ¢. Sur la frontiere nous avons w =

6.3.1 Reégularisation de maillage : le barycentrage

On exprime que chaque nceud interne du maillage doit se situer au barycentre
des centres des éléments qui ’entourent. Soit n un tel nceud et nbe(n) le nombre
d’éléments 'entourant (qu’on supposera numéroté de 1 a nbe(n)). On souhaite donc
avoir :

1 nbe(n) 1 nbe(n) 1
n = e — —Ts 6.1
nbe(n) (;1 o nbe(n) 6221 J% 3% (6.1)

Si on interprete ceci en terme de nceuds sommets voisins du nceud n, ceci
équivaut a avoir :
1 1 nbv(n) 9

Tn = gn T nbv(n) 7;1 37

Ot nbu(n) est le nombre de nceuds voisins du neeud n.
Cette relation est la base de I'algorithme utilisé pour résoudre ce probleme. On
procede de maniere itérative et, 'itération a répéter jusqu’a stagnation est la sui-
vante :

bu(n)
V+1 B 1 1 nov(n 2

w7z
n_3n

—xn 6.2
v nbv(n) = 37 (6.2)

[’équation (6.2) est une itération de jacobi du systeme linéaire (6.1). A conver-
gence de l'algorithme de barycentrage, nous obtenons le maillage de la nouvelle
configuration défini par :

Vn =1, Nbnoe x4t =2 =zt +wAt

6.3.2 Reégularisation en surface libre

Une régularisation similaire est effectuée en surface libre, en prenant garde a la
conservation du volume du fluide. La vitesse de maillage devra donc étre telle que :

/ w.ndS = [ v"".ndS (6.3)
) )

o v™ est le champ de vitesse du fluide. Une solution mise en ceuvre par Magnin

[85] consiste a itérer sur les positions des nceuds en surface libre de la fagon suivante :

(v+1) 1 ) 1 A 2 )

v+1) v) v)

I == B — B 6.4
T = g VEﬂi ST tn (6.4)

Ou nbv,y est le nombre de voisins sur la surface libre et t, est le vecteur tangente
discrete en chaque nceud n de la surface libre. Ce vecteur tangente discrete est en fait
une normale consistante, point qui est detaillé un peu plus loin dans le manuscrit.
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6.3.3 Autre méthode de détermination de la vitesse de maillage :
méthode de type Laplacien
C’est, une méthode qui consiste a résoudre I'équation elliptique suivante en vi-

tesse :
Aw = 0 sur Q(t)

6.5
W|aQ,(t) = Wo (6.5)

ou I’équation en déplacements :
Au = 0 sur Q,(t) (6.6)

U|pQ, (1) = Uo
Cette méthode mise en place par Winslow [129][130] revient & minimiser le gradient
de vitesse (équation 6.5) ou la densité de maillage (équation 6.6). La formulation
en vitesse minimise la déformation lors du passage du maillage ALE de l'instant ¢
a celui de 'instant ¢ + At, mais n’améliore pas la qualité du maillage initial. En re-
vanche, le calcul en déplacement permet une amélioration de la qualité des éléments.
Sur le bord du domaine on peut imposer la vitesse de maillage par w.n = Va0
ou traiter cette condition comme une contrainte et résoudre le systeme obtenu par
pénalisation ou par la méthode des multiplicateurs de Lagrange [116]. Le probleme
est mal posé si on n’ajoute pas une contrainte tangentielle a celle sur la composante
normale de la vitesse.
Le principe du maximum fort nous assurant que le maximum d’une fonction harmo-
nique est atteint sur le bord du domaine, on est assuré que la solution de ’équation
(6.5) est un champ de vitesse délimité par la vitesse au bord, ou que les points
correspondant aux déplacements solutions de 1’équation (6.6) ne sortiront pas du
domaine.
On a deux possibilités pour profiter du lissage opéré par I’opérateur Laplacien tout
en conservant un controle du déplacement des nceuds internes. La premiere solution
est de rajouter a la fonctionnelle de minimisation une fonction cotit. Cela revient a
ajouter un second membre a ’équation (6.5) ou a I’équation (6.6). Mais des diffi-
cultés sont a prévoir car le principe du maximum fort ne s’applique pas a I’équation
de Poisson ainsi obtenue. Une autre facon de préserver la structure [38] est de
remplacer la fonctionnelle de minimisation [ [V f[?dV par [o W (z)|V f[?dV o f
désigne w ou u et W est une fonction de pondération scalaire. Ceci est équivalent
a résoudre I'équation —V - (WV f) =0

6.3.4 Conditions aux limites

Nous avons divisé la frontiere du maillage en trois zones :
— les zones lagrangiennes dans lesquelles on impose w = v,
— les zones eulériennes dans lesquelles on impose w = 0,

— le reste de la frontiere ol on impose w.n = v.n
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Les zones lagrangiennes

Nous avons choisi comme zones purement lagrangiennes réactualisées les zones
contour de surfaces libres. C’est-a-dire les zones du maillage a la fois en contact
avec la paroi et ayant au moins un noeud voisin sur la surface libre.

Les zones eulériennes

Comme zones eulériennes, nous avons choisi entre autre la zone d’injection du
fluide pour laquelle un débit constant est imposé. La determination des autres zones
eulériennes est faite selon des critéres visant a éviter et a minimiser les déformations
du maillage dans des zones ou on observe des recirculations sur le champ de vi-
tesse matérielle, c’est a dire dans les coins du moule. Dans ces zones, le barycen-
trage a pour conséquence le relachement du contact. Un coin est défini comme
étant un noeud ou un ensemble de noeuds du maillage ayant soit trois normales de
pénalisation issues de I’analyse de contact, soit deux normales de pénalisation et un
champ de vitesse contenu dans le plan de ces deux normales de pénalisation. Une
extension de cette notion est faite pour figer le maillage dans des zones ou la vitesse
matérielle est faible. La conséquence est une stabilisation du maillage entre deux
zones eulériennes successives. En effet, le remailleur automatique n’intervient pas
dans les zones a forte courbure ou dans les zones ou le maillage est de bonne qualité.
Les zones ol on observe une recirculation du champ de vitesse sont généralement
des zones ot on observe une forte courbure sur le maillage surfacique. Il est donc
important de régulariser le maillage dans ces zones en dehors des remaillages, cf
figure(6.2).

