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Introduction générale

L’enjeu lors du forgeage est d’obtenir un produit fini aux dimensions souhaitées avec une
qualité métallurgique contrdlée. Pour cela, il est nécessaire de maitriser le chemin
thermomécanique subi par la piece qui correspond aux cycles thermiques, aux déformations et
aux vitesses de déformation appliqués au matériau. La simulation numérique est un outil
largement utilisé pour prédire ce chemin thermomeécanique en fonction des paramétres
opératoires. Pour développer le modele numérique d’une opération de forgeage, il est nécessaire
de modéliser le comportement : du lopin en fonction de ses géométries initiales et finales ainsi
que de la rhéologie du matériau ; de I’interface entre les outils et le lopin, c’est-a-dire les
frottements et les échanges thermiques ; et de la machine. Certains phénoménes peuvent
interagir les uns avec les autres ce qui implique encore une complexité supplémentaire. Dans
ces travaux, c’est I’influence du comportement de la machine sur le procédé de forgeage qui est
¢tudié, en s’intéressant particulieérement aux machines pilotées en énergie comme les presses a
vis et les marteaux pilon. Concernant les autres phénomenes, les conditions expérimentales
seront adaptées pour controler ou limiter leur impact sur le procéde.

L’utilisation de plus en plus courante de matériaux a hautes performances conduit a de
nouveaux enjeux pour ’industrie de la forge. La résistance a la déformation de ces matériaux
implique de mettre en ceuvre des efforts importants pour les forger, cela conduisant souvent a
atteindre les limites de la machine qui n’est plus en mesure de transmettre I’intégralité de
I’énergie de la frappe au lopin. Au-dela des efforts importants, les trés fortes décélérations des
éléments en mouvement durant la déformation du lopin provoquent I’activation de phénoménes
dynamiques eux aussi a 1’origine de pertes énergétiques. Il devient alors nécessaire de quantifier
ces pertes, la notion d’efficacité du processus de mise en forme est alors introduite et correspond
au quotient de 1’énergie transmise au lopin sur 1’énergie disponible fournie par la machine.
Expérimentalement, I’efficacité est différente selon les conditions opératoires. Les forgerons
ont défini plusieurs types de chocs : les chocs mous ou inélastiques et les chocs durs ou
élastiques (Altan et al. 2005). Les appellations inélastique et élastique seront préférées dans ce
manuscrit. Les chocs inélastiques sont caractérisés par des efforts faibles et des temps de
forgeage élevés pour une efficacité importante. Par opposition, les chocs élastiques présentent
des efforts élevés et une durée bréve avec une efficacité faible. Généralement, les chocs
inélastiques sont observés pour les premiéres frappes réalisées sur la piéce, tandis que les chocs
élastiques apparaissent apres plusieurs coups. Cela témoigne d’une évolution du comportement
de la machine coup aprés coup durant le forgeage de la piéce.

L’instrumentation des moyens de forgeage est un verrou technique, qui a limité la
modélisation des machines et la compréhension de leur comportement. Avec I’utilisation de
machines pilotées en énergie, comme les marteaux pilons, il est possible d’atteindre des vitesses
de déplacement tres élevées et de transmettre une grande quantité d’énergie a la piéce pour sa
déformation. En particulier, les pilons contre-frappe sont parmi les machines développant les
énergies les plus importantes et travaillant aux vitesses les plus élevées de I’ordre de 6 m/s. Du
fait des conditions extrémes, en termes de température, de vitesse d’impact et d’énergie
développée, I’instrumentation en effort pendant la frappe n’a pas encore été industrialisée sur
ces machines. De plus, bien que des mesures du déplacement des masses en mouvement aient
pu étre effectuées, les études ne s’intéressent pas a la phase tres bréve de déformation du lopin.
Ainsi, I’instrumentation est toujours un verrou majeur a 1’étude des marteaux pilons. C’est pour



cette raison qu’il n’existe actuellement que des modéles théoriques sans liens directs avec la
réalité pour représenter le comportement des machines pilotées en énergie.

Les travaux de recherche menés a travers cette these visent a modéliser le comportement
dynamique des machines de forgeage, afin de considérer a terme, de fagcon plus rigoureuse,
I’influence du comportement des machines sur le procédé. Pour ce faire, 1’étude se limite au
cas des machines pilotées en énergie, et I’ensemble {machine + outillages} est considéré. De
plus, les modéles développés s’attachent a modeliser le comportement de I’ensemble
uniquement pendant la phase de frappe. L’objectif est de rendre les simulations plus prédictives
et de déterminer avec plus de justesse 1’énergie réellement transmise a la piéce durant la frappe.
Ainsi, I’évaluation de la faisabilité d’une opération sera améliorée et 1’estimation du nombre de
coups nécessaires a la réalisation de la piece finie sera plus proche de la réalité. Ces avancées
auront pour conséquence une meilleure connaissance du chemin thermomécanique subi par la
piece des la simulation. Ce qui contribuera a 1’optimisation des gammes de forgeage pour la
maitrise de la microstructure des matériaux et de la qualité des piéeces forgées.

Le chapitre | débute par une présentation du procédé de forgeage et des technologies de
machines existantes afin d’expliquer leurs différences et leurs similitudes. Toutes les machines
décrites sont soumises a des déformations élastiques dues aux efforts de forgeage, les approches
permettant de modéliser ces phénomenes sont alors détaillées. Les spécificités des machines
pilotées en énergie sont ensuite abordées, a travers 1’¢tude de la phase d’accélération des
éléments en mouvement dans la machine et des ondes sonores émises durant le forgeage. Le
lien entre ces deux phénomenes et le comportement vibratoire de la machine est évalué. Cela
conduit a s’intéresser plus précisément a la modélisation mécanique de la dynamique des
machines de forgeage. Enfin, les méthodes proposées par la littérature permettant
I’identification des parameétres associés aux modeles sont présentees.

Le chapitre Il décrit la méthodologie développée dans le cadre de la thése étape par étape.
En parallele, la méthode est appliquée sur un cas issu de la littérature, de maniére a illustrer la
démarche. Cette méthode est basée sur 1’analyse d’un signal d’effort, mesuré durant une
opération de forgeage, et conduisant a un modele constitué de masses, de ressorts et
d’amortisseurs, dont le nombre de degreé de liberté est adapté au comportement vibratoire de la
machine. En exploitant ce signal d’effort et la mesure des parametres opératoires, les parametres
du modele sont identifiés. Il en résulte une solution « sur-mesure » dont le modéle et les
paramétres sont spécifiquement adaptés a la machine et ses outillages. Le modéle obtenu est
ensuite exploité. Les approches permettant d’estimer la robustesse du modéle sont présentées.
Le caractére prédictif du modéle est évalué en simulant des frappes sur des lopins de géométries
différentes. Enfin, grace au modéle et aux parameétres identifiés, la distribution de 1’énergie peut
étre obtenue en simulation. Ces distributions sont analysées et comparées entre les frappes sur
les différents lopins.

Le chapitre 111 détaille les outils qui ont été choisis pour déployer la méthodologie sur
plusieurs cas d’étude. Deux approches, une analytique et une autre numérique, permettant
d’exprimer la relation entre les efforts de forgeage et la hauteur du lopin, indispensable a
I’application de la méthodologie, sont d’abord présentées. Ce chapitre décrit aussi les protocoles
expérimentaux mis en ceuvre pour la mesure des parameétres opératoires et des grandeurs
caractéristiques de forgeage, eux aussi utilisés pour 1’application de la méthodologie générale.
Ainsi, les protocoles de mesure sont présentés pour les déplacements et les vitesses a I’impact
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des éléments en mouvement dans la machine, pour le coefficient de frottement entre les outils
et le lopin, ainsi que pour les efforts de forgeage.

Le chapitre IV passe en revue les applications de la méthode développée, pour la
modélisation du comportement de trois machines : un pilon simple-effet, une presse a vis et un
pilon contre-frappe. L’objectif est de valider étape par étape le caractere prédictif des modéles
dans des configurations opératoires différentes et parvenir a modéliser le comportement d’un
pilon contre-frappe. Par ailleurs, la généricité de la méthodologie de modélisation pour les
machines pilotées en énergie est mise a I’épreuve, grace aux différents cas d’étude. En paralléle,
les trois modeles sont exploités pour comprendre le processus de consommation de I’énergie
durant la mise en forme et quantifier 1’efficacité en fonction des conditions de forgeage.

Ce manuscrit s’achéve par une conclusion générale revenant sur les revendications
scientifiques de la these. La méthodologie y est synthétisée et les principaux enseignements
tirés des applications de cette méthodologie sont rappelés. Enfin, plusieurs perspectives sont
proposées : afin de compléter les études déja réalisées ou d’étendre les champs d’application
des concepts développés.
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Chapitre | : Etat de I’art sur I’influence de la machine et des
outillages lors du processus de forgeage

1. Introduction

Ce chapitre passe en revue les différentes approches disponibles dans la littérature
s’intéressant a I’influence de la machine et de ses outillages sur le procédé de forgeage. Le
chapitre débute par une rapide mise en contexte sur le processus de mise en forme, puis continue
avec une description des différents types de machines existants. L’étude bibliographique se
poursuit par la présentation des méthodes de modélisation du comportement élastique des
structures. Les phénoménes dynamiques sont ensuite abordés, pendant la phase qui précede le
contact entre le lopin et les outils, et a travers 1’émission d’ondes acoustiques. Enfin, les
méthodes de modélisation dynamique des phénomeénes vibratoires lors de la frappe et les
méthodes d’identification des paramétres associés aux modéles sont présentées. La conclusion
du chapitre résume 1’état des connaissances sur le forgeage et le comportement des machines,
afin de démontrer la nécessité du développement d’une méthodologie basée sur une approche
expérimentale pour la modélisation du comportement dynamique d’une machine pilotée en
énergie.

2. Mise en forme et technologies associées

2.1 Le procédeé de mise en forme

La mise en forme consiste en la déformation plastique d’un lopin afin d’en modifier sa
géomeétrie et ses propriétés mécaniques. L’ opération est réalisée a 1’aide d’outils aux fonctions
différentes. Certains outils permettent la réalisation d’opérations élémentaires comme par
exemple un refoulement, un étirage ou un cintrage. En estampage, les outils sont trés
spécialisés, une gravure représente le négatif de la piéce a forger. Le résultat souhaité est obtenu
avec un faible gaspillage de matiére, en comparaison a 1’usinage par exemple, et avec des
caractéristiques mécaniques ameliorées par les phénomeénes d’écrouissage, de fibrage et de
corroyage. Du fait des codts élevés de développement et de réalisation des outillages, le procédé
de mise en forme est souvent privilégié pour de grandes séries de production ou les frais initiaux
sont amortis par le nombre. Il est possible de compléter le procéde par des opérations d’usinage
ou de traitement thermique pour obtenir une piéce finie.

La maitrise du procéde nécessite la connaissance du comportement du matériau utilisé, les
conditions a I’interface entre les outils et le lopin ainsi que les caractéristiques du moyen de
production. Prédire le résultat d’une opération de forgeage met en jeu des phénoménes multi-
physiques, qui font intervenir plusieurs types de modeles décrivant : le matériau, les interfaces
et le systéme de production.

Le produit brut peut étre sous différentes formes. Le forgeage massif est caractérisé par un
produit brut dont aucune des dimensions ne peut étre négligée par rapport aux autres. Au
contraire, une dimension du produit peut étre negligées devant les autres, dans le cas du formage
de tbles par exemple. Il existe une multitude de catégories dont une description détaillée peut
étre retrouvée dans (Altan et al. 2005 : chap. 2.3).

Sur les machines de forge, respectivement pour les presses et les marteaux pilons, le
coulisseau ou le marteau désigne 1I’élément en mouvement. C’est sur cet élément qu’est fixé
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I’outil supérieur. Durant la phase d’avancement ou d’accélération, I’élément en mouvement est
accéléré dans le sens de la frappe. Le forgeage débute a I’instant ou 1’outil supérieur entre en
contact avec le lopin disposé sur I’outil inférieur et s’achéve lorsque la déformation du lopin
est terminée. L’outil inférieur est fixé sur un support appelé table dans le cas des presses ou
enclume pour les marteaux pilons.

Direction de la frappe

Elément en
mouvement

Outil supérieur

Lopin

Outil inférieur

Figure I-1 Schéma d'une opération de forgeage représentant les différents éléments

La structure qui assure la cinématique du coulisseau est appelée le bati. 1l existe deux types
de construction pour le bati d’une machine (Figure 1-2) : en col de cygne et en portique. La
construction en col de cygne (Figure I-2 a)) laisse un espace autour de la table de la machine,
qui facilite 1’accessibilité a I’opérateur. Néanmoins, la machine ne présentant qu’un seul plan
de symétrie vertical, les efforts de forgeage, durant la mise en forme, engendrent des
déformations angulaires de la structure. Ces déformations ont alors pour conséquence un
désalignement entre 1’outil supérieur et 1’outil inférieur, pouvant causer une usure prématurée
des outillages et des défauts geométriques sur la piece forgée. Un bati en forme de portique
(Figure 1-2 b)) est constitué¢ d’une base supportant des montants reliés a leurs extréemités par
une traverse. Le poste de travail est moins accessible que sur une construction en col de cygne
mais les deux plans de symétrie verticaux de la machine assurent une déformation
majoritairement verticale de la structure.
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(a) (b)

M

Figure 1-2 Batis en a) col de cygne b) portique pour les machines de forgeage (Davis et al. 1989)

2.2 Les technologies de mise en forme et leurs caractéristiques

Il existe différents types de machines différentiables selon plusieurs critéres. Dans cette
étude, c’est la grandeur pilotée lors de la frappe qui permet de faire émerger trois catégories de
machines : les machines pilotées en effort, les machines pilotées en course et les machines
pilotées en énergie. Une présentation du fonctionnement, des avantages et des limitations de
chacune de ces catégories est proposée dans les sections qui suivent.

2.2.1 Machines pilotées en effort

Pour les machines de forgeage pilotées en effort, la force maximale applicable lors d’une
frappe est fixée et ne peut pas étre dépassée durant la frappe. D un point de vue technologique,
ces machines sont majoritairement des presses hydrauliques, et dans une moindre mesure, des
presses pneumatiques. Un piston actionne le coulisseau de la presse. Au cours de sa course,
I’outil supérieur entre en contact avec la piece a forger afin de la deformer, I’effort croit alors
jusqu’a atteindre I’effort maximal, fixé par I’opérateur. Des cales correctement ajustées peuvent
étre disposées sur la table de la presse afin d’arréter la course du coulisseau a une hauteur
donnée.

Une fois I’effort maximal atteint, le circuit hydraulique est inversé afin de débuter la
remontée du coulisseau. La pression est appliquée sur la surface inférieure du piston ce qui
entraine la mise en mouvement du coulisseau dans le sens inverse de celui de la frappe. Avant
I’inversion du circuit hydraulique, 1’effort peut aussi étre maintenu durant un certain temps sur
la piece forgée. L’effort maximal transmissible par la presse est induit par la surface active du
piston et la pression maximale disponible. Un schéma présentant le fonctionnement d’une
presse hydraulique est donné en Figure I-3.
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Figure 1-3 Schéma du principe de fonctionnement d'une presse hydraulique lors d 'un emboutissage (SCHULER GmbH
1998 : chap. 3)

La vitesse de déplacement du coulisseau est lente sur presse hydraulique par rapport aux
autres types de machines, et est de I’ordre de 10 a 130 mm/s. Cela limite la cadence et implique
des temps de contact élevés entre outils et lopin, pouvant impliquer des échanges thermiques
importants et engendrer une rapide usure des outillages. Cependant, les presses hydrauliques
présentent I’avantage de garantir une vitesse constante du coulisseau pendant la déformation,
ce qui permet de maitriser 1’écoulement de la matiere pour des matériaux sensibles a la vitesse
de déformation. Pour augmenter la cadence des frappes, la vitesse peut étre plus élevée durant
la phase d’approche du coulisseau, avant le contact avec le lopin, et pendant la phase de
remontée. Il existe aussi des machines permettant de controler la vitesse du coulisseau tout au
long de sa course (Altan et al. 2005). Le dernier avantage des machines pilotées en effort est la
possibilité de pouvoir maintenir I’effort maximal, ainsi les phénomeénes de retour élastique sont
atténues ce qui améliore les tolérances géométriques de la piece forgée (Davis et al. 1989 :
chap. Hydraulic Presses). L’effort peut varier selon les presses hydrauliques de 1,8 a 640 MN.
Les presses pneumatiques font aussi partie des machines pilotées en effort et fonctionnent sur
le méme principe, seulement le fluide hydraulique est remplacé par de 1’air sous pression. Par
rapport aux presses hydrauliques, les presses pneumatiques ont 1’avantage d’étre jusqu’a dix
fois plus rapides et nécessitent moins d’entretien. Néanmoins, I’effort maximum pouvant étre
développé par les presses pneumatiques est moins élevé que pour les presses hydrauliques, ce
qui en limite ’'usage.

2.2.2 Machines pilotées en déplacement

Les presses mécaniques sont dites pilotées en déplacement car la distance entre le point
mort haut et point mort bas du coulisseau est fixée pour une frappe donnée. Selon les
technologies cette course peut étre modifiée entres deux frappes dans les limites des capacités
de la machine.

Toutes les presses mécaniques utilisent un volant d’inertie dont le mouvement de rotation
est transformé en un mouvement de translation du coulisseau grace a un réseau d’engrenages,
de bielles, de leviers ou d’excentriques. La représentation d’une presse mécanique avec un seul
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systeme bielle-excentrique est donnée en Figure I-4. A chaque frappe, le coulisseau effectue sa
descente pour mettre en contact 1’outil supérieur avec la piéce a forger. L’effort maximal est
observé au point mort bas tandis que la vitesse de frappe est la plus élevée en milieu de course.

Eccentric shaft

_— Flywheel

/ Pitman arm
//"’”lconnecling rod)

s Frame

T — Ram or slide

Table

Figure 1-4 Schéma annoté d’une presse mécanique avec une bielle et un excentrigue (Davis et al. 1989)

Les presses méecaniques sont dimensionnées pour un effort maximum qui varie de 2,7 a
142 MN. Elles ont I’avantage de permettre une cadence de 30 a 100 coups par minute. De plus,
ces machines permettent 1’automatisation du transfert des piéces entre différents outils, ce qui
implique des cadences de production plus élevées que sur les autres types de machines (Davis
etal. 1989 : chap. Mechanical Presses). Par rapport aux marteaux pilons, les presses mécaniques
permettent une meilleure maitrise des tolérances géométriques de la piece. Elles sont
plébiscitées pour des opérations de forgeage a froid ou le but est d’obtenir une piéce forgée au
plus proche des géométries finales souhaitées (near-net-shape).

Néanmoins, pour des machines effectuant des types d’opérations similaires, les presses
mécaniques ont un cotit d’achat bien supérieur aux marteaux pilons et sont beaucoup moins
flexibles. Elles sont principalement utilisées pour des opérations spécialisées comme en
estampage et en matricage pour les piéces massives ou en emboutissage et découpe de produits
plats.

2.2.3 Machines pilotées en énergie

L’¢étude des machines pilotées en énergie est I’objet de ces travaux de thése, ainsi, en
comparaison aux paragraphes précédents, une description plus détaillée est fournie dans cette
partie. Sur une machine pilotée en énergie, un ou plusieurs éléments sont mis en mouvement
pour venir impacter la piéce a forger et générer la déformation. Ces éléments sont accélérés
grace a la gravité ou bien grace a une force d’entrainement. La majeure partie de 1’énergie de
la frappe est issue de 1’énergie cinétique a I’impact des ¢léments en mouvement. Néanmoins,
le travail du poids et le travail de la force d’entrainement peuvent fournir une part non
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négligeable de 1’énergie introduite lors de la déformation. Deux catégories de machines pilotées
en énergie qui sont elles-mémes divisibles en sous-catégories sont présentés dans cette section :
les presses a vis et les marteaux pilons.

2.2.3.1 Presse a vis

Les presses a vis sont des machines de forgeage constituées d’un systéme vis-ecrou. Sur
commande de 1’opérateur, un volant d’inertic au sommet de la machine est mis en rotation. Le
volant étant relié a la vis au travers d’un embrayage, la vis est mise en rotation et peut ainsi
communiquer au coulisseau un mouvement de translation descendant. Ce dernier impacte alors
le lopin pour provoquer la déformation. A 1’impact et durant la déformation, le volant, la vis et
le coulisseau sont toujours solidaires. Le principe de fonctionnement de la machine donne lieu
a des mouvements de rotations pour la vis et le volant ainsi qu’un mouvement de translation
pour le coulisseau. Une masse équivalente tenant compte des deux effets mentionnés est alors
définie telle que dans 1’équation (I-1). L’énergie disponible a I’'impact s’exprime alors grace a
I’équation (I-2).

2n I-1
Mg = % .My-R (G + M, (D

E. = Y% .Mg,.V,? (-2

avec E¢ I’énergie cinétique, Vt la vitesse d’impact du coulisseau, Mgq la masse équivalente
de la presse, My la masse du volant, Ry le rayon du volant, Pas le pas de la vis et M; la masse du
coulisseau. Les presses a vis sont capables d’appliquer des efforts de 1,4 a 37,3 MN pour des
vitesses d’impact de 0,6 a 1,2 m/s (Altan et al. 2005 : chap. 10.5).

Il existe majoritairement deux technologies pour la mise en rotation du volant (Davis et al.
1989 : chap. Screw Presses) : les presses a balancier et les direct-drive. Les presses a balancier
possedent deux disques (driving disk) verticaux maintenus en rotation au sommet de la presse
par un moteur électrique (Figure 1-5). Sur commande, un des disques entre en contact avec le
volant d’inertie (flywheel) ce qui engendre sa mise en rotation. Le volant d’inertie et la vis
(screw) sont reliés par un embrayage, la vis entre donc aussi en rotation. L’écrou étant fixé au
bati (frame) de la machine, I’ensemble volant-vis décrit alors un mouvement hélicoidal. Le
coulisseau (ram) relié a I’extrémité de la vis par une liaison pivot, décrit alors un mouvement
de translation. Pour remonter le coulisseau, le second disque tournant dans le sens inverse du
premier est utilisé selon le méme procédé.
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Figure 1-5 Schéma du principe d’entrainement du volant d’inertie d 'une presse a vis a balancier (Davis et al. 1989)

Les presses a vis a entrainement direct (direct-drive) possédent un moteur électrique
réversible dont le rotor est monté directement sur le volant d’inertie situé au sommet de la presse
(Figure 1-6 b)). Le stator du moteur est fixé au bati de la machine. La vis est en liaison pivot
avec le bati et décrit donc uniquement un mouvement de rotation. Tout comme les presses a
balancier, le volant et la vis sont reliées par un embrayage. En revanche, le coulisseau (slide) et
I’écrou sont solidaires. Lorsque la vis entre en rotation, elle transmet alors un mouvement de
translation au coulisseau a travers 1’écrou. Le moteur permet la mise en rotation de la vis dans
un sens ou dans 1’autre, pour descendre ou remonter le coulisseau.

STATOR
ROTOR

—

! L BRAKE
\ FLYWHEEL

SCREW ———]
‘— FRAME

SLIDE —

Figure -6 Schéma du principe d’entrainement du volant d’inertie d 'une presse a vis a entrainement direct (Davis et al.
1989)

Les presses a vis ont ’avantage de pouvoir travailler a des vitesses de frappe controlées et
élevées par rapport a des machines pilotées en effort. De plus, elles permettent des temps de
contact brefs, donnant lieu a des échanges thermiques moins forts entre outils et matiéere.
Néanmoins, la complexité de ce type de machine implique une maintenance importante.

2.2.3.2 Marteaux Pilons

Les marteaux pilons mettent en mouvement des masses, appelées des marteaux, a des
vitesses ¢levées pour impacter le lopin se trouvant sur une enclume. L’intérét de ce type de
machine réside dans les vitesses de déformation tres importantes qu’il est possible d’atteindre
(Altan et al. 2005 : chap. 11.4). Tous les pilons mettent en mouvement un marteau, dont
I’énergie cinétique a I’impact est potentiellement transmissible au lopin (Equation (I-3)).
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(I-3)
Ep = =.m.v?
0=75.MV

avec Eo I’énergie cinétique, m la masse du marteau et v la vitesse du marteau au moment de
I’impact. L’enjeu pour augmenter 1’énergie transmissible est donc d’augmenter la masse ou la
vitesse du marteau. L’évolution des technologies utilisées afin d’obtenir des machines
transmettant de plus en plus d’énergie est présentée dans les sections qui suivent.

Marteaux pilons simple-effet

Les marteaux pilons simple-effet sont constitués d’une masse tombante ou marteau et d’une
chabotte fixe sur laquelle est bétie la structure de la machine, supportant le systéme de guidage
du marteau et le mécanisme permettant sa remontée. Le principe est de soulever le marteau a
une certaine hauteur et de le laisser chuter par gravité. Le marteau subit alors une accélération
jusqu’a atteindre le lopin. Puis apres le contact avec ce dernier, le marteau transmet une part de
son énergie cinétique pour déformer ce lopin. Une partie de 1’énergie peut étre utilisée pour
participer a la remontée du marteau grace au rebond, le reste de 1’énergie est dissipé dans le
comportement viscoélastique de la machine et dans les phénomeénes a I’interface entre les outils
et le lopin. Plusieurs technologies existent pour remonter la masse tombante d’un marteau pilon
(Figure 1-7). Le choix du mécanisme conditionne la masse maximale du marteau ainsi que la
hauteur maximale a laquelle il est possible de 1’¢lever.

H

~=—— Air (also steam

— or oil)

Forging stock

Anvil

(a) ® (€ (d)

Figure 1-7 Veille technologique des systemes de remontée du marteau d'un pilon simple-effet a) planche b) ceinture c)
chaine d) piston (Altan et al. 2005)

Il existe des pilons simple-effet avec des masses de marteaux allant de 45 a 10 000 kg pour
des vitesses de frappe de 3 a 5 m/s, cela permettant de développer des énergies allant jusqu’a
122 kJ (Altan et al. 2005 : chap. 11.4). Le besoin d’énergies de déformation et de vitesses
d’impact de plus en plus élevées a conduit a la conception de machines de taille tres importante,
afin d’augmenter la masse des marteaux et la hauteur de chute.

Marteaux pilons double-effet

Dans le but d’augmenter encore 1’énergie développée par les pilons en conservant un
encombrement raisonnable, les marteaux pilons double-effet exploitant une force
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d’entrainement, en plus de la gravité, ont été développés. Le marteau est accéléré simultanément
grace a la pesanteur et un vérin hydraulique ou pneumatique. Sur commande, la pression est
relachée dans la chambre haute du vérin, le marteau accélere alors du fait de I’action de la
pression et de son poids, jusqu’a impacter le lopin. Une fois toute 1’énergie cinétique
consommeée, le circuit de pression est inversé afin de remonter la masse (Figure 1-8).

Figure 1-8 Principe de fonctionnement du pilon a double-effet (Davis et al. 1989)

Du fait des deux effets, pression et pesanteur, ces machines peuvent développer des énergies
bien plus importantes que les pilons simple-effet, au maximum 1150 kJ en déplacant des masses
de 680 a 31 750 kg a des vitesses de 4,5 a 9 m/s (Davis et al. 1989 : chap. Hammers). De plus,
le systeme de remontée du marteau étant plus rapide que sur un pilon simple-effet, les cadences
sont jusqu’a deux fois plus élevées pour les pilons double-effet.

Marteaux pilons contre-frappe

Une autre déclinaison des pilons est le pilon contre-frappe, trés utilisé en Europe (Davis et
al. 1989 : chap. Counterblow Hammers). Comme pour le pilon double-effet, une pression
hydraulique ou pneumatique est exploitée pour actionner la masse supérieure a 1’aide d’un
veérin. Cependant, pour le pilon contre-frappe, 1I’enclume est remplacée par une seconde masse
mobile dont le mouvement est couplé a celui de la masse supérieure. Plusieurs systemes de
couplage existent, une illustration d’un couplage par un systéme hydraulique et un systéme de
poulies est présentée en Figure 1-9. Quelle que soit la technologie, 1’effort exercé sur le piston
met en mouvement la masse supérieure qui transmet cet effort a la masse inférieure grace au
systeme de couplage. Le lopin est accéléré tout comme la masse inférieure sur laquelle il est
disposé et entre en contact avec la masse supérieure : 1’énergie disponible correspond alors a
I’énergie cinétique des deux masses et au travail du vérin durant la déformation. La masse
inférieure est toujours de 1’ordre de 10% plus lourde que la masse supérieure (Altan et al. 2005
: chap. 11.4), cela pour des raisons de sécurité, afin de garantir que les masses restent en position
ouverte a I’équilibre. Le poids de la masse supérieure est une force motrice lors de 1’accélération
tandis que le poids de la masse inférieure est une force résistante. Le poids de la masse inférieure
étant plus éleve, la résultante des deux forces de pesanteur s’oppose au mouvement, sur pilon
contre-frappe.
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Figure 1-9 Schéma annoté d'un pilon contre-frappe a) couplé par un systeme hydraulique b) couplé par un systéme de
poulies et de bandes (Altan et al. 2005)

Du fait du déplacement des deux masses, des énergies tres élevées sont développées sur ces
machines. Par comparaison avec les autres types de pilons, les vibrations transmises aux
fondations sont moins importantes, car la masse supérieure ne vient pas directement impacter
une enclume reliée a une dalle. Cela permet a énergie égale, de batir un pilon contre-frappe sur
des fondations moins imposantes qu’un pilon simple ou double-effet.

La vitesse des deux masses est théoriquement la méme grace au mécanisme de couplage.
La vitesse d’impact d’un pilon contre-frappe est définie comme la vitesse d’une des masses par
rapport a ’autre, appelée vitesse relative. Les pilons contre-frappe peuvent travailler jusqu’a
des vitesses relatives de 7,5 m/s.

2.3 Synthese

Cette partie décrit le principe de fonctionnement des machines de forge. Le choix a été fait
de les classer selon leur grandeur de pilotage :

- Les machines pilotées en effort : majoritairement les presses hydrauliques.
- Les machines pilotées en course : les presses mécaniques.
- Les machines pilotées en énergie : les presses a vis et les marteaux pilons.

Malgre les différences de fonctionnement entre les différentes catégories de machines,
certains phénomeénes sont communs, comme les déformations élastiques dues a la sollicitation
en effort de la structure. C’est pour cette raison que dans la section qui suit, ce phénomene bien
maitrisé dans le cas des machines pilotées en effort sera étudié.

3. Comportement mécanique des machines de forgeage

L’explication du comportement des machines de forgeage a d’abord ¢été développée sur des
presses, ou il était possible de réaliser des mesures de déplacements et d’efforts. Ces machines
travaillent a des vitesses relativement faibles, ce qui a justifié ’utilisation de mode¢les statiques.
Ces modeéles sont le point de départ de la modélisation du comportement des machines de
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forgeage et peuvent étre transposes a des pilons et des presses a vis, quand les effets dynamiques
sont négligeables. Dans cette partie les modeles mis en place pour des presses hydrauliques,
des presses mécaniques et des presses a vis sont présentés.

3.1 Réponse élastique en trois dimensions d’une machine de forgeage

Dans le but d’améliorer les prédictions d’opérations de forgeage en prenant en compte le
comportement de la presse lors des frappes, il a été introduit la notion de déformations
élastiques de la presse sur ses différents axes, axialement mais aussi angulairement. Dans les
normes allemandes consacrées au sujet (DIN 1986), les déformations élastiques axiales de la
presse selon I’axe Z et les déformations angulaires selon les axes X et Y sont considérées
(Figure 1-10). Les raideurs associées sont alors définies C;, Caa, et Cgs pour prédire les
déformations verticales et la rotation des éléments mobiles de la presse en connaissant les
efforts exerces.

Stofiel : Coulisseau

Tischplatte : Table

| Tischplatee )

Figure 1-10 Presse et systéme de coordonnée associé (DIN 1986)

Souhaitant aller plus loin dans la caractérisation du comportement des presses et formaliser
I’expression de la réponse élastique des machines, une autre étude propose un modele
(Chodnikiewicz et al. 1994) faisant intervenir la matrice de flexibilité associée a la machine,
notée FL dans I’équation (I-4). Pour (i,j) € {X ¥, Z}#, chaque coefficient A correspond a la
déformation axiale ou angulaire sur 1’axe i causée par un effort ou un moment appliqué sur
I’axe j. La connaissance de la matrice de flexibilité FL et du vecteur d’action A, regroupant les
efforts et les moments appliqués sur les différents axes, permet de déterminer le vecteur de
réaction R, correspondant aux déformations du systeme.

[ xx Axy Axz Axa Axs Axc |

Avx Avy Avz Ava Ave Avc
[FL] = Azx Azvy Azz Aza Azs Azc
Aax Aay Aaz Aaa Aas Aac
Apx Asy Az ABa AmB Anc
rAex Aoy Acz Aca Acs Acc

(R} =[FL]-{A} (-4)

Selon le type de machine considérée, certains paramétres de la matrice de flexibilité peuvent
étre déterminés ou considérés comme nuls en exploitant les symétries et les caractéristiques de
la presse. L auteur propose des matrices réduites dans le cas de presse hydraulique, de presse
mécanique et de presse a Vis.

3.2 Prise en compte des jeux

En observant des courbes représentant la déviation angulaire du coulisseau en fonction du
moment appliqué, Wagener et Schlott constatent que le comportement de la machine n’est pas
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purement linéaire (Wagener et Schlott 1989). En effet, au début du forgeage, aprés le contact
avec le lopin, une variation de la déviation angulaire trés importante peut étre observée pour
des efforts faibles, puis dépassé un certain seuil d’effort, le comportement devient linéaire
(Figure 1-11). Les auteurs attribuent cet écart aux phénomenes de rattrapage de jeux. lls
calculent alors une valeur qu’ils ajoutent a la déformation élastique permettant d’exprimer la
déviation angulaire du coulisseau comme la somme d’une déformation élastique et du
déplacement di au rattrapage des jeux.

1.5
o SPECIMEN 1] POSITION OF
/o) 2 — SPECIMEN :
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Figure 1-11 Déformation angulaire en fonction du moment appliqué dans le cas d’'une presse mécanique pour
différentes valeurs de jeu (Wagener et Schlott 1989)

Arentoft formalise ce raisonnement en reprenant les travaux de Chodnikiewicz (Arentoft et
al. 2000) : il reprend I’idée de la matrice de flexibilité et y ajoute un vecteur de jeux afin de
modeéliser les écarts en début de forgeage entre le modéle purement élastique et 1’expérience
(cf. équation (I-5)). Le modele obtenu prend alors en compte le comportement élastique et les
phénomenes de jeux de la machine dans chacune des directions, axialement et angulairement.

Ay Axx  Axy Axz  Axa Axe Axc | | Fx Wy
Ay Ayy  Ayy  Ayz  Aya  Avg  Aye Fy Wy

Az | iz Az Az dz Am Azc Fz L | w2 (1-5)
Ag | | Zax Ay Aaz faa Aa dac | | Ma o
Ag /ipx  Apy Az /a ‘e Apc | | Mp g
Ac icx  Acy  Acz Aca Ace Aec | [Me me

Comme pour la matrice de Chodnikiewicz, des hypothéses sur le systeme étudié permettent
de simplifier la matrice de flexibiliteé.

3.3 Discrétisation de la machine

Une machine est constituée d’une multitude de composants de géométries et de
caractéristiques mécaniques différentes, qui contribuent a la raideur globale de la machine.
Plusieurs auteurs proposent de discrétiser la machine et de la modeéliser comme une association
de ressorts représentant le comportement des composants considerés. Par la suite le terme
d’association est conservé pour définir la fagon dont sont reliés les composants.

Dans les travaux de Ou et Armstrong, deux types d’association entre composants sont
définis : série ou paralléle (Ou et Armstrong 2006). La disposition en série implique une
déformation totale égale a la somme des déformations de chaque élément, I’effort est quant a
lui identique pour chaque élément. En parallele, le comportement inverse est observe, les
déformations sont égales et les efforts s’additionnent. Le choix du type d’association est
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effectué¢ grace a I’étude géométrique de la machine et de I’emplacement ou les efforts sont
exercés. Selon le type d’association, le comportement de plusieurs ressorts de raideurs et de
jeux connus peut étre décrit par un ressort équivalent, auquel sont attribués une raideur et un
jeu gréace au Tableau I-1.

Tableau I-1 Caractéristiques du ressort équivalent selon le type d’association (Ou et Armstrong 2006)

Raideur Jeu
1 1
- 1 _yt 5, = Zs.
Série Kiq Zk" Eq i i
k;.8;
Paralléle kgq = Zki 8 =
i LYk

avec kiet 6 laraideur et le jeu du ressort i, keq et 6eq la raideur et le jeu du ressort équivalent.
Dans d’autres travaux (Croin et al. 2007), un modéle discrétisé pour une presse a vis est
proposé, la machine est décomposée en plusieurs éléments de raideur propre (Figure 1-12) a).
En définissant le type d’association, un modéle élastique équivalent du systéme est obtenu
(Figure 1-12 b)) permettant d’exprimer sa raideur globale a partir des équations du Tableau I-1.

(b)

kae

Figure 1-12 a) Schéma d’une presse a vis par friction b) Modele élastique associé (Croin et al. 2007)

Li et Hong proposent une vision énergétique du probléme pour 1’étude d’une presse a vis
(Li et Hong 1997). Ils s’intéressent a 1’énergie accumulée par la machine sous forme de
déformations élastiques et qui n’est donc pas transmise au lopin. Une presse a vis est discrétisée
en un assemblage de composants de raideurs propres, puis 1’énergie élastique totale du systéme
est définie, comme la somme des énergies élastiques accumulées par chacun des composants.
En négligeant les déformations aux interfaces, celles des huiles, et de la fondation, les auteurs
sont alors capables d’exprimer une valeur théorique de la rigidité de la presse.

Dans le cadre de I’emboutissage de toles sur presses mécaniques, Gropmann se limite a la
modélisation du comportement du coulisseau et de celui du coussin (GroBmann et al. 2013). Le
coussin est un appareil de contre-pression monté sur la table d’une presse qui, en exercant un
effort sur les périphéries du flan lors de ’emboutissage, évite 1’apparition de plis. Dans un
premier temps, il reprend le modéle proposé dans les standards allemands (DIN 1986), qu’il
enrichit en considerant la deformation axiale en X et Y, dans le plan perpendiculaire a I’axe de
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la frappe (Figure 1-13 a)). Il propose ensuite de considérer 1’¢lasticité du coulisseau (Figure 1-13
b)) : une distribution de ressorts sur les différentes faces du coulisseau traduit sa déformation
axiale et sa deformation angulaire. Il préconise I’utilisation de modeles adaptés a la
configuration de la machine (Figure 1-14 a)) et indique les relations correspondantes (Figure
I-14 b)) nécessaires a la détermination de la raideur de ces ressorts en fonction des raideurs
obtenues grace au modéle de type VDI (DIN 1986).

a b
) Az, -verfical ram path )
centre of gravity coupling
Y nodes fo
i ) P drivie ...
s
coupling
rigid no%gs i
i 4 L i wdance - [ .
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[ sheel melal ) -
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1 blank holder
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. punch
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Figure 1-13 Modele AFPM (Advanced Forming Process Model) appliqué au coulisseau d’une presse mécanique
(Gromann et al. 2013)
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Figure 1-14 a) Configurations possibles du systéme de commande et des structures du bati pour les presses a emboutir
b) Relation du modele AFPM selon le type de configuration (GroBmann et al. 2013)

Le méme raisonnement est développé pour le coussin de la presse (Gromann et al. 2013)
en distribuant des ressorts sur le dispositif (Figure 1-15). Une méthode standardisée est ainsi
obtenue pour les presses mécaniques d’emboutissage. La méthode s’adapte alors au type de
structure (frame structure) et a la configuration d’entrainement (drive configuration), en
permettant de décrire le comportement du coulisseau et du coussin.
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Figure 1-15 Modéle AFPM appliqué au coussin d'une presse a emboutir (GroBmann et al. 2013)

3.4 Synthése

Les différents modeles présentés dans cette section permettent de considérer 1’influence du
comportement de la machine sur le procédé de forgeage. Les phénomenes pris en compte sont
limités aux déformations élastiques et aux rattrapages de jeux dans le systeme {machine +
outillages}, lorsqu’il est sollicité par les efforts de forgeage. Selon les modéles, un degré de
complexité important peut étre atteint, en décrivant le comportement de différents éléments,
soit en passant par un modele équivalent, soit en modélisant leurs comportements a partir de
modeles indépendants. Cependant, ce type de modeles étant initialement développé pour des
machines aux vitesses de travail faibles, ils ne permettent pas la prédiction de I’énergie amortie
et ne peuvent pas expliquer les vibrations de la structure. Dans les sections qui suivent, les
particularités des machines de forgeage pilotées en énergie sont étudiées, en commencant par
la phase d’accélération des éléments en mouvement.

4. Accélération des éléments en mouvement dans la machine

Comme expligué en section 2.2.3, les machines de forgeage pilotées en énergie exploitent
I’inertie de masses projetées a une certaine vitesse pour déformer une piece. L’accélération de
la ou des masses peut étre réalisée de plusieurs maniéres : par gravité pour les pilons simple-
effet ou bien par 1’action d’une force extérieure pour les pilons double-effet et les pilons contre-
frappe. Pour les premiers, le comportement de la masse tombante peut étre décrit par un modele
de chute libre complété ou non par la modélisation des phénomenes de frottement. Pour les
seconds, le mécanisme de fonctionnement fait intervenir un systéme d’entrainement pour
contrdler la pression appliquée sur le piston qui agit sur la masse supérieure.

4.1 Modélisation de ’accélération des éléments en mouvement

Les pilons double-effet ou contre-frappe sont pilotés par des systemes hydropneumatiques
constitués de différents €léments qui apportent 1’énergie nécessaire et la distribuent pour mettre
en mouvement la masse supérieure. La Figure I-16 présente I’exemple d’un systéme
hydropneumatique associé a un pilon double-effet (Zhang 2013a). Chaque élément a ses
propres caractéristiques, influencant 1’efficacité du processus d’accélération, de plus
I’interaction entre les éléments a aussi un impact sur le fonctionnement de tout le systéme. Les
différents organes du dispositif doivent étre pilotés, soit manuellement par un opérateur, soit
par systéme informatique afin d’assurer les frappes.
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1. hydraulic o1l tank 2. hydraulic pump 3. motor 4. relief valve
5. throttle valve 6. accumulator 7. blow valve 8. piston 9. piston rod
10. hammer head 11.the upper mold 12. the nether mold 13. base

Figure 1-16 Schéma annoté du systéeme hydropneumatique d’un pilon double-effet (Zhang 2013a)

Pour un marteau pilon double-effet & combustion, un micro-ordinateur a été développé pour
contrdler le cycle de combustion et la pression appliquée sur le piston solidaire de la masse
tombante (Lee et Tobias 1985). Une instrumentation de la chambre de combustion permettant
de mesurer la pression et la température a été réalisée. A partir de ces données, 1’ordinateur
permet une meilleure maitrise de 1’énergie de la frappe qu’une commande au levier par un
opérateur en s’adaptant aux conditions dans la chambre. Grace au micro-ordinateur, une
amélioration des performances de pilon avec une augmentation de 20% de I’énergie de la frappe
peut étre atteinte. D’autres études s’intéressent a la fagon dont 1’énergie est consommée lors de
la phase d’accélération de la masse tombante, afin de calculer 1’énergie non-utile & sa mise en
mouvement (Hongtang et Bufang 2003). La comparaison de I’efficacité d’un systéme
d’entrainement de la masse tombante d’un marteau pilon a vapeur par rapport a un systéme
d’entrainement d’un pilon dit électrohydraulique a été réalisée. Pour le marteau pilon a vapeur,
I’auteur étudie 1’énergie perdue a différentes étapes du processus d’entrainement de la masse :
lors de la chauffe pour I’obtention de la vapeur et durant le transport de la vapeur jusqu’a la
chambre du piston du pilon. Différentes sources de perte d’énergie sont identifi¢es : les pertes
énergétiques durant la chauffe, les fuites au niveau des valves ainsi que les phénomenes de
condensation et de friction. Le pilon électrohydraulique présente alors un intérét pour la
réduction de la consommation d’énergie lors de la phase d’accélération de la masse. Un modele
du systeme d’entrainement de la masse tombante d’un pilon piloté hydrauliquement est proposé
pour la prédiction de la vitesse et du déplacement de la masse (Zhang 2013b). Ce modeéle est
mis en place pour améliorer le contrdle de la cinématique de la masse tombante et optimiser sa
vitesse a I’impact afin d’augmenter 1’efficacité du processus d’accélération. Toujours pour des
pilons pilotés hydrauliquement, le contréle de I'énergie de la frappe et la robustesse du
mécanisme d'entrainement ont été ameliorés avec la proposition d’un nouveau design de
distributeur électromagnétique a vannes inversibles (Zhu et al. 2018).

4.2 Observations expérimentales du déplacement des éléments en mouvement

Dans la littérature, d’autres études s’intéressent a 1’accélération des masses et a 1’énergie
cinétique disponible pour la déformation du lopin, mais cette fois a partir d’études
expérimentales. Avec 1’aide d’une caméra rapide, la vitesse a I’impact a été déterminée pour le

forgeage d’un lopin en cuivre avec un pilon contre-frappe (Galdos et al. 2014). Connaissant les
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masses supéricure et inférieure, il a alors été possible de calculer 1’énergie cinétique disponible
au moment de I’impact avec le lopin. L’énergie plastique transférée au lopin a été calculée a
partir des géométries initiales et finales du lopin et d’une loi rhéologique associée au cuivre.
Les résultats ont montré que 1’énergie cinétique des masses a I’impact pondérée par le
rendement du pilon est égale a 1’énergie plastique transmise au lopin. Une démarche similaire
a eté réalisée, toujours pour un pilon contre-frappe ou le déplacement des masses et la vitesse
d’impact ont été mesurés grace a un systéme de stéréovision (Chen et al. 2019). Cette
technologie permet de s’affranchir des problemes liés aux vibrations et rend possible la mesure
du déplacement des masses tout au long de leurs courses, en garantissant la justesse de la
mesure.

Tripod

Aluminum beam

Figure 1-17 Montage du systéme de stéréovision pour la mesure de vitesses d’impact sur pilon contre-frappe (Chen et al.
2019)

Le méme principe de mesure a été appliqué dans le cas d’un pilon simple-effet, ou une
caméra rapide a éte utilisée pour suivre le déplacement de la masse tombante et déterminer la
vitesse a I’impact (Yoneyama et al. 2018). Le suivi du déplacement des masses est poursuivi
durant la déformation du lopin, ce qui permet d’obtenir la hauteur du lopin durant la mise en
forme. Gréce aux outils de mesure actuels, il est possible de mesurer le déplacement des
¢léments en mouvement durant la phase d’accélération et méme durant la déformation du lopin
au vu des fréquences d’échantillonnage qui peuvent étre atteintes. De plus, la mesure par caméra
présente 1’avantage d’étre un moyen de mesure externe qui ne perturbe pas le systéme et qui ne
nécessite pas la réalisation de travaux sur la machine. Les méthodes présentées ont été
développées en paralléle des travaux de thése. Ainsi, une méthodologie propre a cette étude a
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¢té mise point pour la mesure de déplacements et le calcul de vitesses d’impact durant une
frappe sur un marteau pilon. Cette méthode sera présentée en détail en chapitre I1l.

4.3 Synthese

Avec les modéles présentés dans cette section, 1’objectif est de déterminer ou d’optimiser
la part de I’énergie fournie a la machine qui est exploitée pour I’accélération de la ou des masses
du pilon. Ainsi, il est possible d’évaluer I’efficacité du systéme d’entrainement de la machine
et d’en déduire 1’énergie cinétique disponible a I’impact. Les méthodes expérimentales
permettent de déterminer la vitesse des masses a 1’impact et d’obtenir 1’énergie cinétique
disponible, de cette maniere, la modélisation de la phase d’accélération n’est pas nécessaire.
Par ailleurs, durant la déformation, plusieurs phénomenes sont en concurrence pour la
consommation de I’énergie introduite qui n’est pas transmise en intégralité¢ au lopin, I’énergie
stockée par la machine en déformations élastiques peut notamment étre citée (cf. section 3).
L’efficacité totale, définie comme étant le rapport de 1’énergie transférée a la billette sur
I’énergie fournie a la machine, n’est donc pas confondue avec D’efficacité du systéme
d’entrainement. Ayant montré qu’il est possible de déterminer 1’énergie cinétique disponible a
I’impact par une mesure de vitesse, il est possible de découpler le probléme de 1’accélération
des masses de celui de la mise en forme. Dans les travaux qui sont présentés dans ce manuscrit,
la consommation de 1’énergie durant la phase de déformation du lopin est étudiée. Dans le but
de déterminer I’efficacité du processus de forgeage, correspondant au rapport de I’énergie
transmise a la billette sur 1’énergie introduite pour la frappe.