Fic. 6.2 — Cas de remplissage simple illustrant 1'existence de noeuds en situation
d’aréete, pour lesquels un traitement eulérien est requis
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Le reste de la frontiére

Sur le reste de la frontiere, on impose comme condition aux limites vpy.n =
Umat-N, OU N est une normale consistante, c’est-a-dire qu’elle permet de respecter
la condition d’imcompressibilité du champ de vitesse, point que nous détaillerons
un peu plus loin. Pour les zones en contact ou sur les plans de symétrie, n est la
normale issue de I’analyse de contact ou des plans de symétrie.

Zone de surface ALE
Répulansaliion +
contranie v.n=w.n

Jome volumigue AlE: Zones Lagrangiennes
réguliunsition / scontoue de surface hbre,
i - =

A
—=_

3 Aones culénienme
Cnare ou ez elles que =]
-+ v

F1G. 6.3 — Schéma de la stratégie des conditions aux limites de PALE

6.4 Le transport des variables d’état

Pour le transport du champ de vitesse lagrangien calculé, nous avons utilisé un
schéma aux différences finies pour décrire la discrétisation temporelle de I'expression
de la dérivée de grille [22]. Si B est une variable, 'expression de de la derivée
temporelle discrete par rapport a la grille est :

dyB  B"(zlt4) — B'(")

mat

dt dt
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Sur le nouveau maillage, la variable B peut donc se réécrire de la facon suivante :

4,8

Bt — Bt—dt
T ar

dt
A ce niveau, v; et w; sont connus, et donc on peut utiliser un schéma temporel
implicite pour déterminer la dérivée de grille. Elle peut alors s’écrire de la facon
suivante : Lt (t+dt) t(zt)
d,B B x — B'(x
= — VB! (v' —w'
dt dt ( )

Dans cette derniere équation, les termes d’advection sont calculés dans 1’élement
"upwind”. Ce qui signifie que, pour chaque noeud du maillage, on recherche I’élement
d’ou vient la particule dans la direction amont. Le schéma de la figure (6.4) montre
alors les différentes étapes de ’actualisation arbitrairement eulérienne lagrangienne.

Détermination de la vitesse matérielle

Détermination de la vitesse de maillage

Transport du champ de vitesse matériel

F1G. 6.4 — Séquence des différentes procédures de ’actualisation ALE

6.5 Les normales consistantes

Apres l'introduction de la formulation ALE précédemment décrite dans le code
de calcul R3, nous avons commencé a lancer des applications sur des cas indus-
triels, notamment sur le cas du Simulacro. Nous avons alors constaté, comme le
montre la figure de gauche de la figure (6.5), que la condition d’incompressibilité
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Veluime loss(%)

du matériau injecté n’était pas bien respecté. Ce qui veut dire que le volume du
maillage était largement inférieur a celui du matériau injecté. Nous avons alors pensé
que le probleme pouvait provenir soit de I'incompressibilité incrémentale, soit d'un
calcul inconsistant des normales du maillage. La seconde hypothese nous a amené
a implémenter les normales consistantes le long de la surface libre pour I'imposi-
tion des conditions aux limites du calcul de la vitesse de maillage. L’objectif ici est
de trouver, a chaque point interpolé de la vitesse sur la frontiere du domaine, une
normale consistante discrete dans le sens ol il permet de respecter exactement la
condition d’incompressibilité du champ de vitesse.

Zvoution d the vaume loss i *he Simlaao Evalaton of the vchre lase in the vaidation 1est

var_voldat”u 15 —— “va_volda'u 15+

KRS W‘Mn‘

Voluma lcst{% )

7 ) ! L
10C 160
Number of hine stap

L L
6C &
Numbat of tma £tap

1
200 %0 2 140

FiG. 6.5 — Pertes de volume dans le Simulacro sans normales consistantes et dans
la géométrie de test aprés implémentation des normales consistantes

Cette normale consistante, doit étre de telle sorte qu'un champ de vitesse tangent
(orthogonal aux noeuds & cette normale) produise un flux de matiére nul quand il
est intégré sur la surface. L’expression de ce vecteur normal est obtenue par une
simple intégration de la condition d’incompressibilité sur la frontiere du domaine
fluide [13]. Pour illustrer ce qui a été dit plus haut, soit Q& = J(2. la discrétisation
élément finis du domaine de calcul, I’équation d’incompressibilité s’écrit :

/ V- vdV (6.7)
Q
[’injection de Iinterpolation spatiale du champ de vitesse v dans (6.7) nous donne :
0N, ONy,
vrdv =vm =0 6.8
Q 8.%‘2 ¢ L Q axl ( )

ou N, représente la fonction d’interpolation attachée au noeud m, et V; est
la ieme composante du vecteur vitesse au noeud m. En utilisant le théoreme de la
divergence, on obtient :
Vi =

)

s (6.9)
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L’intégrale en (6.9) est calculée alors uniquement sur les noeuds de 2 se trouvant
sur la frontiere 0. La relation (6.9) peut alors s’écrire de la fagon suivante :
> Ve A™ =0 (6.10)

noeuds frontiére m

En utilisant le raisonnement de Engelman et al. [42], les normales consistantes
sont telles que tout vecteur vitesse nodal ne contribue pas au flux extérieur (6.7).
C’est, pourquoi nous avons pour tout noeud frontiere m,

VLA™ =0 (6.11)

ou V7' est le vecteur vitesse tangent au noeud m. Ce qui signifie que pour tout
noeud frontiere m, la normale consistante est un vecteur qui doit étre colinéaire a
A™. Son expression est alors :

1
n" = A™ (6.12)
[ A™|
Avec
AT = NpnidS (6.13)
o9
Dans le cas particulier d’'une discrétisation linéaire, la relation (6.13) se réduit a
1
A= > —nfSe (6.14)
ect(m) 3

ou 7(m) représente 1’ensemble des facettes triangulaires du support du noeud
m. Finalement, les vecteur normale consistante est une moyenne des normales aux
faces entourant le noeud, pondéré par les aires de ces faces :
An

m

n T (6.15)
Avec A" = ¥ cr(m) 1y, S¢ Pour tester 'introduction dans notre code de calcul des
normales consistantes discretes, et pour voir le respect de la condition d’incompres-
sibilité sur la frontiere du maillage, nous avons décidé de travailler d’abord sur un
exemple de géométrie simple et représentatif du canal d’injection du Simulacro. Les
résultats obtenus ont été tres satisfaisants, comme le montre la figure (6.5), en terme
de respect de la condition d’incompressibilité. Les pertes de volume observées pro-
viennent uniquement du remaillage automatique, et ceci a cause de la dégradation
du maillage au cours de la simulation.