5. Phénomenes acoustiques durant le procéde de forgeage

Considérer le comportement €lastique des machines permet d’expliquer une part des pertes
énergétiques ayant lieu lors de la déformation du lopin, pour des presses travaillant & des
vitesses de frappe relativement faibles. Cependant, pour les machines dont les parties mobiles
se déplacent a des vitesses plus élevées, d’autres phénomenes apparaissent et tendent a
augmenter les pertes énergétiques du procédé, par des mécanismes de dissipation (frottements
fluides, frottements par friction, émissions d’ondes...). Cette partie s’intéresse aux ondes
acoustiques émises lors du processus de forgeage, résultant de la dynamique du systéeme. Les
origines précises de ces ondes sonores sont déterminées, afin d’en évaluer I’impact sur I’énergie
consommeée durant une frappe.

5.1 Sources d’émission d’ondes sonores

Quatre sources d’émissions d’ondes sonores sont identifiées sur un marteau pilon (Richards
et al. 1983) : I’accélération de la table et de la masse tombante, I’expansion transversale du
lopin, I’air déplacé par les éléments en mouvement de la machine et les vibrations de la
structure.

Durant la mise en forme, les surfaces de la table et de la masse tombante se déforment
¢lastiquement créant une variation de pression avec 1’air en contact d’une période équivalente
a celle du choc et uniqguement pendant la durée du choc. L’amplitude de I’onde est liée a 1’effort
maximal et a la durée du choc, ce type d’ondes est d’autant plus prédominant sur le bruit total
émis, que le choc est élastique, c’est-a-dire bref avec des efforts élevés. Des tentatives de
modélisation de ce phénomene existent dans le cas de pilons (Hodgson 1976) ou de problémes
plus généraux (Akay 1978).
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Le lopin subit aussi une accélération qui produit une onde sonore lors de la frappe. Pendant
la déformation, son expansion transversale engendre une expulsion d’air et une onde sonore
d’une durée environ égale a celle du choc. L’effort, la surface de contact et la rigidité
transversale du lopin conditionnent la nature de 1’onde. Hodgson et Bowcock ont travaillé sur
la modélisation de ce probléme, ils ont proposé de résoudre 1’équation d’onde lors de la
déformation d’un lopin pour déterminer la nature et I’intensité de 1’onde émise (Hodgson et
Bowcock 1975).

L’air déplacé par les parties mobiles lors de I’accélération a aussi un rdle dans les ondes
sonores ¢émises pendant le forgeage. Selon leurs formes, les outils peuvent emprisonner de 1’air
dans leurs cavités et I’accélérer jusqu’a des vitesses supersoniques. Il est possible de modéliser
ce phénoméne mathématiquement grace aux équations de la dynamique des fluides, une fois
les vitesses de déplacement connues. Ces ondes sonores atteignent des vitesses tres élevéees
pendant un laps de temps trés court, de I’ordre de 5 ms. Cependant, ces ondes sont fortement
amorties avec 1’éloignement de la source d’émission, suivant une loi exponentielle. A titre
d’exemple, la vitesse est divisée par dix en s’éloignant de 44,45 mm pour un pilon CECO 60FD
¢quipé d’un outil de diamétre 230 mm dans une expérience présentée par Richards (Richards
et al. 1983). Un opérateur trés proche de la machine peut ressentir 1’effet de 1’accélération de
I’air, mais a une certaine distance du poste de travail, ’onde devient imperceptible ce qui
conduit souvent a négliger ce phénomene.

Enfin, les vibrations de la structure de la machine sont aussi a 1’origine d’émissions d’ondes
sonores. Ces vibrations ont un effet prédominant par rapport aux autres effets, excepté lors de
chocs élastiques ou 1’accélération de la table et de la masse tombante ont un réle important
(Richards et al. 1983). L’excitation de la machine lors du choc implique une accumulation
d’énergie sous forme de déformations élastiques dans les différents composants de la presse.
Pendant et aprés le choc, cette énergie est restituée sous forme de vibrations mécaniques aux
fréquences propres respectives des composants, et ces vibrations sont en partie converties en
ondes sonores. L’effort appliqué, la conception de la machine et les matériaux utilisés pour ses
composants ont notamment un role dans la nature de ces ondes. Partant d’études antérieures sur
le comportement mécanique d’un pilon, Vajpayee propose un mode¢le reliant linéairement
I’énergie perdue dans la déformation élastique de la structure et I’énergie acoustique stockée
dans les ondes sonores émises, grace a un coefficient de proportionnalité noté & (Vajpayee et
al. 1982). En considérant la machine comme un point ponctuel d’émission d’ondes, il parvient
a exprimer la pression sonore comme une fonction lin€aire de I’effort appliqué ou le coefficient
de proportionnalité est calculé a partir de la densité de ’air, la vitesse du son, des géométries
du microphone, de sa distance par rapport a la machine et de 6. Le lien étant fait entre effort et
pression sonore, Vajpayee utilise un modele mecanique pour prédire les efforts et obtenir ainsi
un modéle decrivant les ondes sonores émises.

D’autres auteurs ont mis en place des approches empiriques, basées sur des mesures
d’intensités sonores réalisées durant des frappes, pour comprendre le role de chaque élément de
la machine dans 1’émission d’ondes sonores. Trethewey et Evensen ont développé une méthode
basée sur la technique des spectres résiduels pour analyser les ondes sonores émises par un
pilon (Trethewey et Evensen 1981, 1984). Les accélérations de certains eléments de la presse
ayant un impact sur le son perc¢u par 1’opérateur sont considérees (Figure 1-18). A partir de
transformées de Fourier des signaux sonores mesurés et de la méthode de minimisation, les
auteurs parviennent a obtenir la contribution de chaque élément au son total mesure.
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Figure 1-18 Technique des spectres résiduels appliquée a un pilon simple-effet (Trethewey et Evensen 1981)

5.2 Synthése

La littérature met en avant quatre sources d’émission d’ondes sonores lors du forgeage sur
marteau pilon, cependant parmi ces sources seules la soudaine accélération du marteau et de la
table, ainsi que les vibrations de la structure contribuent significativement au bruit total émis.
Les vibrations de la structure de la machine ont un impact majeur quel que soit le type de frappe,
tandis que les ondes émises du fait de I’accélération de la masse tombante et de la table, ont une
influence uniquement dans le cas de chocs élastiques. Dans ces deux cas, 1’énergie transportée
par les ondes acoustiques provient de 1’énergie transmise a la structure sous forme de
déformations élastiques restituées en déplacements qui génerent les ondes sonores. Cette
restitution a lieu a la fin de la frappe lorsque les déformations élastiques de la structure sont
relachées, mais elle peut aussi se produire durant la déformation, si des modes vibratoires de
périodes inférieures au temps du choc sont excités. Les autres sources d’émission d’ondes étant
négligeables, il n’est pas nécessaire de considérer les phénomenes acoustiques pour la
prédiction de I’efficacité du processus de mise en forme, si le comportent vibratoire de la
structure est connu.

6. Prise en compte des effets dynamiques dans la modélisation des
machines de forgeage

L’objectif de cette partie est d’identifier les pertes énergétiques liées a la dynamique des
machines de forgeage et de comprendre leur comportement vibratoire. Dans un premier temps,
la modélisation d’un systeme dynamique lors d’une frappe est étudiée au travers de deux
méthodes : une premiére macroscopique issue de la théorie des chocs et une seconde basée sur
la construction d’un modéele rhéologique. Une fois les outils présentés, leur mise en ceuvre dans
la littérature pour la modélisation des machines de forgeage est étudiée.

6.1 Physique d’un systéme dynamique
6.1.1 Phénomeéne de restitution selon la théorie des chocs

Les machines de forgeage pilotées en énergie sont susceptibles d’atteindre des vitesses de
frappe élevées, supérieures a 9 m/s pour certains pilons (section 2.2), conduisant a des temps
de contact extrémement brefs. Lorsque durant ces contacts, la mesure des grandeurs de forgeage
est impossible, I’utilisation d’un modele macroscopique issu de la théorie des chocs peut étre
envisagee pour décrire le comportement du systeme. Un choc est défini comme I’intervalle de
temps ou les deux projectiles sont en contact.

Afin d’introduire les concepts de la physique des chocs, le choc ponctuel entre deux billes
est étudie. Deux billes S et S’ de masses m et m’ projetées I’une vers I’autre selon 1’axe X sont
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considérées. Les deux billes entrent en contact a 1’instant t; ou leurs vitesses respectives sont vy
et v1 . La fin du choc est définie a I’instant to, lorsque les deux billes ne sont plus en contact,
elles se déplacent alors aux vitesses vz et v2’. Le choc est schématisé aux instants ti et t> en
Figure 1-19.

Avant choc Apres choc
I
[
i

X! X

|

s s i s s

t i t2

Figure 1-19 Schématisation d 'un choc ponctuel entre deux billes au début et & la fin du contact

A partir de la conservation de la quantité de mouvement et de I’énergie cinétique, la
dynamique du systéme {S, S’} peut étre décrite grace aux équations (I-6) et (I-7).

1-6
m.|v,| + m'. v, = m.|v, | + m'. V] (1-6)

1-7
[v,] = [v'5] = V1] = 04 (-7)

Néanmoins, 1’hypothése de la conservation de 1’énergie cinétique du systeme {S, S’} est
inexacte, il existe des phénoménes conduisant a la dissipation d’énergie lors du choc (Acary et
Brogliato 2004 : chap. 2.1.2) :

e Le comportement inélastique des matériaux : plasticité, viscosité, endommagement et
rupture.

e Le comportement inélastique des interfaces : frottement, usure.

e L’¢énergie dissipée par les ondes €lastiques et les émissions acoustiques.

Afin de quantifier globalement ces pertes, le coefficient de restitution ¢ est introduit, il est
défini généralement dans la littérature (Wood et Byrne 1981 ; Brach 1989 ; BROSSARD Jean-
Pierre 1997 ; Harris et Piersol 2002) tel que dans I’équation (I-8).

v, — vy =& (W, —v) (I1-8)

Ce coefficient est habituellement déterminé de maniére expérimentale, plusieurs valeurs de
& sont proposées pour des matériaux différents (BROSSARD Jean-Pierre 1997). Il existe tout
de méme des tentatives de prédiction du coefficient de restitution avec des modéles
rhéologiques ou bien des modéles physiques issus de la théorie du contact de Hertz (Acary et
Brogliato 2004).

Certains auteurs préferent une définition du coefficient de restitution indépendante des
pertes dues a la friction et qui prend uniquement en compte les dissipations internes du procéde.
Une autre définition du coefficient de restitution (Equation (1-9)) adoptant une vision
énergétique et considérant seulement les phénomenes inélastiques au sein du matériau peut étre
retrouvee dans la littérature (Stronge 1991).

W (1-9)
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avec W¢, et W', respectivement le travail de 1’effort pendant la phase de compression et la
phase de relaxation du choc. En ne s’intéressant qu’a 1’état initial et a 1’état final du systéme,
une approche macroscopique du choc est intéressante. Cependant, pour décrire les phénomenes
ayant lieu durant le choc, cette approche n’est plus adéquate. C’est pour cette raison qu’une
autre méthodologie est présentée dans la section suivante.

6.1.2 Modeles rhéologiques

La prédiction du comportement dynamique d’un systéme mécanique passe en partie par la
compréhension de son comportement vibratoire. Pour cela, le systeme est modélisé grace a des
« briques rhéologiques » qui traduisent deux phénomenes (BOUDET 2003) :

e Le caractere conservatif du systéme, accumulant de I’énergie sous forme d’énergie
potentielle, et modélisé par des ressorts linéaires.

o [L’effet dissipatif, cédant une partie de I’énergie du systéme au milieu extérieur par des
frottements fluides, solides ou des dissipations structurales. Cet effet est modélisé par
des amortisseurs.

L’association de « ces briques » est ensuite réalisée, en série ou en paralléle, afin d’obtenir
un modele traduisant le comportement des éléments du systéme. Certaines combinaisons sont
couramment utilisées dans la littérature (Chevallier 2012 : chap. 1.3.1 ; Hammami 2014 : chap.
2.2.3). Le modeéle de Kelvin-Voigt, pour les matériaux viscoélastiques, est le plus représenté, il
consiste en 1’assemblage d’un amortisseur et d’un ressort en paralléle (Figure 1-20). Ce modele
permet une résolution rapide des équations, cependant, il n’est adapté qu’a des bandes
d’excitations fréquentielles étroites.

5,
K/N /N
-— h, S
T, T,
c [m 1
i

Figure 1-20 Modéle de Kelvin-Voigt (Chevallier 2012)

Pour une étude sur des bandes de fréquences plus élevées, des modeéles comme celui de
Zener et de Maxwell généralisé sont a privilégier (Figure 1-21). lls permettent de traduire
correctement le comportement vibratoire de systemes soumis a des oscillations forcées.

Figure 1-21 a) Modéle de Zener b) Modéle de Maxwell généralisé (Chevallier 2012)

Dans le cas du forgeage, le systéme n’est pas soumis a des oscillations forcées mais a un
effort qui croit avec le déplacement des outils. Les oscillations qui peuvent étre observées sont
dues aux modes propres du systeme {machine + outillages}. Ainsi, le systeme de Kelvin-Voigt
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est suffisant pour la représentation des phénomenes ayant lieu durant la mise en forme, c’est
pour cette raison que les modéles de machines proposés dans la littérature sont principalement
composés d’associations de systémes de Kelvin-Voigt.

Lors de son fonctionnement, la machine met en mouvement plusieurs éléments, ainsi en
paralléle de 1’énergie accumulée sous forme d’énergie potentielle, les énergies cinétiques des
¢léments de la machine participent a la conservation de 1’énergie totale du systeme. Des masses
sont introduites dans le modéle pour décrire le comportement du systeme {machine +
outillages} et prendre en compte 1’énergie cinétique emmagasinée. Une fois I’enchainement des
masses, des amortisseurs et des ressorts défini, il est alors possible d’appliquer les principes de
la mécanique (principe fondamental de la dynamique, théoréme de 1’énergie cinétique) pour
obtenir les équations du mouvement.

6.2 Modélisation du comportement d’'une machine de forgeage comme systeme
oscillant amorti

Plusieurs modeles dynamiques ont été proposés dans la littérature pour considérer
I’influence du comportement de la structure de la machine sur le procédé de forgeage.
Différents modéles faisant intervenir des éléments internes a la machine ou bien externes,
comme les fondations, ont été proposés. Plusieurs de ces modeles sont présentés dans les
sections qui suivent, par nombre de degré de liberté croissant. Ce nombre de degré de liberté
correspond au nombre de masses du modele.

6.2.1 Modélisation de [’enclume et de la masse tombante

Pour expliquer la dynamique d’un pilon simple-effet, un modele a un degré de liberté est
proposé : il est constitué d’une masse et d’un ressort pour traduire le comportement de la
structure lors de la frappe (Tobias 1985). Un schéma du systeme est présenté en Figure 1-22.
Le comportement du lopin est considéré a travers 1’application d’un effort F sur la masse
tombante m; en fonction de 1’écrasement du lopin h qui décélére la masse lors de la frappe.
L’effort de forgeage est aussi appliqué sur le ressort situé¢ en dessous du lopin, traduisant les
déformations élastiques de toute la structure. A t=0, la masse m; est en contact avec le lopin et
une vitesse d’impact v lui est associee.

35



MOVING MASS ~-} m v,

Figure 1-22 Modélisation a 1 degré de liberté non amortie d’un pilon simple-effet (Tobias 1985)

A partir de I’application du principe fondamental de la dynamique, il est possible d’obtenir
I’équation du mouvement du systéme (I-10). L’équation (I-11) est la relation reliant la
déformation du ressort km a 1’effort appliqué par le lopin.

m;.j = —F(h) (1-10)

kp.s = F(h) (I-12)

avec y le déplacement de la masse m; par rapport a sa position a t=0, s I’allongement et km
la raideur équivalente associée au ressort. Dans cette étude, ’effort F est modélisé par une
fonction linéaire qui croit avec I’écrasement du lopin. Avec ce mode¢le, I’influence de la vitesse
de frappe sur I’effort maximal simulé et sur ’efficacité du processus de forgeage a pu étre
étudiee.

Ce modele est ensuite complété par une seconde masse, le modele obtient alors un degré de
liberté supplémentaire pour considérer la dynamique de I’enclume du pilon (Vajpayee et al.
1979). L’enclume des pilons est construite sur un systéme d’amortissement qui permet de
limiter la propagation des ondes mécaniques au voisinage de la machine. Pour considérer les
effets d’amortissement dus a ce systéme, un amortisseur est ajouté au modele en paralléle du
ressort qui relie I’enclume au bati (Vajpayee et Sadek 1977). Apres sollicitation, le systéme
retrouve alors sa position d’équilibre, les oscillations ne perdurent pas indéfiniment, ce qui est
en concordance avec les observations expérimentales. Le modele a deux degrés de liberté avec
un amortisseur est présenté en Figure 1-23.

AT S

Figure 1-23 Modélisation a deux degrés de liberté amortie d’'un pilon simple-effet (Vajpayee et Sadek 1977)
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En augmentant le nombre de degré de liberté du systéme, le nombre d’équations du
mouvement augmente. Ces équations sont écrites dans le cas du modele a deux degrés de liberté
en équation (I-12) et (I-13).

m.y = —F;(h) (-12)

M.% + c.% + K.x = F;(h) (1-13)

avec m et M respectivement la masse du marteau et la masse de I’enclume, Fi I’effort de
réaction du lopin, ¢ le coefficient d’amortissement et K la raideur associée au systéme
d’amortissement. Un systéme d’équations différentielles est alors obtenu. Les effets de
plusieurs types de sollicitation, représentant des opérations de forgeage différentes, sont évalués
en imposant différents profils d’effort de forgeage Fi. Puis I’effort de réaction du lopin F; est
exprimé grace au modeéle de Siebel (Vajpayee et al. 1979) calculant 1’effort en fonction de
I’écrasement du lopin, lui-méme déduit du déplacement des masses m et M. Ce modéle a alors
permis d’étudier I'influence des parameétres opératoires et des parameétres du modele sur la
prédiction de plusieurs grandeurs de forgeage et de 1’efficacité du processus.

6.2.2 Prise en compte du comportement des fondations

Par ailleurs, des études se sont intéressées a 1’influence de la fondation du pilon sur le
procédé de forgeage. C’est le cas de Vajpayee et Sadek qui proposent un modele a trois degrés
de liberté, constitué de trois masses et deux ressorts (Vajpayee et Sadek 1978) et dont une
représentation est donnée en Figure 1-24. Par rapport aux études précédentes, une masse est
ajoutée et le couplage entre les masses M1 et M2 via le ressort K est réalisé.
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Figure 1-24 Modele d'un pilon a trois degrés de liberté considérant le comportement de la fondation

D’autres auteurs se focalisent exclusivement sur le comportement du systeme enclume-
fondation (Novak et El Hifnawy 1983 ; Novak 1983), le pilon lui-méme n’est plus représenté
dans la modélisation, seule son action sur I’enclume est prise en compte. Selon les pilons, la
fondation qui supporte la machine peut étre constituée d’un ou plusieurs éléments pouvant
entrer en mouvement pendant la frappe. Pour cette raison, des modéles représentant le
comportement du systéeme enclume-fondation avec des degrés de liberté différents ont été
proposés, ces modeles sont présentés en Figure 1-25. Comme pour les modeles précédents,
I’application du principe fondamental de la dynamique permet d’écrire les équations du
mouvement dans un systéme d’équations différentielles. Cette étude différe dans la fagon
d’imposer les conditions aux limites : ici ce n’est pas un signal d’effort qui est imposé aux
masses, mais une vitesse initiale. Cette vitesse est calculée en négligeant 1’influence du lopin
durant la frappe, c’est-a-dire en supposant que la masse tombante impacte directement
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I’enclume. La vitesse de I’enclume apreés 1a frappe est alors obtenue selon la théorie des chocs
(cf. section 6.1.1).

, HEAD ﬂ] Mo 0 mo
HEAD ) m, : P
i ANVIL Tv. Tv,
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Figure 1-25 Modéle pour la fondation d'un pilon a a) 1 degré de liberté b) Deux degrés de liberté c) Trois degrés de
liberté (Novak et El Hifnawy 1983)

Les auteurs proposent une résolution analytique du probléme a partir d’approximations des
équations du mode¢le, dans le cas d’un systéme a deux degrés de liberté. Ils étudient ensuite
I’impact de la variation des parameétres sur I’allure des courbes de déplacement des masses. Les
déplacements des masses 1 (enclume) et 2 (fondation du pilon) sont tracés pour un jeu de
parameétres donneé en Figure 1-26. Deux modes de vibrations dus aux deux masses considérées
sont mis en évidence. Les déplacements s’expriment comme la somme de deux sinusoides
amorties : celle du premier mode vibratoire de courte fréquence et de grande amplitude et celle
du deuxieme mode, d’amplitude faible et de fréquence élevée. Pour un modeéle a trois degrés
de liberté, une vibration supplémentaire apparaitrait et correspondrait a une troisiéme sinusoide
qui s’ajouterait a I’expression des déplacements.
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Figure 1-26 Déplacement de la fondation et de I'enclume pour un modéle a deux degrés de liberté (Novak 1983)

Par ailleurs, la détermination de la raideur et de I’amortissement des fondations est réalisée
a partir de méthodes issues du génie civil et en exploitant les géometries des composants et les
matériaux utilisés pour la construction de la fondation (Novak 1983). En ce qui concerne le
systeme reliant ’enclume a la fondation, 1’auteur utilise les caractéristiques fournies par le
constructeur pour exprimer la raideur et I’amortissement.

Pour certaines machines, I’effort exercé sur la fondation peut étre excentré, dans ce cas, en
plus des phénomenes de translation, la rotation d’éléments de la structure peut étre observée.
Le sujet a aussi été traité et un modéle a trois degrés de liberté a été proposé pour décrire le
comportement de I’ensemble (Figure 1-27).
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Figure 1-27 a) Schéma d’un pilon a frappes excentrées b) Modele associé & un pilon a frappes excentrées (Novak et El
Hifnawy 1983)

Une fois la méthode de modélisation et de résolution des équations mise en place,
I’exploitation de ces modeéles a été réalisée. La réponse du modeéle de la fondation a différents
types de sollicitations en effort, correspondant a des profils typiques de forgeage, a été étudiée.
Par ailleurs la sensibilité du modeéle a la variation des parameétres a été analysée (EI Hifnawy et
Novak 1984 ; Chehab et EI Naggar 2004). Des investigations concernant le soulévement de
I’enclume et de la fondation ont été réalisées en modélisant la perte de contact entre les masses,
les ressorts et les amortisseurs du modéle (Harwood et Novak 1986). Une autre approche, basée
sur les équations d’ondes résolues numériquement, a permis de simuler le déplacement de
I’enclume (Chow et Yong 1993). Les résultats obtenus ont été comparés aux prédictions de
Novak et a des mesures expérimentales dans d’autres conditions. Dans les deux cas, les résultats
issus de la résolution des équations d’ondes concordent avec les valeurs comparées.

Les modeles présentés ci-dessus ont permis de mieux comprendre la réponse des fondations
d’un pilon lorsqu’elles sont sollicitées par des efforts de forgeage. Il devient ensuite possible
d’optimiser cette réponse pour limiter les nuisances au voisinage de la machine. Pour cela,
plusieurs études se sont intéressées a la conception du systeme d’isolation vibratoire des
fondations de la machine. C’est ainsi que les modeles introduits précédemment ont été
complétés par le modéle du dispositif limitant les vibrations, ce qui permet d’étudier la réponse
de ce nouveau modele, lorsqu’une sollicitation lui est imposée (Wang et Dong 2006). Les
parameétres du modele de 1’isolateur vibratoire sont alors optimisés pour limiter la propagation
des ondes mécaniques. Une autre étude compare 1’efficacité de ces systémes d’isolation grace
a une analyse numérique pour plusieurs types de fondations et des parametres différents pour
le modele de la machine (Chehab et EI Naggar 2003). Des pistes sont alors proposées sur la
pertinence d’installer un dispositif d’isolation vibratoire et sur la maniére de le concevoir pour
une machine donnée. Une démarche similaire a été appliquée pour étudier 1’influence du
renforcement du sol, supportant la fondation de la machine, sur les phénomenes de vibration
(Heidari et EI Naggar 2010). Les auteurs montrent que ce procédé peut étre complémentaire a
la conception d’un systeme d’isolation pour réduire les amplitudes des vibrations de la
fondation lors des frappes. Enfin, il est a noter que ce type d’analyse se développe aussi pour
des presses a vitesse de travail élevée (Zheng et al. 2011).

A travers ces études, I'importance du role de la fondation sur la propagation des ondes
mécaniques apres le forgeage a été mise en évidence. Ces ondes sont une source de nuisance
pour les opérateurs travaillant autour de la machine ou encore pour les riverains a proximité du
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lieu de production. C’est d’ailleurs ce dernier aspect qui a motivé la limitation de ces vibrations.
La mise en forme du lopin n’est pas modélisée dans ces études. En effet, la sollicitation du
modele de la machine passe par I’application d’un profil d’effort ou bien par la
transmission d’une vitesse initiale a I’enclume. Les phénoménes qui en résultent sont ainsi
postérieurs au forgeage du lopin et ne peuvent donc pas influencer 1’efficacité du processus de
mise en forme.

6.2.3 Considération des composants de la machine

Jusqu’ici, les composants propres des machines ont été modélisés en considérant seulement
la masse tombante et I’enclume, a travers le comportement de deux masses. Or, la structure des
machines de forgeage peut faire intervenir une multitude de composants, pouvant étre a
I’origine de phénomenes vibratoires. Afin de rendre compte de ces phénomenes dans le cas
d’un pilon de « laboratoire », Gregorian propose de décrire le comportement de la masse
tombante grace a deux masses (Gregorian et al. 1976). Il modélise la masse tombante en la
décomposant en deux parties reliées 1’une a I’autre par un systéme de Kelvin-Voigt (Figure
1-28). Par ailleurs, les phénomenes de friction entre les glissiéres et la masse tombante sont pris
en considération grace a I’effort F appliqué sur la masse Ma. De cette maniere, il est possible
de représenter les vibrations qui ont lieu au sein de la machine et d’en déduire I’impact sur le
procedé de forgeage.

Masse
tombante i |

Figure 1-28 Modéle a quatre degrés de liberté viscoélastique associé a un pilon (Gregorian et al. 1976)

Dans cette logique de prise en compte des effets élastiques et d’amortissement au sein de la
machine, un modele pour un pilon a cing degrés de liberté a été propose. Ce modeéle prend en
compte le comportement des fondations, de I’enclume, de la masse tombante, des colonnes et
de la traverse (Vajpayee et al. 1982). Tous les éléments sont en série, excepté la masse tombante
qui est en paralléle des colonnes supportant la presse (Figure 1-30).
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Figure 1-29 Modeéle a cing degrés de liberté viscoélastique série-paralléle (Vajpayee et al. 1982)

Le nombre d’équations du mouvement associé¢ au modele devient plus important lorsque le
degré de liberté du systeme augmente (1-14).

M5, + C%, — %) _-F
MyX, + Ki'xy = xg) + ColX; = %) + K,(x; = x3) + €%, = X3) = F,
Mixy = Ky'x; = x3) = Cy(%; = %3) + K3X3 + Ca%; -0 (I-14)
MXs = Kalxy = x4) = Cul¥; = %) + Klxy — X5) + Colxy — X5)=0
Mxs = Ks(xg — x5) = CylXy — Xs) =0.

Si le champ de recherche est élargi aux autres types de machines, une approche similaire a
été mis en place pour la modélisation des presses mécaniques (Zheng et al. 2012 ; Jia et Xu
2014). Les composants de la presse sont aussi modélisés a partir de masses, d’amortisseurs et
de ressorts mais des éléments comme le systéeme bielle-manivelle sont modélisés avec un
modele dédié, pour rendre compte des phénomeénes de pertes énergétiques dans la transmission
des efforts et des moments (Figure 1-30).
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Figure 1-30 Modélisation d'une presse mécanique avec prise en compte du comportement du systéme bielle-manivelle
(Zheng et al. 2012)
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Un des moyens de parvenir a une représentation plus fidéle des phénomenes ayant lieu
durant le processus de forgeage a donc été d’augmenter la finesse des modeles et de considérer
un nombre d’éléments plus important. Néanmoins, dans tous ces modeles les éléments
considérés dans la modélisation sont issus d’une analyse de la structure de la machine, le choix
des ¢léments pris en compte est alors arbitraire et a I’appréciation des auteurs. Or, augmenter
le nombre de degré de liberté du systéme n’implique pas nécessairement une amélioration des
prédictions du modele : certains éléments n’ont que peu d’impact sur le systéme et d’autres
peuvent étre « regroupés » a travers une seule brique rhéologique qui n’implique pas un degré
de liberté supplémentaire. Par ailleurs, les masses, les coefficients d’amortissement et les
raideurs sont obtenus a partir de la connaissance de la machine. Soit les coefficients sont
obtenus a partir de données fournies par le constructeur, soit ils sont calculés de maniere
théorique a partir des geométries et des matériaux des composants considérés.

6.3 Modeles éléments-finis et hybrides

Des modeéles avec des nombres de degré de liberté de plus en plus élevés ont été proposés
dans la littérature pour décrire le comportement des machines de forgeage. Néanmoins,
I’augmentation du nombre de degré de liberté des modeles implique un nombre plus élevé
d’équations a résoudre et de parametres a identifier pour réaliser les simulations avec le mode¢le.
Pour représenter tous les éléments constituant une machine, des modeles avec des centaines ou
des milliers de degré de liberté seraient nécessaires. Ainsi, I’approche multi-corps et la
modélisation éléments-finis exploitant un modele CAO de la machine ont été privilégiés pour
représenter cette complexité.

6.3.1 Modeles éléments-finis

Un modele éléments-finis basé sur un modele CAO d’une presse mécanique a été mis ceuvre
pour la simulation d’une séquence de forgeage multi-étapes (Krusi¢ et al. 2011). Ce type
d’opérations correspond au forgeage de plusieurs lopins lors de la méme frappe, gréce a
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plusieurs outils montés sur le méme outillage (Figure 1-31). Les efforts appliqués sont différents
selon les outils, ce qui peut produire des phénomenes de rotation du coulisseau lors d’une
frappe, ainsi des réglages importants sont souvent nécessaires avant d’obtenir un outillage
operationnel. Pour simuler une frappe, le modéle éléments-finis de la presse est couplé avec le
modéle éléments-finis décrivant le comportement des lopins lors du forgeage, permettant de
simuler I’opération de forgeage en considérant la rotation et I’allongement de la machine et des
outillages. En prédisant numériquement les geométries finales des lopins, il est alors possible
d’optimiser la réponse du mode¢le en travaillant sur les géométries des outils et éviter des temps
de réglage importants expérimentalement. Une autre analyse éléments-finis du comportement
dynamique d’une presse a été mis en place (Li et al. 2016) : les modes vibratoires et la réponse
du modéle en régime transitoire ont été déterminés par simulation et montrent une bonne
concordance avec les résultats expérimentaux obtenus par analyse modale.
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Figure 1-31 Illustration du forgeage multi-étapes (Krusic et al. 2011)
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6.3.2 Modeéles hybrides

La simulation éléments-finis avec un modéle représentant le comportement de la machine,
des outillages et du lopin permet une bonne prédiction des grandeurs de forgeage, mais au prix
d’un temps de calcul important. C’est pourquoi des modeles basés sur un couplage entre un
modele multi-corps et un modéle éléments-finis ont été mis en place dans le but d’optimiser le
temps de simulation. Le modele multi-corps permet, a partir d’'un modele CAO de la machine,
de considérer les masses et de définir les liaisons entre chacune d’entre elles. L’inertie de
chacun des éléments considérés est déterminée a partir des géométries et des masses
volumiques, tandis que les contacts sont définis par I'utilisateur. Dans les cas qui suivent, la
simulation eéléments-finis intervient pour simuler le comportement local de certains éléments,
soit du systeme {machine + outillages}, soit du lopin, afin d’améliorer la justesse des
prédictions. Cette approche a été jugée adéquate pour décrire le comportement vibratoire des
machines de forgeage car elle est adaptée a la simulation des vibrations qui ont lieu dans la
structure.

Cette méthode a été utilisée pour la modélisation d’une séquence de forgeage multi-étapes
avec une presse mécanique (Brecher et al. 2010) : I’intégralité de la machine est modélisée par
un modéle multi-corps et seul le comportement du lopin est décrit par un modele éléments-finis.
Les géomeétries finales de la piece sont prédites avec le modele éléments-finis idéal, ¢’est-a-dire
sans considération des déformations élastiques de la machine. Par ailleurs, la séquence est
simulée avec le mode¢le couplé pour cette fois prendre en compte I’influence du comportement
élastique de la structure. Le modeéle couplé prédit alors la rotation du coulisseau qui se répercute
sur la hauteur finale du lopin, ce qui montre la plus-value du modele couplé par rapport au
modele idéal ne prenant pas en compte ce phénomene. Une optimisation de la course des
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outillages et de leurs inclinaisons est ensuite réalisee grace a la simulation, afin de compenser
les phénomenes de rotation et d’allongement de la structure.

Dans le but d’étudier la rupture en fatigue des éléments d’une presse mécanique, utilisée
pour la découpe de tbles, un modéle hybride a été développeé : seulement certains éléments ont
été maillés par des éléments-finis comme I’excentrique, le coulisseau, le bati et les bielles
(Behrens et al. 2012). La simulation parvient a reproduire les cycles de fatigue auxquels les
composants de la machine sont soumis et a estimer un nombre de cycles avant rupture avec une
incertitude. Le nombre de cycles avant I’apparition d’amorces de fissures est ensuite estimé
expérimentalement, ce nombre est compris dans I’intervalle d’incertitude obtenu grace aux
simulations, validant ainsi la pertinence de la méthode et du modéle. Un modele hybride pour
le méme type de machines qui modélise le vilebrequin et la bielle par éléments-finis a été
proposé (Zheng et Zhou 2014). De plus, les phénomeénes de jeux entre le vilebrequin, la bielle
et le coulisseau sont considérés lors de la définition des contacts. Avec une étude purement
numérique, I’auteur met en évidence l’influence des jeux sur la réponse dynamique de la
structure de la machine.

Dans le cas d’une presse a emboutir, toute la structure a été modélisée avec un modele multi-
corps et seul I’outillage utilisé a ét¢ maillé pour décrire son comportement grace a une
simulation éléments-finis (Swidergal et al. 2014, 2015). La réponse du systeme sollicité en
effort a pu étre prédite par la simulation et les résultats comparés a des mesures de déplacements
et de vitesses durant une frappe, montrant la capacité du modele a prédire les vibrations de la
structure.

Les modeéles hybrides font intervenir plusieurs sous-modeéles représentant le comportement
des différents éléments interagissant ensemble durant le forgeage : la machine, les outillages et
la piece forgée. Ces modeles étant de différentes natures, c’est-a-dire issus de modélisations
éléments-finis ou multi-corps, il est souvent nécessaire de coupler plusieurs logiciels pour
simuler une opération de forgeage. Les différents types de couplage ont été identifiés puis
formalisés dans trois catégories (Brecher et al. 2009), ils sont présentés en Figure 1-32 :

-« Simulations séparees » ou « offline-coupling » : les simulations du comportement du
lopin et du comportement de la machine sont séparées. Les résultats de la simulation du
comportement du lopin sont les conditions aux limites de la simulation du
comportement de la machine et inversement.

-« Une seule simulation » ou « Model integration » : une seule et méme simulation
permet d’obtenir le comportement du lopin et de la machine.

-« Synchronisées en continu » ou « Co-simulation » : les deux simulations fonctionnent
séparément mais sont reliées par un logiciel tiers qui assure la synchronisation en
continu entre les résultats et les conditions aux limites de chacune des deux simulations.
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Figure 1-32 Les trois types de couplage identifiés entre modele de lopin et modéle de machine (Brecher et al. 2009)

6.4 Synthése

Dans cette section, les modeles dynamiques proposés dans la littérature pour décrire le
comportement des machines de forgeage ont été présentés. Différentes approches ont été
proposées : les modeles masses-ressorts-amortisseurs, les modeles éléments-finis et les modéles
hybrides. Certaines parties de la machine, des outillages ou bien des fondations sont considérées
ou non selon les modéles. Des couplages entre le modele du systéme {machine + outillages} et
un modele décrivant le comportement du lopin ont été proposes, afin de fournir une
représentation compléte du processus de forgeage.

Concernant les modéles éléments-finis et hybrides, ils permettent une bonne représentation
du processus de forgeage lorsque la conception de la machine et des outillages est bien connue.
Dans le cas ou ces informations ne sont pas disponibles, typiquement pour des installations
anciennes ou ayant subies plusieurs transformations, cette approche n’est plus applicable
directement et n’est possible qu’au prix de longues investigations.

Pour les modéles masses-ressorts-amortisseurs, ils peuvent étre d’un niveau de finesse
différents, en prenant en considération plus ou moins d’éléments. La difficulté est de réaliser
les bonnes hypotheses afin de considérer les éléments qui ont un impact significatif sur le
procedé de forgeage. Un nombre de degrés de liberté important n’est pas indispensable. En effet
tous les composants de la machine n’ont pas une influence significative sur le procédé et le
comportement de plusieurs composants peut étre modélis€ au travers d’une seule masse, d’un
seul ressort ou d’un seul amortisseur équivalent, le cas échéant. Il peut étre noté que toutes les
méthodes de modélisation sont basées sur une analyse de la structure et du fonctionnement de
la machine, ainsi le mode¢le résultant est en grande partie influencé par le jugement de 1’auteur.

/. Méthodes d’identification paramétrique

L’identification des parametres, nécessaire a 1’utilisation des modéles présente une certaine
difficulté d’un point de vue technologique. En effet, il est difficile de solliciter la machine de
maniere adéquate pour générer les déformations souhaitées. Dans cette section, plusieurs
protocoles exploitant démarches expérimentales et simulations pour I’identification des
parameétres des modéles sont passés en revue.

7.1 Sollicitation de la machine avec des dispositifs externes

Afin de produire les efforts nécessaires a la déformation de la structure de la machine pour
en déduire sa raideur, des appareils spécifiques ont été développés. Dans les travaux de Behrens
(Behrens et al. 2007), un protocole utilisant un dispositif permettant d’appliquer un effort
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contrélé sur une presse mecanique a été proposé (Figure 1-33). Placé sur la table de la machine,
le dispositif, constitu¢ d’un vérin hydraulique calibré, applique un effort sur la machine bloquée
au point mort bas. A chaque instant est connu 1’effort exerce sur la machine grace a un capteur
mesurant la pression dans le vérin. Pour mesurer les déformations du coulisseau et de la table
de la machine, des jauges de déformation sont disposées sur ces deux éléments. Les
déformations et les efforts ainsi obtenus, il est alors possible de calculer la raideur équivalente
de la machine. En excentrant le dispositif sur la table, des moments peuvent étre appliqués sur
le coulisseau de la machine, pour déterminer les raideurs en torsion. D’autres dispositifs
similaires existent dans la littérature (DIN 1986 ; Javadi et al. 2010). Avec ces méthodes, il est
possible de déterminer les paramétres des modéles ne considérant que le comportement
élastique des machines de forgeage dans des conditions statiques.

Sheet Metal Disc

Reference Plate

Steel Cylinders

Horizontal Movement
Compensator

Hydraulic Cylinder

Reference Plate

Sheet Metal Disc

Figure 1-33 Dispositif permettant I'application et la mesure d'un effort sur une machine de forgeage (Behrens et al.
2007)

7.2 Exploitation d’une frappe pour générer les efforts

Afin de se passer de dispositifs extérieurs, des protocoles ont été développés pour exercer
I’effort souhaité durant une frappe en utilisant le coulisseau de la machine comme pour le
forgeage d’une picce. Une premiere idée est de forger un lopin et de réaliser des mesures de
déplacement et d’effort durant la frappe, pour ensuite en déduire les raideurs de la machine
(Wagener et Schlott 1989). Pour étudier les phénoménes de torsion, il est possible d’excentrer
le lopin sur la table, de cette maniére, un moment est appliqué au coulisseau de la machine,
provoquant sa rotation. La méthode a été formalisée afin de déterminer les coefficients de la
matrice de flexibilité associée a la machine (cf. section 3.1) en la sollicitant dans différentes
configurations (Arentoft et al. 2000). Une illustration des positions ou peuvent étre placés les
lopins est présentée en Figure 1-34. Comme précédemment, le choix de la position du lopin
permet de générer des efforts ou des moments sur le coulisseau, produisant torsions et
allongements de la structure.
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Figure 1-34 Schéma du positionnement des lopins calibrés sur la table d 'une presse (Arentoft et al. 2000)

Afin de permettre des conditions de sollicitation différentes de la structure de la machine,
des outillages particuliers ont été développés (Chodnikiewicz et al. 1994). La frappe sur une
piéce est toujours exploitée, mais le point d’application et la direction des efforts sont controlés,
grace a I’outillage ou aux géométries du lopin.

D (g P ()

Figure 1-35 Conceptions d outillages permettant le controle des efforts appliqués sur la structure d’une machine de
forgeage

Par ailleurs, des dispositifs spécifiques ont été développés pour étre utilisables sur tous les
types de machines, sans utiliser de lopins (Arentoft et Wanheim 2005). Plusieurs types de ces
dispositifs existent, chacun permettant d’exercer 1’effort ou le moment voulu sur 1’axe souhaité.
La Figure 1-36 présente un appareil permettant d’obtenir un effort horizontal selon I’axe X ou
Y de la machine, en fonction de son positionnement. Grace a ces dispositifs, les coefficients des
matrices de flexibilité associées a deux presses hydrauliques et une presse mécanique ont pu
étre déterminés. Des outillages du méme type ont été développés pour une presse a vis dont les
montages et 1’instrumentation sont similaires (Ghiotti et Bariani 2007)
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Figure 1-36 Dispositif d'application d'effort horizontal (Arentoft et Wanheim 2005)

Dans la continuité des méthodes proposées avec des lopins, Behrens propose de remplacer
les lopins par des ressorts a gaz montés sur la table d’une presse mécanique (Behrens et al.
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2007). Comme pour forger une piece, une frappe est effectuée sur les ressorts a gaz, ce qui
permet de générer un effort sur le coulisseau de la presse, I’effort étant maitrisé grace au
controle de la pression dans les ressorts. De la méme fagon que pour les lopins, en travaillant
sur la position des ressorts, des moments ou des efforts peuvent étre appliqués sur les différents
axes de la presse.

En supposant que I’intégralité de 1’énergie cinétique a I’impact est transmise au bati d’une
presse a vis lors d’une frappe outil contre outil, il est possible de déterminer la raideur du ressort
équivalent modélisant le comportement de la presse (Durand et al. 2017, 2018). Par hypothese,
I’énergie stockée ¢lastiquement lorsque 1’effort est maximal correspond a 1I’énergie cinétique
introduite. A partir des relations des ressorts linéaires, il est alors possible de calculer la raideur
du ressort équivalent a partir de 1’énergie cinétique a I’impact et de 1’effort maximal mesur¢.

Il existe des différences dans la facon de procéder, pour ce qui concerne la mesure des
déformations. Dans les travaux de Arentoft, des lopins identiques, en plomb et ayant une
résistance mécanique a la déformation négligeable, sont disposés sur I’outil inférieur (Arentoft
etal. 2000). Aprés une frappe, les déformations de ces lopins sont comparées afin de déterminer
I’inclinaison du coulisseau durant la frappe (Figure 1-37).
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Figure 1-37 Illustration de la mesure de I'inclinaison du coulisseau avec la méthode des lopins en plomb (Arentoft et al.

2000)

Par ailleurs, des jauges de déformation collées sur le coulisseau et la table de la presse
peuvent aussi étre utilisées et ont I’avantage de fournir une acquisition de la déformation au
cours du temps (Chodnikiewicz et Balendra 2000 ; Arentoft et Wanheim 2005). Enfin,
I’amélioration des techniques d’acquisition d’images a permis I’utilisation de caméras pour
mesurer des déformations élastiques. Brecher enregistre les déformations du coulisseau d’une
presse mécanique, grace a un systéeme de suivi de points en trois dimensions, utilisant un
dispositif optique binoculaire. Comme avec les jauges, une acquisition tout au long de la frappe
est obtenue, mais 1’avantage est ici d’avoir un moyen de mesure externe ne nécessitant pas de
travaux sur la machine (Brecher et al. 2010). Avec un moyen de mesure similaire, la
déformation des montants d’une presse a vis a ét€¢ mesurée durant une frappe sur un lopin
(Durand et al. 2017, 2018). Un capteur intégré a la presse a permis d’obtenir 1’effort appliqué
sur les montants, il a alors éte possible de calculer leurs raideurs.

7.3 Détermination des raideurs grace a la simulation éléments-finis

Dans le but de s’affranchir de la réalisation d’essais et de pouvoir exercer des efforts
impossibles a reproduire par I’expérience, plusieurs auteurs se sont intéressés a la simulation
éléments-finis pour déterminer la raideur de leur presse. Dans les travaux de Lu et Ou, le modéle
CAO simplifié d’une presse a vis a été réalisé (Figure 1-38), puis en utilisant un logiciel
éléments-finis, des efforts ont été appliqués a la presse et les déformations élastiques de la
machine ont été calculées (Ou 2006 ; Lu et Ou 2012). Les raideurs de la machine sur ses
différents axes en torsion et axialement sont alors déduites de I’effort et la déformation.
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L’intérét de cette méthode est qu’il est possible de solliciter la machine sur tous ses axes, sans
le développement d’outillages complexes. Néanmoins, il est nécessaire de bien connaitre les
géomeétries, les matériaux et les liaisons mécaniques employés pour les composants de la
machine, au risque d’introduire de fortes erreurs dans les résultats des simulations.

+1.852e+00
+1.800e+00
+1.650e+00
+1.500e+00
+1.350e+00
+1.200e+00
+1.050e+00
+9.000e-01
+7.500e-01
+6.000e-01
+4.500e~-01
+3.000e~-01
+1.500e-01
+0.000e+00

Figure 1-38 Résultats de la simulation éléments-finis suite a I'application d’un effort sur le modeéle CAO simplifié d'une
presse a vis (Lu et Ou 2012)

Plutét que de travailler sur la machine compléte, certains auteurs s’intéressent a des
éléments particuliers de la structure. C’est le cas pour une presse mécanique modélisée par un
systéme masses-ressorts-amortisseurs, dont les raideurs des ressorts sont obtenues par des
simulations éléments-finis pour certains composants de la machine (Zheng et al. 2012).
D’autres approches ont été proposes, mélant estimation expérimentale de la raideur de la presse
et estimation de la raideur des outillages par simulation éléments-finis (Kroiss et al. 2010 ;
Kroif3 et al. 2013). La raideur d’une presse mécanique a été déterminée expérimentalement en
appliquant le protocole proposeé par la norme DIN 55189-1. Puis a partir de plusieurs modeles
CAQO, les différents composants des outillages ont été sollicités au cours de simulations
éléments-finis, fournissant, pour un effort donné, la déformation associée. Ainsi, les raideurs
de ces éléments ont pu étre calculées. Connaissant le type d’association entre les différentes
parties de 1’outillage et la machine (cf. section 3.3), il a alors été possible de déterminer une
raideur équivalente du systeme {machine + outillages}. Cette raideur a ensuite été exploitée
pour la simulation en outils déformables d’une opération d’extrusion, dans le but d’optimiser
les géométries des outils. Cette méthode peut étre une bonne alternative a une identification
expérimentale de la raideur de I’ensemble du systéme {machine + outillages}, surtout pour une
machine sur laquelle les outils changent réguliérement. De plus, cela permet de s’affranchir de
la difficulté de quantifier I’'impact des liaisons, au sein de la machine, en simulation.

7.4 Synthese

Les différentes méthodes d’identification des parameétres des modeles associés aux
machines de forgeage, ont été passées en revue. Plusieurs protocoles expérimentaux ont été
développés pour obtenir ces parametres. Cela met en évidence que la difficulté majeure réside
dans la fagon de solliciter la machine pour provoquer la déformation souhaitée. Ce besoin a
conduit a la conception d’outillages particuliers permettant d’exercer et de controler 1’effort qui
est appliqué sur la machine. Par ailleurs, grace a I’instrumentation des machines pour
déterminer les déformations associées a ces sollicitions, les raideurs sur les différents axes ont
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pu étre calculées. Méme s’il existe des cas ot les paramétres de modéles statiques sont identifiés
dans des conditions dynamiques, aucune méthode expérimentale dans la littérature ne propose
de déterminer les paramétres d’un modele dynamique tel que proposé en section 6. Des modéles
éléments-finis ont été utilises pour prédire les raideurs de certains composants de la machine,
qui sont ensuite associées aux ressorts dans le modele masses-ressorts-amortisseurs. Toutefois,
la méthode n’a été appliquée qu’a certains composants de la machine et induit des incertitudes
sur les parametres identifiés, du fait de la représentation théorique du comportement des
matériaux. Pour les modeles éléments-finis et hybrides décrivant le comportement de la
machine, la question de 1’identification des parameétres ne se pose pas. En effet, ces méthodes
de modélisation sont basées sur la connaissance des éléments de la machine et des contacts
entre ces ¢léments, il n’est donc pas nécessaire d’identifier des parameétres pour ces modeles.

8. Conclusion

L’état de D’art présenté dans ce chapitre a permis de présenter les différents moyens de
forgeage existants et d’étudier les phénomenes de consommation d’énergie lors du processus
de mise en forme. Le comportement élastique de la structure durant le processus de forgeage a
notamment été mis en évidence. Ce phénomeéne est commun a toutes les catégories de machines
et consomme une partie de 1’énergie introduite, qui n’est donc pas transmise au lopin. Puis, en
se focalisant sur les phénoménes dynamiques, le comportement des machines durant
I’accélération des éléments en mouvement et les phénomenes d’émission d’ondes sonores ont
été étudiés. Les différents modeles mécaniques permettant d’expliquer le comportement
vibratoire des machines de forgeage, da a I’¢lasticité de leurs structures et aux masses mises en
jeu, ont été présentés. Enfin, les méthodes d’identification des parameétres des différents
modeles ont pu étre décrites.

La synthése bibliographique apporte des éléments de réponse quant aux phénomeénes et aux
phases de fonctionnement de la machine ayant un impact significatif sur la réponse dynamique
du procedé de forgeage. En premier lieu, il a été montré qu’il est possible de découpler le
probléme de 1’accélération des éléments en mouvement dans la machine, de celui de la mise en
forme du lopin. En effet, la connaissance de la vitesse a I’impact permet de déterminer I’énergie
cinétique disponible et de calculer I’efficacité du processus de forgeage par rapport a I’énergie
introduite a partir de I’impact. Par ailleurs, la littérature montre que la majorité de 1’énergie
transportée par les ondes acoustiques est due aux déformations élastiques de la structure de la
machine. L’énergie transportée par les autres sources d’émission d’ondes sonores, représente
une part négligeable de 1’énergie acoustique totale. L’attention doit donc étre portée sur le
comportement mécanique de la structure lors de la mise en forme.

Concernant la modélisation dynamique des machines de forgeage, plusieurs types de
modeles ont été identifiés : les modéles masses-ressorts-amortisseurs, les modeles éléments-
finis et les modéles hybrides. Les modeles éléments-finis et hybrides sont basés sur une
connaissance approfondie des éléments qui composent la machine et des contacts entre ces
éléments. Les résultats des simulations sont fideles aux résultats expérimentaux dans les cas
présentés, mais I’approche est difficilement applicable a des moyens dont la structure n’est pas
parfaitement connue.

La modélisation a partir de modéles masses-ressorts-amortisseurs semble étre une méthode
applicable a un plus grand nombre de machines, de plus, elle présente 1’avantage d’un temps
de calcul plus faible. Expliquer le comportement du systeme {machine + outillages} avec ces
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modeles, implique néanmoins deux difficultés : la definition du modeéle et la détermination de
ses parameétres. Concernant la définition du modele, il faut pouvoir décider des composants a
considérer, ¢’est-a-dire décider du nombre de masses, de ressorts et d’amortisseurs a prendre
en compte dans le modéle. Le nombre de degrés de liberté du modéle doit étre en lien avec les
modes vibratoires observables expérimentalement, afin que les prédictions de la simulation
soient au plus proche du comportement réel de la machine. Pour la détermination des
paramétres du modele, les méthodes existantes proposées se basent essentiellement sur la
connaissance des géométries et des matériaux des composants pour déterminer les masses et
les raideurs. Concernant les coefficients d’amortissement, des modeles théoriques issus du
génie civil pour le comportement du sol et les données fournies par les constructeurs pour les
systémes d’amortissement sont utilisés. Contrairement a ce qui est proposé pour les modéles
purement élastiques, il n’existe aucune méthode expérimentale permettant d’identifier les
coefficients d’un modele dynamique. Or avec le développement de 1’instrumentation des
moyens de forgeage, il est aujourd’hui possible d’obtenir une acquisition des grandeurs de
forgeage durant la déformation du lopin, méme si celle-ci est extrémement breve. Cela peut
permettre une identification des parameétres des modeles dynamiques grace a des mesures
expéerimentales, ce qui était impossible par le passé.

Les travaux de cette these se donnent alors pour but le développement d’une méthode de
modé¢lisation dynamique de 1’opération de forgeage pour les machines pilotées en énergie.
L’objectif est d’étre en mesure de proposer, pour une quelconque machine pilotée en énergie,
un modele équivalent décrivant son comportement durant la mise en forme et d’identifier un
jeu de parametres associés a partir d’une démarche expérimentale. De cette maniére, un outil
« sur-mesure » est obtenu, qui permet de quantifier 1’efficacité durant le processus de forgeage
avec un modele spécifiquement adapté au systeme {machine + outillages} valable en conditions
de production. Par ailleurs, les méthodes disponibles dans la littérature sont complétées avec
une approche basée sur des mesures expérimentales.

Dans le chapitre I, la méthode globale de modélisation développée dans ces travaux, est
détaillée et illustrée sur un cas issu de la littérature. Le chapitre Il aborde les outils de
modélisation du comportement du lopin et de I’interface, ainsi que les méthodes expérimentales
permettant ’application de la méthodologie de modélisation. Enfin, le chapitre IV décrit
I’application de la méthodologie a trois cas d’étude, pour évaluer la prédictivité du modéle
Billette-Interface-Machine (BIM), mettre a I’épreuve la généricité de la méthode et étudier la
distribution de 1’énergie durant le processus de forgeage (Figure 1-39).
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lopin) Machine) Evaluation de la
Outils de modélisation prédictivité des modeles
du lopin et de Méthode de modélisation
Iinterface ique me
dynamique ‘du compqﬂemen’r Mise a I'épreuve de Ia
du systéme machine- e .
. . généricité de la méthode
outillages durant la mise en
Méthodes | forme
expérimentales o .
Prédiction de I’efficacité
Résultats expérimentaux
(Effort, déplacement, coefficient Paramétres du
de frottement) modéle
Figure 1-39 Illustration des apports des chapitres I, 111 et IV du manuscrit de thése
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Chapitre 11 : Méthodologie de modélisation du comportement
dynamique des machines de forgeage pilotées en énergie pendant
la mise en forme

1. Introduction

La littérature propose des modeles theéoriques basés sur la connaissance de la conception de
la machine mais sans liens directs avec la réalité. 11 n’existe pas d’études s’intéressant a la fagon
de définir un modele adapté a une machine et a la méthode d’identification des paramétres
associés. Pourtant, le choix du mod¢le ainsi qu’une identification pertinente de ses parametres
sont essentiels pour obtenir une représentation numérique fidele du procédé. Ce chapitre
présente la méthodologie globale proposée par cette thése pour la modélisation des machines
de forgeage pilotées en énergie, pendant 1’opération de mise en forme (Figure 11-1). Le modele
de la machine et des outillages est défini et les parameétres associés sont identifiés a partir de
I’analyse d’un signal d’effort, de la connaissance de la rhéologie du lopin et de la mesure de la
vitesse d’impact ainsi que du coefficient de frottement. Chaque étape de la méthode est
présentée, puis est appliquée a un cas d’étude issu de littérature (Yoneyama et al. 2018), afin
d’illustrer la méthodologie.

Modele
analytique

Modsle Conditions limites >
numérique .
_ Relation
., P
Effort = f (Hauteur du lopin) Modéle Réponse
. e parameétré ] théorique
» Identifier les | Exploiter Ie
paramé(-ln“fs du modale >
. modele
Effort Moqsl.e \
| . e aramétrique
Mettre le systéme de 7| Définir un P a
production en modele >
situation de forgeage parameétrique
Déplacement | ~~.
1 .
1 R
1 S~
| ~ -~
DDL .
Analyser Définir un

le spectre modéle

Figure I1-1 Méthodologie générale pour la définition d 'un modéle décrivant le comportement de la machine et
l’identification de ses paramétres

Par la suite, le modeéle obtenu pour le cas d’étude est exploité. La robustesse du modéle est
évaluée ainsi que sa capacité a prédire le refoulement de lopins dans des conditions opératoires
différentes de celles qui ont permis 1’identification des paramétres. Enfin, grace au modéle, la

53



distribution énergeétique est déterminée et I’efficacité du procédé est calculée pour des
operations de forgeage dont les conditions expérimentales sont différentes (Figure 11-2).

Robustesse du
modéle

Etude
d’incertitude

Etude de
sensibilité

Distribution Modéle
énergétique parameéfré

Prédictivité

Figure 11-2 Illustration de I’exploitation du modeéle obtenu pour le pilon simple-effet DIE-MAX 150

Comme expliqué précédemment, les résultats expérimentaux utilisés sont issus de la
littérature (Yoneyama et al. 2018). L’essai consiste en le refoulement de lopins a 1’aide d’un
pilon simple-effet DIE-MAX 150 construit par Otani Machinery Mfg. Co., Ltd (Figure 11-3).
Les outils supérieur et inférieur sont des tas plans. L’outil inférieur a la particularité d’étre
instrumenté, il permet la mesure de 1’effort, de la pression de contact, des frottements et de la
température a la surface du lopin, durant la frappe (Yoneyama 2017). L’outil inférieur est
chauffé & 200 °C avant d’étre monté sur la machine, puis il est lubrifié avec une huile graphitée
avant la frappe. Le lopin A, en acier avec un taux de carbone de 0,5%, est un cylindre de hauteur
90 mm et de diamétre 60 mm. Avant la frappe, le lopin est porté a une température comprise
entre 1200 °C et 1250 °C. L’effort, la pression et la friction sont enregistrés grace aux capteurs
de I’outil inférieur. Le déplacement du marteau, a partir duquel est déduite la hauteur du lopin
h, est suivi grace a une caméra rapide pendant la frappe. Selon I’auteur, la vitesse approximative
de la masse a I’impact est de 6 m/s, quelle que soit la frappe.

54



Infrared thermal Hig]] speed

Data recorder Lower die where camera ;. .
pressure and temperature TTOEIE cHes camera
sensor are installed
() Front side of the hammer press (b) Back side of the hammer press

Figure 11-3 Photographies annotées de I'installation expérimentale (Yoneyama et al. 2018)
2. Présentation de la méthodologie et illustration sur un cas d’étude

2.1 Analyse spectrale du signal d’effort
2.1.1 Méthode

L’analyse spectrale est ’étape permettant d’identifier les modes vibratoires présents dans
le signal d’effort et d’en déduire le nombre de degrés de liberté du modele masses-ressorts-
amortisseurs qui sera associé au comportement de la machine et des outillages. Pour cela, une
Transformée de Fourier Discréte (TFD) est réalisée sur le signal d’effort issu du capteur. La
TFD fournit une représentation spectrale discrete d’un signal. De ce fait, le spectre d’amplitude
peut se présenter sous la forme d’un histogramme dont les classes représentent les fréquences
¢chantillonnées et I’ordonnée les amplitudes associées.

La TFD fournit le spectre d’amplitude pour N échantillons de fréquences, N étant le nombre
de points du signal traité. Ces échantillons sont séparés par une fréquence de résolution (ou
simplement résolution) Af =1/Te.N, avec Te la période d’échantillonnage du signal. La TFD
estime les amplitudes associées aux échantillons de fréquences sur I’intervalle [-Y2.fe.N ;
%.fe.N)], avec fe la fréquence d’échantillonnage telle que fe=1/T.. Cela conduit a un spectre
d’amplitude symétrique par rapport a I’axe des ordonnées, il est alors possible d’observer de
chaque cOté de 1’axe les modes vibratoires constituant le signal. Les spectres d’amplitude
présentés dans cette étude sont réduits a la partie [0 ; ¥2.fe.N] étant donné que I’intervalle [-

Y%.fe.N ; 0] n’apporte pas plus d’informations sur le signal du fait de la symétrie.

L’échantillonnage engendre des répliques du spectre d’amplitude aux fréquences n.fe avec
n entier relatif (CATZ 1996). Dans le cas ou la fréquence d’échantillonnage est trop faible
devant la fréquence maximale du spectre d’amplitude, il est possible d’assister a une
superposition des répliques. Ce phénomeéne est appelé le repliement de spectre, il implique une
perte d’information dans le spectre d’amplitude rendant la reconstruction du signal a partir des
résultats de la TFD impossible. Pour garantir I’obtention d’un spectre exploitable, il est
nécessaire de satisfaire la condition de Nyquist-Shannon (11-1).
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feMin = 2-FMax WD

avec femin, la fréquence d’échantillonnage minimale et Fmax la fréquence maximale du
spectre d’amplitude. La TFD est obtenue a partir de 1’algorithme de calcul de transformation
de Fourier rapide implémenté sous MATLAB® (Frigo et Johnson 2005).

2.1.2 Mise en ceuvre

Pour I’analyse spectrale, le signal d’effort est restreint a ’intervalle débutant au contact
entre 1’outil supérieur et le lopin, jusqu’a atteindre 1’effort maximal. En effet, le comportement
vibratoire de la machine est étudié uniquement durant la phase de forgeage du lopin. La
résolution du spectre Af est égale a 57,5 Hz. Cela signifie qu’aucun mode vibratoire dont la
fréquence est inférieure ou égale a 57,5 Hz ne peut étre mis en évidence avec la TFD. Par
ailleurs, le spectre est défini de 0 Hz a 5000 Hz, impliquant qu’un mode vibratoire de fréquence
supérieure a 5000 Hz ne pourra pas étre identifié par la TFD. Le spectre d’amplitude obtenu est
présenté en Figure I1-4 b). L’amplitude maximale du spectre d’amplitude est observée pour
I’échantillon de fréquence 0. L’amplitude décroit en tendant vers 0 avec 1’augmentation de la
fréquence échantillonnée. Aucun autre « pic » ne peut étre mis en évidence sur I’intervalle de
57,5 Hz a 5000 Hz.

2000 ‘ L) E— 700 , — )

i 600

15007 Partie du g 500
E signal utilisée ! =

< pour la TFD g 400
% 1000 : B

’E | E‘* 300

500 i = 200

100

0 : 0

0 0.005 0.01 0.015 0.02 0 1000 2000 3000 4000 5000
Temps (s) Fréquence (Hz)

Figure I1-4 a) Effort en fonction du temps mesuré par le capteur b) Spectre d’amplitude résultant de la transformée de
Fourier discréte réalisée sur le signal issu du capteur d’effort

Le pic pour I’échantillon de fréquence 0 peut indiquer deux éléments :

1. La présence d’un mode vibratoire dont la fréquence d’oscillation est inférieure a la
résolution de la TFD.

2. Une variation de I’effort sans vibrations, qui serait interprétée par la TFD par un mode
vibratoire dont la période d’oscillation serait infiniment grande devant la résolution de
la TFD.

Dans les deux cas, cela induit un degré de liberté supplémentaire dans le systeme. Il est
néanmoins impossible d’obtenir plus d’informations, ni sur la fréquence d’oscillation, ni sur
I’amplitude associée a cet échantillon de fréquence.

L’analyse de Fourier permet donc de conclure qu’un seul degré de liberté doit étre considéré
pour le systeme et donc pour le modéle associé au comportement de la machine. Pour un modéle
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mécanique constitué¢ de masses, d’amortisseurs et de ressorts, cela revient a limiter le nombre
de masses a un.

2.2 Mise en équation du modele Billette-Interface-Machine (BIM)
2.2.1 Méthode

Dans cette partie est abordée la méthode d’implémentation sous MATLAB SIMULINK®
du modele considerant le comportement du systeme {machine + outillages}. La mise en
équation du modele dans un cas général est traitée, puis la méthode de résolution numérique
des équations est presentée.

Le modéle représentant 1’opération de refoulement d’un lopin sur une machine pilotée en
énergie est illustré en Figure 11-5. Le comportement de la machine et des outillages est modélisé
par un systeme constitué de m masses, de m-1 ressorts et de m-1 amortisseurs. Le
développement du modéle s’appuie sur la mesure de grandeurs expérimentales et non sur la
conception de la machine. Ainsi, c’est le comportement du systéme {machine + outillages} qui
est modélisé et non pas la machine a proprement parlé. Ce modele de I’ensemble {machine +
outillages + lopin} peut étre décomposé en 3 sous-modeles : la partie mobile du sous ensemble
{machine + outillages}, le lopin et la partie fixe du sous ensemble {machine + outillages}. Il
est supposé connu a t=0 les vitesses de chacune des masses Voi et les déplacements initiaux sont
fixés a 0.

L

m A x B
E B

F e
kn-1 § E::l Cn-1

mp .L Xn J

y | F

Billet Lopin

v |7

mp+] ixnﬂ B

e Partie
km-1 § I:::' ‘m-1 r fixe

M .i Xm

-/

Figure 11-5 Modéle général BIM pour une machine pilotée en énergie

L’application du principe fondamental de la dynamique sur chacune des masses, permet
d’obtenir les équations dynamiques du systeme. Elles sont présentées sous forme matricielle en
équation (11-2).
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M.X+C.X+K.X=F, (11-2)

avec X le vecteur des déplacements de chacune des masses et M, C, K et Fa définis tels que
dans I’Annexe 1: M est la matrice d’inertie, C la matrice d’amortissement, K la matrice de
rigidité et Fa le vecteur d’action sur les masses. L’effort F appliqué par le lopin sur les masses
mn et mn+1 est une fonction du déplacement de ces masses directement en contact avec le lopin
(Xn et Xn+1) et est défini tel que dans 1’équation (11-3)

F = V(anXn+1)-FL(Xn’Xn+1) (11-3)

Avec F_ I’effort de forgeage calculé selon les méthodes qui seront présentées en detail en
chapitre 111, considérant le comportement du lopin et de I’interface, et yle coefficient de contact
défini tel que dans 1’équation (11-4).

Si, X, — Xper = min(X,, — X,41), alorsy =1 (11-4)
Sinon, y=0
Le coefficient y permet de prendre en compte les phases de perte de contact, dues aux
vibrations, et durant lesquelles le lopin n’exerce pas d’action sur les masses My et My+1. Selon
la machine considérée, une force extérieure Fp peut étre appliquée sur my pour accélérer la
partie mobile. Cette force, quand elle existe, sera toujours considérée constante dans cette étude,
la phase transitoire ou cette force pourrait évoluer est supposée terminée a I’instant de I’impact.

On preésente ici le modele générique, cependant, selon la machine étudiée, le modéle peut
étre différent. Son nombre de degré de liberté correspondant au nombre de masses du modele
est adapté en fonction de I’analyse spectrale du signal d’effort. Ainsi, la méthode de mise en
équation du modele nécessite une certaine agilité pour s’adapter aux différents cas. Pour cette
raison, le modele est implémenté sous MATLAB SIMULINK® a I’aide de la librairie Simscape
Mechanical Models et d’autres composants des librairies standards de SIMULINK®. Cette
approche permet de créer le modeéle par la construction d’un réseau physique, les équations
régissant le comportement du systéme sont alors obtenues en conséquence des blocs utilisés et
des liens entre les différents éléments. La construction graphique du modeéle, focalise le travail
sur D’architecture du systeme. Ce qui permet d’automatiquement générer les équations
mathématiques liées a la physique du probléme et réaliser la mise en équations matricielles du
modele. Par ailleurs, la flexibilité de la méthode d’implémentation permet la modification du
modele, pour s’adapter a chaque machine.

SIMULINK® propose plusieurs méthodes pour résoudre les équations du modele, la
méthode utilisée est sélectionnée selon le raisonnement qui suit. En premier lieu, les égquations
différentielles du modele sont couplées. Pour un modeéle avec un degré de liberté supérieur a
deux, les équations ne peuvent plus étre résolues systématiquement de maniére analytique, ainsi
la résolution numérique des équations est indispensable. Afin de fournir une méthode de
résolution universelle, les équations du modeéle sont résolues numériquement, quel que soit le
nombre de degré de liberté.

Il est donc nécessaire de faire un choix sur le type de solveur a utiliser. La considération des
pertes de contact entre les masses et le lopin conduit a des discontinuités du signal d’effort, avec
des passages instantanés de 1’effort a zéro (cf. équation (11-3)). Dans ces conditions, il est
conseillé d’utiliser un solveur a pas fixe (Mathworks 2020 : chap. Choose a Solver) : la méthode
ODES8 implémentee sous MATLAB® est alors choisie. Cette méthode numérique correspond
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a la méthode de Dormand-Prince d’ordre 8, c¢’est la méthode a pas fixe d’ordre le plus élevé
disponible sous MATLAB® qui fournit ainsi, a pas de calcul égal, les résultats de simulation
les plus justes (Mathworks 2020 : chap. Fixed Step Solvers in Simulink).

L’expression de I’effort F permet au modeéle de considérer le comportement de la billette et
les phénoménes de frottement a I’interface, tandis que le systeme masse-ressort-amortisseur
modélise le comportement de la machine et des outillages. Par la suite, le modéle sera appelé
modele BIM (Billette-Interface-Machine).

2.2.2 Mise en ceuvre
2.2.2.1 Définition du modéle BIM

La machine de forgeage étudiée est un marteau pilon simple-effet. Le piston de la machine
ne travaille pas durant 1’accélération de la masse, sa fonction est limitée a la remontée du
marteau. Un schéma annoté de la machine est présenté en Figure I1-6 a).

L’ensemble {piston + masse-tombante + outil supérieur} est la partie mobile de la machine.
Cet ensemble est modélisé par la masse m dans le modéle du comportement de la machine en
Figure 11-6 b). Le modéle est applicable durant la frappe, il ne considere pas la phase
d’accélération de la masse. Ainsi, au début du forgeage, la vitesse d’impact Vo est attribuée a la
masse m, elle est ensuite repérée par rapport a sa position initiale selon X. Durant la mise en
forme, la masse est supposée uniquement soumise a 1’effort F appliqué par le lopin, qui décélére
la masse jusqu’a la fin du forgeage. Le poids de la masse est alors négligé. Entre-temps, par
réaction, le lopin applique une force sur I’outil inférieur qui transmet cet effort au bati de la
machine. Cet effort cause des déformations élastiques dans la structure, la position de référence
de la partie inférieure du lopin n’est alors pas la méme durant la déformation. Le comportement
de I’outil, de la table et du bati est modélisé par un ressort et un amortisseur visqueux. Le ressort
traduit la capacité de ces différents éléments a se déformer élastiquement du fait de I’effort
appliqué par le lopin. Par ailleurs, ’amortisseur traduit la propriété de la structure a dissiper
I’énergie introduite en frottement visqueux. Le déplacement de la partie inférieure du lopin a
I’interface avec le modele décrivant le comportement de la machine est repéré par Xrixed. L€
modele ne comporte qu'une seule masse et satisfait donc la condition d’un degré de liberté
imposée par I’analyse spectrale.
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Figure 11-6 a) Schéma annoté du pilon simple-effet avec systéme de remontée par piston b) Modéle mécanique associé
au pilon simple-effet

L’application du principe fondamental de la dynamique a la masse m permet d’obtenir
I’équation dynamique du modéle comme présenté en équation (11-5). Par ailleurs, le ressort k et
I’amortisseur ¢ sont en paralléle et constituent un systéme de Kelvin-Voigt en série avec le
lopin, ce qui conduit a I’égalité de 1’équation (11-6).

m.X =F (1)

. 11-6
F = —k.Xpixea — C-XFixea (1-6)

avec X le déplacement de la masse, Xrixed le déplacement du point supérieur du ressort k par
rapport a leurs positions respectives a t=0.

2.2.2.2 Expression des efforts de forgeage

L’effort imposé par le lopin est obtenu grace a la méthode des tranches pour un lopin
cylindrique (Lange 1985). Cette méthode permet de calculer analytiqguement les efforts de
forgeage en considérant la rhéologie du matériau et les phénomeénes de friction a I’interface
outils-lopin grace au modéle de Coulomb. La méthode fait I’hypothése que le lopin conserve
sa geométrie cylindrique lors de la déeformation, afin de fournir I’expression de I’effort de
forgeage telle que présentée en équation (11-7).

m.7,. h eA -1 (11-7)
= -1
n o ( 2 )
avec re le rayon courant du lopin, h la hauteur courante du lopin, u le coefficient de
frottement de Coulomb (cf. section 0), op la contrainte d’écoulement du matériau et A=2.1.re/h.

Le chapitre Il reviendra sur la démarche permettant d’obtenir 1’expression de 1’équation (11-7).

Estimation du coefficient de frottement de Coulomb
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A partir de la mesure expérimentale de la contrainte normale et de la contrainte tangentielle,
il est possible de calculer le coefficient de frottement p selon la loi de Coulomb. La Figure 11-7
montre le coefficient de frottement en fonction du déplacement de la masse tombante.
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Figure 11-7 Coefficient de frottement en fonction du déplacement de la masse tombante durant la frappe sur le lopin A
(Yoneyama et al. 2018)

Le coefficient de frottement évolue durant la frappe. Dans notre étude, ce coefficient sera
approximé par la valeur moyenne de p pendant la mise en forme. L’intégrale de | sur
I’intervalle de déplacement de 0 a 71,7 mm est évaluée numériquement grace a la méthode des
trapézes. Une valeur moyenne égale a 0,2 est alors obtenue.

Estimation de la contrainte d’écoulement

La contrainte d’écoulement est modélisée par la loi de Voce (Voce 1948). Elle traduit la
propriété saturante de la contrainte d’écoulement qui croit avec 1’augmentation de la
déformation jusqu’a devenir constante du fait des phénomenes de restauration et d’annihilation
des dislocations dans le matériau (Venet et al. 2019). La contrainte d’écoulement s’exprime
avec la loi de Voce telle que dans 1’équation (11-8).

0y = Osqe- (1 — e72%) (e

avec oo la contrainte d’écoulement, osar la contrainte a saturation, b le coefficient
d’écrouissage et & la déformation réelle. Les coefficients choisis pour représenter le
comportement rhéologique du matériau sont présentés dans le Tableau 11-1.

Tableau 11-1 Coefficient de la loi de Voce pour le lopin en acier

OSat (M Pa) 70
b 14

La loi de Voce est choisie pour décrire le comportement du matériau car elle est déefinie
pour toute déformation, =0 compris, de plus elle est suffisamment prédictive pour expliquer
les phénoménes d’écrouissage en début de forgeage dans le cadre de notre étude.
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2.3 Ildentification des paramétres du modele du comportement de la machine et
des outillages

2.3.1 Méthode

L’identification des paramétres du modéle BIM est réalisée en faisant « fitter » le signal
d’effort prédit pour un ressort du modéle, sur le signal d’effort mesuré expérimentalement. Pour
cela, il est nécessaire de définir une fonction colt a minimiser. La somme des moindres carrés
est utilisée telle que définie dans 1’équation (11-9).

N
5(6) = Z(yi — f(t, 0))? (11-9)
i=1

avec S la somme des moindres carrés, € le vecteur des parametres du modele, y; la valeur
expérimentale d’effort mesurée a I’instant ti, N le nombre de points expérimentaux et f la
fonction qui associe a ti et a & la valeur prédite de 1’effort. Les valeurs f(ti, #) sont obtenues par
résolution numérique des équations du modéle comme présenté dans la section précédente. La
minimisation de la fonction est donc réalisée selon un algorithme d’optimisation, faisant varier
0, afin d’évaluer la fonction coit en différents points, pour converger vers un minimum de S.
La variation des valeurs de @ suit une stratégie propre a 1’algorithme, 1’algorithme a région de
confiance est utilisé (Sorensen 1982 ; Moré et Sorensen 1983). Il permet 1’optimisation d’une
fonction col(t non-linéaire et dérivable en fixant des bornes aux parameétres optimisés. Dans
Notre cas, la fonction cotit est calculée a partir de I’effort prédit pour un ressort du modéle, qui
est une fonction dérivable. La physique du probléme impose que les parameétres de &
correspondant aux masses, aux amortisseurs et aux ressorts soient positifs. Ces conditions sont
fixées grace a I’algorithme. Lorsqu’il est applicable, c¢’est-a-dire quand la dérivée de la fonction
colt peut étre évaluée, cet algorithme est préconisé pour son efficacité en termes de temps de
calcul (Mathworks 2020 : chap. Choosing the Algorithm).

Pour assurer la convergence vers un minimum, il convient de fixer, avec attention, les
critéres de convergence. Un critere sur la variation de la fonction codt est utilisé, noté TolFun.
La minimisation est stoppée, si a I’incrément i+1, I’équation (11-10) est satisfaite :

1S(6;) —S(0;i41)|
< TolFun (11-10)
1+(5(6,)]

TolFun est obtenu grace a une étude de convergence. L optimisation est réalisée pour des
valeurs de TolFun de plus en plus faibles, puis les parametres obtenus et la fonction codt, sont
comparés pour les différentes valeurs testées. Lorsque la variation de ces parameétres est
inférieure a 1%, la valeur de TolFun est considérée adéquate. Satisfaire 1’équation (11-10) ne
suffit pas a assurer la convergence vers un minimum global, en effet il est possible de converger
vers un minimum local. Les paramétres de départ de I’optimisation, peuvent avoir un impact
sur la solution vers laquelle converge 1’algorithme. Ces parameétres de départ sont obtenus a
partir d’une approximation selon des abaques, ou bien des données issues de la documentation
du constructeur de la machine lorsque cela est possible.

Néanmoins, la fonction codt peut présenter plusieurs minimums locaux, vers lesquels
’algorithme peut converger, méme si le set de parametres de départ de 1’optimisation est choisi
avec attention. Pour pallier a ce probléme, aprés 1’identification d’une solution a la suite d’une
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premiére optimisation, plusieurs sets de paramétres de départ sont générés, a partir d’une
perturbation de la solution obtenue, selon une loi uniforme. Les optimisations sont alors
effectuées pour ces différents sets de départ. L’analyse des parameétres et des fonctions cofits
obtenus permet alors de consolider le résultat de I’optimisation.

2.3.2 Mise ceuvre

L’effort calculé a partir des équations du modele pour le ressort k est comparé au signal
d’effort mesuré par le capteur. Le set de parameétres de départ est fixé selon le raisonnement
suivant : m est choisie égale a 2500 kg selon les spécifications de la machine, k est choisie égale
a 1,7.10'° N/m a partir d’un abaque (Barbelet 2015). Concernant ¢, il n’existe pas d’études
s’intéressant a 1’identification de ce paramétre dans la littérature, le choix de sa valeur initiale
ne peut donc pas étre étayé. Elle est arbitrairement choisie égale a 10° N.s/m.

Une série de minimisations est réalisee pour différentes valeurs de TolFun pour réaliser
I’étude de convergence. La fonction colt et les parametres identifiés pour les valeurs de TolFun
testées sont présentés dans le Tableau II-2. 11 n’y a pas d’amélioration notable de la fonction
colt ou de variations des parametres identifiés pour les valeurs de TolFun inférieures a 0,001,
excepté pour ¢ qui tend vers 0. Ainsi, par la suite la valeur de TolFun sera fixée a 0,001.

Tableau I1-2 Etude de convergence pour I'identification paramétrique

Critére de Fonction colt

convergence (KN?) m (kg) ¢ (N.s/m) k (N/m)
1 12,857 2632 96943 2,24.10%0

0,1 11,9447 2736 93911 2,74.10%

0,01 0,1835 2014 423 1,13.10°
0,001 0,1783 2006 4,00.10 1,11.10°
0,0001 0,1783 2006 4,00.102 1,11.10°
0,00001 0,1783 2006 7,47.10° 1,11.10°

Un premier set de parameétres optimisés est alors obtenu pour le modele, il est par la suite
appelé set de paramétres de référence. Puis, la sensibilité de I’optimisation au set de parametres
de départ est évaluée : une perturbation de £30% selon une loi uniforme sur le set de parametres
de référence permet de générer 60 nouveaux sets de parametres de départ. La Figure 1V-25
présente les parametres et la fonction colt obtenus pour les 60 optimisations, la ligne rouge
correspond aux parametres identifiés et a la fonction calculée pour le set de parameétres de
référence ayant permis la génération des 60 sets de départ. Plus de la moitié des optimisations
convergent vers la méme fonction colt. Dans les autres cas, les optimisations convergent vers
des minimums locaux, dont les fonctions codt sont plus élevées. Il est donc raisonnable de
penser qu’une solution globale a été identifiée.
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Figure 11-8 Etude de la sensibilité de ['optimisation au set de paramétres de départ pour le modele BIM associé au
marteau pilon DIE- MAX 150

Le Tableau II-3 présente les paramétres obtenus pour 1’optimisation dont la fonction cott
est la plus faible. L’étude de convergence a montré que le coefficient d’amortissement tend vers
0, c’est donc cette valeur qui est retenue.

Tableau 11-3 Paramétres identifiés pour le modele BIM associé au marteau pilon DIE- MAX 150

m (kg) 2006
¢ (N.s/m) 0
k (N/m) 1,11.10°

La Figure 11-9 montre le signal d’effort mesuré et celui prédit par le modele pour le ressort
k, ainsi que le déplacement mesuré et le déplacement prédit pour la masse m. Selon les
spécifications de la machine, la masse tombante a une masse de 2500 kg. Cela représente un
écart relatif de 20% avec la masse identifiée. L’énergie maximale théorique développée par le
pilon est de 45 kJ selon ses spécifications. L’énergie maximale du pilon (Ewmax) peut étre calculée
a partir de la masse identifiée et de la vitesse d’impact maximale Vo telle que : Emax=%2.m.vo?.
La valeur de Emax est estimée a 36 kJ, 1’écart relatif avec la valeur théorique est donc de 20%.
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Figure 11-9 Effort mesuré par le capteur et prédit pour le ressort k, et déplacement mesuré par la caméra rapide et
prédit pour la masse m

La masse identifiée présente un écart important avec la masse théorique annoncée par
I’auteur pour le marteau. Plusieurs éléments peuvent étre a I’origine de cet écart, et notamment
en premier lieu, I’incertitude de mesure sur la pesée de la masse tombante. La valeur théorique
de la masse est annoncée sans son intervalle d’incertitude dans la publication et correspond
certainement a une valeur fournie par le constructeur de la machine. Par ailleurs, la démarche
appliquée cherche a modéliser le comportement de la machine et des outillages durant
I’opération de forgeage et non de la machine seule a proprement parlé. Le processus
d’identification fournit les parametres qui mathématiquement permettent de reproduire en
simulation le signal d’effort mesuré, ce qui peut expliquer une part de ’erreur. Les hypotheses
formulées sur la loi rhéologique du matériau et le coefficient de frottement supposé constant,
ont un impact sur I’effort prédit et influencent également I’identification des paramétres. De
plus, la question de I’indépendance des paramétres n’a pas été évaluée. Un paramétre ayant une
faible influence sur les résultats de la simulation pourrait étre identifié a une valeur non juste
alors que la réponse du modéele par rapport au signal d’effort expérimental pourrait étre correcte.
Par la suite, les paramétres du modele sont supposés indépendants. L’incertitude sur la mesure
des paramétres opératoires, utilisés pour la réalisation des simulations, a aussi un impact sur
I’identification des parameétres. Dans la section qui suit, plusieurs études sont réalisées pour
étudier I'impact de ces incertitudes sur la réponse du modele et fournir un intervalle
d’incertitude sur les parametres identifiés.

3. Exploitation du modele

3.1 Analyse de la robustesse du modéle et de I’identification des paramétres

Les grandeurs mesurées dépendent d’une incertitude de mesure. Du fait que ces grandeurs
soient utilisées en tant que données d’entrée du modele, ces incertitudes se propagent sur les
grandeurs prédites par la simulation. Il est donc nécessaire de déterminer I’impact de ces
incertitudes sur les grandeurs prédites, c’est le but de I’analyse d’incertitude présentée en
section 3.1.2. De plus, du fait du processus d’identification des paramétres, 1’incertitude sur les
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grandeurs mesurées implique aussi une incertitude sur les parameétres identifiés. Pour cette
raison, deux analyses de sensibilité (cf. section 3.1.3 et 3.1.4) sont réalisées pour déterminer le
degré de confiance qui peut raisonnablement étre attribué aux parametres identifiés. Avant de
débuter ces deux études, les incertitudes associées aux grandeurs mesurées doivent étre
déterminées et leurs distributions définies.

3.1.1 Détermination de la distribution des grandeurs mesurees

Le modele BIM est représenté sous forme systémique en Figure 11-10. Trois types de
variables sont identifiés dans le systeme :

1. Les paramétres opératoires considérés comme entrées du systéme et variant selon
I’opération de forgeage : Vo la vitesse d’impact, ho et do respectivement la hauteur et le
diamétre initial du lopin, pu le coefficient de frottement de Coulomb, osa €t b
respectivement la contrainte a saturation et le coefficient d’écrouissage.

2. Les parametres du modele, intrinseques au systeme {machine + outillages} et constants
: m lamasse, ¢ le coefficient d’amortissement et k la raideur, soit les paramétres associés
aux éléments du modeéle BIM (Figure 11-6)

3. Les grandeurs caractéristiques de forgeage qui sont les variables prédites par le modéle
lors des simulations : F P’effort au ressort k, X et Xrixed les déplacements associés
respectivement a la masse m et au ressort k et enfin h la hauteur du lopin.

Paramétres du modéle

mek
Paramétres opératoires Grandeurs caractéristiques

Vo de forgeage

ho

dp ¥

u —> Modéle BIM > X

OSat XFived
b h

Figure 11-10 Représentation systémique du modele BIM

La méthode d’identification des paramétres du modéele exploitant les paramétres opératoires
et les grandeurs caractéristiques de forgeage, il est nécessaire de définir les incertitudes qui leur
sont associées. Les valeurs centrales et les incertitudes associées aux parametres opératoires
sont présentées dans le Tableau I1-4. Dans ce chapitre, elles sont déterminées de maniére
approximative pour démontrer la pertinence de la méthode. Les éléments suivants ont conduit
aux incertitudes proposees :

- Vo, lavitesse de la masse tombante : elle est indiquée comme égale a 6 m/s par I’auteur.
C’est une vitesse approximative pour plusieurs coups. L’incertitude prend donc en
compte I’incertitude de la mesure de vitesse, elle-méme, mais aussi la répétitivité du
processus de forgeage. Des mesures de vitesses d’impact réalisées par caméra rapide
sur un autre pilon, ont montré que la vitesse d’impact est répétable a +0,25 m/s
(AMVALOR 2020). Cette valeur est alors retenue pour 1’incertitude.
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- ho et do, respectivement la hauteur initiale et le diamétre initial du lopin : aucune
information n’est indiquée concernant I’obtention des lopins. Le cas le plus défavorable
d’une découpe a la scie est choisi, ce qui implique une incertitude de +1 mm.

- M, la variation du coefficient de frottement a pu étre calculée a partir de mesures
réalisées durant 1’essai (Figure 11-7). p varie entre 0,1 et 0,3 et sa valeur moyenne est
0,2. L’incertitude est alors définie a +0,1.

- osat et b, respectivement la contrainte a saturation et le coefficient d’écrouissage : leurs
incertitudes ont été choisies arbitrairement.

Tableau 11-4 Valeurs centrales et incertitudes associées aux parametres opératoires

Grandeur Valeur centrale Incertitude
Vo 6 m/s 0,25 m/s
ho 90 mm +1 mm
do 60 mm +1 mm
U 0,2 +0,1
Osat 70 MPa +10 MPa
b 14 5

Concernant 1’effort, le signal est traité de maniére similaire en considérant 1’erreur de
mesure sur chacun des points. L’erreur commise par un capteur d’effort peut étre donnée
comme une fraction de la charge nominale. Dans le cadre de 1’essai, des mesures d’effort
atteignant des valeurs voisines de 6000 kN ont été réalisées. Il est alors supposé que la charge
nominale du capteur égale a 8000 kN avec une erreur relative de +1%. Ainsi, I’incertitude
absolue du capteur est égale a +80 kN.

Dans cette étude, le niveau de confiance des analyses statistiques est fixé a 95%. Par ailleurs,
les grandeurs mesurées sont supposées étre des variables aléatoires gaussiennes (Xi), dont les
lois normales associées sont définies par leurs espérances E(Xi) et leurs écarts-types o(Xi). En
définissant I’incertitude AX; de la variable Xi comme I’intervalle de valeurs centré sur E(Xi) que
peut prendre cette variable a 95% de confiance, la relation de 1’équation (11-11) est obtenue :

P(E(X)) — AX; < X; < E(X;)) + AX)) = 95% (I1-11)
Or, I’intervalle centré sur E(X;) contenant 95% des valeurs prises par Xi peut étre approximé

pour une distribution normale par [E(Xi)-20(Xi) ; E(Xi)+20(Xi)]. Ainsi, 1’équation (I1-12) est
obtenue, elle relie I’incertitude a 1’écart type de la variable X;.

AX; = 20(X;) (11-12)

Il est alors possible de calculer pour chacune des variables, 1’écart-type associé avec un
niveau de confiance de 95%.

3.1.2 Analyse d’incertitude
3.1.2.1 Procédure

Maintenant que les distributions des parametres opératoires sont connues, il est possible
d’estimer I’effet des incertitudes des parameétres opératoires sur les grandeurs caractéristiques
de forgeage. Pour cette analyse, 1’incertitude sur 1’effort mesuré n’est pas exploitée. En effet,
seulement I’impact des incertitudes des paramétres opératoires sur les valeurs prédites par le
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modele est estimé dans cette étude. Pour cela, la méthode de Monte-Carlo est utilisée
(Metropolis et Ulam 1949) et dans notre cas elle se déroule de la maniére suivante :

1. On réalise un tirage selon la distribution respective de chacun des parameétres
opeératoires. Un set de parametres opératoires est alors obtenu.

2. Une simulation est réalisée avec le set de paramétres déterminé précedemment.

3. Les grandeurs caractéristiques de forgeage sont calculées et peuvent étre exploitées.

La Figure II1-11 illustre le processus de I’analyse d’incertitude mis en place dans cette
section.

) _— Paramétres du modele
Incertitudes considérées )
mck
Valeurs fixées

Incertitudes recherchées

Paramétres opératoires Grandeurs caractéristiques

vy de forgeage

Indicatcurs
hy

dg

—> Fay
u Modéle BIM > X Max

‘ TEorgingTot
Ot XFived h[: =

b h mn

Figure 11-11 [llustration de I’analyse d’incertitude

Cette boucle est répétée N=10 000 fois pour un temps de calcul de 7h. La simulation est
effectuée avec les parametres de simulation présentés en section 2.3 et les parametres du modele
issus du Tableau 11-3. Pour s’assurer que le nombre d’itérations est suffisant, la moyenne de
I’effort maximal et du déplacement minimal prédits pour différents nombres d’itération est
calculée (Figure 11-12). Entre 8 000 et 10 000 itérations, la moyenne de 1’effort maximal évolue
de 0,02%, tandis que le déplacement minimal moyen évolue de 0,006%. L’évolution des deux
courbes traduit un comportement asymptotique vers une valeur limite. De plus, la tres faible
évolution de I’effort et du déplacement entre 8 000 et 10 000 itérations montre que le nombre
de tirage pour la méthode de Monte-Carlo est suffisant compte tenu du temps de calcul.
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prédit en fonction du nombre d’itération de la méthode de Monte-Carlo

3.1.2.2 Prédiction d’un intervalle d’incertitude pour I’effort et le déplacement
Les simulations effectuées permettent de prédire :

- L’effort pour le ressort K, correspondant a I’effort mesuré expérimentalement par le
capteur d’effort.

- Le déplacement de la masse m, correspondant au déplacement de la masse tombante
mesuré par la caméra rapide.

Toutes les simulations sont réalisées sur le méme intervalle de temps et avec le méme pas
de calcul. 1l est alors possible, pour chaque incrément de temps, de déterminer la distribution
des N tirages predits pour le déplacement et 1’effort. Les valeurs centrales et les bornes
superieures et inférieures a 95% de confiance pour le déplacement et 1’effort prédits sont
présentés en Figure 11-13. Pour le déplacement de la masse et pour 1’effort, ’incertitude est
d’autant plus importante que les valeurs sont élevées en valeur absolue. Le déplacement final
de m au cours de la simulation est égal a -74,0 mm et présente une incertitude de £3,4 mm
représentant une incertitude relative de 5%. Concernant 1’effort, la valeur maximale prédite est
de 1816+340 kN soit une incertitude relative de 19%.

69



Borne inférieure

0 Déplacement Effort
2000 ¢ Y
’g 20 |
g \ ~ 1500 ¢ i AN
E \\\\\\ E:/ " I:
2 40 | 12 o0
3 N Eo 1000 | o/
RSy I )
B -60 sool \
80 - - 0 ' L
0.01 0.02 0 0.01 0.02
Temps (s) Temps (s)

ffffffff Bomne supéricure
Valeur centrale

Figure 11-13 Déplacement et effort prédits avec leurs bornes inférieures et supérieures

3.1.2.3 Etude de corrélation entre les parametres opératoires et les indicateurs sur les
parametres de sortie

Maintenant que 1’impact des incertitudes des paramétres opératoires sur les grandeurs
caractéristiques de forgeage est estimé, il est possible de déterminer leur corrélation. Or, les
grandeurs caractéristiques de forgeage sont des signaux et ne peuvent pas étre directement
traités dans une étude de corrélation. Ainsi, trois indicateurs sont choisis pour caractériser les
signaux : le temps de forgeage total jusqu’au retour de I’effort a zéro trorgingTot, 1’effort maximal
Fwmax et la hauteur finale du lopin hwin.

Les trois indicateurs sont tracés en fonction des paramétres opératoires présentés dans le
Tableau I1-4 pour obtenir un nuage de points. trorgingTot, Fmax €t hvin SONt présentés en fonction
des paramétres opératoires respectivement en Figure 11-14, Figure 11-15 et Figure 11-16. Pour
chacun des graphes, la droite issue de la régression linéaire entre I’indicateur et le parameétre
opératoire est tracée.

Ces trois figures sont des outils graphiques permettant d’estimer I’impact de chaque
paramétre opératoire sur les indicateurs choisis. La Figure I1-14 montre que les pentes des
droites de régression sont négatives pour vo et 1. Cela signifie que le temps de forgeage diminue
avec I’augmentation de ces deux parametres. Concernant les autres paramétres opératoires,
leurs impacts sont faibles sur le temps de forgeage.
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Figure 11-14 Temps de forgeage en fonction des paramétres opératoires pour les 10 000 simulations

Pour la hauteur finale du lopin en Figure 11-15, I’augmentation du coefficient de frottement
M et de la contrainte de saturation osat cOnduit @ une augmentation de la hauteur finale du lopin.
Dans une moins grande mesure, I’augmentation de la vitesse a I’impact Vo améne a une hauteur
finale du lopin plus faible. L’impact des autres paramétres opératoires peut étre négligé.
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Figure 11-15 Hauteur finale du lopin en fonction des variables opératoires pour les 10 000 simulations
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Enfin, ’augmentation de Vo est corrélée a I’augmentation de I’effort maximal. Tandis que
I’augmentation de osat conduit a une diminution de I’effort maximal prédit. Les autres
parametres opératoires interviennent dans une moindre mesure sur 1’évolution de 1’effort
maximal.
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Figure 11-16 Effort maximal en fonction des parametres opératoires pour les 10 000 simulations

Afin de fournir un outil quantitatif pour estimer la corrélation entre les parameétres
opératoires et les indicateurs, le coefficient de corrélation défini pour deux variables aléatoires
réelles X et Y est calculé selon I’équation (11-13).