6.6 Le maillage par boites et le raffinement du
front de matiere
Il s’agit de la définition d’une zone du maillage a I'intérieur de laquelle une taille

de maille est imposée. Cette zone est délimitée par I'intersection entre la boite de
forme parallélépipédique et le maillage. Aussi, le mailleur procedera a des opérations
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Fic. 6.6 — Maillage avec boites de la géométrie modele de P’ALE

d’ajout de nceuds ou de suppression de noeuds jusqu’a ce que la taille des mailles
de cette zone soit celle imposée. On peut voir (figuge 6.6) un apercu des boites
de maillage. Ainsi 'utilisation de ces boites de maillage nous permet d’avoir un
maillage raffiné dans certaines zones ou ’écoulement présente des singularités et,
un maillage moins raffiné dans d’autres zones. Toutefois, I'inconvénient de cette
approche est que les boites sont fixes et définies au début de la simulation. Ce qui
est un handicap si on veut avoir un maillage fin sur le front de matiere, comme
c’est souhaitable dans le cas d’une formulation eulérienne lagrangienne arbitraire
comme la notre. Aussi nous avons étendu cette notion de boites, présente dans le
mailleur de Forge3, en créant des boites mobiles. Le but est de suivre le front de
matiere tout au long de la simulation. Ainsi, les boites se déplacent en suivant la
surface libre du maillage. Une profondeur est définie pour la boite entre la surface
libre et 'intérieur du maillage. On peut voir un apercu de ce type de boite sur la
figure (6.7).

F1G. 6.7 — Visualisation des boites de maillage sur le SIMULACRO
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6.7 Conclusion

Nous avons présenté la formulation eulérienne lagrangienne arbitraire utilisée et
développée pour le code de calcul R3. Elle est basée sur le découplage des calculs
de la vitesse de maillage et de la vitesse matérielle. Pour la détermination de la
vitesse de maillage, un barycentrage assorti de conditions aux limites particuliéres
a été mis en place. Pour le transport, nous avons utilis¢é une méthode basée sur
la dérivée temporelle discete par rapport a la grille. Les termes de convection sont
alors calculés dans I’élément upwind. Pour que les conditions aux limites soient bien
respectées, notamment la condition en surface libre, nous avons développé les boites
mobiles de maillage. Toutefois, tous ces efforts ne nous ont pas permis de simuler
jusqu’au bout le remplissage des moules industriels comme le Simulacro, et ceci
a cause du remaillage automatique. En effet, malgré la régularisation ALE, nous
avons observé une dégradation du maillage, surtout en surface, dans les zones de
forte courbure. Aussi, nous avons décidé de passer a une formulation eulérienne et
d’utiliser le code de calcul Rem3D développé au laboratoire pour des matériaux
thermoplastiques et de I'adapter au remplissage des moules de fonderie. C’est ce
qui fait 'objet du prochain chapitre.
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Chapitre 7

FORMULATION EULERIENNE
POUR LE REMPLISSAGE

7.1 Introduction

Au cours des chapitres précédents, nous avons présenté successivement une for-
mulation lagrangienne réactualisée et une formulation arbitrairement eulérienne la-
grangienne utilisées pour le code R3. Nous avons vu que malgré les travaux réalisés
tant sur la formulation que dans la procédure de remaillage, nous ne sommes par
parvenus a simuler le remplissage des moules industriels jusqu’au bout. Nous avons
alors décidé de passer au code de calcul Rem3D, initialement développé pour l'in-
jection de thermoplastiques, et de 'adapter au remplissage des moules de fonderie.
Le code Rem3D utilise une formulation eulérienne, comme nous allons le voir dans
les lignes qui suivent.

7.2 Suilvi de surface libre en formulation eulérienne

En formulation eulérienne, le maillage de toute la cavité est défini a priori.
On travaille, la plupart du temps, a maillage fixe. Néanmoins, certains auteurs
procedent parfois a un raffinement local du maillage pour ’adapter aux détails de
I’écoulement. L’avantage de travailler sur un maillage global est la facilité de la
prise en compte des grandes déformations et des recollements de matiere. En contre
partie se pose le probleme de la détermination des surfaces libres. Les solutions a
ce probleme peuvent étre divisées en deux classes : les méthodes de suivi de surface
ou de marqueurs et les méthode de suivi de volume.

7.2.1 Meéthodes de suivi de surface ou de marqueurs

L’interface, dans les méthodes de suivi de surface, est représentée comme une
surface interpolée par un ensemble de points. Un des moyens les plus simples pour
représenter la surface libre est de définir sa distance par rapport a une ligne de
référence. L’évolution au cours du temps de la fonction est gouvernée par une
équation traduisant le fait que la surface doit se déplacer avec le fluide. Une généralisation
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de cette approche en deux dimensions est de considérer des segments ou des points
reliés par des segments. Les coordonnées de chaque point sont stockées et, il est
nécessaire de limiter la distance maximale entre deux points voisins. L.’évolution de
la suite des segments est donnée par le mouvement de chaque nceud selon la vitesse
du fluide. Malheureusement, la détection des intersections ou des replis de matiere
n’est pas triviale avec cette méthode qui, jusqu’a présent, n’a été appliquée qu’a
des géométries bidimensionnelles [62][30][75].

Dans la méthode des marqueurs, plus connue sous le nom de méthode Mark and Cell
ou de méthode MAC, des points particuliers (sans masse) ou marqueurs déterminent
les zones remplies du moule. Les marqueurs sont répartis dans le domaine fluide et
se déplacent avec la vitesse locale du fluide. Le front de matiere est défini comme
étant la limite des zones avec et sans marqueurs. L’inconvénient de cette méthode
est le cout du stockage des coordonnées des marqueurs dont le nombre croit au
cours du remplissage. Cette technique a néanmoins été utilisée par de nombreux
auteurs [120][132][107].

7.2.2 Meéthodes de suivi de volume

C’est une technique assez simple nécessitant moins de ressources que la tech-
nique des marqueurs. Une fonction scalaire est définie sur tout le domaine de telle
facon que sa valeur en certains points du domaine indique la présence ou I’absence
de fluide. Cette fonction s’appelle fraction de volume fluide ou fraction de pseudo
concentration ou taux de présence. Par exemple, on peut attribuer la valeur 1 en
tout point occupé par le fluide et la valeur 0 dans le cas contraire. Ainsi, la va-
leur moyenne de cette fonction dans 1I’élément représente la fraction de volume de
I’élément occupée par le fluide. Les éléments ayant une valeur de cette fonction
comprise entre 0 et 1 contiennent la surface libre. Les méthodes ainsi définies s’ap-
pellent méthode VOF (volume of fluid). L’évolution temporelle de la fonction taux
de présence est déterminée par une équation de transport établissant que la fonction
se déplace avec le fluide. Introduite par Hirt et al [65], cette technique a depuis lors
été utilisée par plusieurs auteurs [106][20][128][118][119][61], et c’est également une
approche semblable que Coupez et Pichelin ont utilisé pour le code Rem3D [102].