Cov(X,Y) (11-13)
Ox Oy

avec r(X, Y) le coefficient de corrélation entre les variables X et Y, Cov(X,Y) la covariance
des variables X et Y, ox et ov les écarts-types respectifs a X et Y. Un coefficient de corrélation
supérieur a 0,5 en valeur absolue indique une corrélation significative entre deux parameétres.
Un coefficient de corrélation positif indique que lorsque la variable X croit, la variable Y croit
aussi, alors qu’un coefficient négatif implique que lorsque X croit, la variable Y décroit. Les
coefficients de corrélation calculés entre indicateurs et parametres opératoires sont présentes en
Figure 11-17.

r(X,Y) =

Les observations sont les mémes que celles obtenues avec les nuages de points. La vitesse
d’impact Vo, le coefficient de frottement [ et la contrainte a saturation osat sont les parametres
opératoires ayant I’impact le plus fort sur les indicateurs de sortie. Les tendances sont aussi les
mémes. L’étude des signes des coefficients de corrélation montre que : trorgingTot d€Croit avec vo
et W. Par ailleurs, hwvin décroit avec vo et croit avec Y. Et enfin Fuax croit avec vo et décroit avec

OSat.
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Figure 11-17 Coefficients de corrélation entre indicateurs et parametres opératoires

L’analyse d’incertitude nous a permis de mettre en évidence les parametres opératoires
ayant I’impact le plus fort sur les indicateurs choisis et donc les grandeurs caractéristiques de
forgeage associées. La variation des indicateurs en fonction des trois parametres opératoires
ayant le plus d’impact peut étre relié aux phénomeénes physiques qui ont lieu durant le forgeage :

Lorsque vo croft, le temps de forgeage diminue. La hauteur finale du lopin est plus faible
du fait qu’une vitesse plus importante implique une énergie de frappe plus élevée, ainsi
plus d’énergie peut éEtre transmise au lopin sous forme de déformations.
L’augmentation de I’effort avec la vitesse de frappe est due aux deformations plus
importantes du lopin, qui demande des efforts de forgeage plus élevés.
L’augmentation du coefficient de frottement fait augmenter les efforts de forgeage car
les efforts transversaux issus de la friction sont plus importants. Du fait de
I’augmentation des efforts de friction, une part plus faible de I’énergie de la frappe est
transmise au lopin, ce qui conduit a moins de déformations et une hauteur finale plus
élevée. Les efforts de forgeage étant plus élevés, la masse m est décélerée plus
rapidement impliquant un temps de forgeage plus court.

Une contrainte de saturation plus élevée conduit a une augmentation plus rapide de
I’effort lors du forgeage. Ainsi, la masse m est décelérée plus rapidement impliquant
un temps de forgeage plus court. A énergie de frappe égale, un matériau avec une
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contrainte d’écoulement plus ¢élevée subit moins de déformations, ce qui explique
I’augmentation de la hauteur du lopin avec I’augmentation de osat. L effort maximal
est plus faible pour osat plus élevée car I’augmentation de la contrainte d’écoulement
n’est pas assez €levée pour compenser une surface de contact plus faible due a une
déformation moindre du lopin.

Comme I’analyse d’incertitude montre que les parametres opératoires Vo, L €t osat Ont
I’impact le plus fort sur la réponse du modéle, il semblerait justifié de considérer uniquement
I’incertitude de ces trois paramétres dans 1’étude de la réponse du modele. Par ailleurs,
I’évolution des indicateurs sélectionnés en fonction des paramétres opératoires peut étre reliee
aux phénomenes dynamiques ayant lieu durant le forgeage, ce qui montre que le modele est
capable de traduire la physique du processus de forgeage.

3.1.3 Analyse de sensibilité aux paramétres opératoires

L’analyse de sensibilité consiste a évaluer la robustesse du processus d’identification des
parametres et déterminer un intervalle d’incertitude pour chacun des paramétres identifiés.
Cette premiére étude se focalise sur la sensibilité de I’identification a D’incertitude des
parametres opératoires.

3.1.3.1 Procédure

L’analyse de la sensibilité par rapport aux parametres opératoires est réalisée grace a la
méthode de Monte-Carlo :

1. On réalise un tirage selon la distribution respective de chacun des paramétres
opératoires (Tableau I1-4) pour obtenir un set.

2. Les parametres du modéle sont alors identifiés en faisant « fitter » le signal d’effort
prédit par le modéle sur I’effort mesuré expérimentalement avec le set obtenu en étape
1.

Le processus de I’analyse de sensibilit¢ des parametres du modéle aux parametres
opératoires est illustré en Figure 11-18.
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: i mek
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Incertitudes recherchées
Paramétres opératoires Grandcurs caractéristiques
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—> Modéle BIM —> (

u

OSut XFived
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Figure 11-18 Illustration de I’étude de sensibilité des paramétres du modéle aux paramétres opératoires

La boucle est repétée 6 897 fois avec les parametres de convergence définis en section 2.3.
Le point de départ de I’optimisation est le set de paramétres du modele identifié€ pour les valeurs
centrales des paramétres operatoires. Par ailleurs, étant donné le nombre important
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d’optimisations a réaliser, il est nécessaire de garantir que la boucle ne soit pas « bloquée » a
un incrément. En effet, il est possible qu’un tirage de parameétres opératoires ne permette pas
de « fitter » le signal d’effort mesuré. Cela entrainerait un temps d’optimisation trés élevé sans
parvenir & identifier un set de paramétre pour le modéle. Pour limiter ce probléme et optimiser
le temps de calcul, un maximum de 50 itérations est fixé pour chacune des optimisations, celles
qui atteignent ce seuil ne sont pas considérées dans I’analyse. Pour déterminer cette valeur, 10
tirages de sets de parametres opératoires sont effectués et les optimisations sont réalisées. Sur
les 10 optimisations, le nombre maximal d’itération est de 26. L’échantillon étant faible, le
nombre d’itération maximal est fixé & 50. Les 6 897 optimisations correspondent a un temps de
calcul approximatif de 280 h.

3.1.3.2 Résultats et analyse

Les distributions des parameétres du modele m, c et k identifiés sont présentées dans les
histogrammes des Figure 11-19, Figure 11-20 et Figure 11-21. Graphiquement, il est possible de
constater que les distributions des trois parameétres ne sont pas normales, impossible donc de
modéliser les distributions par des gaussiennes. L’intervalle d’incertitude pour chaque
paramétre est donc déterminé en triant les classes d’effectif le plus élevé au moins élevé. Puis
en sommant ces effectifs jusqu’a atteindre 95% de I’effectif total. La borne supérieure est alors
obtenue en considérant la borne supérieure de la classe dont la borne supérieure est la plus
élevée et inversement pour la borne inférieure. Les intervalles d’incertitude sont alors obtenus
pour les trois parametres du modele représentés en pointillé sur les histogrammes qui
correspondent respectivement pour la masse m, le coefficient d’amortissement ¢ et la raideur k
aux intervalles [1794 ; 2262] kg, [0 ; 16936] N.s/m et [0,66 ; 1,30] GN/m.
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Figure 11-19 Distribution des masses identifi¢es par [’étude de sensibilité aux paramétres opératoires

75



6000 : ¢ (N.s/m) :

5000 5 -
4000 : i

3000 : .

Effectif

2000 : .

1000 ; 1

0 0.5 1 1.5 2 2.5
¢ (N.s/m) %10

N Effectif de la classe
-------- Bomne inférieure pour un niveau de confiance de 95%
-------- Borne supérieure pour un niveau de confiance de 95%

Figure 11-20 Distribution des coefficients d’amortissement identifiées par I’étude de sensibilité aux paramétres
opératoires
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Figure 11-21 Distribution des raideurs identifiées par I’étude de sensibilité aux paramétres opératoires

L’analyse a permis de déterminer un intervalle d’incertitude pour les trois parametres du
modele prenant en compte la propagation des incertitudes sur les paramétres opératoires. La
particularité des distributions de c et k en singleton peut étre notée. Dans les deux cas, une classe
représente plus de 50% de 1’effectif total. Pour le coefficient d’amortissement c’est méme 73%
de I’effectif total qui est représenté dans la premiere classe dont les bornes sont [0 ; 584] N.s/m.
Comme cela a été montré lors de la premiére identification de ¢ en section 2.3, la valeur de ¢
tend vers 0. Le modéle est peu sensible aux variations de c car restant faible il a peu d’influence
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sur les signaux preédits, il en résulte une incertitude importante sur 1’identification du coefficient
d’amortissement. Néanmoins la distribution de € tend & montrer que le systéme n’est pas amorti
avec une valeur de c nulle. En ce qui concerne la masse, la distribution est proche d’une
distribution normale mais avec un certain degré d’asymétrie.

3.1.4 Analyse de sensibilité aux grandeurs caractéristiques de forgeage

Dans cette deuxieme étude, c’est la sensibilité de ’identification a I’incertitude sur I’effort
mesuré qui est évaluée.

3.1.4.1 Procédure

Comme expliqué en section 3.1.1, chaque point du signal d’effort mesuré est défini a une
incertitude de £80 KN ce qui entraine un degré d’incertitude sur I’identification des paramétres
du modele. Une analyse de sensibilit¢ de I’identification des paramétres par rapport a
I’incertitude de I’effort est alors réalisée en suivant la démarche ci-dessous :

1. On réalise un tirage de parametres du modele selon trois distributions normales avec
une moyenne et un écart type donnés. Par la suite, ces distributions sont nommées
distributions de départ.

2. Une simulation est réalisée, a partir des valeurs centrales des parameétres opératoires et
du set de paramétres du modele déterminé durant la premiere étape.

3. Le signal d’effort prédit est comparé aux bornes supérieure et inférieure du signal
d’effort mesuré. Si le signal prédit est compris en intégralité entre les bornes, le set de
parametres du modéle est considéré dans I’intervalle d’incertitude.

Le processus de 1’¢tude de sensibilité des parametres du modéle a I’effort mesuré est illustré
en Figure 11-22.
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Paramétres opératoires Grandeurs caractéristiques
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Figure 11-22 llustration de [’étude de sensibilité des parameétres du modéle a [’effort mesuré

Les incertitudes a 95% de confiance telles que définies en section 3.1.1 pour m, ¢ et k (la
masse, le coefficient d’amortissement et la raideur) sont respectivement fixées a £500 kg,
+5,10% N.s/m et +10° N/m. Ces valeurs sont prises pour couvrir approximativement ’intervalle
d’incertitude des paramétres du modele, identifié en section 3.1.3.2. Les valeurs centrales sont
celles identifiées dans le Tableau I1-2. Pour c, une distribution centrée sur O est choisie car
I’étude réalisée en section 3.1.3.2 a montré que le systéme n’est pas amorti. Une valeur négative
de ¢ n’ayant pas de sens physique, a chaque tirage, si la valeur obtenue est négative alors la
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valeur absolue est conservée. La boucle est répétée 10 000 fois, 502 sets de parametres sont
retenus pour un temps de calcul approximatif de 7h.

3.1.4.2 Resultats et analyse

Les distributions des sets de parameétres retenus dans 1’intervalle d’incertitude pour la masse
m, le coefficient d’amortissement c et la raideur k sont présentés en Figure 11-23, Figure 11-24
et Figure 11-25. Pour 1I’étude statistique, la distribution de ¢ est symétrisée par rapport a zéro.
Un test du Khi-2 réalisé pour la masse et le coefficient d’amortissement, montre que 1’hypothése
d’une distribution normale ne peut pas étre rejetée a 95% de confiance. Le méme test montre
que la distribution de la raideur ne suit pas une loi normale. Néanmoins, en appliquant la
fonction logarithme népérien a toutes les valeurs de masse retenues et en effectuant un test du
khi-2 sur cette nouvelle distribution, I’hypothése d’une distribution normale pour In(m) ne peut
pas étre rejetée. Ainsi, m et ¢ sont modélisées par des lois normales tandis que k est modélisée
par une loi log-normale. Ces lois permettent de déterminer les intervalles d’incertitude a 95%
pour chacun des paramétres. Ces intervalles sont indiqués en pointillés sur les histogrammes et
correspondent respectivement pour m, ¢ et k a [1954 ; 2130] kg, [0 ; 3244] N.s/m et [0,70;
2,30] GN/m. Aucune des bornes inférieures ou supérieures des intervalles identifiés n’atteint
I’incertitude a 95% de la distribution de départ. Cela signifie que les distributions de départ sont
suffisantes et qu’il n’est pas nécessaire de couvrir un intervalle plus large pour I’¢tude.
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Figure 11-23 Distribution des masses retenues lors de I’analyse de sensibilité aux grandeurs caractéristiques de
forgeage
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Figure 11-24 Distribution des coefficients d amortissement retenus lors de [’analyse de sensibilité aux grandeurs
caractéristiques de forgeage
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Figure 11-25 Distribution des raideurs retenues lors de ’analyse de sensibilité aux grandeurs caractéristiques de
forgeage

La méthodologie présentée a permis d’identifier un intervalle d’incertitude pour chacun des

parameétres du modéle a partir de I’incertitude sur I’effort mesuré. Le nombre de sets de
parametres retenus dans ’intervalle d’incertitude est faible et correspond a 5% des valeurs
testées. Cela s’explique par le fait que les distributions de départ des paramétres m, ¢ et k
couvrent une plage de valeurs bien plus importante que les valeurs pouvant étre prise par les
parametres pour simuler un signal d’effort compris dans I’intervalle d’incertitude de 1’effort

mesuré. Les sets retenus permettent néanmoins de modéliser la distribution des trois parametres
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du modeéle et de fournir un intervalle d’incertitude pour chacun. Un nombre de tirages plus
important permettrait de préciser les distributions des parametres mais au prix d’un temps de
calcul plus élevé.

3.1.5 Synthése des analyses de sensibilité

Pour déterminer I’impact des incertitudes de mesure des parametres opératoires et des
grandeurs caractéristiques de forgeage sur le processus d’identification, deux analyses de
sensibilité ont été réalisées. Les études ont été effectuées indépendamment et ont permis de
fournir un intervalle d’incertitude pour les paramétres du modele (m, ¢ et k). Lorsque I’influence
des paramétres opératoires a été étudice, I’effort a été fixé a sa valeur nominale et inversement.
C’est-a-dire que le signal d’effort est resté a la valeur mesurée par le capteur, pour realiser les
optimisations pour les différents sets de parameétres opératoires. Le Tableau II-5 présente les
intervalles d’incertitude des paramétres du modeéle issus des deux analyses de sensibilité. m et
c sont plus sensibles a I’incertitude sur les paramétres opératoires qu’a I’incertitude sur 1’effort,
tandis que le comportement inverse est observé pour k. Il est alors possible de fournir un
intervalle d’incertitude pour les paramétres du modéle prenant en compte les résultats des deux
études : m € [1796 ; 2266] kg, ¢ € [0 ; 169 936] N.s/m, k € [0,67 ; 2,30] GN/m.

Tableau I1-5 Intervalles d’incertitude identifiés pour les parametres du modéle lors des deux études de sensibilité

R Etude de sensibilité aux Etude de sensibilité a I’effort
Parametre \ . . ,
parametres operatOIres mesure
m (kg) [1794 ; 2262] [1954 ; 2130]
¢ (N.s/m) [0; 16 936] [0; 3244]
k (GN/m) [0,66 ; 1,30] [0,70 ; 2,30]

On obtient alors des intervalles d’incertitude sur les parametres du modele prenant en
compte I’incertitude sur la mesure des paramétres opératoires et de I’effort. Néanmoins, les
études ayant été réalisées indépendamment, il est nécessaire de s’interroger sur I’impact de
I’interaction entre les incertitudes des paramétres opératoires et de 1’effort mesuré sur
I’incertitude des parametres du modele. Un axe d’amélioration de I’étude pourrait étre la prise
en compte de ces interactions en considérant les deux sources d’incertitude dans la méme
analyse. Les parametres du modéle présentent un degré de sensibilité différent aux paramétres
opératoires et a D’effort. Cela signifie qu’il n’est pas possible de négliger 1’'impact de
I’incertitude des parametres opératoires ou de I’effort sur I’identification des parametres du
modeéle.

3.2 Prédictivité du modele

Afin d’évaluer la prédictivité du modele, la simulation de deux autres frappes est réalisée
avec le modéle BIM et les paramétres identifiés en section 2.3. Les résultats de simulation
concernant les géométries finales des lopins sont comparés aux mesures expérimentales
(Yoneyama et al. 2018). Les refoulements de deux lopins en acier sont réalisés dans les mémes
conditions expérimentales que présentées en section 2. Les géométries initiales et finales des
deux lopins sont présentées dans le Tableau 11-6. Pendant la frappe, la pression de contact et la
friction sont mesurées.
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Tableau 11-6 Géométries initiales et finales des lopins utilisés pour étudier la prédictivité du modéle BIM

Lopin Hauteur initiale Diametre initial Hauteur finale Diameétre final
(mm) (mm) (mm) (mm)
B 120 80 47 128
C 150 100 88 130

3.2.1 Procédure de simulation

Les valeurs centrales des parametres opératoires, Vo, osat €t b sont les mémes que pour la
frappe sur le lopin A. La hauteur ho et le diamétre do initiaux sont fixés en fonction des
géomeétries du lopin. Le coefficient de frottement p est estimé & 0,17 pour les deux frappes a
partir des mesures de pression et de friction, tel que présenté en section 2.2.2.2.

On estime la hauteur finale des deux lopins en simulation avec leurs intervalles d’incertitude
selon la méthode présentée en section 3.1.2. Les incertitudes associées a chacun des parametres
opératoires sont les mémes que précédemment (Tableau 11-4). Le modele étant le méme et les
conditions de simulation similaires, le nombre de 10 000 itérations identifié grace a une étude
de convergence pour le lopin A est conservé pour les lopins B et C.

3.2.2 Résultats et analyse

Les distributions des hauteurs ne suivent pas une loi normale selon deux tests du Khi-2. Les
intervalles de confiance a 95% sont alors directement calculés a partir de leurs distributions
statistiques, comme présenté en section 3.1.3. Les distributions des hauteurs obtenues pour les
deux lopins en simulation et les valeurs mesurées lors de I’essai (Yoneyama et al. 2018) sont
présentées en Figure 11-26. Les intervalles d’incertitude sur les hauteurs prédites correspondent
pour le lopin B a[43,7 ; 57,0] mm et pour le lopin C a [84,6 ; 98,5] mm. Les hauteurs mesurées
sont dans les intervalles d’incertitude des simulations.
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Figure 11-26 Hauteurs mesurées expérimentalement et prédites pour les frappes sur lopins en acier B et C
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Les résultats de simulation montrent que le mode¢le prédit dans son intervalle d’incertitude
la hauteur finale du lopin pour les deux frappes qui n’ont pas été utilisées pour 1’identification
des parametres du modele. Les intervalles d’incertitude issus de la simulation pour les hauteurs
prédites sont importants. Beaucoup d’hypothéses ont été réalisées pour fournir un intervalle
d’incertitude pour les parameétres opératoires, car peu d’informations dans la publication
support de 1’étude sont disponibles. Cela montre la nécessite d’une plus grande maitrise des
parameétres opératoires et donc la mise en place d’essais dédiés a D’application de la
méthodologie.

3.3 Détermination de la distribution énergétique et de 1’efficacité du procédé

3.3.1 Evolution de la distribution énergétique lors d 'une frappe

Au-dela de la prédiction de I’effort et du déplacement, il est possible de déterminer la
distribution énergétique dans le systeme durant la simulation d’une opération de forgeage grace
au modéle BIM. Ainsi, il est possible de calculer 1’énergie utile transmise au lopin et estimer
I’efficacité du processus de mise en forme. Il existe cinq formes d’énergies dans le systéme a
chaque instant qui sont répertoriées dans le Tableau 11-7.

Tableau I1-7 Différents types d'énergie dans le modeéle BIM lors de la simulation d’une opération de forgeage

Type d’énergie Origine
Cinétique Vitesse des masses
Elastique Déformation élastique des ressorts
Amortie Dissipation dans les amortisseurs
Friction Frottement outils-lopin
Plastique Déformation plastique du lopin

La Figure 11-27 présente 1’évolution des énergies du systéme au cours du forgeage du lopin
A. L’énergie amortie est absente du graphique, en effet, le coefficient d’amortissement étant
égal a zéro (Tableau 11-2), il n’y a pas de phénomeénes d’amortissement. Le graphe peut étre
décomposé en trois parties : la mise en forme sur 1’intervalle de temps [0 ; 17,5] ms, le retour
¢lastique sur Iintervalle [17,5 ; 19,6] ms et le rebond sur I’intervalle [19,6 ; 22,2] ms. Durant
la mise en forme, 1’énergie cinétique diminue pour €tre convertie a la fois en énergie plastique,
en énergie de friction et en énergie élastique. Ces énergies augmentent jusqu’a la fin de la mise
en forme. A t=17,5 ms, 1’énergie cinétique est nulle, 1’énergie élastique représente 4% de
I’énergie totale introduite, 1’énergie de friction 16% et 1’énergie plastique 80%. Par la suite,
pendant le retour élastique, 1’énergie élastique est convertie intégralement en énergie cinétique.
Tandis que I’énergie de friction et I’énergie plastique n’évoluent plus, les phénomenes
physiques liés a ces énergies n’entrent plus en action a partir de cette phase. Enfin, pendant le
rebond, les énergies n’évoluent plus.

L’efficacité est définie comme le rapport de la quantité d’énergie transmise au lopin a la fin
de la déformation sur 1’énergie introduite. Cette derniére correspond a 1’énergie cinétique
initiale de la masse m. Pour cette frappe, 1’efficacité est égale a 80%.
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Figure 11-27 Distribution de [’énergie simulée durant la frappe pour le lopin A

L’énergie plastique augmente avec les déformations du lopin, induites par le déplacement
de la masse. De ce fait, réduisant la hauteur du lopin, son diamétre augmente et donc sa section
augmente. L augmentation de la surface de contact entre les outils et la matiere, implique une
augmentation des efforts de friction, qui s’opposent a 1’expansion radiale du lopin. Par
conséquent, I’énergie dissipée dans les frottements augmente. L’augmentation de la section du
lopin implique aussi une augmentation des efforts de forgeage, pour continuer a atteindre la
contrainte nécessaire a la déformation du lopin. Les déformations élastiques étant
proportionnelles a I’effort appliqué, elles augmentent, tout comme 1’énergie élastique.

At=17,5s, I’énergie cinétique est nulle, plus aucune énergie ne peut étre transmise au lopin,
ce qui marque I’arrét de la mise en forme. Le lopin ne se déformant plus, 1’énergie plastique
demeure constante, de méme que 1’énergie de frottement, puisque I’expansion radiale du lopin
n’a plus lieu. Les déformations élastiques sont alors relachées, ce qui accélére la masse dans le
sens oppos¢ de la frappe, diminuant I’énergie ¢élastique et augmentant 1’énergie cinétique du
systeme. Enfin, une fois toutes les déformations ¢lastiques relachées, plus aucune action n’est
appliquée sur la masse (son poids est négligé). La masse n’est plus accélérée, son énergie
cinétique demeure alors constante pendant le rebond et est égale a I’énergie élastique stockée
par le ressort pendant la mise en forme.

Le modele BIM permet donc de simuler I’évolution des différentes énergies du systeme. Le
calcul de ces énergies permet d’améliorer la compréhension des phénomenes ayant lieu durant
le processus de forgeage.
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3.3.2 Comparaison des bilans énergétiques pour différentes frappes

La Figure 11-28 présente le bilan énergétique a la fin du retour élastique pour les lopins A,
B et C. L’efficacité est différente selon les frappes, elle est respectivement égale a 80%, 93%
et 95% pour les lopins A, B et C. Cela signifie que la quantité d’énergie transmise au lopin est
différente selon les conditions opératoires car 1’énergie introduite est constante. Comme
expliqué précédemment, la part d’énergie non-utile a la fin d’une frappe est répartie entre
I’énergie de friction et I’énergie cinétique de la masse. Selon la frappe, la répartition de I’énergie
non-utile n’est pas toujours la méme.
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Figure 11-28 Efficacité de la frappe et bilan de I’énergie non-utile a la fin du retour élastique, pour les lopins A, B et C

L’efficacité du processus est dépendante des géométries initiales du lopin. En effet, pour la
simulation de trois frappes avec trois lopins de hauteurs et de diameétres différents une variation
de 15% de I’efficacité peut étre observee. Cela s’explique par la variation de la section en
contact avec les outils. Les diametres finaux des lopins A, B et C sont respectivement égaux a
135,7 mm, 122,9 mm et 127,6 mm. Plus la variation de la section est élevée et plus I’énergie
dissipée dans les phénomenes de friction entre la matiére et les outils est importante. Pour le
lopin B, la variation du diametre est de 42,9 mm tandis que pour le lopin C, elle est de 27,6
mm. Cela conduit a une energie dissipée en frottement de 2,22 kJ pour le lopin B, ce qui est
supérieur a 1’énergie de friction du lopin C égale a 1,53 kJ.

Comme montré précédemment, une section plus élevée implique des déformations
¢lastiques plus importantes. Or, au relachement de ces déformations, I’intégralité de I’énergie
élastique stockée est restituée dans le mouvement des masses. L’énergie cinétique a la fin du
retour élastique est alors plus importante pour une section plus élevée. Le diamétre final du
lopin B étant inférieur au diamétre du lopin C, I’énergie cinétique au rebond de 0,39 kJ pour le
lopin B est inférieure aux 0,43 kJ du lopin C.

84



La répartition de I’énergie non-utile entre 1’énergie de friction et I’énergie cinétique est
différente selon les frappes. En particulier pour les simulations des frappes pour les lopins B et
C réalisées avec le méme coefficient de frottement : un écart de 7% de la part de I’énergic
cinétique sur 1’énergie totale non-utile peut étre observé. La distribution de I’énergie non-utile
est donc fonction des géométries initiales du lopin.

Pour des coups multiples sur un méme lopin, la section de la billette ne cesse d’augmenter
mais la variation de la section est de plus en plus faible. Selon le raisonnement précédent, la
part de 1’énergie cinétique au rebond sur 1’énergie non-utile doit donc augmenter, tandis que la
contribution de la friction doit diminuer. Cela montre ainsi la nécessité de considérer le
comportement de la machine pendant 1’opération de forgeage pour la détermination de
’efficacité du processus de mise en forme.

4. Conclusion

Ce chapitre développe la méthodologie globale de modélisation des machines de forgeage
pilotées en énergie, proposée par cette these, en s’appuyant sur un cas d’étude issu de la
littérature. Dans un premier temps, I’analyse du signal de I’effort lors d’une frappe et 1’étude
de la machine ont permis de définir un modéle adapté au pilon étudié, avec le nombre de degré
de liberté nécessaire. Puis, I’identification paramétrique, rendue possible par la mesure des
parametres opératoires du procédé et de I’effort, a fourni un set de paramétres pour le modele
décrivant le comportement de la machine et de ses outillages. Cette démarche présente
I’avantage de pouvoir identifier les paramétres du modele en seulement une frappe
représentative des conditions de travail de la machine et grace a la mesure d’un nombre limité
de paramétres. De plus, I’approche fournit une solution sur-mesure pour décrire le
comportement du systeme {machine + outillages} durant le processus de forgeage, ce qui
permet de considérer dans la modélisation les spécificités propres du moyen de production.

Dans un second temps, les analyses d’incertitudes et de sensibilités ont permis d’étudier la
réponse du modéle. Les paramétres opératoires ayant 1I’impact le plus fort sur les grandeurs
caractéristiques de forgeage ont été mis en évidence et les intervalles d’incertitude associés aux
paramétres du modele ont été fournis. Ainsi, la robustesse du modéle et du processus
d’identification des paramétres a pu étre évaluée. La simulation de deux autres frappes sur des
lopins de géométries différentes a montré le caractere prédictif du modele. Néanmoins les
intervalles d’incertitude obtenus pour la prédiction des hauteurs des lopins sont trop importants,
ce qui ttmoigne de la nécessité de réaliser des essais dédiés a I’application de la méthodologie.
Enfin, la distribution énergétique dans le systeme durant les trois frappes étudiées, a été
calculée, ce qui a permis de déterminer, dans chaque cas, I’efficacité du processus. L’efficacité
d’un coup et la distribution de 1’énergie non-utile sont donc dépendantes des géométries du
lopin, le role de la machine sur la consommation de 1’énergie introduite a aussi été mis en
évidence.

Travailler sur des données issues de la littérature a conduit a émettre de nombreuses
hypotheses et a évaluer la prédictivité du modele BIM uniquement dans le cas de lopins de
géométries différentes. Par ailleurs, la méthode n’a pu étre appliquée qu’a un seul mode¢le de
machine, ce qui ne permet pas de démontrer la généricité de 1’approche a toutes les machines
pilotées en énergie. Pour cette raison, plusieurs campagnes d’essais ont été mises en place pour
modéliser le comportement de trois machines et identifier les configurations dans lesquelles le
modele est valide. Le chapitre 11l précise les outils de modélisation utilisés pour décrire le
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comportement du lopin et les protocoles développés pour la mesure des parametres opératoires
et des grandeurs caractéristiques de forgeage. Ces outils et protocoles permettent alors la mise
en ceuvre de la méthode pour les trois cas d’application présentés en chapitre 1V.
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Chapitre 111 : Outils de modélisation et méthode expérimentale

1. Introduction

Dans ce chapitre, les méthodes permettant 1’obtention des données nécessaires a
I’application de la méthode présentée en chapitre IT sont abordées. Ces méthodes correspondent
a I’encadré orange en Figure I11-1.

Modele

analytique
Modéle Conditions limites
numeérique .
1 ~ Relation J|
Effort = f (Hauteur du lopin) y Modéle Réponse
»  Identifier les paramétré | | théorique
" : 11 Exploiter le
paramétres du > - >
el modele
. modéle
Effort Mos:l;l_e \
/ > i arameétrique
Mettre le systéme de | Définir un p q
production en modele >
situation de forgeage paramétrique
Déplacement ! ~..
1 s
1 S~
1 ~ -
1 s
DDL .
Analyser Deéfinir un
le spectre modéle

Figure 111-1 lllustration de la méthodologie générale et des éléments étudiés en chapitre 111

La premiere partie présente deux méthodes pour modéliser le comportement du lopin et de
I’interface, afin d’étre en mesure de calculer les efforts de forgeage en fonction de la hauteur
de la billette. Une premiere méthode, analytique, permettant une résolution directe des
équations du modele BIM avec des temps de calcul modérés et une seconde méthode
numérique, basée sur la simulation éléments-finis permettant d’obtenir une représentation plus
fidéle du comportement du lopin lors du forgeage (Figure 111-2).
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f Expression des efforts de forgeage
Effort Effort = filHauteur du lopin)

Analytique ! Numérique
Lopin | )
! Couplage faible
Méthode des | avec la simulation
tranches | ¢éléments-finis
|
1

(FORGE NxT 3.0)

‘ Effort

Figure I1-2 Illustration des méthodes permettant [’expression des efforts de forgeage en fonction de la hauteur du lopin

Comme montré en chapitre II, I’exploitation des données d’un cas issu de la littérature a
conduit a un nombre important d’hypothéses sur les incertitudes de mesure et a la validation
des prédictions du modéle BIM dans un nombre limité de cas. Ainsi, plusieurs campagnes
d’essais ont été mises en place afin de maitriser les incertitudes de mesure et déterminer le
domaine de validité du modele. La deuxiéme partie de ce chapitre est consacrée a la présentation
des protocoles expérimentaux mis en place pour la mesure des parametres opératoires et des
grandeurs caractéristiques de forgeage. Ces protocoles ont été développés pour les trois
machines étudiées dans le chapitre IV : une presse a vis de laboratoire, un marteau pilon simple-
effet et un marteau pilon contre-frappe. La réalisation d’essais sur plusieurs machines avec des
contraintes différentes a conduit a 1’évolution des protocoles expérimentaux qui ont pu étre
affinés au cours des campagnes d’essais. Les moyens de mesure utilisés en fonction de la
grandeur mesurée et de la machine considérée sont présentés dans le Tableau Il1-1. Chaque
protocole est décrit en section 3 et les incertitudes des grandeurs mesurées sont estimées. Selon
les cas, des exemples de mesures issus des cas d’étude du chapitre IV sont utilisés pour plus de
clarté.

Tableau I11-1 Récapitulatif des moyens de mesure en fonction de la grandeur mesurée et de la machine

Déplacement Coefficient de

Grandeur Vitesse frottement Effort
Presse a vis Codeur magneétique / Capteur & jauges de
incrémental déformation
Pilon simple-effet Caméra Test de I’anneau Capteur

piézoélectrique
Test de compression
Pilon contre-frappe Caméra rapide (Ebrahimi et /
Najafizadeh 2004)

2. Outils de modélisation du comportement du lopin et de
Pinterface

2.1  Calcul analytique des efforts de forgeage

La simulation d’une frappe avec le modele BIM, nécessite de pouvoir calculer les efforts
de forgeage en fonction de la hauteur du lopin. La méthodologie présentée dans le chapitre II,
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s’applique dans le cas d’un essai de compression d’un lopin cylindrique. Dans cette étude,
I’effort de forgeage est exprimé dans le cas du refoulement d’un cylindre.

La méthode des tranches permet le calcul analytique des efforts de forgeage, lors de la
compression d’une billette, en prenant en compte les phénoménes de frottement entre les outils
et la matiére, ainsi que le comportement rhéologique du matériau (Lange 1985). Son utilisation
est courante en identification paramétrique pour la compensation des phénomenes de friction
lors de I’estimation de la contrainte d’écoulement (Osakada et al. 1981 ; Christiansen et al.
2016).

Le calcul des efforts de forgeage avec la méthode des tranches est basé sur quatre
hypotheses considérées vraies pendant la déformation du lopin :

1. Le volume de matiere de la billette reste constant.

2. Labillette conserve sa géométrie cylindrique.

3. Le matériau subit un chargement homogéne de compression uniaxiale.

4. La contrainte d’écoulement du matériau est homogeéne dans toute la picce.

L’écrasement d’un lopin cylindrique d’une hauteur initiale ho et d’un rayon initial reo est
considéré. Au cours du forgeage, h et re représentent respectivement la hauteur courante et le
rayon courant du lopin (Figure 111-3).

(2) (®)

Outil supérieur

Outil supérieur

A
Lopin hyg
Lopin h
«— «—
Fe@ € @
Y
Outil inférieur Qutil inférieur

Figure 111-3 Schémas annotés du processus de forgeage a) au contact avec le lopin b) durant le forgeage

Le repére cylindrique (O, e;, eg, €,), dont I’axe O; est confondu avec 1’axe de rotation du
cylindre est défini. Une tranche du lopin est considéreée, elle correspond a une portion d’anneau
sur un angle d@dont le rayon intérieur est égal a r, et le rayon extérieur a r+dr (Figure 111-4).
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° Ie3 T frz f © Cg l T
Figure I11-4 Paramétrisation de la tranche de lopin considérée et bilan des contraintes sur cette tranche a) vue selon le
plan {e,, e,} b) vue selon le plan {e;, ey}
Les phénomeénes de friction entre les outils et la matiere, sont modélisés avec le modele de
Coulomb exprimant la contrainte tangentielle z, telle que dans 1’équation (111-1) :

-1
Trz = W0z (-

avec o la contrainte normale et p le coefficient de frottement. Le bilan des efforts appliqués
sur la tranche est réalisé, ce qui conduit a 1’égalité de 1’équation (I11-2).
. (46 (111-2)
(o, +do,)(r +dr).h.d6 — g,.7r.h.d6 — 20.sin (7>h dr — 2u.0,.1r.dr.d8 =0
Avec or, ovet o les contraintes selon e, eg et e,. Les efforts de friction sont comptabilisés
deux fois dans le bilan, une fois pour I’outil supérieur et une autre pour 1’outil inférieur. Par
ailleurs, d@étant un élément différentiel, dg/2 tend vers 0, donc sin(dd2) ~ dd2. En
déformation plastique et dans les conditions de I’hypothése 4 : ov=0or et o;=or-on. Avec oo la
contrainte d’écoulement du matériau. Ainsi, 1’équation (111-2) peut étre simplifiée comme dans
I’équation (111-3).
1 2 ]
—.do*zz——u.dr (-3
o, h
L’équation (111-3) est une équation différentielle du premier ordre en o selon la variable r.
En introduisant la condition aux limites or(re)=0, la contrainte selon 1’axe Z peut s’exprimer :
oi(re)=co. Il est alors possible de résoudre 1’équation en utilisant cette condition aux limites, ce
qui donne I’expression pour oz de 1’équation (I11-4).
(1n-4)

2n
0,(r) = 0p. e R"Te™")

L’effort de forgeage est obtenu en intégrant o sur la surface de contact du lopin avec les
outils, c’est-a-dire pour r € [0 ; re] et & € [0 ; 2z]. Pour mener a bien le calcul de I’intégrale,
une intégration par parties est réalisee. L’effort de forgeage peut alors étre exprimé tel que dans
I’équation (111-5).

r=Te
0= .7y h ed—1 ]

F, = ﬂ 2nJZ(r).r. dr.df = ——.0g,.( -1) (111-5)

o= g A

avec A=2ure/h. Les hypotheses sur la conservation du volume du lopin et de sa géomeétrie
cylindrique durant la déformation, permettent d’exprimer le rayon courant du lopin a partir de
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sa hauteur courante et de sa géométric initiale. Ainsi, il est possible d’exprimer 1’effort de
forgeage en fonction de la hauteur du lopin, connaissant la contrainte d’écoulement, le
coefficient de friction et la géométrie initiale du lopin. Lors de la simulation de 1’écrasement
avec le modéle BIM, le déplacement des outils est calculé a chaque incrément. La hauteur du
lopin est une conséquence du déplacement de ces outils, 1’effort appliqué par le lopin sur la
machine, peut donc étre calculé analytiquement, a chaque incrément de calcul, lors de la
résolution numérique des équations du modele grace a 1’équation (I11-5).

La méthode des tranches présente 1’intérét de proposer une expression analytique des efforts
de forgeage implémentable directement dans I’environnement MATLAB SIMULINK® et
nécessitant des temps de calcul faibles. Néanmoins, les hypotheses de calcul peuvent limiter
son utilisation. Supposer que le lopin conserve sa géométrie cylindrique durant la déformation
n’est possible que pour des conditions de frottement nulle en théorie. En effet, dans le cas
contraire, I’apparition d’un tonnellement peut étre observée. Il implique une diminution de la
section du lopin en contact avec les outils (Kulkarni et Kalpakjian 1969) et donc une
surestimation de ’effort. Par ailleurs, ’hypothése d’une contrainte d’écoulement homogéne
dans toute la piece ne permet pas de prendre en compte les hétérogénéités dues, par exemple, a
une différence de température entre la peau de la piéce et son cceur. Pour ces raisons, une
seconde maniére de calculer les efforts de forgeage s’appuyant sur la simulation numérique est
proposée dans la section suivante, pour fournir une représentation plus fidele a la réalité.

2.2 Calcul des efforts de forgeage par la méthode des éléments-finis

Cette partie présente la méthodologie permettant d’obtenir les efforts de forgeage a partir
de la simulation numérique du refoulement d’un lopin cylindrique grace a un logiciel éléments-
finis. L’objectif est d’obtenir une relation entre I’effort et la hauteur du lopin qui puisse étre
utilisée lors de la simulation du procédé de forgeage avec le modéle BIM. Les simulations
numeériques sont réalisées avec le logiciel éléments-finis FORGE® NxT 3.0. Ce logiciel permet
d’obtenir une représentation des phénomenes thermomécaniques qui ont lieu durant le
processus de mise en forme. L’utilisation de ce logiciel est courante dans 1’industrie pour la
simulation des opérations de forgeage car il est adapté a la simulation des grandes déformations.
Le calcul de I’effort, selon la méthode présentée dans ce chapitre, est utilisé pour les essais
réalisés sur la presse a vis et sur le pilon contre-frappe. Dans les deux cas, le refoulement de
lopins cylindriques en cuivre est réalise. L utilisation du cuivre permet le forgeage a froid et
ainsi la maitrise des phénomeénes thermiques apparaissant expérimentalement. De plus la
rhéologie du cuivre est peu sensible a la vitesse de déformation (Lu et al. 2005), ce qui permet
de négliger son influence sur la contrainte d’écoulement. Enfin, le comportement du cuivre est
bien connu, ce qui rend possible le calcul de la contrainte d’écoulement a partir d’une loi
rhéologique et de paramétres issus d’une base de données.

2.2.1 Développement d 'un modéle éléments-finis pour le refoulement d’un lopin cylindrique
2.2.1.1 Objets considérés et cinématique des outils en simulation

Le refoulement a froid d’un lopin de hauteur initiale ho et diametre initial do jusqu’a une
hauteur finale hr est considéré. La vitesse d’impact Vo et la température initiale To du lopin sont
Supposées connues.

Le modéle numérique associé¢ a I’opération est constitué¢ de trois éléments: le lopin
considéré déformable et deux outils indéformables : I’outil supérieur et 1’outil inférieur. Les
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outils sont des tas plats de dimensions suffisantes pour garantir le contact avec la section
supérieure et la section inférieure du lopin jusqu’a la fin de la déformation. L’ outil inférieur est
considéré fixe tandis que I’outil supérieur est piloté en déplacement. Pour obtenir le profil de
déplacement a imposer a 1’outil supérieur, un polynéme de degré deux satisfaisant les équations
(111-6)-(111-9) est défini.

P(t=0)=ho—hs (111-6)
P(t=t;)=0 (-
P'(t = 0) = v, (e
P'(t=t)=0 (11-9)

avec tr défini comme I’instant ou le lopin atteint la hauteur hr. Un systéme linéaire de quatre
équations est obtenu pour quatre inconnues : ts et les trois coefficients du polynéme. Le systéme
est résolu et les coefficients du polyndme sont déterminés. Ce polyndme permet de générer un
ensemble de points pour décrire le déplacement de 1’outil supérieur correspondant a
I’écrasement du lopin de la hauteur ho a la hauteur hs avec une vitesse initiale égale a la vitesse
d’impact Vo. Ces points sont utilisés dans FORGE® pour imposer le déplacement a 1’outil
supérieur. Le profil de déplacement parabolique est une approximation du déplacement de
I’outil qui permettra par la suite d’obtenir une relation entre la hauteur du lopin et I’effort de
forgeage. Cette approximation peut néanmoins entrainer une incertitude sur le calcul de la
contrainte d’écoulement, du fait de la mauvaise estimation de la vitesse de deformation.

2.2.1.2 Friction

Les phénomenes de friction a I’interface entre les outils et le lopin sont modélisés par le
modele de Coulomb limité Tresca, son utilisation est courante dans la littérature pour la
simulation de procédés de forgeage (Gavrus et al. 2012 ; Ghassemali et al. 2013 ; Zhang et Ou
2016). C’est un mode¢le hybride considérant une augmentation de la contrainte de cisaillement
selon la loi de Coulomb jusqu’a un seuil a partir duquel la contrainte devient constante. La
contrainte de cisaillement s’exprime alors telle que dans 1’équation (111-10).

ﬁ) (111-10)
V3

avec 7 la contrainte de cisaillement, p le coefficient de frottement de Coulomb, m le
coefficient de frottement de Tresca, o; la contrainte normale appliquée a la surface entre les
outils et le lopin et op la contrainte d’écoulement. A I’instant de la transition entre le modéle de
Coulomb et le modéle de Tresca, la fonction décrivant la valeur de zn’est pas dérivable. Cela
peut poser un probléme lors de la résolution numérique des équations du modele. FORGE®
propose une regularisation de la fonction, exprimant z qui garantit la dérivabilité lors de la
transition entre les deux modeles (FORGE 2011).

2.2.1.3 Thermique

T = min (W o, ; M.

La température initiale du lopin est fixée a To en simulation. Dans les cas étudiés, elle
correspond a la température ambiante approximativement égale a 20 °C. Lors du forgeage sur
une machine pilotée en énergie, les temps de contact entre les outils et la matiere sont courts,
de I'ordre de quelques minutes. Par ailleurs, en forgeage a froid, les outils sont froids ou
chauffés a des températures faibles, dans le cas du pilon contre-frappe inférieures a 80 °C. Ainsi,
le gradient de temperature entre les outils et le lopin est faible. Il en résulte que les phénomeénes
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d’échange thermique a I’interface outils-lopin sont tres faibles et peuvent étre négligés. Les
simulations sont alors réalisées dans des conditions adiabatiques.

2.2.1.4 Maillage

Dans FORGE®, les objets considérés sont discretisés selon des éléments linéaires
tétraédriques appelés P1+ / P1 tels que présentés en Figure I11-5. Le champ de pression est
calculé aux quatre sommets du tétraedre tandis que le champ de vitesse est enrichi avec un degré
de liberté supplémentaire au centre du tétraédre.

(a) (b)

Figure 111-5 a) P1+ element b) P1 element (Saby 2013)

En mise en forme, de grandes déformations des piéces peuvent étre observées, cela se
traduit, en simulation, par des distorsions considérables des éléments du maillage pouvant
conduire a la dégénérescence de certains éléments. Ainsi, les calculs peuvent étre interrompus
avant d’arriver a leur terme ou présenter des résultats entachés d’erreurs (Habraken et Cescotto
1990). Pour pallier ce probleme, FORGE® propose un outil de remaillage automatique. Une
fois qu’un élément dépasse un certain taux de déformation, le programme régénére un maillage,
puis les différents champs calculés sont projetés sur le nouveau maillage. D’autres criteres de
remaillage peuvent étre utilisés (FORGE 2011). Dans les simulations qui sont présentées dans
cette étude, le critére de remaillage basé sur la déformation des éléments est utilisé. La taille de
maille est fixée en fonction des géométries de la piéce forgée. Par exemple, pour un lopin de
hauteur 150 mm et de diamétre 100 mm la taille de maille est fixée a 6 mm.

2.2.1.5 Loi rhéologique du matériau

Plusieurs lois rhéologiques sont proposées dans la littérature pour décrire le comportement
des matériaux visco-plastique (Venet et al. 2019). Dans ces travaux, la loi de Hansel-Spittel
(Hansel et Spittel 1978), directement implémentée dans le logiciel FORGE® NxT 3.0, est
utilisée. Cette loi prend en compte les phénoménes d’écrouissage et d’adoucissement. De plus,
la loi permet de considérer la dépendance de la contrainte d’écoulement du matériau a la
température et a la vitesse de déformation. L’expression de la contrainte d’écoulement est
donnée par 1’équation (111-11).

m4
o9 = A.e™ T . TMo ™2 e7e (1 4 g)MsT, gMr€ gMs ¢MmeT (I-11)

avec T la température, ¢ la déformation réelle, € la vitesse de deformation. Le coefficient A

et les mj sont les paramétres du modele définissant la sensibilité de la contrainte d’écoulement
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aux trois variables considérées. Des parametres associes a different matériaux pour la loi de
Hansel-Spittel sont proposés dans la base de données rhéologique FPDBase. Ces parametres
sont utilisés pour la réalisation des simulations numériques présentées dans cette etude. Il peut
étre nécessaire de supprimer la dépendance de la contrainte d’écoulement a certaines variables,
comme la température ou la vitesse de deformation en simulation. Dans ces cas, les coefficients
de la loi de Hansel-Spittel, issus de la base de données FPDBase, sont modifies.

2.2.2 Détermination de la relation entre [’effort de forgeage et la hauteur du lopin

La relation entre 1’effort de forgeage et la hauteur du lopin est obtenue grace la simulation
de I’opération de refoulement pour chaque incrément de calcul. Pour pouvoir exploiter cette
relation avec le modele BIM, une interpolation linéaire est réalisée entre les points issus de
chaque incrément de calcul de la simulation numeérique sous FORGE®. Ce procédé est
nécessaire car les incréments de calcul de la simulation éléments-finis sont différents des
incréments de calcul de la simulation avec le modéle BIM. Cette méthodologie permet d’obtenir
les efforts de forgeage pour une hauteur donnée du lopin lors d’une frappe grace a une fonction
notée finter.