7.3 Présentation du code de calcul Rem3D

Les hypotheses suivantes sont faites :
— Le matériau est supposé incompressible et sa masse volumique constante dans
le temps et dans I’espace. LL’équation de la masse s’écrit alors :

V-uv=0

— les forces extérieures sont négligées devant les forces intérieures. L’équation
d’équilibre de la conservation de la quantité de mouvement s’écrit alors :

V.o=0
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7.3.1 Résolution de I’équation de transport de la fonction
caractéristique par la méthode de Galerkin disconti-
nue

La méthode VOF étant utilisée pour décrire ’évolution de la surface libre, il
est nécessaire de résoudre une équation de transport. Le probleme de transport est

alors :
Trouver Fo,(z,t) tel que V(z,t) € Q x [ty, t] on ait :

2500 (w,8) + v(a, £) - VP, (2,1) = 0

Fo,(7,t) = 1 en amont de la zone d'injection

Ot ¢ représente le volume occupé par le fluide, F' la fonction caractéristique valant
1 sur Q¢ et 0 sur 2, = Q — Qy, et v le champ de vitesse supposé connu.

On a ainsi a résoudre une équation hyperbolique dont Donea et al résument les
méthodes de résolution [37]. Coupez et Pichelin ont choisi la méthode de Galerkin
discontinue car son principe de saut provenant du gradient conduit a une résolution
élément par élément peu cotiteuse en temps de résolution. Cette méthode est couplée
a un développement de Taylor d’ordre élevé. La méthode ainsi obtenue est le schéma
de Taylor-Galerkin et a de bonnes propriétés de stabilité. Cette méthode a été
utilisée également par Donea [36].

Formulation variationnelle

La fonction F' étant discontinue, la formulation variationnelle du probleme (7.1)
est écrite au sens des distributions :

<a§;zf (z,t) + v(z,t) - VFq,(z,1), ¢>Q =0 Yy e D(Q) (7.2)

Ou D(R2) est 'ensemble des fonctions infiniment dérivables & support borné.

Technique de Galerkin discontinue

Elle permet de résoudre les problemes hyperboliques a ’aide de la méthode
de Galerkin standard en considérant une interpolation discontinue par élément.
L’espace d’interpolation est de facon générale ’ensemble des fonctions polynomiales
de degré inférieur ou égal a k£ ou aucune condition de continuité n’est exigée aux
interfaces des éléments. L’élément PO a été choisi pour la discrétisation de la fonction
caractéristique. Si 7,(2) est une triangulation de €, I’espace d’approximation W},
des fonctions constantes par élément est défini par :

W, = {wh € LQ(Q), Whia, € Po(Qe), VQ, € 771(9)}

La méthode de Garlerkin discontinue est appliquée dans le cas particulier ou les
fonctions d’interpolation appartiennent a Py(2.) sur chaque élément. Le probléeme
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(7.1) est résolu de facon explicite. L’équation de transport peut alors s’écrire comme

suit :
0Fq ;

at = —0U- VFQf (73)
Soit FS’)‘f € W), 'approximation en espace de la fonction Fy,, on a :
ngf = Z FeFQe (74)
QETh(R)

ol Fq, est la fonction de base de I'espace d’approximation Wy, et F° € [0, 1] est la
valeur approchée de la fonction Fq, discrétisée sur I’élément €2..

OFh
De méme T?L € W),. En effet, on peut écrire :
OFg, O(FeFy,) OF¢
[ Q) _ F. 7.5
at Z 8t Z at Qe ( )

QeeTh(2) Qe €Th (D)

Pour toute fonction test réguliere ¢ € D(2), la formulation discréte de I’équation
(7.3) s’écrit alors :

OFh
f _ . h
< . ,¢>Q— (o VFL ), (76)
Ce qui donne encore :
oF*
Y (%) == ¥ (R, &
Q€TH(Q) Qe Qe€TH(2)

Comme F, =1 sur €2, on a:

Qe €TH(D) Qe €TL(Q)

Si on considere la dérivée au sens des distributions, on a :

(00T =~ (70 ")
On peut alors écrire cette équation de la fagon suivante :
h (o - _ ey .
—(Fh, V- ("9) g = — Zocri Jo, FV - (040)d0 (710

= —Ya.er@ F Jo, V- (vap)dS
L’application du théoreme de Green donne alors :
_ (Fffllfa AV (Uh@))LQ - ZQeGTh Fe fBQ v, n(,OdF
- T ZQeETh e ZFaEF fFa v TLQOdP (711)
ZFaLeFfrh ZQEEE Fa) F Jpa v - nipdl’
- ZFGEF'Th [F | [pa v - npdl’

ou [F¢] est le saut de la fonction caractéristique a travers la face Fa.
Si nous décomposons vy, - nf'® en sa partie négative et en sa partie positive, on a :

()

v, - nFa — (Uh . nFa)f + (Uh . nFa)Jr
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La relation (7.11) s’écrit alors :
<vh . VFSf, <p>Q =— Y [F /F (v - nF*) ™ + (v - nF ) P)pdl  (7.12)
Fae F(Ti (@) i

Comme la partie positive par rapport a un élément est la partie négative par
rapport a ’autre puisque vy, est continue, on peut écrire la relation (7.12) de la
facon suivante :

<Uh Vg, %0>Q = = pac 7 ) 20 ce(Fa) F€] Jpa(vn - n) " pdl
= = 2.eT( fasze[ “I(vn - nT*) " pdl
Ou n est la normale extérieure a (2.

On définit alors la formulation faible discrete pour toute fonction test F™* € W), de
la maniere suivante :

OF*
3 / FrdQ = [F(vy -n) F*dD, YF* €W,  (7.14)
QeETH(Q QeET ‘998

(7.13)

Si on prend F* = Fq,, alors lmterpolatmn associée au probleme (7.1) consiste a
résoudre sur chaque €2, le probléme suivant :
Pour tout Q. € 7,(2), trouver 22 ¢ W), tel que :

S0 = [ 1Py (7.15)

Ou |Q,]| est le volume de I’élément, €2,.

Cette derniere équation donne la dérivée temporelle de la fonction caractéristique
au temps t en tout point x de 2. Le schéma de discrétisation que nous allons décrire
maintenant permettra d’évaluer la fonction caractéristique au temps t + At.

Le schéma temporel
La technique utilisée est le développement de Taylor explicite de degré n de la

fonction caractéristique Fo, (7, + 1) au voisinage de . On a alors :

At" 0" Fy,

n! ot

FQf (IL’, t+At) = FQf (IL’, t)

t) 4+ (x,t)+ E,(t)(7.16)

Qy
$7
ot (
ou E,(t) est I'erreur de troncature qui vaut :

Atn—l—l S”HF
] 8t"+?f (z,£(t))  pour € €]t,t + At] (7.17)
L’erreur est d’ordre n + 1 en At, donc le schéma est d’ordre n. On a donc besoin
d’exprimer les dérivées successives en temps de la fonction caractéristique F' au
temps £. On les exprime en fonction des dérivées spatiales grace a 1’équation (7.1).

Si on suppose le champ v stationnaire, alors on a :

E,(t) =

0Fq
atf = —U- VFQf
OFo, __ OFn,
o2 ot
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o Y ; " Fo,
— = -
o+l atn
Toutes ces dérivées temporelles sont calculées a 'aide de la méthode de Galerkin
discontinue. La généralisation de ’équation (7.15) conduit a :

Pour tout Q. € 7,(£2), trouver B;f;e e W, tel que :

adFe adlee B
W@p/@ﬂgl ](Uh-n) dr (7.18)

otd—1
La fonction caractéristique au temps t+At est alors obtenue grace au développement
de Taylor. En fixant une précision €, le pas de temps limite At. est alors :

)] a 719)

7.3.2 Résolution des équations mécaniques d’équilibre

an—l—l Fe

At = W(% t)

(TL—|— 1)!6 minQee']’h(Q) (

Equation de I’écoulement

Dans Rem3D, le probleme d’écoulement est le probleme de Stokes généralisé :
Trouver v(z,t) et p(z,t) tels que V(z,t) € Qf x [to, tf], on ait :

V- (27(2)8) — Vp =0
{ g vg::o (7.20)

Et dans le domaine vide, le probleme (7.20) est prolongé par :

{“:0 (7.21)

p=0

Conditions aux limites

— Condition d’entrée
Deux types de conditions sont considérées :

vitesse imposée : v = vy(z) sur Ty,
La vitesse est calculée de maniere a satisfaire un débit choisi par 1’'utili-
sateur.

pression imposée : v — (v-n)n =0 et (on) - n = —pg sur T,
Ot pg désigne une pression statique donnée par l'utilisateur.

— Condition en paroi
Sur les parois du moule I'., une condition de contact collant est imposée :
v=20

— Conditions de symétrie
Sur les éventuels plans de symétrie, les conditions mixtes sont imposées :
v-n=0et o, —(o,n) n=0sur Iy, ono, =o,n
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Formulation faible continue

Notons V = (HL(Q))? = {v e (HLX(Q))? v=0 sur T, v—(v-n—n=0 sur Ty,},

et @ = L?(Q), la formulation variationnelle des équations du probleme (7.21)
s’écrit :
Trouver (v,p) € V tel que V(v*,p*) € (HL(2))* x L*(y), on ait :
Jo, 21E)EA) )Y~ fo, PV 00 =~ fo gl
Jo, PV -vdl =0 '

Ainsi formulées, les équations du probleme (7.22) ont un domaine d’intégration
qui évolue. C’est pourquoi on les réécrit sur tout le domaine grace a la fonction
caractéristique du domaine fluide :

Trouver (v, p) tel que V(v*,p*) € (HL(R2))? x L?(Q), on ait :
{ Jo, Fa,2n(e(v))é(v) : €(v*)dY — fo, FopV - v*dQ = — [i Fopen-v*dl
Jo; Fop*V-vdt = 0

De méme, dans le sous-domaine vide on a :
Trouver (v,p) tel que V(v*,p*) € (L*(£2,))* x L*(€,), on ait :

Jo, v-v*dQ = 0
{fQUP'p*dQ - 0 (7.24)

En écrivant le probleme (7.24) sur tout le domaine, on obtient :
Trouver (v,p) tel que Y(v*,p*) € (L(Q))* x L*(2y), on ait :

Jo,(1 = Fo,)v-v"dQ = 0
{ Jo (1= Fo)p-p'd2 = 0 (7.25)
Le probleme de Stokes avec prolongement sur tout le domaine s’écrit alors :
Trouver (v,p) tel que Y(v*,p*) € V x L*(Qy), on ait :
foo Fo, 20(E()E(v) : ()2 — fo Fo,pV - v*d
+ o1 = Fo,)v-v*dQ) = — [ Fo,pan-v*dl' (7.26)
- fo Fo,p*V - vdQ — [q ap(1 — Fo )ppdQ) =

Ou a, et a, sont des facteurs de dimensionnement. La résolution de ce systeme
permet de connaitre la vitesse et la pression dans la cavité a remplir.

(7.23)

Formulation faible discrétisée

On définit sur la triangulation 7, du domaine 2 des fonctions de base qui nous
assurent que V, C Vet @, C Q. La méthode de Galerkin nous donne alors :
Trouver (v, pp) €, XQp tel que Y(vi,pi) € Vi X @y, on ait :
Jo F&,2n(E(va))E (vn) « €(v3)dQ — o F paV - v;dQ2
+ fo (1 — F{;f)vh cvpdQY = — [p F{Z‘fpdn ~vpdl (7.27)
— Jo, Fgfp;;v cupdSY — [oap(1 — Fg’;f)php;;dQ =0
Le théoreme de Brezzi-Babuska nous assure, pour un choix judicieux de Vj, et @,

'existence d’une solution unique pour le probleme discret (7.27). Le solveur, qui
est le méme que celui de R3 et de Forge3, utilise ’élément fini P1 4+ /P1 encore
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appelé mini-élément introduit par Arnold et al [4] [46]. Pour plus de détail, on peut
se référer aux theses de Stéphane Marie [87] et de Elisabeth Pichelin [102].