Il est possible de realiser une simulation éléments-finis pour calculer I’effort en fonction de
la hauteur du lopin pour plusieurs coups successifs. En effet, il suffit de fixer la hauteur hra la
hauteur finale du lopin au dernier coup, lors de la définition du déplacement de 1’outil supérieur
(cf. section 2.2.1.1). L’application de la méthodologie présentée précédemment, permet alors
d’obtenir une fonction unique finer pour tous les coups, associant 1’effort de forgeage a la
hauteur du lopin. Dans ce cas, il est necessaire de supprimer la dépendance de la contrainte
d’écoulement a la température et a la vitesse de déformation. En effet, cette méthode est utilisée
lors de frappes successives ou le lopin est refroidi a température ambiante entre chaque coup,
la simulation ne doit donc pas considérer I’échauffement du lopin. Concernant la vitesse de
déformation, le profil de déplacement en simulation étant parabolique, il ne permet pas de
calculer une vitesse de déformation juste.

Par ailleurs, en considérant le calcul de I’effort de forgeage au coup i, la hauteur initiale du
lopin étant égale a hoi < ho, cela implique la non-dérivabilité de I’effort de forgeage en ho;
(Figure 111-6). Cette non-dérivabilité au premier incrément de calcul peut poser des problemes
lors de la résolution des équations du modele BIM. Ainsi, une hauteur hii pour le coup i est
définie afin de construire une transition sur I’intervalle [hii; hoi] & 1’aide d’un polyndéme du
second degreé P:. Les coefficients du polyndme sont déterminés en imposant les conditions des
équations (111-12)-(111-14).

Pe(hyi) = finter (h1i) (111-12)
Pe(hy)) =0 (I11-13)
PL{(hli) = flnter(hli + P;l:z - /‘}nter(hli) (111-14)

avec Pas la distance séparant la hauteur du lopin entre chaque incrément de calcul. Cette
transition permet d’assurer la continuité et la dérivabilité de la fonction. La Figure 111-6 montre
le signal d’effort en fonction de la hauteur du lopin issu de la simulation éléments-finis et ce
méme signal complété par le polynéme de degré deux pour le coup i.

94



Effort

by by by B
Hauteur du lopin

Effort issu de la simulation éléments-finis

Effort au coup i avec transition grice a un polynéme du nd degré
-------- Effort au coup i sans transition

Figure 111-6 Effort de forgeage simulé par la méthode des éléments-finis et complété par un polynéme de degré deux

Cette méthodologie permet donc d’exprimer les efforts de forgeage en fonction de la
hauteur du lopin grace a une simulation éléments-finis. Elle présente I’avantage de considérer
des aspects négligés par la méthode des tranches et ainsi proposer une représentation plus fidele
des phénomenes ayant lieu durant le forgeage. L’approximation du déplacement de 1’outil par
une parabole implique une erreur sur I’estimation de la contrainte d’écoulement. Par ailleurs,
pour la simulation de frappes multiples, ’impact de la variation de la température et de la vitesse
de déformation sur la contrainte d’écoulement doivent étre négligés pour la réalisation des
simulations. La simulation €léments-finis étant réalisée indépendamment de la simulation avec
le modéle BIM, le couplage entre les deux modeles est qualifié de faible. Le modéle BIM
exploite les résultats de la simulation éléments-finis comme données d’entrée pour calculer les
efforts de forgeage, il n’est alors pas nécessaire de réaliser un couplage a chaque incrément de
calcul entre les deux simulations.

2.3 Synthese

Dans cette partie, deux méthodes ont été proposées pour le calcul des efforts de forgeage en
simulation. D’une part, une méthode analytique basée sur la méthode des tranches qui permet
des temps de calcul courts et une résolution directe des équations du modele. D’autre part, une
méthode numérique mettant en ceuvre un couplage faible entre un modele élements-finis et le
modeéle BIM. Cette deuxiéme méthode permet de prendre en compte des aspects négliges par
la méthode des tranches, comme I’impact du tonnellement ou de la thermique et de la vitesse
de déformation sur la contrainte d’écoulement. Cependant, la méthode nécessite la réalisation
de deux simulations indépendantes, une premiére fois avec le modéle éléments-finis puis une
seconde avec le modéle BIM, afin de pouvoir simuler une opération de forgeage. Un couplage
dit faible est alors mis en place entre les deux modeles.
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La prédictivité du modéle BIM a été évaluée sur un nombre limité de cas en chapitre 11 et
les incertitudes importantes sur les variables mesurées ont conduit a des incertitudes élevées sur
les prédictions du modele. Ces raisons ont mené a la mise en place de nouvelles démarches
expérimentales qui ont nécessité le développement de protocoles expérimentaux présentés dans
la section qui suit.

3. Détermination expérimentale des parametres opératoires et des
grandeurs caractéristiques de forgeage

Cette partie présente les différents outils et protocoles expérimentaux mis en place pour la
mesure des parameétres opératoires et des grandeurs caractéristiques de forgeage que sont le
déplacement des ¢éléments en mouvement, la vitesse d’impact, le coefficient de frottement et
I’effort de forgeage.

3.1 Suivi du deplacement des elements en mouvement

Lors d’une frappe sur une machine pilotée en énergie, 1’acquisition du déplacement des
éléments en mouvement peut étre utilisée pour obtenir la hauteur courante du lopin durant sa
mise en forme. Le déplacement des éléments en mouvement avant le contact avec le lopin peut
aussi étre exploité pour calculer la vitesse d’impact, ainsi une seule mesure permet d’obtenir
deux informations. Dans cette partie, les protocoles de mesure de déplacement développés pour
les différents essais sont présentés.

3.1.1 Codeur magnétique incrémental
3.1.1.1 Protocole de mesure

La presse a vis est équipée d’un systtme de suivi de déplacement IPF Electronic
MW991424 pour son coulisseau. Ce systéeme utilise un codeur magnétique incrémental
permettant une mesure du déplacement du coulisseau sans contact durant le forgeage. Une
bande magnétique avec une alternance donnée de p6les est collée sur un montant de la machine,
la téte de lecture est quant a elle fixée sur le coulisseau. Lors de la frappe, le coulisseau entre
en mouvement. En scannant les poles magnétiques de la bande, le capteur genere un signal
digital indiquant quel pble est détecté, ce signal est ensuite converti en déplacement. Une
fréquence d’acquisition de 10 kHz est utilisée. L’origine du déplacement est fixée
manuellement, lorsque le coulisseau est dans une position de référence I’opérateur peut fixer
’origine a 1’aide du tableau de commande de la machine. En fixant la position de référence au
point mort bas, il est alors possible de mettre en évidence la phase d’accélération et la frappe
(Figure 111-7). Le déplacement correspond au déplacement du coulisseau de la machine lors
d’une frappe outil contre outil, ¢’est-a-dire sans lopin. L’origine correspond a la position du
coulisseau au point mort bas, c’est-a-dire lorsque les outils sont en contact. Lors de la frappe,
’outil supérieur impacte 1’outil inférieur a deux reprises donnant lieu a une perte de contact.
Par la suite, le signal correspond a une onde porteuse sur laquelle ondule une onde d’amplitude
plus faible et de fréquence plus élevée.
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Figure 111-7 Signal de déplacement du coulisseau par rapport au contact entre les outils lors d'un frappe outil contre
outil

La partie du signal représentant 1’accélération permet par la suite la détermination de la
vitesse d’impact comme présenté en section 3.2.2.

3.1.1.2 Incertitude de mesure

L’incertitude de mesure sur ce capteur est due a sa résolution. Celle-ci est de 10 um, une
incertitude de +5 um peut donc étre considérée sur la mesure de déplacement. Etant donné les
déplacements mesurés de plusieurs millimetres, cette incertitude est négligée par la suite. La
régle magnétique utilisée pour la mesure de déplacement n’est pas dans I’axe de la frappe mais
déportée sur un des montants de la machine. Par conséquent, le principe d’Abbe n’est pas
respecte et un biais peut étre introduit sur les mesures effectuées avec le capteur de déplacement.
Néanmoins, les mesures réalisées avec le capteur étant relatives a la position de référence
définie avant la frappe, cette erreur peut étre négligée.

3.1.2 Mesure caméra

La mesure de déplacement par caméra consiste en la prise de vue d’une scene a une
fréquence d’échantillonnage donnée. Une fois les images acquises, il est possible, grace a un
post-traitement, de réaliser le suivi de points de référence dans la scéne. La caméra est un moyen
de mesure externe qui ne perturbe pas le fonctionnement de la machine. Ce type de mesure est
privilégiée sur les pilons, du fait des difficultés a instrumenter ces machines avec des capteurs
fixés aux masses, a cause des fortes décélérations durant le forgeage. Le protocole de mesure
et les méthodes d’estimation des incertitudes sont présentés dans la section suivante, pour les
essais réalisés sur le pilon contre-frappe et le pilon simple-effet. Concernant la seconde
machine, les données analysées sont issues de travaux menés par une équipe du Lyceée Marie
Curie. Les données collectées n’ont pas permis de déterminer I’erreur associées a toutes les
sources d’incertitude étudiées, car les essais n’étaient pas dédiés a l’application de la
méthodologie. Les incertitudes de mesure qui ont pu étre évaluées sont présentées dans les
sections qui suivent.
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3.1.2.1 Protocoles de mesure

On présente la méthode de mesure par caméra rapide dans le cas de la détermination du
déplacement des masses en mouvement du pilon contre-frappe. Le temps de forgeage est court
ce qui impose I’utilisation d’une caméra rapide. Le montage est le suivant : la caméra rapide
(Phantom V2012) est positionnée devant la machine comme présenté en Figure I11-8 a). La
scéne est éclairée par deux projecteurs, la fréquence d’acquisition ¢élevée de 200 000 images/s
implique que le temps d’exposition de chaque image est trés faible et nécessite une forte
luminosité pour que les images soient exploitables. Des motifs sont tracés a la peinture
réfléchissante sur les outils afin de fournir une zone de fort contraste permettant la détection de
points lors du post-traitement (Figure 111-8 b)). Des montages similaires pour des mesures de
déplacements sur pilons contre-frappe ont été proposes dans la littérature (Galdos et al. 2014 ;
Yoneyama et al. 2018 ; Chen et al. 2019).

e | ' :
Lumiére 2 |

Lumiére 1

inférieur

Masse
inférieure

Figure 111-8 a) Montage expérimental pour la mesure de déplacement par caméra rapide b) Vue des masses, des
outillages et du motif tracé sur les outils du pilon

Afin de réaliser des mesures de déplacements sur les images capturées, il est nécessaire de
définir une échelle sur les clichés. Un métre ruban est plaqué sur la surface des outils dans le
champ de la caméra, puis une image est capturée, cette image est utilisée comme étalon lors du
post-traitement. Les images sont ensuite traitées avec le logiciel GOM Correlate® qui fournit
alors les signaux de déplacement pour des points définis situés sur les motifs tracés sur les
masses. Seuls les déplacements relatifs de points des motifs tracés sur les masses sont étudiés.
Etant relatifs, ces déplacements ne sont pas sensibles aux mouvements de la caméra qui
pourraient étre causés par des vibrations du sol et ne nécessite pas de définir une référence fixe
dans I’image.

Une fois le signal de déplacement obtenu, il est nécessaire d’extraire la partie du signal
correspondant a la phase de déformation du lopin qui sera utilisée pour la modélisation du
comportement de la machine. Pour cela, lors de 1’essai, le lopin est mesuré avant et apres chaque
frappe, ainsi I’écrasement du lopin peut étre calculé. Le minimum du signal de déplacement

98



correspond a I’instant ou le lopin a subi I’intégralité¢ de la déformation. Donc en partant de ce
minimum auquel est ajouté 1I’écrasement du lopin AL et en déterminant le lieu ou la courbe de
déplacement passe par cette valeur, I’instant du contact entre I’outil et le lopin est obtenu
comme illustrée en Figure 111-9. De cette maniére, il est possible d’extraire du signal de
déplacement, la partie durant laquelle les masses sont accélérées et la partie correspondant au
forgeage du lopin.

160 T | T | r —
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=
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Figure I11-9 Déplacement relatif de la masse supérieure par rapport a la masse inférieure lors d 'une frappe sur un lopin
de cuivre avec le pilon contre-frappe en prenant comme référence de déplacement le point mort bas

3.1.2.2 Erreur due a la calibration

La calibration avec I’image étalon implique une erreur sur 1’estimation de I’échelle et donc
sur les mesures de distances qui sont réalisées sur toutes les images. Lors de la définition de
I’échelle, le nombre de pixels est comptabilisé sur une distance mesurée. Il est alors possible de
commettre une erreur dans la sélection des pixels qui délimitent la distance de référence. Par
ailleurs, une incertitude de mesure existe aussi sur la distance mesurée. En revenant a la
définition de I’échelle E=d/NbPixel, avec E 1’échelle, d la distance de calibration et NbPixel le
nombre de pixels de I’image sur la distance de calibration, I’incertitude différentielle relative
de E peut étre calculée avec 1’équation (111-15).

AE Ad ANbPixel (111-15)
F = d T Nbpixel
La Figure 111-10 présente 1’image étalon utilisée pour le calcul de 1’échelle lors des mesures

réalisées sur le pilon contre-frappe. Les graduations de référence sont comprises sur deux
pixels, I’opérateur doit donc réaliser un choix lors de 1’étalonnage, ainsi une incertitude de
+1 px peut étre considérée. Cette erreur doit étre prise en compte deux fois, pour les deux pixels
sélectionnés, soit +2 px. Les deux graduations sont séparées par 1276 pixels. La distance entre
les deux graduations sélectionnées est de 355 mm. Cette distance est mesurée avec un metre a
ruban dont I’incertitude de mesure est estimée a £0,3 mm. Cela signifie alors une incertitude
relative de la résolution de +£0,24%.
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Figure 111-10 Image étalon utilisée pour le calcul de I’échelle
3.1.2.3 Erreur due aux aberrations géométriques

Lors de la prise de vue avec une caméra, les images enregistrées peuvent présenter des
défauts dus aux aberrations geométriques (Henry 1981). Ces aberrations s’expliquent par le
non-respect strict des conditions de Gauss qui imposent pour les rayons lumineux : une
inclinaison faible par rapport a 1’axe optique du systéme de mesure et des angles d’incidence
faibles sur la lentille. En utilisant la totalité du champ de la caméra, ces conditions ne sont plus
respectées aux extrémités de 1’image, ces aberrations peuvent donc causer une erreur sur la
mesure de distances avec les clichés réalises.

Afin de quantifier I’'impact de ces phénomenes optiques sur la mesure des déplacements, le
suivi de distances fixes est réalisé sur les outils supposés se comporter comme des corps rigides,
lors d’une frappe. La prise de vue débute a partir de I’instant ou les distances suivies
apparaissent dans le champ de la caméra, jusqu’a la fin de la déformation du lopin. La frappe
avec la course la plus élevée est choisie, c¢’est-a-dire ou I’impact le plus fort des aberrations
géomeétriques peut étre observé. Quatre points sont considérés sur I’outil supérieur Sup; et quatre
points sur I’outil inférieur Infi. Pour chacune des masses, deux distances sont alors définies puis
suivies lors de la frappe a partir de ces huit points, comme présenté en Figure I11-11.
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Figure I11-11 a) Cliché de la masse supérieure et la masse inférieure avec les distances suivies par corrélation d’images
b) zoom sur la masse supérieure ¢) zoom sur la masse inférieure

Les écarts relatifs par rapport a leurs moyennes pour chacune des distances sont alors
calculés (Figure 111-12). L écart évolue de la méme maniére pour les quatre distances étudiées.
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Figure 111-12 Ecart relatif par rapport & la moyenne pour les quatre distances étudiées lors d’une méme frappe

Les écarts sont répartis de maniére homogene autour de 1’axe des ordonnées, ils peuvent
donc étre considérés comme centrés par rapport a zéro. Par ailleurs, les variations sont proches
pour les quatre distances étudiées. La variation maximale observée est de +0,50% pour la
longueur définie entre deux points de la masse inférieure (Inf3 et Inf4) censé restée fixe.

On observe une diminution de 1’écart jusqu’a un minimum correspondant a I’instant du
contact entre I’outil supérieur et le lopin. Apres ’impact, les variations de 1’écart sont trés
faibles pour toutes les distances étudiées. Les écarts sont des fonctions décroissantes du temps,
cela est d0 au fait que les distances mesurées se rapprochent du centre optique des lentilles avec
le temps. Le systeme se rapproche alors des conditions de Gauss, les aberrations sont moins
fortes, ce qui modifie la distance mesurée. Une fois I’outil supérieur et le lopin en contact, les
déplacements de I’ordre de quelques millimétres sont tres faibles devant la course totale des
masses d’une dizaine de centimétres sur I’intervalle de temps étudié. Ainsi, les distances
observées se rapprochent peu du centre optique du systéme, I’influence des aberrations est donc
négligeable. L’écart relatif reste donc stable aprés le contact entre le lopin et I’outil supérieur.

L’impact des phénoménes d’aberration géométrique lors de la prise de vue a été mis en
évidence. Ces aberrations impliquent une erreur relative sur la mesure des distances comprise
entre £0,39% et +0,50%. Par la suite, ’erreur relative maximale observée de +0,50% est
considérée pour quantifier ’incertitude de mesure due aux aberrations géométriques.
Considérer I’'impact des aberrations optiques a travers une incertitude est un choix. Une
correction linéaire du déplacement mesuré aurait aussi pu étre mise en place en affinant le
protocole de mesure.

3.2 Détermination d’une vitesse d’impact a partir d’un signal de déplacement

La vitesse d’impact est la vitesse de 1’outil a I’instant ou il entre en contact avec le lopin.
Dans cette étude, cette vitesse est calculée a partir du signal de déplacement de la ou les masses
en mouvement.
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3.2.1 Calcul de la vitesse d'impact par dérivation du signal de déplacement
3.2.1.1 Protocole de mesure

Dans ces travaux, la campagne d’essais sur le pilon simple-effet est la premiére exploitée
pour la modélisation du comportement des machines de forgeage. Les essais n’ont pas été
dédies aux travaux de thése, ce qui a conduit a un choix de moyens de mesures adaptés aux
objectifs de la campagne mais moins performants que ceux présentés precédemment. Toutefois,
ces moyens sont suffisants pour estimer une vitesse d’impact.

Sur cette machine, une seule masse est en mouvement, seul son déplacement par rapport a
la table de la machine est suivi. La mesure du déplacement est uniquement utilisée pour la
détermination de la vitesse d’impact de la masse, ainsi la fréquence d’acquisition peut étre plus
faible que pour le pilon contre-frappe. Un appareil grand public Panasonic Lumix FZ200 avec
une fréquence d’acquisition de 25 images par seconde et une résolution de 1080x720 pixels est
utilisé pour la prise de vue. Une fréquence d’acquisition de 25 images par seconde permet
d’obtenir un signal non bruité et de calculer les vitesses d’impact a partir de la dérivée du
déplacement. L’échelle des images est définie grace a deux cibles séparées d’une distance de
1,2 m situées sur la masse tombante du pilon (Figure 111-13). Les scenes sont ensuite dépouillées
avec le logiciel Avimeca 3. L’instant de I’impact entre 1’outil supérieur et le lopin est estimé a
partir du calcul de la vitesse.

Figure 111-13 Masse tombante du pilon simple-effet avec les cibles utilisées pour | ’étalonnage

La Figure 111-14 présente le signal de déplacement de la masse obtenu et la vitesse calculée
par derivation numérique du déplacement pour une frappe sur un lopin. La position de la masse
tombante a t=0 correspond au point mort haut de la masse. Pour le déplacement, une
décroissance jusqu’a -1,8 m est constatée, puis une stabilisation avant la remontée de la masse.
La vitesse diminue jusqu’a un minimum indiquant la zone ou a lieu I’impact avec le lopin. Puis,
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la vitesse change brutalement de signe apres le forgeage pour devenir positive pendant le
rebond. La vitesse se stabilise ensuite lors de la remontée de la masse.
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Figure 111-14 Déplacement et vitesse du coulisseau lors d 'une frappe mesurée par caméra sur le pilon simple-effet
Montbard LG1000
Du fait de la fréquence d’acquisition utilisée pour la prise de vue, une incertitude existe sur
la détection de I’instant du contact entre la masse supérieure et le lopin. En effet, ce contact
peut étre situé entre I’instant ou est mesuré la vitesse minimale de la masse et le point suivant.
Entre ces deux points, la masse peut continuer d’accélérer sans qu’il ne soit possible de le
détecter avec la caméra.

3.2.1.2 Erreur due a la détection du point d’impact

La masse tombante du pilon est en chute libre, son accélération est donc égale a 9,8 m/s2.
La période d’acquisition du signal est de 1/25 s, cela signifie que la masse peut accélérer au
maximum de 392 mm/s entre la prise de deux images (Figure I11-15). Un intervalle d’incertitude
peut ainsi étre fourni pour la vitesse d’impact. La borne supérieure est la vitesse minimale du
signal de déplacement et la borne inférieure correspond a cette méme valeur de vitesse a laquelle
est soustraite 392 mm/s. En considérant la valeur centrale de cet intervalle, I’incertitude de
mesure sur la valeur de la vitesse d’impact est donc de £196 mm/s.
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Figure 111-15 Vitesse de la masse tombante au cours du temps autour de ['instant de 'impact avec le lopin et vitesse
théorique de la masse selon un modéle de chute libre

La méthode présentée ci-dessus permet donc d’exprimer la vitesse d’impact du coulisseau
avec son intervalle d’incertitude, uniquement a partir d’'une mesure de déplacement. Sur
I’exemple présenté, 1’incertitude relative sur le calcul de la vitesse est égale a +3,6%. Cette
incertitude est relativement importante et est due a la fréquence d’acquisition trop faible, ce qui
justifie I'utilisation de fréquences plus élevées. Néanmoins, une faible fréquence d’acquisition
lisse naturellement le signal de déplacement, entrainant moins de bruit de mesure et la
possibilité de déterminer la vitesse d’impact par dérivation.

3.2.2 Calcul de la vitesse d’impact par une modélisation physique de la phase d’accélération
3.2.2.1 Protocole de mesure

L’augmentation de la fréquence d’acquisition est nécessaire pour limiter I’erreur sur la
détection de I’instant de I’impact entre outil et lopin (cf. section 3.2.1.2), ce qui justifie I’'usage
d’une caméra rapide. Cependant, 1’erreur sur le calcul de la vitesse a partir de la dérivation
numérique du signal de déplacement est inversement proportionnelle a la période d’acquisition
du signal (Chen et al. 2019). La Figure 111-16 montre le déplacement relatif des masses du pilon
contre-frappe et la vitesse relative issue de la dérivation du signal de déplacement lors d’une
frappe. La fréquence d’acquisition de la caméra est de 200 000 Hz. Sur les 50 mm avant
I’impact avec le lopin, la vitesse relative varie entre -10 290 mm/s et -763 mm/s. Cette variation
est trés importante et s’explique par la période d’acquisition trés faible, qui implique une
incertitude de mesure elevée une fois le signal de déplacement dérivé. Des phénomenes
similaires peuvent étre observés sur la presse a vis dont la période d’échantillonnage du signal
de déplacement est de 10 000 Hz. Pour cette raison, une autre méthodologie est proposée pour
le calcul de la vitesse dans ces deux cas.
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Figure I11-16 Déplacement relatif des masses lors d 'une frappe sur pilon contre-frappe et vitesse issue de la dérivation
du signal de déplacement

Lors de I’accélération de la ou des masses, il est possible d’assister a deux cas de figure : la
masse est en chute libre, donc soumise uniquement a son poids, ou bien la masse est accélérée
par une force extérieure supposée constante, comme une pression hydraulique ou pneumatique.
Quelle que soit la configuration, la situation peut étre schématisée telle qu’en Figure I11-17.
Dans le cas du pilon contre-frappe, les deux masses sont en mouvement. En se placant dans le
référentiel de la masse inférieure et en travaillant sur le déplacement de la masse supérieure, la
situation revient a celle présentée en Figure 111-17, avec P le poids de la masse m, A 1’effort
extérieur accélérant la masse, F la résultante des forces sur la masse m et X le déplacement de
la masse m.

g .
m i X P Poids
—
A Effort extérieur
i —
- = — F  Résultante des efforts
F=P+A

Figure 111-17 Modéle mécanique de la masse tombante d'une machine pilotée en énergie durant [’accélération

Le poids et ’effort extérieur sont constants durant 1’accélération, F est donc constant.
L’application du principe fondamental de la dynamique a la masse m et une double intégration
de I’équation conduit a la relation (111-16) :

F -
X(t)z_ﬁ't2+cl't+cz (111-16)

avec Cq et C» les deux constantes d’intégration. Avant I’impact avec le lopin, la masse décrit
donc une trajectoire parabolique. La détermination de la vitesse d’impact se déroule alors de la
maniére suivante :

- On extrait du signal de déplacement de la masse tombante, la partie précédant le contact
avec le lopin.
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- Une regression quadratique est réalisée par minimisation de la somme des moindres
carrés sur cette partie du signal, ce qui fournit les coefficients d’un polynéme de degré
2.

- Le polynome est dérivé analytiquement, puis il est évalué¢ a I’instant ou la masse entre
en contact avec le lopin afin d’obtenir la vitesse a I’impact.

En s’appuyant sur la physique du probléme, la vitesse d’impact peut étre déterminée en
s’affranchissant du bruit de mesure sur le déplacement. Néanmoins, lors de la modélisation,
tout autre action que le poids et la force d’accélération est négligée. Il est donc nécessaire
d’évaluer la capacité du modele a prédire 1’accélération de la masse avant I’impact pour
s’assurer de la pertinence de la méthode et de la validité des hypothéses.

3.2.2.2 Analyse de résidus

La validité du modele est évaluée grace une analyse de résidus entre le déplacement calculé
par le modéle et le déplacement mesuré expérimentalement. Les résultats obtenus pour la
mesure du déplacement lors d’une frappe avec le pilon contre-frappe sont présentés dans cette
partie. La méthode présentée en 3.2.2.1 est appliquée trois fois pour trois durées d’identification
correspondant aux 10, 15 et 20 millisecondes avant le contact avec le lopin. Dans chaque cas,
le déplacement théorique est calculé a partir du polynéme de degrés deux identifié et les écarts
entre les valeurs calculées et les valeurs expérimentales sont représentés graphiquement (Figure
[11-18). L’instant ou la masse supérieure entre en contact avec le lopin est fixé a t=0.

L’écart atteint la méme valeur maximale absolue de 0,04 mm pour les trois durées
d’identification et est centré sur zéro. L’écart maximal est trés inférieur aux déplacements
totaux de 51 mm, 76 mm et 101 mm respectivement associés aux échantillons de 10 ms, 15 ms
et 20 ms. Les vitesses de 5070 mm/s, 5071 mm/s et 5072 mm/s sont obtenues pour les
échantillons de 10, 15 et 20 millisecondes. La répétition d’un méme motif périodique peut étre
notée sur chacune des courbes.
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Figure I11-18 Ecart entre le déplacement théorique et expérimental pour trois échantillons de temps

Aucune dérive systématique ne peut étre détectée sur le résidu, ce qui semble montrer que
le polynome permet de représenter le déplacement relatif des masses durant 1’accélération. Par
ailleurs, le calcul de la vitesse est peu sensible au temps d’échantillonnage pour les durées
d’identification étudiées : en le doublant une variation de 0,04% de la vitesse a I’impact peut
étre observée. Cette erreur peut alors étre négligée et le modele considéré adéquat pour
déterminer la vitesse a I’impact.

3.2.2.3 Erreur due a I’incertitude sur le signal de déplacement

Pour déterminer I’influence de ’erreur de mesure du déplacement sur la vitesse d’impact,
il est nécessaire de revenir a la méthode de calcul des coefficients du polyndme de degré 2.

Lors de la régression polynomiale d’ordre 2, 1’objectif est d’obtenir le vecteur de paramétres
du polynéme qui minimise la somme des moindres carrés entre les mesures expérimentales de
deplacement Y, et les valeurs calculées par le polyndme Ycalc tel que dans 1’équation (111-17).

t2 t; 171 [

Yeac =X.a=| .. .. .|.|%

tp?2 t, 11 las

avec X la matrice de régression, a le vecteur des parametres du polynéme, ti les instants ou

le déplacement a été mesuré et n le nombre de points expérimentaux. La relation étant linéaire
par rapport aux paramétres, il est possible d’exprimer analytiquement le vecteur amin qui
minimise la somme des moindres carrés, son expression est donnée dans 1’équation matricielle

(11-18).

(IN-17)
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Amin = (X5 X) 7 (X . Yexp) (111-18)

Les ai min SONt les éléments du vecteur amin. Soit « I’incertitude relative sur le déplacement
mesuré Yg,,. L’intervalle d’incertitude sur les paramétres du polynome peut étre calculé en

fonction de « avec 1’équation (111-19).

amin(@) = XEX) (XL (1 2 @). YVerp) = (1 £ @) @pin (0) (111-19)

On exprime la vitesse a I’'impact en dérivant le polyndome et en 1’évaluant a I’instant du
contact avec le lopin. Connaissant I’intervalle d’incertitude sur les parametres du polynome, il
est possible d’exprimer I’intervalle d’incertitude sur la vitesse d’impact en fonction de
I’incertitude relative sur la mesure du déplacement comme le montre 1’équation (111-20).

Vimpact = (1 £ @). (2. A11min(0). timpace + Aamin (0)) (11-20)

AVEC Vimpact la vitesse a I’impact et timpact 1’instant ou la masse entre en contact avec le lopin.
L’incertitude de mesure sur le déplacement se répercute donc directement sur 1’incertitude de
mesure de la vitesse d’impact.

3.2.2.4 Incertitude due a la mesure de 1’écrasement du lopin

Sur le signal de déplacement, la phase d’accélération est identifiée grace a la mesure de
I’écrasement du lopin notée E pour les essais réalisés sur le pilon contre-frappe. Cette mesure
est réalisée avec un pied a coulisse d’étendue de mesure de 300 mm dont I’incertitude de mesure
est de £0,03 mm. La répétabilité de la mesure n’a pas été évaluée durant 1’essai. Néanmoins,
pour un pied a coulisse de caractéristiques similaires, I’incertitude due a la répétabilité de la
mesure est estimée a +0,024 mm (Saretta et al. 2018). Une incertitude de +0,054 mm est
considérée pour la mesure avec le pied a coulisse. Le calcul de I’écrasement est réalisé a partir
de deux mesures de la hauteur du lopin : avant et aprés la frappe. L’incertitude est donc doublée
pour I’écrasement noté AE égale a 0,108 mm.

On évalue la vitesse d’impact lors de neuf frappes successives sur un méme lopin, selon la
méthode présentée en section 3.2.2.1 en considérant les 15 ms avant I’impact. Pour chaque coup
i, la vitesse est calculée trois fois en identifiant les coefficients de trois polynémes : une fois
pour la valeur centrale de I’écrasement vi(E) et deux fois pour les deux bornes de son intervalle
d’incertitude, Vi(E+A4E) et vi(E-4E). Les écarts relatifs entre la valeur centrale de la vitesse et
les vitesses obtenues pour chacune des bornes, sont calculés pour tous les coups et sont
représentés en Figure I11-19. Quel que soit le coup, 1’écart est trés faible, inférieur a 0,015%.
Aucune relation entre 1’écart relatif et le nombre de coup ne peut étre mise en eévidence.
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Figure I11-19 Ecart relatif entre vi(E) et vi(E+AE) et écart relatif entre vi(E) et vi(E-AE)

En conclusion, décaler le point d’impact de 0,108 mm n’a que peu d’influence sur les
coefficients identifiés pour le polynéme de degré deux car ses coefficients sont obtenus par
identification sur les 15 ms avant I’impact. Etant donné I’incertitude considérée pour la mesure
de I’écrasement, I’incertitude sur I’instant du contact entre 1’outil et le lopin n’a qu’une faible
influence sur I’identification des coefficients du polynome. L’incertitude sur la vitesse calculée
est alors faible. L’analyse de résidus et 1’é¢tude de I’influence de I’incertitude sur 1’écrasement
du lopin ont permis de montrer la robustesse de la méthode pour la détermination de la vitesse
d’impact.

Pour la presse a vis, I’incertitude sur la détermination de I’instant du contact entre 1’outil
supérieur et le lopin est due a I’incertitude sur la mesure du déplacement du coulisseau.
L’incertitude de mesure sur le déplacement du coulisseau est estimée a +5 um (cf. section
3.1.1.2). Cette incertitude est 20 fois inférieure a celle déterminée pour le pilon contre-frappe.
L’incertitude sur la mesure du déplacement du coulisseau n’influence donc pas la détermination
de I’instant du contact entre 1’outil supérieur et le lopin ainsi que le calcul de la vitesse d’impact.

3.3 Identification des phénomenes de frottement

En forgeage, les phénomeénes de friction sont majoritairement dus au contact entre les outils
et le lopin. Il existe aussi des phénomenes de friction entre les éléments en mouvement et le
bati de la machine mais ils seront négligés dans cette étude. Il est possible de modéliser ces
frottements de différentes maniéres, comme ce sera présenté en section 2. Plusieurs
méthodologies existent pour identifier les parametres associés aux modeéles de frottement. Dans
cette étude, deux méthodes sont utilisées, une premiére nécessitant la mise en ceuvre d’un essai
normalisé appelé test de I’anneau et une seconde permettant 1’identification des parameétres
directement durant un essai de compression. Dans cette partie ¢’est toujours le coefficient de
frottement de Tresca qui est identifié.

3.3.1 Test de I’anneau
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Le test de I’anneau consiste en la compression entre deux tas plans d’échantillons en forme
d’anneau. Le diameétre intérieur et la hauteur des anneaux sont mesurés avant et apres la
compression, il est alors possible grace a des abaques ou a une étude en simulation numérique
de déterminer le coefficient de frottement associé aux conditions opératoires. L’utilisation de
cette méthode est courante dans la littérature pour I’identification des conditions de frottement
lors d’opérations de forgeage (Rao et Sivaram 1993 ; Rudkins et al. 1996). Les échantillons en
forme d’anneau sont privilégiés du fait de la sensibilité de leur diamétre intérieur aux conditions
de frottement lors de la compression (Szeliga et al. 2006).

On souhaite réaliser des essais de compression a chaud sur des cylindres en acier et en
aluminium dans le cadre de ’application de la méthode présentée en chapitre II sur le pilon
simple-effet. Le coefficient de frottement est identifié¢ a partir d’un test de I’anneau pour les
deux nuances. Ainsi, 2 anneaux en acier (Essais 1 et 2) et trois en aluminium (Essais 3, 4 et 5)
ont été usineés au diameétre extérieur de 120 mm, diamétre intérieur de 60 mm et hauteur de 20
mm. Cette géométrie est choisie pour respecter le rapport 6:3:1 préconisée par le CETIM
(CETIM 1989) et obtenir un taux de compression raisonnable sur le pilon. Les pieces en acier
ont été chauffées a 1120 °C et celles en aluminium a 380 °C, ces valeurs sont obtenues grace a
des lopins témoins instrumentés et placés dans le four. Avant le forgeage, les outils sont
lubrifiés avec de I’huile graphitée. Pour les essais 1 et 3, une frappe est réalisée et les anneaux
sont mesures. Concernant les essais 2, 4 et 5, deux frappes successives sont effectuées avant de
mesurer les pieces. Les valeurs sont ensuite reportées sur un abaque (CETIM 1989) reliant la
variation de la hauteur et la variation du diametre intérieur au coefficient de frottement de
Tresca. Les coefficients de frottement obtenus pour les différents essais sont présentés dans le
Tableau I11-2.

Le coefficient de frottement n’est pas constant durant la compression d’un cylindre, il
augmente avec la déformation de la billette (Li et al. 2009). Cela peut expliquer les valeurs
différentes entre les essais 1 et 2. Le coefficient de frottement augmente avec la déformation,
cette augmentation est d’autant plus marquée que la température est élevée. Les anneaux en
aluminium étant forgés a une température plus faible que I’acier, il est possible que la
déformation ne soit pas assez élevée entre le premier et deuxieme coup pour montrer une
augmentation significative du coefficient de frottement. La diminution du coefficient entre le
premier et le deuxieme coup peut étre attribuée a une erreur de mesure sur les géométries
mesurées.

Tableau I11-2 Coefficients de frottement estimés selon les échantillons

Coefficient de

Essai Matiere Nombre de coups
frottement
1 Acier 1 0,24
2 Acier 2 0,40
3 Aluminium 1 0,12
4 Aluminium 2 0,11
5 Aluminium 2 0,11

En premiere hypothése, des coefficients de frottement constants sont considérés pour
décrire les conditions de frottement pour 1’acier et I’aluminium. Dans le cas de I’acier, le
coefficient est approximé par la moyenne des coefficients estimés pour les essais 1 et 2, ce qui
fournit une valeur de 0,32. La méme démarche est réalisée pour I’aluminium a partir des essais
3, 4 et 5, le coefficient de frottement retenu est alors égal a 0,12. Une incertitude de +0,08 est
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associee a la valeur du coefficient de frottement estimé pour 1’acier. Cette incertitude permettra
d’évaluer I’impact de 1’approximation sur les prédictions du modele d’écrasement. Etant donné
la faible variabilité du coefficient de frottement pour 1I’aluminium, son incertitude est négligee.
Pour prendre en compte la variation du coefficient pour I’aluminium, la méme démarche que
pour I’acier pourrait étre appliquée.

3.3.2 ldentification du coefficient de frottement durant un test de compression

Le test de I’anneau est une méthode éprouvée permettant 1’identification des conditions de
frottement. Cependant, elle nécessite la mise en place d’un essai dédié, avec des échantillons
spécifiques. Dans les cas ou il n’est pas possible de mettre en place un test de I’anneau,
I’estimation du coefficient de frottement peut étre réalisée, sous certaines hypothéses, lors de la
compression d’un lopin cylindrique. La littérature (Ebrahimi et Najafizadeh 2004) montre qu’il
est possible d’exprimer le coefficient de frottement de Tresca m, tel que dans 1’équation
(1n-21).

R
o= H2 (IN-21)

avec b le coefficient de tonnellement, H la hauteur du lopin et R le rayon théorique du lopin,
calculé en supposant la conservation de la forme cylindrique du lopin lors de la déeformation.
Du fait des phénomeénes de friction qui ont lieu entre les outils et la matiére lors de la
compression, le lopin ne conserve pas sa géométrie cylindrique, mais prend une forme de
tonneau, comme présenté en Figure [11-20. Le coefficient de tonnellement quantifie
I’importance du bombé et se calcule grace a I’équation (111-22).

Ry—Rr H (111-22)
R Hy,—-H
avec Rw le rayon maximal, Rt le rayon de la section en contact avec les outils et Ho la
hauteur initiale du lopin.

b =4
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Figure 111-20 Représentation d’un test de compression avec et sans friction (Ebrahimi et Najafizadeh 2004)

Plusieurs études montrent que le profil du tonnellement peut étre approximé par un arc de
cercle (Kulkarni et Kalpakjian 1969 ; Narayanasamy et al. 1988 ; Lee et al. 2002). A partir de
cette hypotheése, il est possible d’exprimer Rt tel que dans 1’équation (111-23).

H 11-23
Ry = 3.#’.}?02—2.1!2,142 (1-23)

Une mesure juste du rayon Rt n’est pas aisée a réaliser expérimentalement, elle devient
impossible a effectuer lorsqu’il est question de mesurer ce rayon lors de frappes successives sur
un méme lopin. Le rayon Rt est donc calculé grace a 1’équation (111-23) par la suite.

Cette méthode d’identification de frottement est utilisée dans le cas de frappes sur deux
cylindres en cuivre a froid, avec le pilon contre-frappe pour montrer que les conditions de
frottement sont faibles. Apres une premiére frappe, la hauteur et le diamétre maximal des deux
lopins sont mesurés avec un pied a coulisse numérique dont I’incertitude de mesure est de
10,054 mm (cf. section 3.2.2.4). Puis, les relations (111-21)-(111-23) sont utilisées pour calculer
les coefficients de frottement (Tableau I11-3). Les valeurs centrales du coefficient de frottement
pour le lopin 1 et le lopin 2 présentent un écart de 43%.

Tableau 111-3 Hauteurs, diamétres maximaux et coefficients de frottement calculés pour les deux lopins apres un
premier coup

Lopin Hauteur Diamétre maximal Coefficient de
(mm) (mm) frottement

1 101,6 £0,054 121,9 £0,054 0,024 +0,005

2 105,9 £0,054 119,6 £0,054 0,037 +0,005

Les deux coefficients de frottement identifies sont trés faibles. En effet, ces valeurs sont
inférieures aux valeurs presentées dans la littérature pour le forgeage a froid du cuivre, ou le
coefficient de frottement varie entre 0,05 et 0,15 (Altan et al. 2005). L’écart entre les deux
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coefficients de frottement identifiés, semble relativement important, cependant étant donné la
faible valeur des deux coefficients, cette variation n’a que peu d’impact sur le procédé de
forgeage. La moyenne de ces deux valeurs est retenue pour la realisation des simulations en
chapitre IV et I’écart sera traité comme une incertitude.

3.3.3 Synthése

Le Tableau Il1-4 récapitule pour les différentes nuances et conditions expérimentales
étudiées les coefficients de frottement retenus.

Tableau I11-4 Coefficients de frottement associés a différentes nuances et conditions expérimentales

. , o Conditions de Coefficient de
Matiere Température (*C) lubrification frottement
Acier 1120 Huile graffitée 0,32
Aluminium 380 Huile graffitee 0,12
Cuivre VEmIEELLE Huile graffitée 0,031
ambiante

Les méthodes expérimentales présentées permettent d’estimer le coefficient de frottement
de Tresca. Ce coefficient est utilisé pour exprimer la contrainte de cisaillement issue des efforts
de friction entre le lopin et les outils, comme défini dans 1I’équation (I11-24).

_ 0
T m. \/§

avec 7 la contrainte de cisaillement, m le coefficient de frottement de Tresca et oo la
contrainte d’écoulement du matériau du lopin. Cependant, la méthode des tranches et le modele
de Coulomb limité Tresca présentés precédemment (cf. section 2) font intervenir le coefficient
de Coulomb. II peut donc étre nécessaire d’identifier ce coefficient pour calculer les efforts de
forgeage. La relation entre | et m a été étudiée (CETIM 1989 ; Zhang et Ou 2016), pour des
frottements faibles dans le cas de la mise en forme a froid de lopins lubrifiés, il est possible de
relier les deux coefficients tel que: p=m/v3. Cette relation est utilisée par la suite pour
I’identification du coefficient de Coulomb a partir du coefficient de Tresca.

(11-24)

3.4 Mesure de I’effort lors du forgeage

On présente, dans cette section, les solutions d’instrumentations retenues pour
I’enregistrement de 1’effort, lors du forgeage sur presse a vis et pilon simple-effet.

3.4.1 Instrumentation d’une presse a vis
3.4.1.1 Description des capteurs d’effort

Les jauges de déformation sont des dispositifs permettant, indirectement, la mesure d’effort.
Les jauges se comportent comme des conducteurs électriques de résistivité variable. Cette
résistivité est proportionnelle a la déformation subie par la jauge et induite par 1’effort appliqué.
Une tension continue est imposée a la jauge, qui retourne une tension dépendante de sa
résistivité, permettant le calcul de I’effort. En pratique, plusieurs jauges sont utilisées pour
obtenir un pont de Wheatstone, qui a pour effet d’atténuer les bruits parasites ainsi que
I’influence de la température sur la résistivité des jauges.
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Cette technologie est utilisee pour instrumenter la presse a vis. Un extensométre HBM
SLB700A, constitué de jauges de déformation, est fixe sur la traverse supérieure de la presse
(Figure 111-21). Les sollicitations mécaniques, qui ont lieu durant le procédé de forgeage,
entrainent des déformations élastiques de la traverse et de 1I’extensometre fixé a cette dernicre.
Lors des frappes, le capteur délivre alors un signal d’effort au cours du temps avec une

incertitude de mesure de +0,5%. Ce capteur est désigné en tant que capteur d’effort de la presse,
par la suite.
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Figure 11-21 Plan de [’extensométre HBM SLB700A

Un deuxieme capteur, amovible, le SCAIME ML11 est placé sur la table de la presse
(Figure 111-22 a)). Ce capteur, lui aussi constitué¢ d’un pont de jauges, fournit un signal d’effort
dont I’incertitude de mesure est de £6 kN. Un tas plan, ayant le role d’outil inférieur, est
directement vissé sur le capteur et le surmonte (Figure 111-22 b)). Par rapport au capteur de la

presse, ce capteur SCAIME présente I’avantage d’enregistrer 1’effort au plus prés du lieu de la
frappe, et en contact direct avec le lopin.

(a) (b)
F
ML11 oibo /_ //T0-2]4]
. »
i
T
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T
ﬂ
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Figure 111-22 a) Plan du capteur d'effort SCAIME ML11 b) plan du tas plan vissé sur le capteur

La Figure 111-23 montre une vue d’ensemble de la presse, avec la position des deux capteurs
d’effort utilisés. Le capteur intégré a 1’outillage mesure alors uniquement 1’effort de forgeage

subi par le lopin contrairement au capteur de la presse qui est également soumis aux vibrations,
aux phénomenes de torsion de la vis et aux déformations de la machine.
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Figure 111-23 Schéma de I’ensemble de la presse a vis avec la position des deux capteurs

3.4.1.2 Comparaison de I’effort enregistré par les capteurs lors de 1’application d’un effort en
statique

Un premier essai est réalisé : un vérin hydraulique d’une capacité de 100 kN est placé sur
I’outil inférieur de la presse a vis (Figure 111-24).

Cales
d’ajustement

Vérin
Outil
inférieur
Capteur
SCAIME

Figure 11-24 Montage pour la comparaison des valeurs d’effort enregistrées par les capteurs lors de sollicitations
constantes

L’outil supérieur est remplacé par une cale pour des raisons d’encombrement et la rotation
de la vis est bloquée grace au frein hydraulique de la machine. Le vérin hydraulique est actionné
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afin d’appliquer un effort constant sur le coulisseau et 1’outil inférieur, durant un intervalle de
temps supérieur a une dizaine de secondes. Les signaux d’effort issus des deux capteurs sont
enregistrés pendant cet intervalle de temps et la moyenne des valeurs mesurees est calculée
pour chacun des deux signaux. L’opération est répétée 11 fois pour des niveaux d’efforts
différents. Le processus est illustré pour trois paliers en Figure I11-25. L’effort décroit
Iégérement lors de chacun des paliers car le vérin ne parvient pas & maintenir la pression.
Néanmoins 1’évolution de I’effort est faible et est mesurée par les deux capteurs, les valeurs
moyennes a chaque palier peuvent donc étre comparées.
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Figure I11-25 Effort délivré par la presse en fonction du temps pour trois paliers et valeur moyenne calculée pour
chacun des paliers

L’effort moyen mesuré par le capteur SCAIME est tracé en fonction de I’effort moyen
mesuré par le capteur presse pour les 11 paliers d’effort en Figure 111-26. Les valeurs délivrees
par les deux capteurs sont différentes. En effectuant une régression linéaire a partir des points
expérimentaux, une droite de coefficient directeur 0,85 est obtenue.
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Figure 111-26 Effort moyen mesuré avec le capteur SCAIME en fonction de [’effort moyen mesuré par la presse pour les
11 paliers d’effort

Grace a I’application d’un effort constant sur la machine, les mesures sont réalisees en
conditions statiques. Par ailleurs, les deux capteurs sont en série dans le montage, le méme
effort est donc appliqué, sur chacun d’entre eux, par le vérin. Les capteurs doivent donc délivrer
le méme effort en théorie. La relation linéaire entre les valeurs d’effort obtenues avec le capteur
SCAIME et le capteur presse, montre que les capteurs ne sont pas calibrés de facon identique.
Une étude approfondie en dehors du cadre de la these a montré que le capteur de la presse
surévalue 1I’effort.