7.4 Introduction des termes d’inertie

On part des équations de Navier-Stokes pour un fluide incompressible écrite sur
le domaine fluide :

(p2 -V - (2n(E)e(v) +Vp = pg dans
V-v =0 dans €y
v 0 dans €,
p = 0 dans €2, (7.28)
+ Conditions aux limites
\ + Condition initiale

En formulation eulérienne, la dérivée particulaire pour une particule v attachée
au fluide s’écrit :
dv  Ov
2 (v 7.29
=2 =S (Vo (7.29
Ou 7y représente 'accélération.
L’équation (7.28) peut alors se réécrire de la fagon suivante :
P2+ p(Vo)v — V- (2n(2)é(v)) + Vp = pg dans Q
V.wv =0 dans €2
+ Conditions aux limites
+ Condition initiale

(7.30)

Explicitation de 1’accélération

C’est la premiere approche que nous avons implémentée dans Rem3D. Elle
consiste a considérer ’accélération comme une fonction constante par élément. On
peut ainsi la renvoyer au second membre de I'équation (7.28) et la considérer comme
une force extérieure. Le probleme (7.30) peut alors se réécrire sous la forme suivante :
Trouver (v, p) tel que :

V- (2n(2)E@) +Vp = plg—7) dans €
V-.wv = 0 dans €
¥ = 24 (Vo) dans Qy (7.31)

+ Conditions aux limites
+ Condition initiale

— Formulation variationnelle du probleme avec prolongement
La formulation variationnelle du probleme (7.31) s’écrit alors :
Trouver (v,p) € V x Q tel que V(v*,p*) € ¥V x Q, on ait :
a(v,v*) +b(p,v*) + [ (1 = Fo,)v-v"dQ = f(v*) dans Q¢
b(p*,v) + Jo (1 — Fq,)pp*dQ =0 dans Q¢
+ Conditions aux limites
+ Condition initiale

(7.32)
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Avec
a(v, v*) = /Q 2P, (E)E(v) : E(v*)dQ

b(p, v) = /Q Fo,pV - vd)

F0) = | Payplg = )vde

a, et «, sont des facteurs de dimensionnement

Formulation faible discrete
Comme précédemment pour le probleme de Stokes, on choisit les espaces
d’approximation Vj, C V et ), C Q. Le probleme discret est alors :
Trouver (vy,pp) € Vi X Qy, tel que V(vi,pi) € Vi, X Qp, on ait :
a(vp, vy) + b(pn, v) + fq (1l — F{;f)vh cupdQ = f(vf) dans Q
b(ph, vn) + Jo ap(1 — F§ )pap;,dQ =0 dans Q

+ Conditions aux limites (7.33)
+ Condition initiale
Formulation mixte avec le mini-élément
Comme précédemment, on utilise le mini-élément. On choisit les espaces d’ap-
proximation V), et Q) tels que définis au chapitre 4. La condition de Brezzi-
Babuska est alors vérifiée et le probleme discret est bien posé. Le probleme
discret se réécrit alors :
Trouver (vp, by, pr) € Vi X Bp, x Qp, tel que Y(vj, b5, pr) € Vi, X B, X Qp, on
ait :
a(vn, + b, vj, + 0,) + b(pn, vy + b})
+ Jo (1 = F§ ) (on +bp) - (v +03)dY = f(vj; + ;) dans Q
b(py,, vn + bp) + foap(1 — Fg’z‘f)php’,;dﬂ =0 dans Q (7.34)

+ Conditions aux limites
+ Condition initiale
Ce qui peut encore s’écrire : Trouver (v, bn,pn) € Vi X B x Qp tel que
V(vi, b5, p;) € Vi X B, X @y, on ait :

a(vn, vy) + b(pn, v}) = f(vy) dans Q
albn, b2) + b(pn,bf) = f(b1)  dans Q
b(p;,vp) =0 dans
b(pt, bn) — 0 dans Q (7.35)
+ Conditions aux limites
|+ Condition initiale

Calcul de 'accélération

La discrétisation de f(vy,), second membre du probleme discret sur la triangu-
lation 7,(£2) est réalisée élément par élément grace a la méthode de Galerkin
discontinue. On obtient alors pour I'accélération :

— ov —_
. = e + vV
ot e . 7.36
— t Att At |Qle| EFaEQe (Ute — 7 ( ))(nFa . ,UFa) ( )

Ou €2, est un tétraedre de la discrétisation,
2] est le volume de 1’élément €.,
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Fa est une face de 1’élément (2.,

K (Fa) est le tétraedre partageant la face Fla avec Q,

n’'% la normale sortante & la face Fa,

v¥® la vitesse barycentrique de la face F = £ 3,_, 3V,

U, est la vitesse moyenne de I'élément 2., c’est-a-dire I'interpolé du champ de
vitesse nodal au centre de 1’élément €2,.

7.5 Simulation de I’injection de pieces industrielles

7.5.1 Simulation du remplissage du SIMULACRO

Suite a cette adaptation de Rem3D au remplissage de moules en conditions dy-
namiques, nous ’avons appliqué au remplissage de pieces industrielles. La premiere
piece dont nous avons simulé le remplissage est le SIMULACRO présenté au cha-
pitre 4 et dont on présente une CAO (figure 4.9), CAO réalisée a 'aide du logiciel
IDEAS. Cette CAO représente la piece augmentée de son canal d’injection.

Sur la figure (7.1) nous pouvons observer le maillage de la piéce. Le maillage
surfacique initial a été réalisé a I’aide du logiciel IDEAS. Ensuite, ce maillage sur-
facique a été raffiné, puis le maillage volumique a été réalisé a l'aide du mailleur
MTC développé au CEMEF. Nous avons fait un maillage anisotrope de la piece
de maniere a avoir des mailles allongées dans les zones de tres faible section. Le
maillage réalisé comporte 21000 nceuds et 100000 tétraedres. Pour la simulation du
remplissage de cette piece, nous avons considéré que le contact entre la matiere qui
s'écoule et le moule était collant, ce qui se traduit mécaniquement par la condition
v = 0 sur la zone de contact du matériau. Au début de la simulation, une petite
zone dans le canal d’injection est supposée remplie. La rhéologie du matériau est
celle identifiée au chapitre 3. La zone d’injection est modélisée par un plan sur
lequel une pression est imposée tout au long de la simulation, ce qui correspond
aux conditions du procédé ou une pression faisant varier la vitesse du piston est im-
posée. Le temps de calcul est de 20 heures environ sur un processeur d’un Sun4000 a
quatre processeurs. Le pas de temps moyen est de 1072s. La figure (7.2) présente la
comparaison des simulations obtenues a ’aide du code Rem3D (colonne de gauche)
et des expériences d’injection interrompues réalisées par le partenaire STAMPAL.
Les résultats de simulation numérique sont en fait les éléments du maillage pour
lesquels la fonction caractéristique a une valeur non nulle. Nous rappelons que la
fonction caractéristique a une valeur de 1 dans les mailles completement remplies
par le fluide et de 0 dans les mailles ot il n’y a pas de fluide. Nous pouvons observer
que la forme de I’écoulement est sensiblement la méme, et ce, malgré ’approxima-
tion faite sur le contact avec la paroi. Néanmoins, on peut observer que I’écoulement
est différent au début du remplissage du moule. Dans la réalité, le fluide va d’abord
jusqu’au fond du moule et, ensuite, il s’écoule latéralement. Cette différence est
probablement due au contact qui est collant dans le code de simulation REM3D.
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Fia. 7.1 — Vues du maillage anisotrope du SIMULACRO
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F1a. 7.2 — Comparaison simulations (gauche)/expériences d’injections interrompues
(droite) sur le SIMULACRO

131



7.5.2 Remplissage de la piece EADS

La seconde piece industrielle dont nous avons simulé le remplissage est un crochet
de fermeture de la soute d’un avion que nous appellerons simplement piece EADS.
C’est une piece treés mince et allongée, comme on peut le voir sur la figure (7.3),
représentant la CAO de la piece. La CAO de cette piece a été faite a ’aide du logiciel
IDEAS. Ensuite, comme pour la piece SIMULACRO, le maillage surfacique a été

Fic. 7.3 — CAO du crochet de soute proposé par EADS dans le projet européen
ADFORM

réalisé a l’aide du logiciel IDEAS et nous avons procédé a son raffinement a ’aide
du logiciel MTC. Nous avons alors réalisé le maillage volumique a ’aide du logiciel
MTC. On peut observer (figure 7.4) le maillage de la piece EADS. Ce maillage est
aussi anisotrope, compte tenu de la forme mince et allongée de la piece. Il contient
24000 noeuds et 96000 tétraedres. Le matériau injecté est un alliage d’aluminium
A356 ayant la rhéologie identifiée au chapitre 3. Pour la simulation du remplissage
de cette piece, nous avons considéré, comme pour la piece SIMULACRO, que le
contact avec les parois du moule est collant, et donc, que la vitesse est nulle pour
les noeuds au contact de la paroi. De méme, au début de la simulation, une petite
zone dans le canal d’injection est supposée remplie. La zone d’injection est toujours
modélisée par un plan sur lequel une pression est imposée tout au long de la simula-
tion, ce qui correspond aux conditions du procédé ol une pression faisant varier la
vitesse du piston est imposée. Les figures (7.5 et 7.6) présentent la comparaison des
simulations obtenues a 'aide du code Rem3D et des expériences d’injection inter-
rompues réalisées par le partenaire STAMPAL. Nous pouvons également observer
que la forme de I’écoulement est sensiblement la méme. Ce calcul a pris 30 heures
CPU environ sur un processeur d’un Sun4000 a quatre processeurs.

La figure (7.7) montre quant a elle la distribution de la pression a travers la
piece. On peut constater que la pression décroit de la zone d’injection a la surface
libre.
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Fic. 7.4 — Maillage volumique anisotrope réalisée avec le mailleur automatique
MTC du Cemef
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F1a. 7.5 — Comparaison simulations (droite)/expériences d’injections interrompues
(gauche) sur la piece EADS
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F1a. 7.6 — Comparaison simulations (droite)/expériences d’injections interrompues
(gauche) sur la piece EADS
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THME: B2 | FULL: T8 W

F1G. 7.7 — Visualisation du champ de pression (a) sur la piece de EADS et (b) sur
une coupe de la méme piece
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Chapitre 8
CONCLUSION

Ce travail a été réalisé dans le cadre du projet européen ADFORM (Advanced
semisolid forming of complex structural components). L’objectif de ce projet pour
le CEMEF était de développer un code de calcul capable d’effectuer la simulation
numérique de l'injection de métaux a ’état semi-solide. Pour atteindre cet objectif,
nous avons travaillé dans deux principaux axes : sur le plan expérimental, il y a eu
la mise au point et la réalisation d’expériences rhéologiques, puis I'identification du
comportement d’un alliage d’aluminium (A356) & ’état semi-solide, et sur le plan
purement numérique, il y a eu ’adaptation de deux codes de calcul a la simulation
de I'injection de métaux a 1’état semi-solide.

8.1 Les acquis du travail

Notre travail dans un premier temps nous a conduits a présenter les princi-
pales classes de loi utilisées dans la littérature pour modéliser le comportement
des métaux a 1’état semi-solide. De cette étude il ressort que le comportement de
métaux a ’état semi-solide dépend fortement de la fraction de solide. Ainsi, pour des
fractions de solide faibles ou moyennes, le métal a un comportement de type fluide.
Les lois de comportement utilisées pour modéliser ce comportement sont issues de
I’étude des suspensions. Lorsqu’on soumet le matériau a un cisaillement, il présente
un comportement thixotrope. Pour des fractions de solide élevées, un squelette so-
lide est constitué et les auteurs considerent alors le métal semi-solide comme un
matériau poreux saturé de liquide. Ainsi, le squelette solide de ces matériaux subit
des déformations viscoplastiques qui provoquent I’écoulement, du fluide. Au terme
de cette partie, il apparait que pour des fractions de solide proches de la limite
de validité des deux approches comportementales, on a a la fois un comportement
thixotrope pendant le régime transitoire et la ségrégation du liquide. Nous avons
alors choisi d’utiliser une loi de comportement viscoplastique, loi présentant un bon
compromis entre le comportement réel du matériau et les possibilités actuelles de
simulation numérique, notamment pour son application aux calculs tridimension-
nels.

[’étape suivante a alors été la réalisation d’essais instrumentés et 1’identification
des parametres de la loi. Nous avons ainsi été amenés a concevoir et a réaliser un
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montage expérimental permettant I’injection radiale du matériau semi-solide dans
un disque. Apres nous étre heurtés a de nombreuses difficultés pratiques, qui nous
ont amenés a modifier significativement le montage initial, cette expérience nous a
finalement donné satisfaction dans la mesure ou elle nous a permis de réaliser des
injections relativement bien controlées. En modélisant 1’essai avec le logiciel Forge2
et en procédant par essai-erreur, nous avons alors réalisé l'identification des pa-
rametres d’une loi viscoplastique dans 'intervalle de solidification de I'alliage A356.
Ceci nous a permis de trouver pour notre cas des parametres en concordance avec
ceux disponibles dans la bibliographie et d’obtenir un accord raisonable entre simu-
lation numérique et mesures sur ’ensemble des essais effectués.