3.4.1.3 Comparaison des signaux d’effort enregistrés par les capteurs lors d’une frappe outil
contre outil en dynamique

Afin de comparer la réponse des deux capteurs en dynamique, une frappe outil supérieur
contre outil inférieur, ¢’est-a-dire sans lopin, est réalisée. Pendant la frappe, les efforts issus des
deux capteurs sont enregistrés selon la méme base de temps et sont présentés en Figure I11-27.
L’essai est répété trois fois, les trois courbes d’effort en fonction du temps, se superposent,
I’essai est donc considéré répétable. La premiere montée en effort du capteur presse apparait
2 ms apres la premiére montée en effort du capteur SCAIME. Apres la premiére montée en
effort, le signal mesuré par le capteur SCAIME revient a zéro, 5 ms aprés I’impact, tandis que
le signal issu du capteur de la presse continu de croitre accompagne de vibrations. En section
3.1.1, lamesure du déplacement du coulisseau a montre 1’existence d’une perte de contact entre
I’outil supérieur et I’outil inférieur sur I’intervalle de temps de 5 ms & 8 ms. Cette perte de
contact explique le passage a zéro du signal d’effort délivré par le capteur SCAIME entre les
instants 5 ms et 8 ms. Aprés t=8 ms, les signaux sont similaires, tous deux constitués d’une
onde porteuse, sur laquelle ondule une onde d’amplitude plus faible, mais de fréquence plus
élevée. L effort maximal mesuré par le capteur de la presse est supérieure de 23% a celui mesuré
par le capteur SCAIME. A la fin de la frappe, le signal issu du capteur presse atteint zéro avant
le signal issu du capteur SCAIME. Ce phénomene est di a I’inertie du capteur intégré a
I’outillage qui reprend sa position d’équilibre.
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La Figure 111-27 montre aussi le signal d’effort de la presse, corrigé d’un facteur 0,77. Aprés
t=8 ms les porteuses du signal corrigé et du signal délivré par le capteur SCAIME se
superposent, tandis que les ondes qui ondulent sur chacun des deux signaux sont en opposition
de phase avec une amplitude et une fréquence égale. Cette opposition de phase entre les deux
signaux est due a la propagation de 1’onde, en effet les capteurs ne mesurent pas 1’effort a la
méme position.
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Figure [11-27 Comparaison des efforts mesurés par les différents capteurs lors d une frappe outil contre outil : effort
mesuré par le capteur SCAIME, effort original mesuré par le capteur presse, et effort corrigé mesuré par le capteur presse

Le coefficient de correction obtenu avec I’étude en dynamique est de 0,77 tandis que celui
issu de I’étude en statique est égal a 0,85. Le coefficient serait égal a 1 si les deux capteurs
délivraient le méme signal, la correction dans les conditions dynamiques est donc plus
importante. Cet écart peut s’expliquer par plusieurs ¢léments : d’abord lors de I’essai en
statique, les efforts appliqués a la structure étaient inférieurs a 10% des valeurs maximales
mesurables par les capteurs. Or en deca de ces 10% d’effort maximal mesurable, les capteurs
peuvent présenter des défauts de linéarité importants, et fournir une valeur d’effort entachée
d’erreur. Par ailleurs, les conditions de sollicitation de la machine sont différentes lors des essais
en statique et en dynamique. En effet, le frein hydraulique est actionné lors des essais en statique
ce qui n’est pas le cas pour les essais lors des frappes outil contre outil en dynamique. Or
I’action du frein hydraulique peut avoir pour effet de solliciter le capteur d’effort de la presse
de facon différente des conditions de service de la machine, en distribuant 1’effort sur d’autres
composants. Ainsi les jauges ne se déformant pas de la méme maniere, cela pourrait conduire
a une mauvaise estimation de 1’effort par le capteur de la presse.

Cette étude a mis en évidence un écart sur les valeurs d’effort délivrées par les deux
capteurs, attribué a leurs calibrations. Par ailleurs, une fois corrigé le signal d’effort de la presse,
les signaux étaient différents, du fait qu’ils mesurent des efforts en des positions différentes de
la machine. L’effort obtenu avec le capteur SCAIME est choisi comme référence, car il mesure
I’effort au contact avec le lopin, la ou les efforts doivent étre prédits avec le modele BIM. Les
signaux des deux capteurs d’effort seront analysés en chapitre IV, lors de frappes dans des
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conditions dynamiques. Par conséquent pour pouvoir comparer les signaux, le facteur de 0,77
est choisi pour corriger le signal d’effort enregistré par le capteur de la presse.

3.4.2 Instrumentation d’un pilon
3.4.2.1 Description du capteur d’effort

Une autre technologie utilisée pour la mesure d’effort est le cristal piézoélectrique. Ces
matériaux ont la propriété de générer une charge électrique lorsqu’ils sont sollicités
mécaniquement. La charge électrique est reliée proportionnellement a 1’effort appliqué par le
coefficient piézoélectrique du cristal. La connaissance du coefficient et de la charge permet
donc d’estimer 1’effort. Afin d’obtenir un signal facilement exploitable, un amplificateur de
charge est utilisé pour convertir la charge en tension.

Pour I’instrumentation du pilon simple-effet en effort, un outillage spécifique a été
développé au lycée Marie Curie (Figure 111-28). Un corps d’épreuve cylindrique est usiné, avec
un alésage le traversant transversalement au milieu de sa hauteur. Le corps d’épreuve est
construit de fagon a pouvoir adapter différents outils sur sa face supérieure et étre intégré sur
un porte outils du pilon. Un goujon de mesure transversale a quartz KISTLER est utilisé, il est
monté précontraint, a I’intérieur de I’alésage du corps d’épreuve pour mesurer les déformations
horizontales.

Outillage
interchangeable

Goujon de mesure
transversale a
quartz

Figure I11-28 Outillage instrumenté pour le pilon simple-effet (Payelleville 2016)
3.4.2.2 Calibrage du capteur

Le calibrage du capteur est réalisé sur une presse hydraulique d’une capacité de 6000 kN
(Payelleville 2016). Pour cela, des lopins cylindriques calibrés en acier dont la relation entre
I’effort et la hauteur est connue sont utilisés. Lors d’un premier essai, quatre frappes sont
réalisées menant a différentes déformations des lopins. Dans chaque cas, la tension et la hauteur
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du lopin sont mesurées, ce qui permet de déterminer la courbe d’étalonnage du capteur, telle
que présentée en Figure I11-29. Aprés ce premier essai, le goujon de mesure est démonté et
remonté dans 1’alésage du corps d’épreuve, une seconde série d’essais est réalisée pour
identifier ’impact du remontage du capteur sur le calibrage. Selon la notice du constructeur, le
capteur présente une incertitude de mesure égale a 1% de 1’étendue de mesure. L’étendue s’étale
alors de O kN & 29 993 kN, le capteur étant réglé pour delivrer une valeur sur la plage [0 ; 10] V.
Celareprésente donc une incertitude de mesure de +£300 kN. Pour les huit points expérimentaux,
I’erreur entre la courbe d’étalonnage et les valeurs expérimentales varient entre 3 kN et 454 kN.
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Figure 111-29 Mesures expérimentales d’efforts en fonction de la tension délivrée par le capteur lors de deux essais et
courbe d’étalonnage du capteur (Payelleville 2016)

Un seul point de mesure de ’essai qui a permis le calibrage du capteur, est compris dans
I’intervalle d’incertitude de la mesure d’effort, contre deux pour la deuxieme série d’essais. Il
n’est donc pas possible de mettre en évidence que le démontage et le remontage du capteur ont
eu une influence sur la mesure. Les parameétres de calibrage du capteur sont donc conservés.
L’erreur est relativement importante, devant les valeurs d’effort mesurées, du fait du réglage du
capteur pour fournir une large plage de mesure. Cela s’explique par le fait que les essais
présentés dans ce manuscrit concernant ce pilon, sont une partie des essais réalisés lors d’une
campagne de plus grande ampleur. Les conditions expérimentales des autres essais ont imposé
une large plage de mesure d’effort qui n’a pas pu étre modifiée.

3.5 Synthese

Dans cette section les différents protocoles expérimentaux pour la mesure des grandeurs
caractéristiques de forgeage et des parametres opératoires ont été presentés. Les outils ont été
mis en place pour la mesure des déplacements des masses en mouvement, de leur vitesse
d’impact, des coefficients de frottement entre outils et matiere ainsi que des efforts de forgeage.
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Selon la technologie des machines de forgeage, des protocoles différents ont été développés
pour s’adapter aux spécificités de la machine. C’est ainsi que des moyens de mesure
directement intégrés a la machine et des moyens de mesure externes ont pu étre proposés.

Du fait des conditions de travail extrémes, les marteaux pilons sont des machines difficiles
a instrumenter. En effet, pour une mesure interne a la machine, il est nécessaire d’avoir a
disposition des moyens supportant des températures elevées et des decélérations importantes,
tout en étant capables de mesurer des phénomenes dynamiques trés brefs. Pour une mesure
directe de I’effort, une instrumentation interne a la machine est indispensable. Le dispositif de
mesure d’effort proposé pour le pilon simple-effet (cf. section 3.4.2.1) n’est pas adaptable aux
pilons contre-frappe. Le capteur serait fixé sur la masse inférieure du pilon et subirait des
accélérations trop importantes pour le systeme de fixation lors des frappes. Par ailleurs, le
mouvement de la masse inférieure ne permettrait pas le passage des cables entre le capteur et
le systéme d’acquisition.

Pour ces raisons, un capteur est en cours de développement pour I’instrumentation des
pilons contre-frappe (Figure 111-30 a)). C’est un cylindre dont une gorge a été usinée au milieu
de sa hauteur pour y fixer des jauges de déformation adaptées a la mesure de phénomenes
dynamiques. Pour assurer la fixation, le capteur est fretté dans un insert lui-méme fretté dans
un porte outil (Figure 111-30 b)). Les jauges sont donc dimensionnées pour des températures
importantes afin de permettre 1’opération de frettage. Un réseau de cavités permet le passage
des cables pour assurer la connexion au systéme d’acquisition. Cette étude propose ainsi une
solution similaire a une autre proposée dans la littérature, pour la mesure d’efforts sur un pilon
simple-effet (Yoneyama 2017 ; Yoneyama et al. 2018), mais ici avec un double assemblage.
Notre systéme est plus complexe, car pour un pilon contre-frappe, la masse inférieure est aussi
en mouvement. Ainsi, un double assemblage est nécessaire pour éviter la rupture des cables.

(a) (b)

Emplacement des
jaugesde  —» /j/,%

déformation - ‘

o

Figure 111-30 a) Vue en perspective du capteur d’effort b) Vue de I'assemblage du capteur d’effort dans ['insert et le
porte-outil

L’assemblage du capteur dans I’insert et son étalonnage n’ont pas pu étre réalisés avant la
fin de ces travaux. Il sera utilisé prochainement pour des futures campagnes d’essais.

4. Conclusion

Dans la premiére partie, deux méthodes de calcul pour estimer les efforts de forgeage
nécessaires a la réalisation des simulations avec le modele BIM ont été proposées. La premiere
méthode, analytique, permet une implémentation directe dans un seul logiciel du modéle
décrivant le comportement du systéeme {machine + outillages} et du lopin, en contrepartie
d’hypotheéses sur le comportement de la billette. Tandis que la seconde méthode, basée sur la
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modélisation par éléments-finis, nécessite 1’utilisation d’un logiciel dédié et un protocole
particulier pour exploiter, par la suite, les résultats de simulation avec le modéle BIM. La
seconde méthode permet néanmoins de considérer des aspects négligés par la méthode
analytique.

Le chapitre II a permis d’identifier les paramétres opératoires et les grandeurs
caractéristiques de forgeage nécessaires a 1’application de la méthodologie. Cela a orienté le
travail pour le développement des protocoles de mesure introduits dans ce chapitre. L’ensemble
de ces méthodes ont été définies et les incertitudes des grandeurs mesurées ont été établies. La
méthode de mesure est dépendante, entre autres, de la machine étudiée. En effet selon les cas,
différentes contraintes expérimentales interviennent et conduisent a des choix différents sur les
moyens de mesure utilisés. La démarche expérimentale s’articule toujours autour de la mesure
des signaux de déplacement des masses en mouvement, de leurs vitesses a 1’impact, du
coefficient de frottement et du signal d’effort.

A la fin de ce chapitre, I’ensemble des méthodes expérimentales et les outils de modélisation
permettant I’application de la méthode présentée en chapitre II ont été établis. Le chapitre IV
est I’application, a trois cas d’étude, de la méthode de modélisation du comportement des
machines de forgeage pilotée en énergie.
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Chapitre IV : Evaluation de la predictivité des modéles et
validation de la généricité de la méethodologie : Application a
plusieurs cas d’étude

1. Introduction

Ce chapitre présente le cheminement qui a permis I’application de la méthodologie
introduite en chapitre 11 a un marteau pilon contre-frappe, grace a la validation étape par étape
des apports scientifiques de trois études (Figure 1V-1).

Outil Section 4
5“'-‘“""""{ Identification : 5%m¢ frappe sur lopin en cuivre
A Validation : Frappes multiples sur 2 lopins en cuivre
Energie Estimation de I'effort : Lopin en cuivre de rhéologie
connue
Modéle lopin-interface : Couplage faible
§111) % [ PRI . Cop(eUr (o
Acier
/ 2 . Section 3
(& e . .
Identification : Frappe outil contre outil
.. Validation : Frappe sur lopin en cuivre
Aluminium Estimation de I’effort : Capteur in situ
nn Modéle lopin-interface : Méthode
analytique et couplage faible
Section 2
Identification : 7*" coup sur un lopin
en acier
31,5kJ ....| Validation : Frappes multiples lopins
en acier et aluminium
Estimation de I'effort : Capteur in situ
Modéle lopin-interface : Méthode
analytique
20K e,
Pilon Pilon

Presse a vis

simple-effet confre-frappe

Figure IV-1 Cas d’application et apports scientifiques de chaque étude

La premiére partie cherche a montrer la capacité du modele BIM a prédire des frappes
multiples sur un méme lopin, lors d’essais réalisés sur un pilon simple-effet. Sept frappes sont
réalisées expérimentalement sur un lopin en acier, le dernier coup est exploité pour identifier
les paramétres du modéle. A partir de la connaissance des parameétres opératoires, les efforts de
forgeage sont prédits pour deux autres frappes sur ce méme lopin et comparés aux résultats
experimentaux. Par la suite, le matériau de la billette est changé, et le modele BIM parvient a
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simuler les six coups consecutifs sur un lopin en aluminium montrant ainsi que les parametres
du modéle sont toujours valides, quel que soit le matériau a déformer.

L’effort appliqué par le lopin sur I’outillage lors du forgeage est calculé a partir d’un modele
en simulation, cet effort est alors soumis a une incertitude. Ainsi, le processus d’identification
implique une incertitude sur les paramétres du modele. C’est pourquoi, la deuxieme partie de
ce chapitre propose d’exploiter une frappe a vide, outil contre outil, pour identifier les
parametres du modele BIM qui sont associés a la presse a vis du laboratoire, en s’affranchissant
des problémes d’incertitudes dus au lopin. La suite de I’étude cherche a valider les prédictions
du modele lors d’une frappe sur un lopin en cuivre, en modélisant le comportement du lopin
grace a la méthode des tranches et en considérant une contrainte d’écoulement constante pour
le matériau. Afin de prendre en compte les phénomenes d’écrouissage dans la modélisation du
matériau et d’améliorer les prédictions du modele, un couplage faible entre un modele éléments-
finis et le modele BIM est mis en place. Les simulations de six frappes sur le méme lopin en
cuivre sont ensuite réalisées, pour montrer la capacité du modele a prédire la transition du choc
inélastique au choc élastique.

En derniére partie, la méthodologie de modélisation dynamique est appliquée a un pilon
contre-frappe. L’ instrumentation en effort n’ayant pas pu étre mise en place sur cette machine,
c’est I’exploitation du couplage faible, validé lors de 1’étude sur la presse a vis qui permet
d’obtenir I’effort indirectement. Un lopin en cuivre est déformé, sa hauteur au cours de la frappe
est déduite de la mesure du déplacement des outils. La rhéologie du cuivre étant connue, I’effort
peut alors étre calculé, le cylindre en cuivre joue alors le r6le de capteur. Les parameétres du
modele BIM sont déterminés grace a la cinquieéme frappe sur ce lopin. Puis, les huit autres
frappes sur ce méme lopin sont simulées et les résultats concernant le déplacement sont
comparés aux mesures expérimentales. De méme, les prédictions du modele pour neuf frappes
sur un autre lopin en cuivre sont comparées aux résultats expérimentaux.

Dans ces travaux, 1’objectif majeur de la modélisation du comportement du systéme est la
prédiction de I’efficacité du processus de forgeage. Ainsi, la distribution de 1’énergie est étudiée
dans chacun des cas présentés afin de mettre en évidence les phénomenes a I’origine de la
consommation de 1’énergie introduite lors d’une frappe. Indirectement, I’application de la
méthodologie a trois technologies de machine différentes, cherche aussi a montrer la généricité
de la méthode décrite en chapitre Il pour les machines de forgeage pilotées en énergie.

2. Validation du modele BIM pour des frappes multiples sur lopins
en acier et en aluminium : Mise en ceuvre sur pilon simple-effet
Dans ce premier cas d’application, une étude sur un pilon simple-effet est réalisee. Dans un
premier temps, le but est de définir le modéle BIM et d’identifier ses parameétres en analysant
la septiéme frappe sur un lopin en acier. Une fois les paramétres identifiés, le caractére prédictif
du modeéle est évalué sur les frappes 1 et 3. Dans un second temps, on valide les prédictions du

modele en changeant les conditions opératoires, ¢’est-a-dire ici en réalisant des frappes sur un
lopin en aluminium.

2.1 Définition du modeéle et identification des parameétres

2.1.1 Protocole expérimental
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Le refoulement de lopins est réalisé avec le marteau pilon simple-effet Montbard LG1000.
Les outils supérieur et inférieur utilisés sont des tas plans. La machine est instrumentée en effort
et en déplacement conformément au Tableau IV-1.

Tableau 1V-1 Grandeurs mesurées et moyens de mesure associes pour le pilon simple-effet

Grandeur Moyen de mesure
Effort Capteur transversal piézoélectrique
Déplacement Caméra

Une vue globale de la machine, des outils et du capteur d’effort pour le montage
expérimental est présentée en Figure 1V-2.

(a)

|

«<€— Outil supérieur
1
‘<€— Outil inférieur
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Figure IV-2 a) Vue globale de la machine b) Capteur et outils utilisés

Le protocole expérimental consiste a effectuer sept frappes sur un lopin dans les conditions
opératoires données par le Tableau 1V-2.

Tableau 1V-2 Conditions expérimentales pour le refoulement du lopin en acier

Hauteur (mm) 112
Diamétre (mm) 60
Matériau Acier (16NiCrMo13)
Température initiale (°C) 1100
Lubrification Huile graphitée

Pour estimer la hauteur du lopin a I’issu de chaque frappe, Six billettes de contrdle ont été
déformées. A chacune d’entre elles, le protocole a été arrété au i°™ coup. La mesure de ces
billettes permet d’estimer la hauteur entre deux coups en faisant I’hypothése que le processus
est répétable. Dans un premier temps, seul le signal d’effort pour le septieme coup est exploité
(Figure 1V-3) car c’est celui ou la machine est la plus sollicitée lors d’un choc élastique. Les
coups 1 et 3 seront exploités par la suite pour vérifier les prédictions du modele.
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Figure IV-3 Enregistrement de [’effort lors de la septieme frappe sur le lopin en acier

2.1.2 Définition du modele BIM

Une transformation de Fourier rapide (FFT) est effectuée sur le signal d’effort obtenu pour
le septieme coup. Avant de réaliser la FFT, un post-traitement du signal est nécessaire, en effet
la résolution du spectre calculée a partir de la durée du signal (texp) égale @ R=1/tex, est trop
élevée pour mettre en évidence le deuxieme mode vibratoire. Par conséquent, la méthode du
« zero padding » est utilisée (Borkowski et Mroczka 2010) : la méthode consiste a prolonger
artificiellement le signal échantillonné par des zéros. Il en résulte un allongement de la duree
du signal, qui diminue ainsi la résolution apparente du spectre d’amplitude. Le spectre obtenu
est présenté en Figure IV-4.

Les fréquences dominantes du spectre sont 0 Hz, 448 Hz, 897 Hz et 1794 Hz. Les fréquences
de 0 Hz, 448 Hz et 897 Hz représentent le méme pic, mais il est impossible d'identifier
clairement la fréquence associ¢e. L’onde porteuse ne présente pas de caractere périodique ce
qui fausse les résultats de la FFT et est a I’origine de ces premiers pics de fréquence. La
fréquence de 1794 Hz est indépendante des trois premiéres fréquences et représente la vibration
qui ondule sur I’onde porteuse. Identifiant deux pics de fréquence grace au spectre d’amplitude,
le modéle choisi pour caractériser 1’opération de forgeage sur ce pilon aura ainsi deux degrés
de liberté, autrement dit deux masses.
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Figure 1V-4 Spectre d'amplitude associé au signal d'effort pour le septiéme coup sur le lopin en acier

Le modele masses-ressorts-amortisseurs proposé pour décrire le comportement du pilon
Montbard LG1000 est présenté en Figure 1V-5. Les deux masses représentent les éléments en
mouvement dans le systeme : m: correspond au systeme masse tombante et outil supérieur

tandis que my représente 1’outil inférieur et le capteur d’effort.
A o«

—>
i

<
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Figure IV-5 Modele Billette-Interface-Machine (BIM) pour le marteau pilon Montbard LG1000

Le principe fondamental de la dynamique appliqué a la masse m; puis a la masse my fournit
les équations (IV-1)-(1V-2) du systeme :
mX, = F (IV-1)

mz).('z = —kXZ - CXZ —F (IV-2)
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avec X1 le déplacement de la masse m; et Xz le déplacement de la masse my selon leurs
positions a t=0 correspondant a I’instant ou entrent en contact ’outil et le lopin. La vitesse Vo
de -5,3 m/s correspondant a la vitesse expérimentale de 1’outil a I’impact est assignée a la masse
m1 mais aussi a la masse mo. Les outillages de forgeage peuvent montrer des phénomeénes de
rattrapage de jeux lorsqu’ils sont soumis a des énergies ou des efforts importants. C’est le cas
du systeme outil inférieur et capteur d’effort lors des essais. Cela a pour effet que lorsque la
masse my impacte la billette, celle-ci ne débute pas sa déformation directement, la billette
transmet 1’effort a I’outil inférieur qui est accéléré jusqu’a ce que les jeux soient rattrapés. La
masse my est supposée étre a la vitesse vo lorsque la déformation du lopin débute.

L’effort de réaction du lopin F est égal a zéro si le lopin et la masse m1 ne sont pas en
contact, sinon I’effort est calculé analytiquement selon la méthode des tranches. Dans ce cas,
I’effort est noté FL et s’exprime tel que dans I'équation (IV-3).

A
F, = . re.h.GO. (e . 1 _ 1 (IV-3)
avec re le rayon courant du lopin calculé a partir de la géomeétrie initiale du lopin et de sa
hauteur courante h en supposant que le lopin conserve sa géométrie cylindrique et son volume
durant la déformation, [ le coefficient de frottement de Coulomb et A=2pr¢/h.

Le coefficient de frottement est estimé a 0,18 par un test de I’anneau. La contrainte
d’écoulement o, est calculée a partir de la hauteur finale du lopin aprés la frappe et de 1’effort
maximal de forgeage. La résolution de I’équation (IV-3) donne une valeur de 92 MPa pour ov.

Le modéle est implémenté sous MATLAB SIMULINK®. La taille du pas de calcul est fixée
a 107 s selon 1’étude de convergence présentée en Annexe 2. Au début de la simulation, la
masse my est en contact avec le lopin.

2.1.3 Identification des parametres

Les parameétres identifiés pour le modéle sont présentés dans le Tableau V-3, la Figure
IV-6 montre I’effort mesuré pour le septiéme coup et I’effort calculé grace au modéle BIM avec
les parametres du Tableau 1V-3.

Tableau 1V-3 Paramétres du modéle BIM identifiés a partir du signal d’effort pour le septiéme coup sur le lopin en
acier

mz (kg) 732
m2 (kg) 19
¢ (N.s/m) 18 540
k (N/m) 3,15.10°

Le comportement du systeme {machine + outillages} a été modelisé, il est possible de relier
les éléments du modele aux ensembles physiques de la machine. La masse mz correspondrait
au systeme marteau-outil supérieur, dont la masse a été estimée a 1250 kg a la suite d’une pesée.
La masse identifiée pour my (732 kg) est alors 41% inférieure a la masse réelle du marteau. Lors
de la campagne d’essais, la vitesse maximale que peut atteindre la masse tombante du pilon est
estimeée a 5,7 m/s. A partir de cette valeur et de la masse my, il est possible de calculer I'énergie
cinétique maximale de la masse tombante, égale a 12 kJ. Or, I'énergie théorique maximale
développable par le marteau pilon est de 20 kJ selon le constructeur, ce qui signifie un écart
relatif de 39% entre la valeur calculée et théorique.
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Figure 1V-6 Effort mesuré pour la septiéme frappe sur le lopin en acier et effort prédit avec le modéle BIM

Les parametres opératoires tels que la vitesse, la contrainte d'écoulement, la geométrie du
lopin et le coefficient de frottement ainsi que I’effort, ont un impact sur I’identification des
paramétres du modeéle. Les incertitudes sur les paramétres opératoires et sur I’effort, engendrent
des incertitudes sur les paramétres identifiés qui peuvent expliquer les différences constatées
avec les valeurs fournies par le constructeur. Cependant, le protocole de mesure des parametres
opératoires et de I’effort, reste le méme pour tous les coups présentés dans cette section. Ainsi,
travaillant a partir de mesures relatives, les simulations des autres coups avec le modele BIM
ne devraient pas étre affectées par I’incertitude de mesure.

L’effort prédit ne présente qu'un léger écart par rapport au signal expérimental durant la
déformation du lopin (Figure 1V-6). Les efforts maximaux calculés et mesurés ne présentent
qu’un écart de 5%. Ainsi, la simulation fournit une bonne prédiction de 1’effort lors de la mise
en forme, mais ¢’est moins le cas aprés avoir atteint I’effort maximal. Il est nécessaire d’estimer
I’origine de ces écarts, la section qui suit apporte des éléments de réponse quant a I’impact de
I’incertitude sur les paramétres opératoires.

2.1.4 Etude d’incertitude

L’étude d’incertitude évalue la propagation des incertitudes des parametres opératoires sur
les grandeurs caractéristiques de forgeage. Les paramétres opératoires sont la hauteur et le
diametre initial du lopin, la hauteur finale mesurée du lopin, le coefficient de frottement, I’effort
maximal mesuré et la vitesse a I’impact.

Les parametres opératoires pouvant étre négligés dans 1’étude d’incertitude sont recherchés.
L’incertitude sur la hauteur initiale du lopin peut étre négligée dans le cas de 1’étude sur le pilon
Montbard LG1000. En effet, I’incertitude est estimée & seulement 0,054 mm soit 0,3%, or le
chapitre 1l montre qu’une incertitude sur la hauteur de 1% est négligeable pour le pilon DIE-
MAX 150 (Yoneyama et al. 2018).
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La hauteur finale du lopin n’intervient que dans le calcul de la contrainte d’écoulement
(Equation (IV-4)). L’incertitude sur la hauteur finale du lopin correspond a £0,054 mm. En
considérant cette incertitude et en fixant les autres parametres a leurs valeurs centrales, une
incertitude de +0,9% est obtenue sur le calcul de la contrainte d’écoulement. L’incertitude sur
la mesure de la hauteur finale du lopin est alors négligée.

Fimax- 1

Oy =
’ h ed —1 (v-4)
.79 h—;hf(T— 1)

avec oo la contrainte d’écoulement, ho la hauteur initiale du lopin, ro le rayon initial du lopin,
FLmax I’effort maximal mesuré, | le coefficient de frottement de Coulomb, hf la hauteur finale
du lopin et A=2pre/ht.

Le Tableau V-4 présente les parameétres opératoires dont les incertitudes sont considérées
pour I’analyse.

Tableau 1V-4 Valeurs centrales et incertitudes des parameétres opératoires considérés pour ’analyse d’incertitude

Parameétre Valeur centrale Incertitude
Vo 5,3 m/s +0,196 m/s
V] 0,18 +0,05
FLmax 5036 kN +300 kN

En considérant ces incertitudes sur les parametres, il est possible de fournir un encadrement
de I’effort calculé, avec le modéle BIM en prenant en compte la propagation de ces incertitudes.
L’effort obtenu expérimentalement et I’encadrement de 1’effort calculé sont présentés en Figure
IV-7. Sur l’intervalle [0,18 ; 0,33] ms, I’effort calculé est légérement supérieur a 1’effort
mesuré. Cet écart ne concerne qu’une courte durée sur le temps total de la frappe. L’incertitude
sur I’estimation des paramétres du modele pourrait donc expliquer 1’écart. Les écarts entre les
valeurs expérimentales et les valeurs prédites sont plus importants aprés t=1,5 ms et montrent
que le modeéle ne peut pas représenter le retour élastique. L’objectif est de déterminer la part de
I’énergie introduite a I’impact et transmise au lopin pour sa déformation plastique. Aprés avoir
atteint 1’effort maximal, la déformation du lopin est terminée, plus aucune énergie ne lui est
transmise. Ainsi, les écarts observés en fin de forgeage ont un impact relatif sur I’évaluation de
I’efficacité du processus de forgeage.
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Figure IV-7 Effort mesuré et intervalle d’incertitude de I’effort prédit pour la frappe 7 sur le cylindre en acier avec le
pilon simple-effet

La corrélation entre les parametres opératoires et trois indicateurs est étudiée. Ces
indicateurs sont les mémes que ceux introduits en chapitre 11 : le temps de forgeage, la hauteur
finale du lopin et I’effort maximal. La Figure 1VV-8 montre les coefficients de corrélation
obtenus entre les parametres opératoires et les indicateurs. Par ailleurs, les indicateurs sont
tracés en fonction des paramétres opératoires en Annexe 3. Le temps de forgeage est tres peu
sensible a DI’incertitude des parametres opératoires. La hauteur finale du lopin et I’effort
maximal sont principalement influencés par I’incertitude sur 1’effort maximal mesuré et la
vitesse d’impact. Il est donc nécessaire lors des essais, de mesurer ces parametres avec
beaucoup de rigueur, pour que le modele soit prédictif. L’impact de 1’incertitude associée au
coefficient de frottement sur les indicateurs étudiés est négligeable, 1’approximation réalisée
sur ce coefficient choisi égal a 0,18 est donc valideée.
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Figure IV-8 Coefficients de corrélation entre indicateurs et paramétres opératoires

2.2 Prédictivité du modele

Les sections suivantes présentent deux protocoles de validation distincts pour le modeéle
BIM. Dans un premier temps, l’intérét est toujours porté sur le lopin en acier étudié
précédemment. Sept frappes ont été effectuées sur ce lopin (Figure 1V-9), les paramétres du
modele ont été identifiés a partir d’un choc élastique lors de la septiéme frappe. Dans cette
partie, la premiére et la troisieme frappe sont étudiées pour vérifier que les paramétres identifiés
sont toujours valides en choc inélastique. L’effort et la hauteur finale de la billette calculés
grace au modele BIM sont comparés, dans ces deux cas, aux mesures expérimentales.
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Figure 1V-9 Effort en fonction du temps pour les sept coups sur le lopin en acier

Dans un second temps, le matériau du lopin est changé par de I’aluminium. Ces deux étapes
ont pour but d’évaluer dans quelles conditions le modéle est capable de prédire avec justesse
les grandeurs caracteéristiques de forgeage. Les méthodes expérimentales et numériques sont les
mémes qu’en section 2.1. Toutes les simulations sont réalisées avec le modéle BIM et les
parameétres identifiés précédemment.

Du fait des vibrations lors du forgeage, I’effort maximal mesuré par le capteur ne se produit
pas au méme instant que la fin de la déformation de la billette. Ainsi afin d'étudier les signaux,
la notion d’effort final est introduite : I’effort final est défini comme étant I’effort lorsque le
lopin atteint sa hauteur finale, et le temps pour atteindre I’effort final est défini comme le temps
de forgeage. Le temps entre l'instant ou ’effort atteint sa valeur maximale et I’instant ou il
retourne a zéro est défini comme le temps du retour élastique (Figure 1V-10).
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Figure 1V-10 Effort final, temps de forgeage et temps du retour élastique représentés sur la courbe effort fonction du
temps pour la premiére frappe sur le lopin en acier

2.2.1 Simulation de frappes sur un cylindre en acier

La Figure 1V-11 montre I’effort mesuré par le capteur et I’effort calculé au ressort k dans le
cas de la premiere frappe sur le lopin en acier.
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Figure 1V-11 Effort mesuré et prédit pour le premier coup sur le lopin en acier

Le Tableau V-5 présente les indicateurs déterminés pour les signaux d’effort mesurés et
prédits dans le cas de la premiére frappe. Le temps du retour élastique est sous-estimé en
simulation par rapport a la valeur expérimentale. De méme que lors de la simulation du septieme
coup, le modele ne parvient pas a prédire la fin de la frappe dans le cas du premier coup.
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Tableau V-5 Indicateurs pour les signaux d’effort expérimentaux et prédits pour le premier coup sur le lopin en acier

Effort final (kN)
Temps de forgeage (ms)
Hauteur finale du lopin (mm)
Temps du retour élastique (ms)

Expérimental Simulation Ecart relatif
374 333 11%
8,6 9,3 8%
89 93 4%
3,7 0,8 78%

Les spectres d’amplitude associés aux signaux expérimentauX et prédits présentés en Figure
IV-12 permettent d’étudier le deuxiéme mode vibratoire. La fréquence des oscillations du
deuxiéme mode vibratoire en simulation est uniquement fonction des paramétres identifiés pour
le modele. L’incertitude sur les parameétres identifiés pourrait expliquer I’écart entre les
fréquences calculées et les fréquences expérimentales. En ce qui concerne I’amplitude, elle est
fonction des parameétres du modele mais aussi des parameétres opératoires. Les incertitudes sur
ces derniers parametres peuvent donc étre a I’origine de la sous-estimation de I’amplitude des
vibrations du deuxieme mode vibratoire par le modele.
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Figure 1V-12 Spectres d amplitude associés aux signaux d’effort expérimentaux et prédits pour le premier coup sur le

lopin en acier

Les signaux d’effort experimentaux et calculé pour le troisieme coup sont présentes en
Figure IV-13. Comme pour le premier coup, les tendances sont les mémes pour les deux signaux
avant datteindre I’effort final et le retour eélastique est plus court en simulation

qu’expérimentalement.
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Figure 1V-13 Effort mesuré et prédit pour le troisieme coup sur le lopin en acier

Le Tableau IV-6 présente les indicateurs déterminés pour les signaux associés au troisieme
coup. Les indicateurs calculés sont fideles aux indicateurs expérimentaux, excepté pour le
temps du retour elastique.

Tableau V-6 Indicateurs pour les signaux d’effort expérimental et prédit pour le troisiéme coup sur le lopin en acier

Expérimental Simulation Ecart relatif
Effort final (kN) 843 789 6%
Temps de forgeage (ms) 4,5 55 22%
Hauteur finale du lopin (mm) 37 42 14%
Temps du retour élastique (ms) 3,2 0,8 75%

Les spectres d’amplitude des signaux d’effort expérimentaux et calculés sont présentés en
Figure 1V-14. L'amplitude du deuxiéme mode vibratoire calculée par le modéle est croissante
de la vitesse vo. Une surestimation de la vitesse d’impact en simulation, due a I’incertitude de
mesure, pourrait expliquer 1’écart entre I’amplitude calculée et celle expérimentale.
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Figure IV-14 Spectres d amplitude pour les signaux d effort expérimentaux et prédits pour le troisiéme coup

En conclusion partielle sur la vérification de la pertinence du modeéle et de sa caractérisation,
les simulations du premier et du troisieme coup sur le lopin en acier montrent une bonne
adéquation avec les indicateurs sélectionnés et avec 1’allure du signal d’effort, méme si de
Iégers écarts peuvent étre constatés. Comme cela a déja été montré en section 2.1.4, le modeéle
et ses parametres ne sont plus représentatifs durant le retour élastique.

2.2.2 Simulation de frappes sur un cylindre en aluminium

Le modele identifié et caractérisé est ensuite éprouveé sur un lopin dans une autre nuance.
Les conditions de simulation pour le refoulement du lopin en acier et en aluminium sont

comparées dans le Tableau IV-7.

Tableau IV-7 Conditions de simulations pour le refoulement de la billette en acier et en aluminium

Matériau Acier Aluminium
Hauteur initiale 112 mm 112 mm
Diameétre initial 60 mm 60 mm

Coefficient de Coulomb 0,18 0,07
Contrainte d’écoulement 92 MPa Tableau V-8
Vitesse d’impact Valeur mesurée Valeur mesurée
Paramétres du modele BIM Tableau V-3 Tableau V-3

Dans le cas de I’aluminium, la contrainte d’écoulement op est déterminée pour chaque
frappe comme présenté en section 2.1.2, ce qui conduit aux valeurs présentées dans le Tableau

IV-8.
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Tableau IV-8 Contraintes d’écoulement de I’aluminium identifiées pour chaque frappe

Frappe oo (MPa)
1 98

85

85

98

116

109

OO WN

Les six coups sont simulés consécutivement pour le lopin en aluminium. Pour la premiére
simulation, la hauteur initiale du lopin est fixée a la valeur mesurée, puis pour les autres coups,
la hauteur initiale prend la valeur de la hauteur finale du lopin de la simulation de la frappe
précédente.

La Figure 1V-15 présente les signaux d’effort calculés et mesurés pour les six frappes sur le
lopin en aluminium. Apres chaque coup, le temps de forgeage diminue et I’effort final
augmente, numériquement et expérimentalement. La simulation fournit une bonne prédiction
de I’effort de forgeage jusqu’a la fin de la déformation, comme dans les cas présentés
précédemment. Pour les six coups, des vibrations peuvent étre observées sur les signaux d’effort
calculés et mesurés.
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Figure IV-15 Signaux d’effort mesurés et prédits pour six coups consécutifs sur un lopin en aluminium

Pour le temps de forgeage total jusqu’au retour de 1’effort a zéro, la hauteur finale du lopin
et I’effort final sont respectivement présentés en Figure 1V-16, Figure 1V-17 et Figure 1V-18.
Les indicateurs déterminés en simulation et expérimentalement présentent les mémes tendances
d’évolution. Néanmoins, le temps de forgeage et la hauteur finale du lopin sont globalement
surestimés en simulation, tandis que 1’effort de forgeage est légerement sous-estime par rapport
aux signaux expérimentaux. Cela pourrait s’expliquer par une incertitude sur la détermination
des parametres du modéle BIM. De plus, comme pour les simulations sur le lopin en acier, le
modele ne parvient pas a prédire le retour élastique. L'augmentation de I'erreur relative avec le
nombre de coups peut aussi étre notée pour les trois indicateurs, cela s'explique par
I'accumulation d'erreurs dues aux simulations consécutives.
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Figure 1V-16 Temps de forgeage expérimental et prédit pour six coups consécutifs sur un lopin en aluminium
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Figure 1V-17 Hauteur finale du lopin expérimentale et prédite pour six coups consécutifs sur un lopin en aluminium
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Figure 1V-18 Effort de forgeage maximal expérimental et prédit pour six coups consécutifs sur un lopin en aluminium

L'augmentation de I’effort final et la diminution du temps de forgeage avec le nombre de
coups sont aussi observées expérimentalement dans la littérature (Haller 1983). Pendant le
processus de forgeage, la section en contact avec les outils augmente, ainsi un effort de forgeage
plus élevé est nécessaire pour atteindre la contrainte d'écoulement requise pour déformer le
lopin. L'augmentation de I’effort de forgeage appliqué par le lopin sur my implique alors une
décélération plus rapide de my, expliquant la diminution du temps de forgeage.

2.3 Exploitation du modele BIM pour la détermination de Pefficacité et de la
distribution énergétique

La distribution de 1’énergie a la fin du processus de forgeage et l'efficacité pour chacun des
six coups prédits sur la billette en aluminium sont présentées en Figure 1V-19. Etant donné que
la masse my est trés faible, 1’énergie cinétique associ¢e est négligeable, ainsi elle n’est pas
représentée en Figure 1V-19.
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L'énergie dissipée dans le frottement augmente avec le nombre de coups car la section en
contact avec les outils augmente. Etant donné que I’effort de forgeage est plus élevé coup aprés
coup, et que les déformations élastiques sont proportionnelles a I’effort appliqué, 1’énergie
élastique dans le systeme augmente. L’unique amortisseur du mod¢le relie m2 au bati, ainsi seul
le mouvement de la masse my est amorti. Pour chaque coup, I'énergie amortie correspond a
I'énergie cinétique initiale de la masse m.. La Figure IV-15 montre que les vibrations du
deuxiéme mode vibratoire sont presque complétement amorties quelle que soit la frappe. Cela
explique que la valeur de I'énergie amortie reste stable par rapport a I'énergie introduite
initialement. Par ailleurs, le temps de forgeage étant plus court pour les derniers coups, I’onde
du deuxieme mode vibratoire n’est pas atténuée en intégralité a la fin de la frappe. Ainsi, moins
d’énergie est amortie par le systeme, ce qui explique la trés légére baisse de 0,5% de 1’énergie
amortie sur les six coups.

2.4 Synthese

La méthodologie décrite en chapitre Il et mise au point sur un cas de la littérature, a pu étre
appliquée a un deuxiéme marteau pilon simple-effet. Avec une machine et un outillage donné,
les refoulements d’un lopin en acier et d’un lopin en aluminium ont été effectués en plusieurs
frappes. Le modéle décrivant le comportement du systeme {machine + outillages} a pu étre
défini et ses parametres identifies en exploitant la septieme frappe sur le lopin en acier. Ce
méme modele avec ses parametres a ensuite eté verifie par la simulation de la premiere et de la
troisiéme frappe sur le lopin en acier, puis a également servi a prédire six frappes consécutives
sur le lopin en aluminium. Les résultats montrent le caractére prédictif du modele lors de frappes
multiples et I’indépendance des paramétres identifiés vis-a-vis du matériau du lopin
« référence » ayant permis 1’identification des parameétres du modéle. Enfin, I’analyse de la
distribution de I’énergie en fin de forgeage a montré la diminution de 1’énergie utile a la
déformation plastique, coup apres coup, au profit de I’énergie ¢lastique et de 1’énergie dissipée
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en friction. Ces resultats sont en adequation avec les résultats numériques et expérimentaux
issus de la littérature (Vajpayee et al. 1979 ; Haller 1983 ; Altan et al. 2005). Pour les frappes
étudiées, contrairement a I’énergie élastique et I’énergie de friction, 1’énergie amortie reste
relativement stable avec une tres légére diminution avec le nombre de coups.

La campagne d’essais exploitée dans cette partie n’était pas spécifiquement dédiée a ces
travaux de thése initialement. Du fait des moyens utilisés, les mesures de I’effort et de la vitesse
d’impact présentent des incertitudes importantes qui se répercutent sur les prédictions du
modele. Par ailleurs, le forgeage a chaud des lopins implique d’estimer la contrainte
d’écoulement a partir de mesures expérimentales. L’estimation de la contrainte d’écoulement
du matériau a partir d’une loi rhéologique et de coefficients issus d’une base de données
nécessite de mettre en place un protocole ou les conditions thermiques sont maitrisées. Dans la
partie qui suit, une demarche dédiée dans laquelle les moyens d’instrumentation et le protocole
ont été renforcés, est appliquée a une presse a vis disponible au laboratoire.

3. Identification d’un modéle lors d’une frappe outil contre outil et
couplage faible du modele BIM avec un modéle éléments-finis :
Mise en ceuvre sur pPresse a Vvis

Le chapitre 11 et la partie précédente ont montré qu’il est possible de définir un modéle du
comportement de I’opération de refoulement pour un pilon simple-effet et d’en identifier les
parametres grace a la mesure de certains parametres opératoires et grandeurs caractéristiques
de forgeage. Néanmoins, ce processus d’identification implique de réaliser des hypotheses sur
la modélisation du comportement du lopin, concernant sa rhéologie et les phénomenes de
frottement a I’interface avec les outils. De fait, ces hypotheses engendrent un écart entre 1’effort
de forgeage prédit et I’effort réel. Dans cette partie, un protocole est proposé pour s’affranchir
du comportement du matériau et des phénomenes de frottement, en identifiant les parametres
du modele lors d’une frappe entre I’outil supérieur et 1’outil inférieur, appelée frappe outil
contre outil. L’essai, détaillé par la suite, a été réalisé sur la presse a vis du laboratoire. Par la
suite, le modele ainsi identifié est complété pour considérer le comportement d’un lopin. Ce
modele est alors utilisé pour prédire les efforts de forgeage et le déplacement des outils, lors
d’une frappe sur une billette en cuivre. Dans un premier temps, les efforts de forgeage sont
calculés grace a la méthode des tranches et un modéle rhéologique considérant une contrainte
d’écoulement constante. Dans un deuxiéme temps, pour s’affranchir des hypothéses
simplificatrices de la méthode des tranches et pouvoir considérer les phénoménes
d’écrouissage, un couplage faible est proposé entre un modele éléments-finis et le modele BIM
pour le calcul des efforts de forgeage. La méthode des tranches est ensuite exploitée a nouveau
afin de simuler des frappes consécutives sur le lopin en cuivre. Enfin, 1’évolution de la
distribution de I’énergie et de I’efficacité du processus sont étudiées lors des frappes multiples.

3.1 Définition du modele et identification des parameétres
3.1.1 Protocole expérimental

Afin d'étudier le comportement de 1’opération de forgeage sur la presse a vis a entrainement
direct, trois frappes outil contre outil sont effectuées avec une consigne de 2,8 kJ. Un capteur
d’effort intégré a I’outillage, le SCAIME ML11 est directement fixé sur le porte-outil inférieur
de la presse. L'outil inférieur est visse sur le capteur et I'outil supérieur est fixé sur le porte-outil
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supérieur (Figure 1V-20), les deux outils étant des tas plans. Le moteur entraine le volant
d’inertie jusqu’a ce que le coulisseau atteigne une position prédéfinie avant I’impact. Une fois
cette position atteinte le moteur s’arréte, ainsi, a I’exception du poids du coulisseau, qui peut
étre négligé, plus aucune action n’est exercée sur le systéme {Volant + Vis + Coulisseau}. Cela
signifie que lors du forgeage, 1’énergie introduite provient exclusivement de 1’énergie cinétique
de ces éléments a I’impact.

Lors de chaque frappe, I’effort mesuré par le capteur d’effort intégré a 1’outillage et le
capteur d’effort de la presse sont enregistres. De plus, le déplacement du coulisseau est mesure,
I'origine étant définie comme le point mort bas, c’est-a-dire le contact entre les outils. La vitesse
d’impact est calculée a partir du signal de déplacement délivré par le codeur magnetique
incrémental intégré a la machine. Cette vitesse est répétable et égale a 0,20 m/s pour les trois
essais.

(b)

Direction de la frappe

Outil
supc'rieu!‘

120—>

Outil supérieur

250

Outil inférieur

70

K—2150—>

Capteur d’effort
2300

«—80

Figure IV-20 a) Vue du montage expérimental b) Schéma du montage expérimental (dimensions en mm)

La Figure 1\VV-21 montre I'évolution de trois signaux : 1’effort mesuré par chacun des deux
capteurs et le déplacement du coulisseau. Pour chacune des grandeurs physiques mesurées, les
trois courbes issues des trois essais se superposent. Les écarts résiduels entre les différents
essais sont tres faibles et sont attribués au bruit de mesure : 1’expérience est donc considérée
répétable. Par conséquent, dans 1’étude qui suit, un seul essai sera retenu pour définir le modele
décrivant le comportement de I’opération de forgeage.
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Figure 1V-21 Evolution de trois signaux au cours de trois firappes outil contre outil a) ’effort mesuré par le capteur
intégré a l'outillage b) effort mesuré par le capteur de la presse c) déplacement du coulisseau mesuré par la presse

Les différentes phases lors d’une frappe outil contre outil sont présentées en Figure 1V-22.
L’¢tude du déplacement du coulisseau met en évidence que I’outil supérieur impacte 1’outil
inférieur a deux reprises durant la frappe. A t=0 les outils entrent en contact, 1’outil supérieur
est alors a la vitesse vo (Figure 1VV-22 a)). Les efforts exercés par 1’outil supérieur sur 1’outil
inférieur engendrent une déformation élastique du bati (Figure IV-22 b)). Le coulisseau est
ensuite repoussé dans le sens inverse de la frappe (Figure 1V-22 ¢)), I’effort diminue. Cela
correspond au retour élastique jusqu’a la perte de contact entre les outils ou I’effort mesuré par
le capteur intégré a I’outillage devient nul. Puis, le coulisseau est accéléré a nouveau dans le
sens de la frappe (Figure 1V-22 d)). L’outil supérieur heurte alors une seconde fois 1’outil
inférieur a la vitesse vo (Figure 1V-22 ¢)). Le fait que 1’outil supérieur impacte a deux reprises
I’outil inférieur peut s’expliquer par la combinaison de deux effets : des déformations élastiques
et des rattrapages de jeux dans la liaison entre le coulisseau et la vis. Le premier contact entre
les outils est bref : 4,9 ms pour une durée totale de la frappe de 37,2 ms. Le premier contact
entre les deux outils sera négligé par la suite, car il n’est pas possible de modéliser les
phénomeénes de jeux avec un modeéle masses-ressorts-amortisseurs. Affiner le modéle pour
considérer le phénomene de rebond en simulation pourrait étre une perspective d’amélioration.
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Figure 1V-22 Illustration des différentes phases durant une frappe outil contre outil a) au premier impact b) durant la
déformation du bati c) durant le retour élastique d) durant la perte de contact e) au deuxieme impact

3.1.2 Définition du modele lors d une frappe outil contre outil

Le spectre d’amplitude associé au signal d’effort lors d’une frappe outil contre outil est
présenté en Figure 1V-23. Seulement le deuxiéme contact de la frappe est considéré pour
I’analyse spectrale. Le spectre met en évidence deux pics, I’un correspondant a la porteuse (0
Hz) et I’autre aux oscillations autour de la porteuse (245 Hz). Le comportement de la machine
et des outillages sera donc modélisé par un systeme a deux degrés de liberté.
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Figure 1V-23 Spectre d’amplitude associé au signal d’effort mesuré pour une frappe outil contre outil
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Le modele masses-ressorts-amortisseurs décrivant le comportement du systeme {machine
+ outillages} est présenté en Figure 1V-24. Le modéle n’est valable que lors de la frappe, en
effet, une fois que le contact entre les outils est perdu, le capteur intégré a 1’outillage n’a plus
d’influence sur I’outil supérieur. Ce modéle est constitué de deux masses, deux amortisseurs et
trois ressorts. Les deux masses représentent les éléments en mouvement dans le systéeme (outils,
porte-outils, coulisseau, vis, volant d'inertie). Le ressort Kmoving €t I'amortisseur Cmoving relient
les deux masses. llIs traduisent respectivement les deformations eélastiques et I'effet
d'amortissement entre les pieces en mouvement dans le systéme. Le ressort Krixed €t
I'amortisseur Crixed traduisent les déformations élastiques et I'effet d'amortissement de la
structure. Le capteur d’effort intégré dans 1’outillage inférieur a une influence sur le
comportement du systéme et doit étre pris en compte car sa raideur est relativement faible par
rapport a d’autres éléments de la presse. Par conséquent, le ressort Ksensor €St introduit dans le
modele. Ce ressort est lié a la masse m; et a la partie fixe.

" o«

-
o ¥
Knoving CMoving
2 =
my
—
o ¥
ksensor
‘l‘ XFixed
kpixed Crixed

Figure 1V-24 Modele du systéeme {machine + outillages + capteur} pour une frappe outil contre outil

L'application du principe fondamental de la dynamique a la masse mz puis a la masse m;
fournit les équations dynamiques du systeme (1V-5) et (IV-6). Le ressort Ksensor €t le systéme de
Kelvin-Voigt constitué du ressort Krixed €t de I'amortisseur Crixed sont en série. Ainsi, 1’effort
appliqué au ressort ksensor €t au systeme de Kelvin-Voigt est le méme, cette égalité est écrite en
équation (IV-7).

o . . V-5
m1X1 = _kMoving(Xl - XZ) — CMmoving (Xl - XZ) ( )
mZXZ = kMoving(Xl - XZ) + CMoving(Xl - XZ) - kSensor(XZ - XFixed)

_kSensor(XZ - XFixed) = _kFixedXFixed - CFixedXFixed

avec X1 le déplacement de la masse mi, X2 le déplacement de la masse mz et Xrixed l&
déplacement du point supérieur du ressort Krixed, par rapport a leurs positions initiales a t=0. A
t=0, les déplacements des masses sont fixés a 0 et une méme vitesse egale a -0,20 m/s est
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associée a la masse my et a la masse my. La rigidité Ksensor du capteur intégré a 1’outillage est
fixée a 6,67 GN/m conformément a la documentation du capteur. Le pas de calcul est fixé a
10* s grace a I’étude de convergence présentée en Annexe 4.

3.1.3 Identification des parametres

Les parametres du modele sont identifiés grace a une optimisation dont le set de parametres
de départ est choisi en accord avec les caractéristiques physiques de la machine (Tableau 1V-9).

Tableau IV-9 Paramétres initiaux pour ['identification des paramétres du modéle lors d’une frappe outil contre outil

ms 133 000 kg
m2 3000 kg
CMoving 10° N.s/m
CFixed 105 N.s/m
kMoving 2,0.1010 N/m
KFixed 2,0.1010 N/m

Une étude de convergence de 1’optimisation selon un critere sur I’évolution de la fonction
colt a été réalisée (Annexe 5). La sensibilité de 1’optimisation au set de parameétres de départ
est évaluée, 60 nouveaux sets de parametres de départ sont générés a partir d’une perturbation
de £30% selon une loi uniforme du set de paramétres de référence. Sur les 60 optimisations,
trois n’ont pas abouti : le nombre maximal d’itérations de 1’algorithme est atteint avant que le
critére de convergence n’ait été satisfait. Ces trois optimisations sont écartées de 1’analyse. La
Figure 1V-25 présente les paramétres et la fonction co(t obtenus pour les 57 optimisations, la
ligne rouge correspond aux parameétres identifiés et a la fonction calculée pour le set de
paramétres de référence ayant permis la génération des 60 sets de départ. 50 optimisations
convergent vers la méme solution. Par ailleurs, sept optimisations convergent vers des solutions
différentes, dont les fonctions codts sont plus élevées que pour les autres optimisations. Cela
signifie que ces solutions correspondent a des minimums locaux et non a une solution globale.
Etant donné la convergence des 50 optimisations vers la méme solution, il est raisonnable de
penser qu’une solution globale a été identifiée.
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Figure 1V-25 Etude de la sensibilité de [’optimisation au set de paramétres de départ pour le modéle BIM associé a la
presse a vis

Le Tableau 1VV-10 présente le set de parametres associé a la fonction codt la plus faible et
le Tableau 1V-11 montre la comparaison entre les grandeurs issues de 1’identification et les
grandeurs obtenues lors d’une étude antérieure (Durand et al. 2018). Cette étude a été réalisée
sur la méme machine et a permis 1’identification de la raideur globale du systéme en statique et
de celle des montants de la machine. Du fait que les ressorts soient en série dans le modéle
(Figure 1V-24), la raideur globale du systtme en statique s’exprime telle que
Kotobal=(1/Kmoving+ 1/Krixed) 2. Par ailleurs, le comportement élastique de tous les éléments qui ne
sont pas en mouvement dans le systeme est considéré a travers le ressort krixed. Cela prend en
compte les montants mais aussi d’autres éléments de la structure de la machine ou des
outillages. Le parameétre Crixed est identifié a 0, tout comme au chapitre Il pour le marteau pilon
simple-effet (Yoneyama et al. 2018). Sur une demi-période, I’amortissement de 1’onde est trés
faible, il est nécessaire d’observer plusieurs oscillations pour mettre en évidence des
phénomenes d’amortissement. Par conséquent lors du forgeage les effets de ’amortissement de
Crixed NE SONt pas observables et peuvent étre négligés.
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Tableau IV-10 Paramétres identifiés pour le modéle d’une frappe outil contre outil a partir de [’effort issu du capteur
intégré a l'outillage

mi 118 936 kg
m2 3218 kg
CMoving 2,36105 N.s/m
CFixed 0 N.s/m
kMoving 1,83.109 N/m
Krixed 1,56.10%° N/m

Tableau IV-11 Comparaison entre grandeurs issues de [’identification et grandeurs obtenues lors d’une étude
antérieure (Durand et al. 2018)

Grandeur Identifiée (Durand et al. 2018) Ecart relatif
Masse équivalente 122 154 kg 136 000 kg 10%
Masse coulisseau 3218 3000 7%
Raideur globale 1,64.10°N/m 2,50.10° N/m 42%
Raideur du montants 1,56.10° N/m 1,16.10% N/m 29%

La comparaison entre les grandeurs issues de I’identification et celles de 1’étude antérieure,
tend a valider la pertinence des paramétres identifiés. Les parameétres Kmoving €t Krixed SONt des
parameétres peu sensibles dans le modele, ainsi les écarts peuvent étre considérés faibles entre
les raideurs identifiées et celles de la précédente étude.

La Figure 1V-26 montre ’effort enregistré par le capteur intégré a ’outillage et 1’effort
calculé en Ksensor avec les parametres du Tableau 1V-10. Le modéle et les paramétres retenus
permettent de simuler un signal d’effort de méme allure que I’effort mesuré. Aprés avoir
dépassé I’effort maximal, les vibrations du signal prédit sont d’une amplitude plus forte et
déphasée par rapport au signal expérimental. Cela semble montrer que le comportement de la
machine change durant le retour élastique. A la fin de la frappe, I’effort issu du capteur intégré
a ’outillage tend vers 0, tandis que le signal calculé continu a diminuer apres avoir atteint 0.
Cette différence est due a la perte du contact entre les outils qui n'est pas modélisée en
simulation. Le modéle continue a calculer I’effort au ressort Ksensor aprés que celui-ci ait repris
sa longueur initiale, I’effort devient alors négatif et n’a plus de sens physique.
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Figure 1V-26 Signaux expérimentaux et prédits avec les paramétres identifiés pour une frappe outil contre outil
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3.1.4 Simulation de [’effort au niveau du capteur d’effort intégré a la presse

La Figure IV-27 montre 1’effort mesuré par le capteur de la presse et 1’effort calculé par le
modele BIM au ressort kmoving. L’effort calculé est calé sur le second impact entre les outils
puisque le premier contact ne peut pas étre décrit par le modele. A I’instant du second impact,
I’effort mesuré par le capteur de la presse n’est pas nul, car le capteur est toujours sollicité lors
de la perte de contact entre les outils. La structure a éte excitée, cela conduisant a des vibrations
mesurées par le capteur de la presse, sensible aux déformations. De plus, ce capteur subit
probablement les effets de torsion, dus a la rotation de la vis. Tant que les vibrations ne sont
pas complétement atténuées, le capteur de la presse mesure un effort, ce qui peut expliquer que
le signal n’atteint pas zéro avant le second impact.

La comparaison entre I’effort mesuré par le capteur de la presse et 1’effort calculé au ressort
Kmoving montre que I'onde porteuse est la méme pour les deux signaux avec une amplitude et une
fréquence égale. Les vibrations du deuxiéme mode vibratoire des deux signaux sont en phase,
mais la simulation sous-estime 1’amplitude des oscillations.
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Figure 1V-27 Effort mesuré par le capteur de la presse lors d’une frappe outil contre outil et effort prédit en Kmoving par
le modéle

Une analyse spectrale est réalisée pour les deux signaux afin d’étudier le deuxieme mode
vibratoire (Figure 1V-28). Les fréquences d’oscillation sont proches mais les amplitudes
présentent un écart. Il peut étre attribué aux parameétres du modeéle qui ont été identifiés grace a
I’effort issu du capteur intégré a 1’outillage et non pas I’effort issu du capteur de la presse.
Néanmoins, la similitude entre les deux signaux tend a montrer que 1’effort prédit au ressort
Kmoving représente 1’effort au niveau du capteur intégré a la presse, cela malgreé une modélisation
ne tenant pas compte de la conception de la machine.
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Figure 1V-28 Spectres d’amplitude associés aux signaux d’effort a) mesuré par le capteur de la presse b) prédit au
ressort Kmoving

3.2 Prédictivité du modele

Dans cette section, le comportement du lopin est intégré au modele, décrivant le
comportement de la machine et des outillages et qui a été développé grace a la frappe outil
contre outil. Ce type de frappe n’est pas représentatif d’une opération de forgeage, pour valider
le modele, il est donc nécessaire d’analyser la simulation d’une frappe sur un lopin. Ainsi, le
refoulement d’un lopin en cuivre a froid est simulé et les résultats sont comparés a des mesures
expérimentales. Le modéle du lopin est ensuite affiné pour prendre en compte les phénomenes
d’écrouissage grace au couplage faible, dans le but de fournir une représentation plus fidéle a
la réalité. Puis, plusieurs coups consécutifs sont simulés pour analyser la capacité du modéle a
prédire la transition du choc inélastique au choc élastique ainsi que sa capacité a prédire la
baisse d’efficacité du processus. Pour toutes les simulations réalisées a partir de ce point, le
modele et les parametres identifiés sont ceux obtenus a partir de la frappe outil contre outil en
section 3.1.

3.2.1 Frappe sur un cylindre en cuivre
3.2.1.1 Protocole expérimental

L’essais est réalisé dans les conditions expérimentales présentées dans le Tableau 1V-12.

Tableau 1V-12 Condition expérimentales pour le refoulement du lopin en cuivre

Hauteur initiale 59,7 mm
Diameétre initial 29,9 mm
Lubrification Aucune

Température initiale du lopin Ambiante

En ce qui concerne les conditions opératoires, la machine est paramétrée pour développer
20,5 kJ a I’instant de I’impact. Comme précédemment, les efforts issus du capteur intégré a
I’outillage et du capteur de la presse sont enregistrés durant la frappe. Le déplacement du
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coulisseau est également enregistré, ce qui permet de déterminer la vitesse d’impact entre 1’outil
et le lopin, égale a 0,51 m/s. Aprés le forgeage de la piece, la hauteur du lopin en cuivre est
mesurée et est égale & 19,8 mm.

3.2.1.2 Définition du modele Billette-Interface-Machine pour la presse a vis

Une frappe outil contre outil est équivalente a une frappe sur un lopin infiniment rigide qui
transmettrait idéalement 1’effort entre la masse my et le ressort Ksensor. Dans cette section, le
modele évolue pour considérer 1’effort F appliqué par le lopin sur la masse m et le ressort Ksensor
(Figure 1V-29). L’absence de I’amortisseur de la partie fixe peut étre notée, du fait de
I’identification du paramétre Crixed & 0.
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Figure 1V-29 Modele BIM pour le systeme presse-outillages de la SPR400

Les équations du mouvement du systéme, introduites précédemment, sont complétées pour
prendre en compte le comportement du lopin :

. i ; V-8
myX, — kMoving(Xl —X3) — CMoving(X1 - Xz) =F (Vo

1V-9
—Ksensor (XSensor - XFixed) =F (v-9)

L’effort de forgeage est calculé a partir du modele issu de la méthode des tranches. Dans la
littérature, le coefficient de frottement pour le forgeage du cuivre varie entre 0,05 et 0,15 (Yang
et Yoo 1997 ; Altan et al. 2005 ; Wang et Suzuki 2018). L’essai étant réalisé sans aucune
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lubrification, ni du lopin ni des outils, la valeur maximale observée de 0,15 est considéree pour
les simulations qui suivent.

En ce qui concerne la contrainte d’écoulement oo, elle est calculée a partir de 1’effort
maximal et de la hauteur finale du lopin obtenus expérimentalement ainsi qu’a partir du
coefficient de frottement, ce qui donne une valeur de 350 MPa. Le comportement élastique du
matériau est considéré, la littérature indique une valeur de 110 GPa pour le module de Young
du cuivre (Dao et al. 2006).

Au début de la simulation, la masse mz est en contact avec le lopin et les vitesses initiales
des deux masses sont fixées a -0,51 m/s comme dans les conditions expérimentales.

3.2.1.3 Comparaison entre résultats expérimentaux et numériques pour une frappe sur un
lopin en cuivre

L’effort mesuré par le capteur intégré a 1’outillage et 1’effort calculé pour le ressort Ksensor
sont présentés en Figure 1VV-30. La figure montre également le déplacement du coulisseau
obtenu par les mesures expérimentales et par la simulation.
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Figure IV-30 Effort mesuré avec le capteur intégré a l’outillage et déplacement de coulisseau mesuré avec le capteur de
la presse, effort prédit au ressort ksensor €t déplacement prédit pour la masse my

Le Tableau 1VV-13 montre les indicateurs obtenus a partir des résultats expérimentaux et de
la simulation. L’écrouissage se caractérise par une augmentation de la contrainte d’écoulement
sous ’effet de la déformation plastique du matériau. Pour de faibles déformations, les effets de
I’écrouissage sont particuliérement élevés, or ce phénomeéne n’est pas considéré dans la
simulation. Ainsi, la contrainte d’écoulement, fixée a la valeur estimée lorsque 1’effort est
maximal, est surestimée au début de la simulation par rapport aux conditions expérimentales.
I1 en résulte que I’effort est lui aussi surestimé durant la méme phase. L’énergie introduite lors
de la frappe est alors consommée plus rapidement en simulation qu’expérimentalement, ce qui
implique un temps de forgeage plus court et une déformation plus faible du lopin en simulation.
Etant donné que la déformation finale predite est moins élevee que la déformation
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expérimentale, I’effort maximal est lui aussi plus faible. Comme pour le pilon simple-effet, le
modele ne fournit pas une bonne représentation de 1’effort lors du retour élastique.

Tableau 1V-13 Indicateurs pour le signal d’effort issu du capteur intégré a l’outillage et prédit en Ksensor pour la frappe
sur le lopin en cuivre

Expérimental Simulation Ecart relatif
Effort maximal (kN) 841 762 9%
Temps de forgeage (ms) 1247 125,8 <1%
Haute finale du lopin (mm) 19,8 21,7 10%
Temps du retour élastique (ms) 26,6 15,2 43%

La Figure IV-31 présente 1’effort mesuré avec le capteur d’effort de la presse et 1’effort
prédit en Kmoving. Les vibrations du deuxiéme mode vibratoire peuvent étre observées sur le
signal expérimental et sur le signal calculé. L’amplitude des vibrations du signal calculé est
moins importante que celle du signal expérimental. Concernant I’effort maximal, le temps de
forgeage et le retour élastique, les résultats sont les mémes que pour les signaux précédents.
L’effort prédit au ressort Kmoving correspond donc a 1’effort mesuré par le capteur de la presse.
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Figure IV-31 Effort mesuré par le capteur d’effort de la presse et effort prédit au ressort kmoving pour la frappe sur le
lopin en cuivre

La Figure IV-32 montre les spectres d’amplitude associés aux deux signaux pour 1’étude du
deuxieme mode vibratoire. Les spectres d’amplitude sont similaires, les 1égers écarts entre les
valeurs expérimentales et prédites s’expliquent par I’incertitude sur les parameétres du mode¢le.
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Figure 1V-32 a) Spectre d’amplitude associé au signal d’effort mesuré par le capteur de la presse b) Spectre
d’amplitude associé au signal d’effort prédit au ressort Kmoving

Les paramétres du modéle BIM identifiés lors d’une frappe outil contre outil ont été utilisés
pour simuler une opération d’écrasement sur un lopin en cuivre. Les résultats montrent que le
modele est capable de prédire les efforts de forgeage au niveau du capteur d’effort intégré a
I’outillage, mais aussi au niveau du capteur d’effort de la presse. Cependant, des écarts entre
les valeurs prédites et mesurées ont été constatés. Une étude d’incertitude est réalisée dans la
section qui suit afin d’identifier si ces erreurs peuvent étre expliquées par ’incertitude sur la
mesure des parametres opératoires utilisés pour réaliser les simulations.

3.2.1.4 Etude d’incertitude

L’objectif est d’estimer I'impact des incertitudes des parametres opératoires sur la
prédiction des grandeurs caractéristiques de forgeage obtenue par le modele BIM et a
déterminer les paramétres ayant la plus grande influence. Les paramétres opératoires sont : la
hauteur initiale et le diamétre initial du lopin, la vitesse a I’impact, le coefficient de frottement,
I’effort maximal mesuré et la hauteur finale mesurée du lopin.

D’une part, les paramétres dont 1’influence est faible sur les prédictions du modele et
pouvant étre négligés dans 1’étude d’incertitude sont identifiés. L’incertitude relative sur la
hauteur initiale et le diamétre initial du lopin est inférieure a 0,2%. Ces incertitudes sont
négligeables pour les raisons évoquées en section 2.1.4. L’incertitude sur la vitesse d’impact
est négligeable sur la presse a vis (cf. chapitre 111).

La hauteur finale mesurée du lopin n’intervient que dans le calcul de la contrainte
d’écoulement en engendrant une incertitude de seulement £0,6% sur cette derniere. Selon le
méme raisonnement que présenté en section 2.1.4, I’incertitude sur la hauteur finale mesuree
du lopin est donc négligée.

D’autre part, les parametres opératoires considérés pour I’étude d’incertitude sont présentés
dans le Tableau IV-14. Pour le coefficient de frottement, 1’incertitude est fixée arbitrairement a
+0,05 pour conserver des conditions de frottement relativement élevées.
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Tableau 1V-14 Valeurs centrales et incertitudes des paramétres opératoires considérés pour l’étude d’incertitude du
modeéle BIM associé a la presse a vis

Grandeur Valeur centrale Incertitude
M 0,15 +0,05
FLmax 841 kN +6 kN

La Figure 1V-33 présente I’effort et le déplacement mesurés ainsi que I’intervalle
d’incertitude associé a I’effort et au déplacement prédits par la simulation. L’incertitude sur les
paramétres considérés dans 1’étude, n’est pas suffisante pour expliquer 1’écart entre les
prédictions du modéle BIM et les valeurs mesurées. L’identification des parameétres lors d’une
frappe outil contre outil, pas assez représentative des conditions normales de fonctionnement,
ou encore le comportement du matériau modelisé de fagon trop simpliste, peuvent expliquer
ces écarts. Pour I’effort maximal, 1’écart entre la borne supérieure prédite et la valeur mesurée
est de 7%. Tandis que 1’écart entre la borne inférieure prédite et la valeur mesurée pour le
déplacement est de 3 %. Cela montre que le modéle fournit toutefois un bon ordre de grandeur
de I’effort et du déplacement a la fin de la déformation.
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Figure IV-33 a) Effort mesuré et intervalle d’incertitude de I’effort prédit b) Déplacement mesuré et intervalle
d’incertitude du déplacement prédit pour la frappe sur le lopin en cuivre

On étudie la corrélation entre le temps de forgeage, la hauteur finale du lopin et 1’effort
maximal calculés avec les parametres opératoires étudiés. En Annexe 7, les trois indicateurs
sont tracés en fonction des parameétres opératoires. La Figure 1VV-34 montre les coefficients de
corrélation calculés entre les indicateurs et les parameétres opératoires. Le coefficient de
frottement a I’impact le plus fort sur les indicateurs évalués, tandis que 1’effort maximal mesuré
n’a que peu d’influence. L’augmentation du coefficient de frottement entraine une
augmentation du temps de forgeage et de I’effort maximal calculé ainsi qu’une diminution de
la hauteur finale du lopin.
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Figure IV-34 Coefficients de corrélation entre indicateurs et paramétres opératoires pour I’étude d’incertitude réalisée
avec le modéle BIM associé a la presse a vis

En chapitre II, il a été montré que 1’augmentation de la contrainte de saturation ou du
coefficient de frottement engendre une diminution du temps de forgeage et de 1’effort maximal
prédit ainsi qu’une augmentation de la hauteur finale de la billette. Dans cette étude la contrainte
d’écoulement est calculée pour chaque simulation a partir du coefficient de frottement et de
I’effort maximal mesuré. Selon I’équation (IV-4) & Fimax constant, 1’augmentation du
coefficient de frottement implique une contrainte d’écoulement plus faible. Les effets de la
diminution de la contrainte d’écoulement 1’emportent sur les effets causes par 1’augmentation
du coefficient de frottement. Le modéle BIM associé a la presse a vis donne donc une réponse
similaire a celle du modeéle associé au comportement du pilon DIE-MAX 150.

L’étude de sensibilité montre que les écarts entre les prédictions du modele BIM et les
valeurs obtenues expérimentalement ne peuvent pas étre expliqués par I’incertitude sur les
parameétres opératoires. Ces écarts sont dus & une modélisation simpliste du comportement du
lopin, qui néglige certains aspects comme 1’écrouissage du matériau et 1’échauffement
adiabatique du lopin. L’objet de la section qui suit est de compléter le modéle pour considérer
ces phénomenes.

3.2.2 Couplage faible avec un logiciel éléments-finis

Dans cette section, la simulation éléments-finis conduisant a la relation entre 1’effort de
forgeage et la hauteur du lopin en cuivre est d’abord présentée. Puis, en exploitant cette relation
comme donnée d’entrée du modele BIM, la simulation de la frappe sur le lopin en cuivre est
réalisée. Les résultats concernant les efforts, le déplacement et la hauteur finale du lopin sont
comparés aux mesures experimentales. Le but est de montrer que la considération des
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phénomenes d’écrouissage grace au couplage faible, permet d’améliorer les prédictions du
modéle BIM, par rapport a celles obtenues avec la méthode des tranches.

3.2.2.1 Détermination d’une relation entre I’effort et la hauteur du lopin grace a la simulation
éléments-finis

Une simulation élements-finis sous le logiciel FORGE® Nxt 3.0, du refoulement du lopin
en cuivre, est réalisée avec les conditions données dans le Tableau 1V-15 selon la méthode
présentée en chapitre 111.

Tableau IV-15 Conditions pour la simulation éléments-finis de I 'opération de refoulement du lopin en cuivre

Hauteur initiale lopin 59,7 mm
Diametre initial lopin 29,9 mm
Coefficient de frottement Coulomb/Tresca 0,15/0,26
Taille maille lopin 3 mm
Taille maille outils 9 mm
Base de données rhéologique de FORGE®

Coefficient de la loi de Hanse-Spittel cuivre

Le comportement rhéologique du matériau du lopin est modélisé avec une loi de Hansel-
Spittel dont les parametres sont issus de la base de données rhéologiques de FORGE® pour le
cuivre. La Figure 1V-35 compare la contrainte d’écoulement calculée avec la loi de Hansel-
Spittel et la contrainte d’écoulement constante utilisée précédemment avec la méthode des
tranches.
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Figure IV-35 Contrainte d’écoulement en fonction de la déformation avec le modeéle de Hansel-Spittel
(T=20°C/é=15" et avec le modéle a contrainte d’écoulement constante

Les échanges thermiques sont négligés dans le modéle éléments-finis. En effet, deux
simulations ont été réalisées (Annexe 6), une dans des conditions adiabatiques et une seconde
avec des échanges thermiques forts (2.10* W.m2.K). Dans les deux cas, le champ de
température du lopin est le méme a la fin de la déformation, seules les faces extérieures
présentent une différence mais qui n’excéde pas 40 °C. La simulation éléments-finis fournit
alors la relation entre 1’effort de forgeage et la hauteur du lopin.
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3.2.2.2 Simulation avec le modéle BIM

La relation entre I’effort et la hauteur du lopin, issue de la simulation éléments-finis, est
utilisée en tant que donnée d’entrée du modele BIM, pour calculer les efforts de forgeage. La
Figure 1V-36 montre 1’effort mesuré par le capteur intégré a I’outillage et I’effort calculé au
ressort Ksensor, @insi que le deplacement du coulisseau mesuré et le déplacement calculé pour la
masse mo.

La prédiction des deux grandeurs étudiées est nettement améliorée par rapport aux résultats
obtenus avec la méthode des tranches (Figure 1V-30). Un écart peut étre noté au début du
forgeage, pour I’effort ou le signal calculé est inférieur au signal expérimental. Par la suite, cet
écart diminue, puis la simulation surestime de peu I’effort, jusqu’a atteindre I’effort maximal.
Concernant le déplacement, les deux signaux se superposent durant tout le temps de forgeage.
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Figure IV-36 Effort mesuré avec le capteur intégré a l’outillage et déplacement de coulisseau mesuré avec le capteur de
la presse, effort prédit au ressort ksensor €t déplacement prédit pour la masse mwavec leffort de forgeage issu de la simulation
éléments-finis pour la frappe sur le lopin en cuivre

Le Tableau IV-16 présente quatre indicateurs permettant de comparer les résultats
expérimentaux et numériques.

Tableau IV-16 Indicateurs observés pour les signaux d’efforts et de déplacements expérimentaux et prédits avec [effort
de forgeage issu de la simulation éléments-finis pour la frappe sur le lopin en cuivre

Expérimental Simulation Ecart relatif
Déplacement minimal (mm) -40,6 -40,8 0,5%
Effort maximal (kN) 851 858 0,8%
Temps de forgeage (ms) 125,4 126,7 1,0%
Hauteur finale du lopin (mm) 19,8 19,1 3,5%

Le couplage faible entre le modele éléments-finis et le modele BIM améliore donc
significativement la prédiction des grandeurs caractéristiques de forgeage. Lors de la simulation
effectuée avec le modele issu de la méthode des tranches (cf. section 3.2.1.3), I’effort était
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surestimé en début de forgeage car I’écrouissage n’était pas considéré. Cette surestimation a
entrainé une decélération trop importante des masses, qui a conduit en fin de forgeage, a une
sous-estimation de la déformation du lopin et des efforts. Avec le couplage faible, I’effort et la
déformation du lopin sont tres légerement surestimés en fin de forgeage. Le modele BIM et ses
parametres identifiés lors d’une frappe outil contre outil sont donc toujours pertinents pour
décrire le comportement du systeme {machine + outillages}. Par ailleurs, les paramétres étant
identifiés lors d’une frappe outil contre outil, ceux-ci ne sont donc pas influencés par
I’incertitude due au comportement du lopin.

3.2.3 Preédiction de la transition du choc inélastique au choc élastique par le modele BIM
3.2.3.1 Simulation de frappes consécutives sur un lopin en cuivre

Les six frappes consecutives sur le méme lopin en cuivre sont simulées avec le modele BIM.
Les résultats des simulations ne seront pas comparés a des mesures expérimentales, faute de
temps, pour mettre en place les essais durant la thése. Par conséquent, le modeéle issu de la
méthode des tranches est utilisé pour décrire le comportement du lopin, car il permet une
résolution directe des équations et donc un gain en temps de calcul. Réaliser la simulation en
exploitant le couplage faible serait envisageable, et permettrait d’obtenir une meilleure
prédiction des grandeurs caractéristiques de forgeage. Cependant, dans cette section, I’objectif
n’est pas de calculer avec justesse ces grandeurs, mais de montrer la capacité du modéle a
prédire la transition d’un choc inélastique vers un choc élastique. La vitesse initiale des masses
my et my est fixée a -0,51 m/s et a partir du coup 2 la hauteur initiale du lopin est fixée a la
hauteur finale du lopin, simulée au coup précédent.

3.2.3.2 Analyse des résultats numériques pour la simulation de frappes consécutives sur un
lopin en cuivre

La Figure IV-37 montre I'évolution de ’effort calculé pour le ressort Ksensor pour les six
coups consécutifs sur le lopin en cuivre. Aprés chaque coup, le temps de forgeage diminue et
I’effort maximal augmente. Les vibrations associées au deuxiéme mode vibratoire peuvent étre
observées du deuxiéme au sixieme coup. L'amplitude du deuxiéme mode vibratoire augmente
avec le nombre de coups.
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Figure IV-37 Effort prédit au ressort Ksensor pour six coups consécutifs sur un lopin en cuivre

La Figure 1V-38 montre 1’effort maximal, le temps de forgeage et la hauteur du lopin pour
chaque coup. L’effort maximal croit tandis que le temps de forgeage et la hauteur du lopin
décroissent avec le nombre de coups. Les variations des indicateurs sont de moins en moins
fortes aprées chaque coup : entre le cinquiéme et le sixiéme coup les trois indicateurs évoluent
de moins de 4%, ce qui montre un comportement asymptotique vers des valeurs limites. Une
fois atteint un certain nombre de frappes, les indicateurs étudiés se stabilisent et les frappes
suivantes n’ont que peu d’impact sur les grandeurs caractéristiques de forgeage. Avec le nombre
de frappes, la section du lopin augmente et implique des efforts de forgeage plus élevés pour
atteindre la contrainte d’écoulement du matériau. Les efforts étant plus élevés, les éléments en
mouvement sont décélérés plus rapidement, ce qui induit un écrasement moindre et des temps
de forgeage plus courts, frappe apres frappe.
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3.3 Exploitation du modéle BIM pour la détermination de D’efficacité et de la
distribution de I’¢énergie a la fin du forgeage

La Figure 1V-39 présente la distribution de I’énergie dans le systéme et I’efficacité lorsque
le lopin a atteint sa hauteur finale pour les six frappes sur le lopin en cuivre.
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Figure IV-39 Distribution de I’énergie et efficacité a la fin du forgeage pour les six coups simulés sur le lopin en cuivre

L’¢énergie ¢€lastique croit du fait de I’augmentation des efforts de forgeage coup apres coup
qui implique plus de déformation du systeme {machine + outillages}.
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Pour les premiéres frappes, la section du lopin en contact avec les outils augmente fortement
ce qui conduit a ’augmentation de 1’énergie dissipée en friction. Mais pour les derniéres
frappes, la variation de la section du lopin est de plus en plus faible, car il est de moins en moins
déformé. Ainsi, la part de 1’énergie dissipée en friction diminue et tend vers 0 avec le nombre
de coups.

L’¢énergie dissipée sous forme d’amortissement est due a 1’atténuation de la vibration du
deuxiéme mode vibratoire. Pour les premicres frappes, ce mode n’est que trés peu excité et
transporte donc trés peu d’énergie, 1’amortissement est donc faible. Coup aprés coup, le
deuxiéme mode vibratoire est de plus en plus exciteé, il peut ainsi étre de plus en plus amorti, ce
qui augmente la part d’énergie dissipée.

Etant donné que ces trois types d’énergie (de friction, élastique et amortie) consomment de
plus en plus I’énergie cinétique introduite a I’impact, la part de 1’énergie plastique diminue et
donc ’efficacité du processus décroit coup apres coup. A la sixieme frappe, 96% de 1’énergie
introduite est dissipée sous forme d’amortissement (2%), ou est convertie en énergie élastique
(94%) : ces phénomenes ne peuvent donc pas étre négligés en simulation.

3.4 Synthése

Les paramétres du modele BIM peuvent étre correctement identifiés lors d’une frappe outil
contre outil. Ce protocole permet de s’affranchir de I’incertitude sur le comportement du lopin.
Ici, les mesures de la vitesse d’impact et de I’effort suffisent a identifier les paramétres du
modele. La cohérence du modeéle a été montrée : il est capable de prédire 1’effort au niveau du
capteur intégré de la presse, et ce malgré une modélisation ne prenant pas en compte la
conception de la machine.

Le modéle et les parameétres identifiés durant une frappe outil contre outil permettent de
simuler le refoulement d’un lopin en cuivre, en décrivant le comportement de la billette avec le
modele issu de la méthode des tranches et en supposant une contrainte d’écoulement constante.
Les efforts de forgeage et le déplacement du coulisseau ont pu étre prédits, mais des écarts ont
été constatés et sont attribués a la représentation trop simpliste du comportement rhéologique
du matériau.

C’est pour cette raison qu’un couplage faible a été réalisé entre un modéle éléments-finis
décrivant le comportement du lopin et le modéle BIM, afin d’exprimer la relation entre les
efforts de forgeage et la hauteur du lopin. Ce couplage a permis d’améliorer la prédiction des
grandeurs caractéristiques de forgeage, grace la considération des phénomeénes d’écrouissage,
non pris en compte avec le modéle issu de la méthode des tranches. Il est donc possible
d’exploiter la simulation éléments-finis pour prédire les efforts de forgeage nécessaires au
modéle BIM, sans la mise en place d’un couplage des deux simulations & chaque incrément de
calcul (Brecher et al. 2009, 2010). Ainsi, le caractére prédictif du modele BIM et de ses
parametres identifiés lors d’une frappe outil contre outil est valide.

Enfin, une série de coups sur le méme lopin en cuivre a été simulée. Le modele prédit une
baisse de I’efficacité du processus avec le nombre de coups, concordant ainsi avec les résultats
déja obtenus sur le pilon simple-effet. Néanmoins contrairement au cas du pilon, c’est aprés
seulement quatre coups, que plus de la moiti¢ de 1’énergie introduite est convertie en énergie
élastique et en amortissement. La modélisation de ces deux phénomeénes est alors indispensable
aune représentation juste du processus de forgeage dans le cas de chocs élastiques. 1l reste enfin
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a confronter les résultats des simulations a des mesures expérimentales, lors d’une campagne
d’essais.

L’exploitation d’une frappe outil contre outil, n’a été possible que grace a une bonne
maitrise de la vitesse d’impact sur la presse a vis, ce qui permet de ne pas endommager la
machine et I’outillage. Pour les pilons, la vitesse de frappe ne peut étre contrdlée
qu’approximativement par I’action de 1’opérateur sur le levier de commande, seules les frappes
a vitesse d’impact maximale sont répétables. Les risques d’endommager la machine lors d’une
frappe outil contre outil ou la vitesse a I’impact ne Serait pas maitrisée, sont trop importants
pour qu’un tel essai soit envisagé. Ainsi, pour le pilon contre-frappe étudié en section suivante,
un protocole similaire a celui utilisé pour le pilon simple-effet est proposé. Mais cette fois-ci,
le couplage faible entre le modele BIM et un modeéle éléments-finis est exploité pour se passer
d’une instrumentation en effort, difficile a mettre en ceuvre dans ce cas.

4. Exploitation du couplage faible pour IPidentification des
parameétres du modéle BIM sans instrumentation en effort : Mise
en ceuvre sur pilon contre-frappe

Une instrumentation en effort et la mesure de plusieurs parameétres opératoires ont permis
I’application et la validation de la méthodologie de modélisation dynamique sur le pilon simple-
effet et une presse a vis, avant la mise en ceuvre de la méthode sur un pilon contre-frappe. Pour
le marteau pilon simple-effet, les efforts de forgeage ont pu étre mesurés. L’instrumentation en
effort d’un pilon contre-frappe implique plus de difficultés, du fait du déplacement des deux
masses et n’a pas encore pu étre réalisée, d’apres notre connaissance de la littérature. L’étude
sur la presse a vis montre qu’il est possible de prédire 1’effort de forgeage et le déplacement des
outils lors d’une frappe sur un lopin en cuivre grace au modéle BIM et au couplage faible. Ainsi,
un protocole exploitant le couplage faible et une mesure externe du déplacement des outils, lors
d’une frappe sur un lopin en cuivre, est proposé pour modéliser le comportement d’un marteau
pilon contre-frappe et de ses outillages. Le modéle est ensuite validé, d’une part en simulant
neuf frappes sur le lopin ayant permis 1’identification des paramétres, et d’autre part, en
simulant neuf autres frappes sur un second lopin de mémes caractéristiques. Enfin, la
consommation de 1’énergie pour les frappes effectuées sur ces deux lopins est étudiée en
simulation.

4.1 Définition du modele et identification des parameétres
4.1.1 Protocole expérimental

La machine utilisée est un marteau pilon contre-frappe Béché DG10, une vue globale de la
machine et du montage est présentée en Figure 1V-40 a). Les mouvements des deux masses du
pilon contre-frappe sont couplées grace a un systeme de bandes et de poulies (Figure 1V-40 b)).
La masse supérieure du pilon est entrainée par un piston de diametre 780 mm sur lequel est
exercée une pression pneumatique d’approximativement 8 bars. Les outils montes sur les deux
masses sont des tas plans chauffés a une température de consigne de 80 °C.
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Figure 1V-40 a) Vue globale annotée du pilon contre-frappe Béché DG10 b) Schéma de principe du systéme
d’accouplement par bandes (Altan et al. 2005)

Le refoulement a froid d’un lopin en cuivre en neuf coups est réalisé selon les conditions
experimentales présentées dans le Tableau IV-17 en suivant la procédure illustrée en Figure

IV-41
Tableau 1V-17 Conditions expérimentales du refoulement de lopins en cuivre
Hauteur initiale 150 mm
Diametre initial 100 mm
Pureté en cuivre 99%
Recuit 1h/500°C
Etat de surface 0,5 um
Outils et lopin pour chaque frappe

Lubrification

Ces dispositions (état de surface et lubrification) sont prises pour limiter au maximum les
phénomenes de frottement entre les outils et le lopin, conformément aux préconisations des
procédures de détermination de I’énergie maximale développable par un pilon (Altan et Nichols

1972).
Me§ e Mesure hauteur- Lubrification MC'SUJ'B Reﬁ'md'lssement
température L . . . R Frappe e température L temperature
L . diameétre lopin outils-lopin . .
initiale lopin finale lopin ambiante
A
9 fois

Figure IV-41 Procédure de I’essai pour les neuf frappes sur le lopin en cuivre

Durant ces frappes le déplacement des outils est suivi grace a une caméra rapide dont la

fréquence d’acquisition est de 200 000 images par seconde et la résolution est de 1280x80
pixels. Les geometries du lopin sont mesurées avec un pied a coulisse a affichage numérique et
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les températures sont controlées grace a un thermocouple de contact. La température est
mesurée avant la frappe afin de s’assurer que le lopin est a température ambiante.

Pour la définition du modé¢le et ’identification de ses paramétres, la cinquieme frappe sur
le lopin en cuivre est exploitée. Cette frappe est choisie car elle fournit un nombre suffisant de
cycles de la vibration pour mettre en évidence des phénoménes d’amortissement avec une
amplitude assez importante pour réaliser I’optimisation. Le déplacement relatif de la masse
supérieure par rapport a la masse inférieure, durant la déformation du lopin, est présenté en
Figure 1V-42. La vitesse a I’impact est estimée a 5,428 m/s.

0

Déplacement (mm)

-10

0o 05 1 15 2 25 3
Temps (s) 107

Figure 1V-42 Déplacement relatif de la masse supérieure par rapport a la masse inférieure pour le coup 5 sur le
premier lopin en cuivre

4.1.2 Masse équivalente d’un pilon contre-frappe

La littérature ne fournit pas de définition de la masse équivalente d’un pilon contre-frappe,
considérant les deux marteaux d’une telle machine. Le concept de masse equivalente est
introduit par cette etude a partir du raisonnement suivant : I’énergie cinétique disponible lors
d’une frappe correspond a I’énergie cinétique de la masse supéricure msy €t de la masse
inférieure minf au moment de 1I’impact. En supposant le couplage parfait entre ces deux masses,
leurs déplacements et donc leurs vitesses sont égales a chaque instant. L’énergie cinétique totale
du systéme a I’impact s’exprime alors selon I’équation :

1 Vo (IV-10)
Ey = E (mSup + mlnf)- (7)2

avec Vo la vitesse relative des masses 1’une par rapport a ’autre a ’impact. Une masse
équivalente mgq peut donc étre introduite, elle correspond a la masse développant la méme
énergie cinétique que la masse supérieure et la masse inférieure, pour une vitesse d’impact égale
a Vo. A partir de I’égalité entre les énergies cinétiques, la masse equivalente peut étre calculée :
Meq=(Msup+Minf)/4. Dans le cas du pilon Béché DG10, mgq est égale a 7570 kg selon les pesées
des masses supérieure et inférieure.

4.1.3 Définition du modele BIM

4.1.3.1 Modéle masses-ressorts-amortisseurs
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Le spectre d’amplitude associ¢ au signal de déplacement relatif des masses pour la
cinquiéme frappe est présenté en Figure 1V-43. Un post-traitement du signal avec la méthode
du « zero padding » est réalisé avant d’effectuer la FFT (cf. section 2.1.2). Le spectre met en
évidence deux pics : le premier et le plus important pour 260 Hz et le second pour 1562 Hz. Le
premier pic correspond & la porteuse, tandis que le second correspond a la vibration observée
autour de la porteuse.

357 . .
<— 260 Hz

2 4

1562 Hz

|Amplitude (kN)|

0 2000 4000 6000 8000 10000
Fréquence (Hz)

Figure IV-43 Spectre d amplitude associé au signal de déplacement relatif entre les masses pour la cinquiéme frappe

Ainsi, un systeme masses-ressorts-amortisseurs a deux degrés de liberté est proposé pour
modéliser le comportement de la machine et de ses outillages (Figure 1V-44). L’absence d’un
amortisseur en paralléle du ressort Krixed peut étre notée : les effets de I’amortisseur Crixed €tant
négligés sur la durée du forgeage dans le cas de la presse a vis (section 3.1.3), ceux-ci le sont
d’autant plus dans le cas d’un pilon contre-frappe ou les temps de forgeage sont dix fois plus
courts. Les pilons contre-frappe exploitent une force de pression appliquée sur la masse
supérieure par I’intermédiaire d’un piston pour mettre en mouvement les masses. Cette force
est exercée durant toute la durée de la frappe, cela justifie donc I’application d’un effort Fp sur
la masse my dans le modele.
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Figure 1V-44 Modele BIM associé au pilon Béché DG10

Les équations du mouvement du systeme sont présentées en équations (IV-11), (1V-12) et
(IV-13):

( / ; IV-11
myX, + kMoving(Xz -X)+ CMoving(Xz — Xl) = Fp ( )
( / ; IV-12
m1X1 - kMOUiTLg(XZ - X1) - CMOUiTlg(XZ —_ Xl) = -F ( )
(IV-13)

—krixeaXFixea = F
avec X1 le deplacement de la masse mi, X2 le deplacement de la masse m2 et Xrixed le
déplacement du point supérieur du ressort Krixed Selon leurs positions a t=0. F correspond a
I’effort de forgeage. Concernant ’effort appliqué sur la masse supérieure, un compresseur
maintient sous pression une grande réserve d’air qui est relachée dans la chambre du vérin lors
de la frappe. Le volume de la chambre du vérin est négligeable devant la réserve d’air. Ainsi,
la pression dans la chambre et I’effort Fp peuvent étre supposés constants durant la déformation.
Fp est calculé & partir de la pression de consigne et du diamétre du piston (cf. 4.1.1). A t=0, les
déplacements des masses sont fixés a 0 et leurs vitesses sont les mémes, égales a -5,428 m/s,
comme dans les conditions expérimentales. Le déplacement relatif de la masse supérieure par
rapport a la masse inférieure sera exploité par la suite pour I’identification des paramétres. Le
référentiel du modeéle est donc celui de la masse inférieure, ainsi, les masses my et my ne
représentent pas les masses supérieure et inférieure du pilon contre-frappe.

4.1.3.2 Détermination des efforts de forgeage

L’étude sur la presse a vis (cf. section 3.2.2) a montré qu’il est possible de prédire les efforts
de forgeage grace au couplage faible. Pour le pilon contre-frappe, la hauteur du lopin au cours
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de la déformation est connue grace aux mesures de deplacement, ce qui permet d’utiliser le
lopin comme un capteur d’effort. Pour cela, il est nécessaire de déterminer une relation entre
I’effort de forgeage et la hauteur du lopin. Cette relation sera exploitée lors de la phase de
validation du modele pour les neuf frappes et devra donc étre valable de la hauteur initiale du
lopin & la premiére frappe (hi) jusqu’a la hauteur finale du lopin a la neuviéme frappe (hr).

L’utilisation d’une unique relation, implique de supprimer la dépendance de la contrainte
d’écoulement du matériau a la vitesse de déformation et a la température (cf. chapitre I11). En
effet, expérimentalement la billette est refroidie apres chaque frappe, ainsi, en simulation
I’influence de 1’échauffement du lopin sur la contrainte d’écoulement ne doit pas étre
considérée. De plus, en simulation le profil de déplacement de 1’outil est approximé par une
parabole, la vitesse de déformation n’est donc pas représentative des conditions expérimentales
pour les neufs coups.

Une simulation éléments-finis de la cinquieéme frappe montre que la vitesse de déformation
varie entre 30 st et 120 s durant le refoulement (Annexe 8). Par ailleurs, la température du
lopin mesurée durant les essais varie entre 18 °C et 52 °C.

Les paramétres de la loi de Hansel-Spittel, issus de la base de données rhéologiques de
FORGE® pour le cuivre, sont présentés dans le Tableau 1\V-18.