En parallele avec cette identification rhéologique, nous avons alors entamé I’adap-
tation de nos codes de calcul de maniere a pouvoir simuler le procédé d’injection
en trois dimensions. Le premier code sur lequel nous avons travaillé est le code R3,
code issu de Forge3 et adapté a la simulation numérique du remplissage de moules
de fonderie. Il utilise une formulation lagrangienne réactualisée pour la résolution
des équations de Navier-Stokes instationnaires, avec la prise en compte des effets de
gravité, de surface libre et d’inertie. Nous y avons développé un module de contact
matiere/matiere et amélioré le module de contact matiere/outil. Pour le contact
matiere/outil, nous avons développé un module de contact bilatéral glissant et col-
lant, en utilisant la méthode de pénalisation. Pour le contact matiére/matiere et par
soucis de simplicité, nous avons programmé une méthode maitre/esclave symétrique.
Cette méthode consiste a imposer la condition de contact sur les deux frontieres du
domaine. Ainsi, on corrige les défauts liés a la formulation maitre/esclave standard,
mais au prix d’un écoulement artificiellement rigidifié, ce qui, dans la pratique, n’a
pas semblé particulierement pénalisant. La condition de contact a été imposée par la
méthode de pénalisation. Les résultats de cette étape sont assez satisfaisants et on
a constaté que la condition de contact était bien imposée. Nous avons alors étudié
le conditionnement de la matrice hessienne obtenue par cette approche. De cette
étude, il ressort que la matrice hessienne est particulierement mal conditionnée.
L’ajout de la condition de contact se traduit par l'insertion de composantes extra-
diagonales de méme ordre de grandeur que les termes diagonaux, et donc par la
perte de la propriété de dominance diagonale. Numériquement, cela se traduit par
une augmentation notable du nombre d’itérations du solveur itératif. Comme les
préconditionneurs a disposition étaient des préconditionneurs diagonaux ou blocs
diagonaux, nous avons développé le changement de variable orthogonal de Gramm
Schmidt pour condenser les termes ajoutés par la condition de contact sur la diago-
nale. Cette approche n’est valable que dans le cas ot les maillages sont coincidents.
Ensuite, dans le cas général, nous avons introduit le préconditionneur par facto-
risation incomplete de Crout. Les résultats numériques montrent un gain notable
d’un facteur 10 par rapport aux préconditionneurs diagonaux, en terme de nombre
d’itérations du solveur itératif, et davantage encore lorsque le probleme est mal
conditionné. L’étape suivante de notre travail a donc été tout naturellement son
application aux cas de remplissage des moules de fonderie, étape a laquelle nous
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nous sommes attaqués sans grand succes. En effet, les fortes déformations que su-
bit le maillage au cours du remplissage de moules, déformations conduisant a la
dégradation a terme de la qualité surfacique du maillage, ont causé ’echec du re-
mailleur automatique dans sa tentative d’améliorer la qualité du maillage. Aussi,
avons nous décidé de travailler sur I’amélioration de la formulation eulérienne la-
grangienne arbitraire et sur le controle de la procédure de remaillage, et ceci, pour
mieux controler les dégradations du maillage et essayer de les corriger a priori.
Nous avons ajouté a la formulation eulérienne lagrangienne des conditions aux li-
mites particulieres pour limiter la dégradation de la qualité du maillage. Le but était
d’avoir pres de la surface libre un maillage quasi-lagrangien et loin de la surface libre
un maillage quasi-eulérien. Ainsi, les zones de forte déformation du maillage sont
limitées a la surface libre. Cependant, malgré ces efforts, nous avons buté sur la
dégradation du maillage et I’échec du remailleur automatique lorsque les éléments
étaient trop distordus. Devant ce constat, nous avons alors décidé d’abandonner la
formulation lagrangienne réactualisée et de changer de méthode de simulation pour
passer a une approche purement eulérienne grace au logiciel Rem3D.

Rem3D, comme R3 est un code issu de Forge3, mais développé initialement pour
I'injection de thermoplastiques. Il utilise une formulation eulérienne et permet la
résolution des équations de Stokes instationnaires avec prise en compte des échanges
thermiques dans le matériau et dans l'outillage. La formulation eulérienne utilise
la méthode VOF et la méthode de Galerkin discontinue pour la résolution des
équations de transport, aussi bien pour la surface libre que pour I’équation de la
chaleur. Nous avons travaillé au développement de I'ajout des termes d’inertie en
calculant le gradient de vitesse par une méthode de Galerkin discontinue, ainsi que
des termes de gravité. Le logiciel dans son état actuel, est apte a la simulation
numérique de l'injection de métaux a ’état semi-solide. Les résultats obtenus en
remplissage de moule montrent une bonne concordance avec le procédé industriel
et le logiciel peut constituer un outil précieux d’aide a la conception.

8.2 Perspectives

Les perspectives de ce travail sont nombreuses et peuvent se diviser en trois
parties.

8.2.1 Caractérisation de la rhéologie

— T'utilisation de 'analyse inverse pour déterminer de maniere plus précise les
parametres du modele. On pourrait ainsi identifier le comportement sur des
modeles plus complexes, par exemple des modeles biphasés prenant en compte
la thixotropie du matériau pendant la phase transitoire. Malheureusement,
pour l'instant, de tels modeles ne sont pas disponibles dans la bibliographie.
Un axe de recherche intéressant serait donc la détermination d’'un modele de
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comportement prenant en compte la thixotropie du matériau et la ségrégation
du liquide au cours de 1’écoulement.

8.2.2 Amélioration de la simulation numérique du procédé

Sur le plan de 'amélioration de la simulation numérique, on peut citer au cha-
pitre des perspectives :
— la validation de la prise en compte de la thermique au cours de I’écoulement
sur des essais instrumentés de remplissage de moules.
— l'implémentation d’un formalisme biphasique.

8.2.3 Exploitation de la simulation pour optimiser le procédé

Sur le plan de I’exploitation de la simulation numérique pour optimiser le procédé
d’injection de métaux a I’état semi-solide, certains aspects restent a développer au
nombre des quels on peut citer :

— le contole de la vitesse d’injection, dans le but d’avoir un écoulement lami-
naire dans le moule. En effet, des vitesses d’injections trop élevées causent un
écoulement turbulent, phénomene a l’'origine de 'emprisonnement, des poches
d’air dans le matériau, et donc des porosités dans la piece finale. Il est donc
important de pouvoir controler la vitesse d’injection en fonction du moule a
remplir, au besoin a ’aide de la simulation numérique, de maniere a avoir un
écoulement laminaire dans toutes les sections du moule.

— l'optimisation de la forme du canal d’injection et du piston de telle sorte
que les oxydes ne se retrouvent pas dans le moule. Cette optimisation peut
également se faire a 'aide de la simulation numérique. Ainsi, des marqueurs
pourraient, étre utilisés pour déterminer le trajet de certaines zones du canal
d’injection, et I'utilisation de I'optimisation de forme pourrait déterminer la
forme optimale du piston pour que ces zones ne se retrouvent pas dans la
piece.
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