Tableau 1V-18 Parameétres de la loi de Hansel-Spittel issus de la base de données de FORGE® pour le cuivre et
paramétres modifiés

Base de données de

Parameétres FORGE® Modifiés
A 411,19 418,5
ms -0,00121 0
m: 0,21554 0,21554
ma 0,01472 0
M4 -0,00935 -0,00935

Pour le cuivre, les coefficients m; dont I’indice est supérieur ou égal a 5 sont fixés a 0 dans
la base de données. Une expression réduite de la loi de Hansel-Spittel est alors obtenue telle
que présentée dans 1’équation (1V-14).

m4 (IV-14)
oy = A.e™T M2 g7e  £M3

avec T latempérature, ¢la déformation vraie et ¢ la vitesses de déformation. Les parametres
m: et m3 de la loi sont fixés a zéro, afin de supprimer la dépendance de la contrainte
d’écoulement a la température et a la vitesse de déformation. Le coefficient A est ajusté afin
d’obtenir une expression de la contrainte d’écoulement centrée entre les contraintes calculées
pour les couples vitesses de déformation et température : 120 s /18 °C et 30 s /52 °C (Figure
IV-45). Les parametres modifiés sont présentés dans le Tableau 1VV-18.
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Figure IV-45 Contrainte d’écoulement calculée selon la loi de Hansel-Spittel pour les conditions ¢ =120 s/ T =
18°C, £ =30s1/T =52 °C et la contrainte d’écoulement calculée avec les paramétres modifiés

La simulation éléments-finis du refoulement du lopin de la hauteur h; jusqu’a la hauteur hy
est réalisée selon les conditions présentées dans le Tableau 1V-19. Le déplacement de ’outil
supérieur par rapport a 1’outil inférieur est décrit par une parabole.

Tableau IV-19 Conditions expérimentales de la simulation éléments-finis du refoulement du lopin en cuivre

Coefficient de frottement Coulomb/Tresca 0,018/0,031
Maille lopin 2 mm
Maille outils 8 mm
Coefficient de la loi de Hansel-Spittel Parameétres modifiés

La relation entre I’effort de forgeage et la hauteur du lopin est ainsi obtenue. Cette relation
considere les phénomeénes d’écrouissage du matériau, qui ne peuvent pas étre négligés pour le
cuivre, comme cela a été montré lors de I’étude sur la presse a vis.

4.1.4 ldentification des parametres

Le modele est implémenté et ses équations sont résolues avec SIMULINK®. La taille du
pas de calcul est fixée a 10° s selon I’étude de convergence présentée en Annexe 9.

Le signal de déplacement prédit pour la masse mz est « fitté » sur le signal de déplacement
relatif de la masse supérieure par rapport a la masse inférieure en optimisant les paramétres my,
M2, CMoving, KMoving €t Krixed. Le set de paramétres de départ pour 1’optimisation est celui du
Tableau 1VV-20. La somme de mz et my correspond approximativement a la masse équivalente
du pilon, et la valeur de Kmoving est obtenue selon un abaque reliant la raideur a 1’énergie
maximale développable par le pilon (Barbelet 2015). Pour la presse a vis (cf. section 3.1.3) la
raideur Krixed est identifiée a une valeur environ dix fois plus élevée que la raideur Kmoving, C€
rapport est conservé pour le set de départ de 1’optimisation pour le cas du pilon contre-frappe.
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Tableau IV-20 Parameétres initiaux pour [’identification des paramétres du modéle BIM associé au pilon Béché DG10

m 7000 kg

m2 500 kg
CMoving 105 N.s/m
kMoving 2,2.1010 N/m
KFixed 2,2.1011 N/m

L’optimisation est trés sensible aux minimums locaux de la fonction cotit, alors pour pallier
ce probléme, I’optimisation est réalisée en deux étapes. Une premiére optimisation selon
I’algorithme de Nelder-Mead (Nelder et Mead 1965) est réalisée : cette méthode de recherche
directe ne nécessite pas de calculer le gradient de la fonction codt et est peu sensible aux
minimum locaux (Mathworks 2020 : chap. Optimizing Nonlinear Functions). Dans un
deuxiéme temps, la solution obtenue avec I’algorithme de Nelder-Mead est utilisée comme set
de parametres de départ pour une seconde optimisation avec 1’algorithme a régions de confiance
introduit en chapitre I11. Une étude de convergence de la méthode est réalisée et est présentée
en Annexe 10 : cette étude permet de fixer le critére de convergence TolFun a la valeur de 10
et de déterminer le set de paramétres de référence pour 1’étude qui suit.

La sensibilité de 1’optimisation au set de paramétres de départ est évaluée. La Figure 1V-46
présente les parameétres et la fonction colt, obtenus pour 60 optimisations. 59 optimisations
convergent vers le méme set de parametres, seule une optimisation converge vers une autre
solution. La fonction codt calculée pour cette solution est supérieure a la valeur de la fonction
colt obtenue pour la solution identifiée pour les 59 autres optimisations.

173



m
1000 ,2
. D
g 800 (RO 0000000000001 TUUUOCUUUOOCL LR UTK) )|
Eﬁ
600
— 4500 ————
0 10 20 30 40 50 60 0 10 20 30 40 50 60
Jeu initial Jeu initial
s 4><10? IcMolving‘ 4X101.0 ‘kMovvingl
g fé\ o o O OO0
i Z
% <
0 22
= &
= =
E fatat 'M ()j 1 L L L |
0 10 20 30 40 50 60 0 10 20 30 40 50 60
Jeu 1nitial Jeu 1nitial
%10'2 kFixed & Fonction coiit
5 8200 ——
= g
g 2 ;’ D
< g
- £ 100
31 =
*LE E (WCLRUULRUULE LR OV UL LU UL LU UL LL AUUUUULUUUUR UL UL )
- 7 2
- s 0
0 10 20 30 40 50 60 © 0 10 20 30 40 50 60

Jeu mitial Jeu initial

Figure IV-46 Etude de la sensibilité de [’optimisation au set de paramétres de départ pour le modéle BIM associé au
pilon contre-frappe

Les résultats de cette étude semblent montrer qu’une solution globale a été identifiée, les
paramétres obtenus sont présentés dans le Tableau 1V-21.

Tableau 1V-21 Paramétres identifiés pour le modéle BIM associé au pilon contre-frappe & partir du déplacement relatif
de la masse supérieure par rapport a la masse inférieure

mz 5565 kg
m2 758 kg
CMoving 0 N.s/m
KMoving 3,50.1010 N/m
Krixed 1,93.10" N/m

La somme des masses mz et my identifiée est égale a 6323 kg, ce qui donne un écart relatif
de 16% avec la masse équivalente du marteau pilon. La raideur globale du systeme en statique
est estimée a 2,96.10%° N/m gréce a la méthode présentée en section 3.1.3, ce qui implique un
¢cart de 29% avec la valeur théorique issue de I’abaque. La masse équivalente du pilon est issue
d’une pesée et présente donc une incertitude de mesure. De méme pour la raideur théorique,

calculée a partir d’un abaque, qui donne un ordre de grandeur ne prenant pas en compte
I’architecture de la machine.

La Figure 1V-47 montre le déplacement relatif mesuré de la masse supérieure par rapport a
la masse inférieure et le deplacement prédit pour la masse m, avec le set de paramétres du
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Tableau 1\VV-21 pour la cinquiéme frappe sur le lopin en cuivre. Le signal calculé avec le modele
BIM suit la tendance du signal mesuré, excepté en début de forgeage ou la simulation surestime
le déplacement. Cet écart peut étre attribué soit a la propagation des incertitudes des paramétres
operatoires sur le déplacement prédit par le modele, soit @ un phénomeéne transitoire au début
de la frappe qui ne serait pas représenté par le modele BIM.

0 T T T T
\
\
\

Déplacement (mm)

_]0 1 1 1 1 1 L
0 0.5 1 1.5 2 2.5 3

Temps (s) %107

Déplacement mesuré
-------- Déplacement simulé

Figure 1V-47 Déplacement mesureé et prédit avec les paramétres identifiés pour le coup 5 sur le lopin en cuivre

4.1.5 Etude d’incertitude

Pour le modele BIM associé au pilon contre-frappe, les parametres opératoires sont : la
hauteur initiale et le diameétre initial du lopin, les coefficients de frottement, la contrainte
d’écoulement et la vitesse d’impact.

Pour les mémes raisons qu’évoquées en section 3.2.1.4, I’impact de I’incertitude sur la
mesure de la hauteur et du diamétre du lopin est négligeé.

Les coefficients de frottement influencent la relation entre I’effort et la hauteur du lopin
obtenue par la simulation éléments-finis (cf. section 4.1.3.2). Deux simulations sont réalisées
en fixant les coefficients de frottement aux bornes inférieures et aux bornes supérieures de leurs
intervalles d’incertitude (Tableau 1V-22).

Tableau 1V-22 Intervalles d’incertitude des coefficients de frottement de Coulomb (p) et de Tresca (m)

U m
Borne inférieure 1,410 2,4.107
Borne supérieure 2,1.102 3,7.102

Les courbes d’effort en fonction de la hauteur du lopin, obtenues pour les deux simulations,
sont présentées en Figure 1V-48. La variation des conditions de frottement n’a pas d’impact sur
I’effort obtenu en simulation éléments-finis et peut donc étre négligeée.
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Figure 1V-48 Courbe de I’effort de forgeage en fonction de la hauteur du lopin obtenue grdace aux simulations éléments-
finis pour les deux conditions de frottement

La Figure 1V-45 montre que négliger I’influence de la vitesse de déformation et de la
température sur la contrainte d’écoulement implique une incertitude de +3% sur cette derniere.
Or, I’effort est directement proportionnel a la contrainte d’écoulement. Ainsi, un coefficient
Erroopouvant varier entre 0,97 et 1,03 est utilisé, lors de I’application de la méthode de Monte-
Carlo, pour pondérer I’effort, afin de prendre en compte I’incertitude sur la contrainte
d’écoulement.

En ce qui concerne I’incertitude sur la mesure de la vitesse a I’impact, elle a été estimée a
+0,7%.

Le Tableau 1\VV-23 montre les valeurs centrales et les incertitudes associées aux parametres
opératoires considérés pour I’étude.

Tableau 1V-23 Valeurs centrales et incertitudes des paramétres opératoires considérés pour 1’étude d’incertitude pour
le modele du pilon contre-frappe

Paramétres Valeur centrale Incertitude
Vo 5,428 +0,7%
Errov 1 +3%

Le déplacement mesuré et ’intervalle d’incertitude du déplacement calculé par le modele
BIM sont présentés en Figure 1VV-49. Sur I’intervalle [0,5 ; 1] ms, 1’écart entre les bornes des
intervalles d’incertitude est inférieur a 1% et peut s’expliquer par la non-considération de
certaines sources d’incertitude, comme les frottements et les géométries du lopin. En revanche,
I’écart sur I’intervalle [0; 0,5] ms est trop important pour étre expliqué uniquement par
I’incertitude sur les paramétres opératoires. Cela pourrait confirmer I’existence d’un
phénomene transitoire en début de forgeage, non considéré par le modéle BIM.
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Figure IV-49 Déplacement mesuré et intervalle d’incertitude du déplacement prédit pour le modele BIM associé au
pilon contre-frappe pour la cinquiéme sur le lopin en cuivre

La Figure 1\VV-50 montre les coefficients de corrélation entre les indicateurs et les parametres
opératoires dont la propagation des incertitudes est étudiée. Les indicateurs tracés en fonction
des parametres opératoires peuvent étre observés en Annexe 11. L’incertitude sur la contrainte
d’écoulement est celle qui a le plus d’impact sur les indicateurs, tandis que I’influence de la
vitesse d’impact est moindre. Par conséquent, pour diminuer I’incertitude sur la prédiction du
déplacement, il serait nécessaire de prendre en compte I’influence de la température et de la
vitesse de déformation sur la contrainte d’écoulement.
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Figure IV-50 Coefficients de corrélation entre indicateurs et parametres opératoires pour I’étude d’incertitude réalisée
avec le modéle BIM associé au pilon contre-frappe

4.2 Predictivité du modele

La prédictivité du modéle est évaluée dans des conditions opératoires différentes. D’une
part, les prédictions du modele BIM sont validées pour les autres frappes réalisées sur le lopin
en cuivre qui a permis I’identification des paramétres. D’autre part, neuf frappes sont effectuées
sur un autre lopin en cuivre de caractéristiques identiques au premier lopin et dans les mémes
conditions expérimentales. Dans les deux cas, les simulations sont réalisées avec le modéle
BIM et les parametres déterminés grace a la cinquieme frappe sur le premier lopin en section
4.1. Par ailleurs, les parametres opératoires sont adaptés pour chaque simulation en fonction de
la frappe considérée. Les résultats de simulation avec le modéle BIM sont ensuite comparés
aux résultats expérimentaux. Les lopins et les coups sont identifiés selon la nomenclature L;-C;,
ou L correspond au lopin et Cj au coup.

4.2.1 Simulation des frappes avec le modele BIM

La Figure IV-51 présente le déplacement mesuré et calculé par le modéle BIM ainsi que
I’effort F calculé pour les neuf frappes dans le cas du premier lopin. Les signaux sont tracés
jusqu’a ce que la hauteur finale du lopin soit atteinte et les échelles des axes sont adaptées en
fonction de la frappe. Les allures des courbes de déplacement relatif sont bien predites par le
modele. Le deuxieme mode vibratoire est excité en simulation et décrit les vibrations observées
expérimentalement. Avec le nombre de coups, la valeur maximale de I’effort augmente et le
temps de forgeage diminue. En simulation, des discontinuités de 1’effort peuvent étre notées,
avec des passages a zéro dus aux pertes de contact entre la masse my et le lopin a cause des
vibrations.
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Figure 1V-51 Déplacement mesuré, déplacement prédit et effort prédit pour les neuf frappes sur le premier cylindre en
cuivre

La Figure IV-52 présente les mémes courbes, mais cette fois dans le cas du deuxiéme lopin,
et une fois de plus la simulation permet d‘obtenir une valeur approchée des déplacements
relatifs.
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Figure 1V-52 Déplacement mesuré, déplacement prédit et effort prédit pour les neuf frappes sur le deuxieme cylindre en

cuivre

Les Figure 1\V-53 et Figure 1\V-54 présentent respectivement les déplacements minimaux et
les temps de forgeage mesurés et prédits par la modéle BIM pour chaque frappe pour les deux
lopins. Pour les deux lopins, des écarts peuvent étre constatés entre les déplacements simulés
et mesurés. Les incertitudes associées a la mesure des parameétres opératoires peuvent étre a

’origine de ces différences.
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Figure 1V-54 Comparaison entre le temps de forgeage mesuré et prédit pour les neuf coups pour les deux lopins

Pour le septieme coup et pour les deux lopins, 1’écart sur la prédiction du temps de forgeage
est plus important que pour les autres coups. La Figure 1VV-55 montre le déplacement mesuré et
predit ainsi que 1’effort F prédit pour la septiéme frappe sur le premier lopin. Sur I’intervalle
[1,81; 2,23] ms la simulation prédit une vibration supplémentaire qui n’a pas lieu
expérimentalement. La derniére vibration implique une diminution de 0,039 mm du
déplacement de la masse my par rapport a la vibration précédente. Cela explique que le
déplacement minimal prédit pour la septieme frappe ne présente pas un écart plus élevé que
pour les autres coups. Une incertitude existe sur les parametres operatoires et les parameétres du
modele, étant donnee la faible diminution du deplacement entre les deux derniéres vibrations,
un léger ajustement de ces parametres ferait disparaitre la derniere vibration.
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Figure 1V-55 Déplacement mesuré, déplacement prédit et efforts prédit pour la septiéme frappe sur le 1M cylindre en
cuivre

L’étude des profils de déplacement et des indicateurs mesurés et calculés montre donc que
le modéle est capable de prédire, avec un écart raisonnable, le déplacement relatif des masses
du pilon contre-frappe. L’évolution des indicateurs suit les mémes tendances que celles
observées pour les autres machines de forgeage pilotées en énergie étudiées dans ce chapitre.

4.3 Exploitation du modele BIM pour la détermination de la distribution de
I’énergie introduite et consommeée

Contrairement aux machines étudiées dans les sections précédentes, dans le cas du pilon
contre-frappe, 1’énergie introduite dans le systéme BIM est sous deux formes : une part provient
de I’énergie cinétique des masses Msyp €t Mips & I’impact et une autre part est issue du travail de
la force exercée par I’air sous pression sur le piston de commande du pilon notée Fp.
Expérimentalement, I’intervalle de temps entre deux frappes est de plusieurs minutes, ce qui
laisse le temps au compresseur d’¢lever la pression de la réserve d’air a la pression de consigne
entre chacune des frappes. Ainsi, I’effort Fp est toujours supposé constant. En revenant a la
définition du travail d’une force, le travail de Fp peut étre exprimé durant la déformation du
lopin tel que : W(Fp)=Fp.X1(trinal), avec Xi(trinar) le déplacement de my lorsque le lopin a atteint
sa hauteur finale.

La Figure IV-56 montre 1’énergie totale introduite dans le systéme BIM et la distribution de
cette énergie pour chacune des frappes, lorsque la hauteur finale du lopin est atteinte. La
majeure partie de I’énergie introduite est apportée par I’énergie cinétique des masses a I’impact.
Selon les coups, cette énergie représente entre 84% et 98% de 1’énergie introduite. Néanmoins,
la part d’énergie introduite issue du travail de Fp, n’est pas négligeable, principalement pour les
premicres frappes ou cette énergie peut représenter 16% de 1’énergie totale introduite. La
dispersion de 1’énergie totale introduite est importante car la vitesse a I’impact varie selon la
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frappe. La tendance de 1’évolution de 1’énergie introduite peut étre notée, elle diminue, du fait

de la diminution de la contribution du travail de la force Fp avec le nombre de coups.
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Figure 1V-56 Energie introduite et distribution de [’énergie introduite pour chaque coup dans le cas des deux lopins

La Figure IVV-57 montre la distribution de 1’énergie et de I’efficacité a I’instant ou le lopin
atteint sa hauteur finale pour chaque coup. L’efficacité du processus diminue tandis que la part
d’énergie introduite dissipée en friction et transformée en énergie élastique, augmente coup
aprés coup. L’efficacité diminue jusqu’a 87% pour le premier lopin. Pour les deux lopins, la
décroissance de I’efficacité s’accélére fortement a la neuvieme frappe. La répartition de
I’énergie non-utile change avec le nombre de frappes : I’énergie élastique est de plus en plus
importante par rapport a I’énergie dissipée en friction. L’énergie dissipée sous forme
d’amortissement est nulle, car le coefficient d’amortissement Cmoving €St €gal a zero.
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L’évolution de I’efficacité est similaire a celles du pilon simple-effet et la presse a vis.
Toutefois, le nombre de coups seuil, a partir duquel les indicateurs se stabilisent a leurs valeurs
limites, n’a pas été atteint pour le pilon contre-frappe. Une fois encore, I’importance de
considérer le comportement du systéme {machine + outillages} a été montré, son influence
devient significative sur le procédé de forgeage aprés seulement neuf coups. L’évolution de
I’efficacité montre que pour des frappes supplémentaires, I’impact des déformations élastiques
sur le procédé de forgeage aurait été encore plus élevé.

4.4 Synthese

Il est possible de se passer d’une instrumentation en effort de la machine pour établir un
modele représentant 1’opération d’écrasement et en identifier les parameétres. L’identification
sans mesure d’effort n’est possible qu’a la condition d’avoir a disposition une relation entre la
hauteur du lopin et I’effort de forgeage, obtenue ici grace au couplage faible du modele BIM
avec un modele éléments-finis. Pour cela le lopin a été choisi en cuivre, afin de limiter la
dépendance de la contrainte d’écoulement a la température et la vitesse de déformation. Le
modele obtenu est prédictif, il est capable de simuler avec justesse le déplacement relatif des
masses du pilon pour plusieurs frappes sur deux lopins différents. Une fois le modele établi, il
est possible de prédire en simulation la consommation d’énergie et 1’efficacité des frappes.
Grace a la mesure des parameétres opératoires pour chaque frappe, il serait possible de calculer
cette efficacité en temps réel pour une meilleure maitrise du procédé de forgeage. Enfin, Il est
important de considérer I’impact du piston appliquant un effort sur la masse supérieure du pilon
et dont la contribution a 1’énergie introduite est non négligeable en choc inélastique.

5. Conclusion

L’application de la méthodologie de modélisation au pilon simple-effet fournit un modéle
représentatif dans le cas de frappes multiples pour le refoulement de cylindres en acier et en
aluminium. Les parameétres du modéle BIM sont donc indépendants du matériau du lopin ayant
permis ’identification. Une frappe outil contre outil sur une presse a vis permet d’identifier les
coefficients du modéle BIM en s’affranchissant de I’incertitude due a la modélisation du
comportement du lopin. Les résultats de simulation présentent un écart avec les valeurs
expérimentales pour une frappe sur un cylindre en cuivre lorsque son comportement est
modélisé grace a la méthode des tranches et une contrainte d’écoulement constante. En
revanche, le couplage faible entre la simulation éléments-finis et le modéle BIM permet de
fournir une représentation fidéle du processus de forgeage en considérant les phénoménes
d’écrouissage. La justesse des parametres identifiés avec la frappe outil contre outil et la
pertinence du couplage faible sont alors validés. Ce couplage offre la possibilité d’identifier les
paramétres du modéle BIM sans mesure directe de 1’effort, grace a une hypothese sur la loi
rhéologique du matériau. Le comportement du pilon contre-frappe est alors modélisé grace au
refoulement d’un lopin en cuivre, en exploitant le déplacement relatif des outils. Ainsi, la
progression en plusieurs étapes a permis la modélisation du comportement du pilon contre-
frappe.

Dans ces travaux, 1’objectif de la modélisation du comportement des machines de forgeage
est de prédire I’efficacité de processus de mise en forme. Les trois modeles simulent la
diminution de I’efficacité du processus avec le nombre de coups, ce qui est en concordance
avec les résultats de la littérature. Cette baisse de ’efficacité est due a la combinaison de
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plusieurs phénomenes, cependant cette étude pointe I’importance du comportement €lastique
du systeme {machine + outillages}. Son influence est d’autant plus forte que le nombre de
coups subis par le lopin est important. Le comportement amortissant du systeme {machine +
outillages} joue aussi un role, mais secondaire par rapport aux autres phénomenes dans la
consommation de I’énergie introduite.

Dans le cas du pilon contre-frappe, le travail fourni par I’effort appliqué par le piston sur la
masse supérieure est important pour des chocs inélastiques, mais négligeable dans le cas de
chocs élastiques. En simulation éléments-finis, le travail issu de cet effort est considéré dans
I’énergie totale introduite, qui reste constante quel que soit le type de choc. La conséquence
pourrait étre une surestimation de 1’énergie disponible en chocs é€lastiques par la simulation.
Les marteaux pilons double-effets exploitent aussi une force d’entrainement pour accélérer la
masse tombante. La mise en forme sur ce type de machines pourrait donc, de fagon similaire au
pilon contre-frappe, étre influencée par cette force d’entrainement.

La propagation des incertitudes associées a la mesure des paramétres opératoires a travers
le modéle BIM a été étudiée. Les parametres ayant I’impact le plus fort sur les prédictions du
modéle sont différents selon les cas, du fait de la différence des méthodes de mesure et de la
modélisation employée. Pour compléter 1’étude, il serait nécessaire d’estimer 1’impact des
incertitudes des parameétres opératoires sur le processus d’identification et de fournir un
intervalle de confiance sur les paramétres identifiés. Comme vu en chapitre Il, le temps de
calcul pour ces études est important, et celles-ci n’ont pas pu étre réalisées dans le temps
imparti.

Enfin, la méthodologie générale présentée en chapitre 1l semble applicable a tous types de
machines pilotées en énergie, quelle que soit la technologie. En effet, pour les trois machines
étudiées, le modéle proposé est prédictif, capable de fournir une représentation fidele du
processus de forgeage dans des configurations différentes : en multi-coups, en frappe outil
contre outil ou avec des matériaux différents. La généricité de la méthodologie introduite dans
ces travaux de these a été mise a I’épreuve a travers les trois cas étudiés. Les résultats semblent
montrer que la méthode est applicable a toutes les machines pilotées en énergie.
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Conclusion générale

Dans ces travaux, la question de I’importance de la prise en compte du comportement du
systeme {machine + outillages} lors de la simulation du procédé de forgeage est traitée dans le
cas des machines pilotées en énergie. La vocation de ce manuscrit est de fournir une
méthodologie permettant de modéliser le comportement d’une machine et de ses outillages, lors
d’une frappe, a partir de mesures expérimentales afin de rendre plus prédictives les simulations
des opérations de forgeage. Notamment, lorsque le systéme est sollicité en choc élastique avec
une efficacité moindre.

L’étude bibliographique, présentée en chapitre I, montre qu’en modélisant le comportement
du systeme {machine + outillages} a partir du contact outils-lopin et en mesurant la vitesse
d’impact entre ces derniers, il est possible de découpler le probléme de I’accélération des outils,
de celui de la mise en forme. De plus, I’émission d’ondes sonores est essentiellement due au
comportement mécanique de la structure de la machine. Cela a conduit a s’intéresser plus
précisement au comportement dynamique des moyens de forgeage, durant la mise en forme,
pour la détermination de 1’énergie utile transmise a la billette. Les modéles proposés dans la
littérature ont été développés a partir de la connaissance des éléments constituant la machine et
de leurs connexions : soit pour définir le modele lui-méme, soit pour identifier les parametres
du mode¢le. L’inconvénient de ces approches est qu’une connaissance pointue de la structure de
la machine et de son fonctionnement est indispensable, dans le cas contraire, il n’est pas
possible de fournir une modélisation adéquate. De nos jours, avec le développement des moyens
de mesure et de 1’électronique qui permet de réaliser des acquisitions a des fréquences élevées,
de nouvelles solutions peuvent étre explorées. 1l est devenu possible de mesurer ’effort et le
déplacement des éléments en mouvement durant la frappe, méme si celle-ci est trés bréve. Il est
donc envisageable d’exploiter ces mesures pour la modélisation du comportement de la
machine et de ses outillages.

Ainsi, une méthodologie de modélisation dynamique du comportement du systéme
{machine + outillages} durant la mise en forme a été proposée en chapitre 1l. Cette méthode est
basée sur une analyse expérimentale grace a la mesure d’un nombre limit¢ de grandeurs
caractéristiques de forgeage comme I’effort ou le déplacement et de parameétres opératoires
comme la vitesse, le coefficient de frottement, les géométries du lopin et la contrainte
d’écoulement du matériau. Grace a une analyse spectrale d’un signal de déplacement ou
d’effort, un modéle peut étre défini. Celui-ci ne considere pas le comportement réel des
éléments particuliers de la machine mais d’un comportement global de la structure a partir de
masses, d’amortisseurs et de ressorts. Puis avec I’aide de méthodes numériques d’optimisation,
les parameétres du modéle sont identifiés en calant la réponse théorique du modele sur les
courbes expérimentales. Cette méthodologie conduit alors a un modele « sur-mesure » dont le
degré de liberte et les parametres sont spécifiquement adaptés a la représentation du
comportement du systeme {machine + outillages}. Ce modele couple le comportement de la
Billette (ou lopin), les phénomeénes de friction a 1’Interface et le comportement de la Machine :
il est alors appelé modele BIM.

L’application de la méthodologie de modélisation nécessite la mesure des grandeurs
caractéristiques de forgeage et des parametres opératoires pour étre mise en ceuvre. Ainsi,
plusieurs protocoles de mesure ont été proposés dans le chapitre 111. Selon la technologie de la
machine, les grandeurs mesurées restent les mémes: le déplacement des éléments en
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mouvement, la vitesse a I’impact, les coefficients de frottement et les efforts de forgeage. Des
solutions de mesure existent quel que soit le type de machine. Il est alors nécessaire d’adapter
le protocole en fonction de la grandeur mesurée et de la machine. Pour la mesure du
déplacement, un codeur magnétique incrémental intégré a la presse a vis permet de réaliser les
mesures. Pour les marteaux pilon, des mesures externes grace a des caméras sont mises en place.
La vitesse d’impact peut ensuite étre calculée a partir du déplacement, avec une incertitude
faible, malgré les vitesses mises en jeux. Dans les cas étudiés, les phénomenes a I’interface se
résument principalement au probléme de frottement, qu’il est possible de caractériser par un
test de ’anneau ou un essai de compression. Pour la mesure d’efforts, des capteurs intégrés
directement & la machine ou aux outillages sont utilisés. Pour le pilon contre-frappe, un capteur
est actuellement en cours de développement et n’a donc pas encore pu étre exploité dans ces
travaux. C’est donc un lopin en cuivre dont la rhéologie est connue, qui a été utilis€é comme un
capteur dans cette étude.

Une fois les protocoles de mesure développés, la méthodologie de modélisation a pu étre
appliquée a trois cas d’étude en chapitre IV. La modélisation du comportement d’un pilon
contre-frappe a été rendue possible grace a la validation, étape par étape, des apports
scientifiques de chaque étude, a travers les trois parties de ce chapitre qui ont permis :

1. La validation de la capacité du modele BIM a simuler des frappes multiples,
indépendamment du matériau du lopin.

2. Le développement d’un protocole pour définir le modéle BIM et identifier ses
parameétres lors d’une frappe outil contre outil et la validation du couplage faible entre
le modele BIM et une simulation numerique.

3. La mise en place d’une identification des parametres du modele BIM sans
instrumentation en effort en exploitant le couplage faible et la modélisation du
comportement d’un pilon contre-frappe et de ses outillages.

Les prédictions des modeles concernant 1’effort de forgeage, le déplacement des outils et la
hauteur finale du lopin sont justes. Ces prédictions sont comparées aux valeurs expérimentales
dans plusieurs configurations. Le caractere prédictif du modéle est donc validé. Par ailleurs, la
méthodologie est mise en ceuvre sur trois technologies de machines : un pilon simple-effet, une
presse a vis et un pilon contre-frappe. Ainsi, la généricité de la méthode a été mise a 1’épreuve,
elle semble applicable quel que soit le type de machine pilotée en énergie.

Une étude d’incertitude a permis d’estimer I’impact de la propagation des incertitudes de
mesure des parametres opératoires sur la prédiction des grandeurs caractéristiques de forgeage
calculées par le modéle. Selon les cas, les parametres opératoires ayant la plus grande influence
ne sont pas les mémes. Ces parameétres sont : la vitesse d’impact et 1’effort maximal mesuré
pour le pilon simple-effet ; le coefficient de frottement pour la presse a vis ; la contrainte
d’écoulement pour le pilon contre-frappe. Les parametres opératoires dont I’influence est la
plus forte sur la prédiction des grandeurs caractéristiques de forgeage, devront faire I'objet d’une
¢tude approfondie dans le choix du moyen et du protocole de mesure, afin d’obtenir I'incertitude
la plus faible.

Le modele BIM décrit le comportement de la machine et de ses outillages, grace au systéme
masses-ressorts-amortisseurs. La dynamique du systeme {machine + outillages} est représentée
par le modele durant le forgeage en considérant le lopin, qui interagit avec la machine. Cette
interaction passe par 1’application d’un effort, sur le systéme masses-ressorts-amortisseurs par
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le lopin, I’effort étant fonction de la hauteur courante de la billette. Cet effort est calculé avec
deux méthodes différentes : une méthode analytique et une méthode numeérique. Cette derniére
est basée sur un couplage faible entre le modele BIM et un modéle élement-finis, dont les outils
sont définis rigides. La simulation éléments-finis permet alors d’estimer la relation entre les
efforts de forgeage et la hauteur du lopin, qui peut ensuite étre intégrée au modele BIM. Les
deux simulations, éléments-finis et BIM, sont donc indépendantes. Avec cette méthode, les
prédictions du modéle BIM, par rapport & la méthode analytique issue de la méthode des
tranches, sont améliorées. Par ailleurs I’utilisation d’une simulation éléments-finis permet de
s’affranchir d’une mesure d’effort et d’exploiter uniquement le déplacement relatif des outils
pour I’identification des paramétres du modéle BIM. Cette approche est une alternative a
I’instrumentation en effort du pilon contre-frappe.

Les modeles développés étant validés, il est possible de les exploiter pour la détermination
de la distribution de 1’énergie en fin de forgeage. Le comportement élastique et amortissant du
systeme {machine + outillages} explique une part plus ou moins importante de I’énergie non-
utile a la déformation qui est fonction de la machine et des parametres opératoires. Dans les cas
étudiés, la somme de 1’énergie élastique et amortie est estimée a 10% de 1’énergie totale
introduite, avant méme que le dixiéme coup sur la billette soit atteint. La tendance est & une
augmentation de I’énergie ¢élastique avec le nombre de coups, ce qui est a I’origine de la baisse
d’efficacité du processus. Ce phénomene explique la transition du choc inélastique au choc
élastique, coup aprés coup, décrite dans la littérature. Ainsi, pour des gammes de forgeage
constituées d’un nombre de coups plus important, les pertes énergétiques dues a ces
phénomeénes pourraient étre significatives et mal anticipées par la simulation éléments-finis.
L’amortissement a un role secondaire dans la consommation de 1’énergie, représentant toujours
moins de 3% de ’énergie introduite dans les cas étudiés.

Dans le cas du pilon contre-frappe, ’effort d’entrainement, issu d’une pression
pneumatique, appliqué sur la masse supérieure du pilon a une influence durant le forgeage. Le
travail de cette force représente une part significative de I’énergie introduite dans le cas de chocs
inélastiques, mais ce travail devient beaucoup plus faible, voire négligeable comme dans le cas
d’étude, pour des chocs élastiques. Ce travail est pris en compte dans 1’énergie totale introduite
en simulation éléments-finis. Cependant, ces simulations supposent que 1’énergie introduite
reste constante quel que soit le type de choc. Cela pourrait avoir, pour conségquence, une
surestimation de I’énergie introduite lors de la simulation de chocs élastiques. Cette conclusion
peut étre étendue plus généralement aux pilons double-effet dont le principe d’entrainement de
la masse tombante est le méme.

Perspectives

Le caractere prédictif du modéle BIM a été évalué dans différentes configurations.
Néanmoins, en premiere approche, ces travaux se sont limités aux refoulements de lopins
cylindriques. L’utilisation de cette géométrie a permis de déterminer les efforts de forgeage
analytiquement, grace a la méthode des tranches pour les études préliminaires sur le pilon
simple-effet et la presse a vis. De plus, I'utilisation de cylindres a permis de déterminer les
conditions de frottement, sans essais dédies, lors de la campagne d’essais sur le pilon contre-
frappe. La prochaine étape est la validation des prédictions du modele BIM, dans le cas d’une
picce aux géométries plus complexes, pour se rapprocher d’un cas industriel. Ces travaux ont
montré la pertinence du couplage faible, qui peut aussi étre exploité pour des piéces plus
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complexes qu’un cylindre. Une simulation éléments-finis permettrait de déterminer la relation
entre les efforts de forgeage et le déplacement des oultils, et cette relation serait ensuite utilisée
par le modéle BIM pour simuler la frappe. Les prédictions pourraient alors étre comparées a
des mesures expérimentales pour étre validées.

Les signaux d’effort et de déplacement enregistrés lors de frappes outils contre outils sur la
presse a vis ont mis en évidence deux impacts entre les outils lors de la méme frappe. Dans ces
travaux, le premier contact entre les outils n’a pas été considéré lors de la définition du modéle
et de I’identification des paramétres. La comparaison des résultats de simulation avec des
mesures experimentales pour un choc inélastique sur un lopin en cuivre a montré que le modéle
fournit une bonne représentation de 1’opération de forgeage. Cependant, les prédictions du
modele pour plusieurs frappes consécutives sur ce méme lopin n’ont pas pu étre comparées a
des mesures expérimentales. Il conviendrait de mettre en place une campagne d’essais €n
réalisant des coups multiples sur un méme lopin. Cela permettrait de mettre en évidence ou non
I’existence de deux contacts, quand les conditions se rapprochent d’un choc élastique similaire
a une frappe outil contre outil. 1l serait alors possible de déterminer si la non prise en compte
de ce premier contact affecte la justesse de la modélisation. Le cas échéant, cela montrerait la
nécessité d’affiner le modéle pour prendre en compte ce phénomeéne.

Un couplage faible entre une simulation éléments-finis et le modéle BIM a été mis en place.
L’avantage de ce couplage faible est que les deux simulations sont indépendantes et ne
nécessitent pas d’étre synchronisées a chaque incrément de calcul. Cependant, une
approximation de I’allure des courbes de déplacement des outils, par une parabole, est
nécessaire pour mener a bien les simulations éléments-finis. De plus, dans le cas de frappes
multiples sur un méme lopin, le couplage faible implique de négliger I’influence de la vitesse
de déformation et de la température, sur le calcul de la contrainte d’écoulement. Un couplage a
chaque incrément de calcul du modele éléments-finis et du modéle BIM est une piste
d’amélioration qui permettrait de ne plus négliger ces aspects. Les simulations seraient donc
plus prédictives, il reste toutefois a estimer I’impact sur le temps de calcul du couplage entre
les deux modeles.

Sur le pilon contre-frappe, un lopin en cuivre de rhéologie connue et une simulation
éléments-finis, ont permis d’obtenir la relation entre I’effort de forgeage et la hauteur de la
billette. Le lopin joue alors le rble de capteur, permettant ainsi de se passer d’une
instrumentation en effort, pour I’identification des paramétres du modele BIM. Avec cette
approche, les incertitudes sur le calcul de ’effort de forgeage se propagent sur les parametres
identifiés pour le modéle. C’est pour cette raison qu’un capteur d’effort pour un pilon contre-
frappe est en cours de développement, supportant les énergies et les efforts mis en jeu, tout en
étant adapté aux conditions dynamiques et aux fortes températures. La mesure directe de 1’effort
permettra 1’application de la méthodologie présentée dans ce manuscrit, pour modéliser le
comportement du pilon contre-frappe, sans passer par le déplacement des outils et la loi
rhéologique du matériau. Les résultats de cette étude, utilisant un véritable capteur, pourraient
confirmer les résultats obtenus avec la méthode utilisant un lopin en cuivre en guise de capteur.
Dans ce cas, ’utilisation d’un lopin de rhéologie connue, pourrait se substituer a une
instrumentation en effort pour la modélisation du comportement de marteaux pilons. De plus,
le capteur permettra une mesure d’effort pour le forgeage de piéces aux géomeétries complexes
ou dans un matériau dont la rhéologie n’est pas connue, afin de valider les prédictions du modele
BIM.
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En chapitre II, une méthode permettant d’évaluer la sensibilité du processus d’identification
a D’incertitude sur la mesure des grandeurs caractéristiques de forgeage et des parametres
opératoires a été proposée. Cette méthode n’a pas pu €tre mise en place dans le temps imparti
pour les trois cas d’étude du chapitre IV. Réaliser cette étude permettrait de déterminer le degré
de confiance sur les paramétres des modeles et consoliderait les résultats des identifications.

Dans ces travaux, I’intérét a été porté sur la distribution de 1’énergie durant le processus de
mise en forme. Grace a la mesure des parameétres opératoires en temps réel et au modele BIM,
I’efficacité du processus de forgeage pourrait étre calculée lors de chaque frappe. Une
application directe serait 1’optimisation de I’efficacité pour un meilleur controle de I’énergie
consommeée, cependant une portée plus large peut étre trouvée a la maitrise de 1’efficacité de la
mise en forme. La propagation des vibrations mécaniques et des ondes sonores aux abord des
sites de production est un réel enjeu environnemental et industriel, car a I’origine de nuisances
pour les habitants des villes voisines. Ces phénomeénes sont directement liés a I’efficacité de la
frappe, car ce sont des conséquences de la sollicitation du systeme {machine + outillages} (cf.
chapitre 1). Ainsi, la prédiction de I’efficacité lors de chaque frappe permettrait d’alerter
I’opérateur lorsque 1’efficacité atteint un certain seuil, afin de stopper le forgeage qui a ce stade
ne serait de toute facon plus efficace. D’une part, le contrdle de la consommation de 1’énergie
serait amélioré, et d’autre part, les nuisances dues aux vibrations et aux ondes acoustiques
produites durant le forgeage seraient réduites.
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Annexes

Annexe 1 Définitions des matrices du systeme d’équations différentielles du modéle BIM

m 0 .. O
M= 0 m, .. O
0 0 .. my
Cl _Cl 0 e e e e e e 0
_Cl Cl + CZ _CZ 0
O _Cz e
0 —Cn-1
C = —Cn-1 Cn—-1 0
0 Cn+1 —Cn+1
“Cn+1 Cnt1 T Cpnyz —Cnya
—Cn42
e _Cm_1
0 —Cm-1 Cm
ky, -k, 0 0
_kl kl + kz _kz 0
0 _kz
0 e _kn_1 e
—k k 0
K = n-1 n-1
0 kn+1 _kn+1
_kn+1 kn+1 +kn+2 _kn+2
_kn+2
e e e e e e e s e _km_1
0 en es e e e s e _km—l km
Fp
0
F = F(Xn»Xn+1)
¢ _F(Xn:Xn+1)
0
0

Avec les m;j les masses, les ci les coefficients d’amortissement et les Ki les raideurs associées
aux masses, aux amortisseurs et aux ressorts du modeéle BIM.

Annexe 2 Etude de convergence selon le pas de calcul pour la résolution des équations du modéle BIM associé au pilon
simple-effet Montbard LG1000 pour la septiéme frappe sur un lopin en acier
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Pas de calcul (5s) Fmax (KN) Ximin (Mm) Xamin (MmM) trorgeageTot (S)

10
103
10
10
10°
107
108

Avec Fyax I’

0 0,00 0,00 0

0 -3,73 0,00 1,000.10
6282 -3,95 -1,99 1,400.10°
4748 -3,26 -1,51 1,840.10°°
4767 -3,24 -1,51 1,844.10°
4773 -3,24 -1,52 1,846.10°
4773 -3,24 -1,52 1,846.10°

effort maximal prédit au ressort k, Xuwmin le déplacement minimal mesure de la
masse mz, Xomin le déplacement minimal mesuré de la masse my et trorgeageTot l€ temps de
forgeage jusqu’au retour a zéro de I’effort. Les indicateurs n’évoluent plus pour un pas de calcul

inférieur 3 107" s.

Annexe 3 Indicateurs en fonction des parametres opératoires pour l’analyse d’incertitude du modéle BIM associé au pilon

simple-effet Montbard LG1000

—_
— D
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Annexe 4 Etude de convergence selon le pas de calcul pour la résolution des équations du modéle BIM associé a la presse a
vis LASCO SPR400 pour une frappe outil contre outil

Pas de calcul (s) Fnax (KN) Ximin (Mm) Xamin (MmMm) trorgeageTot (S)
102 0 0,00 -69,97 0,010
108 2558 -0,91 -1,94 0,031
104 2574 -0,92 -1,94 0,030
10 2574 -0,92 -1,94 0,030
106 2574 -0,92 -1,94 0,030

Avec Fuax I’effort maximal prédit au ressort Ksensor, X1min le déplacement minimal mesuré
de la masse my, Xomin le déplacement minimal mesuré de la masse m; et trorgeageTot 1€ temps de
forgeage total jusqu’au retour a zéro de I’effort. Les indicateurs n’évoluent plus pour un pas de
calcul inférieur a 10 s.

Annexe 5 Etude de convergence de [’ optimisation permettant l’identification des paramétres du modele BIM associé a la presse
a vis LASCO SPR400 selon le critere de convergence TolFun

TolFun ma ma CMoving CFixed kMoving KFixed Fonction
(kg) (kg) (N.s/m) (N.s/m) (N/m) (N/m)  colt (N?)
10+ 116 607 3114 4,74.10° 0 2,61.10°  4,02.10° 1,17.10%

2,61.10°  4,02.10° 1,15.10%2
1,83.10° 1,55.10° 6,29.101
1,83.10° 1,55.10° 6,29.101
1,83.10° 1,55.10° 6.29.101

10° 116 058 2990 3,90.10°
10 118 928 3216 2,36.10°
107 118 927 3216 2,36.10°
108 118 930 3216 2,36.10°

o O O o

Avec les mi, ci et ki les paramétres du modele BIM. On ne constate pas d’évolution
significative des paramétres du modele et de la fonction colt pour une valeur de TolFun
inférieure a 10°°.
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Annexe 6 Etude thermique du refoulement d’un lopin en cuivre dans des conditions adiabatiques et pour des échanges
thermiques forts avec la presse a vis LASCO SPR400

Cylindrical cutplane Superior face view

RE [node]

Transfer coefficient = Adiabatic

Annexe 7 Indicateurs en fonction des parametres opératoires pour [’analyse d’incertitude du modéle BIM associé a la presse
a vis LASCO SPR400
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Annexe 8 Vues du champ de vitesses de déformation issus de la simulation éléments-finis de la cinquiéme frappe réalisée a
partir du déplacement mesuré a) lorsque le champ de vitesse de déformation est maximal b) lorsque le champ de vitesse de
déformation est minimal sur l'intervalle [0 ; 2,67] ms

[3D element]

<

<

Displacement (mm)
h

-
g
=
Q
=
P ]
Q
=
-
2
A

2
Time (s)

TIME: 5.6719E-05, H: 9417 INC E-03, H: 04672 MC: 316 (11,177

La vitesse de déformation varie entre 30 s et 120 s entre le début de la frappe et t=2,67 ms.
A P’instant t=2,67ms, le coulisseau a parcouru 95% de son déplacement final. L’influence de la
vitesse de déformation sur la contrainte d’écoulement peut étre négligée sur les 5% de course
restantes.
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Annexe 9 Etude de convergence selon le pas de calcul pour la résolution des équations du modéle BIM associé au pilon contre-
frappe Béché DG10 pour la cinquieme frappe sur le lopin en cuivre

Pas de calcul (s) Fmax (KN) Xamin (MM) Xamin (MM) tForgeageTot (S)
107 0 0,00 -2,42.101 0,0100
103 0 0,00 -9,21 0,0010
104 11899 -9,58 -9,72 0,0041
10° 11900 -9,58 -9,72 0,0040
106 11900 -9,58 -9,72 0,0040
107 11900 -9,58 -9,72 0,0040

Avec Fuax I’effort maximal prédit au ressort k2, Xumin le déplacement minimal mesuré de la
masse mz, Xomin le déplacement minimal mesuré de la masse mz et trorgeageTot l€ temps de
forgeage jusqu’au retour a zéro de I’effort. Les indicateurs n’évoluent plus pour un pas de calcul
inférieur 2 10°s.

Annexe 10 Etude de convergence de [’optimisation permettant [ 'identification des parameétres du modele BIM associé au
pilon contre-frappe DG10 selon le critere de convergence TolFun

TolF mz ma CMoving kMoving KFixed FOHC}'lton
orrun (kg) (kg) (N.s/m) (N/m) (N/m) (f:#]z)
10* 5623 731 7,2310° 34010  2,2010" 5845
10° 5621 732 673.10° 34010  22010% 5814
10° 5619 732 587.10 34010  2,2010% 57,62
107 5619 732 587.10 34010  2,2010% 57,62
10 5619 732 587.10 340101  2,2010% 57,62

Avec les mi, Ci et ki les paramétres du modele BIM. On ne constate pas d’évolution
significative des paramétres du modele et de la fonction colt pour une valeur de TolFun
inférieure & 10°°.

Annexe 11 Indicateurs en fonction des paramétres opératoires pour I’analyse d’incertitude du modéle BIM associé au pilon
contre-frappe Béché DG10

206



hLopin

435 1 1 | 1 1 1 | 1 1 1 1

095 096 097 098 0.99 1 1.01  1.02 1.03 1.04 105
Erro (%)

125 T T T T T T

1 ‘1 1 1 Il 1 1 1
2.68 2.69 2.7 2.71 2.72 273 2.74 2.5

Vo (m/s)

1 I 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1 1
095 096 097 098 0.99 1 1.o1r 1.02 1.03 1.04 1.05
Erra0 (%)

207



tForgcagc

(%)
w

et
I

Forgeage ( )

2.69 2.7 2.71 2.72
Yo (m/s)

273

2.74

2.75

35

»
T~

(8]
(8

Forgeage ( )

t

32+

095 096 097 098 099 1 1.01

Erro0 (%)

208

1.02

1.04

1.05



209



Grand zst Jean-Francois MULL

Contribution & la modélisation du MANOIR
comportement dynamique des machines de

forgeage pilotées en énergie : De la presse a vis

au pilon contre-frappe

ALSACE CHAMPAGNE-ARDENNE LORRAINE

Résumé

L’enjeu du forgeage est la maitrise des dimensions finales et des qualités métallurgiques du produit fini.
Plusieurs phénomeénes influencent le procédé dont le comportement de la machine. Les efforts
importants mis en ceuvre et les fortes décélérations des éléments en mouvement lors de la déformation
de la piéce provoquent des phénomeénes dynamiques a 1’origine de pertes énergétiques. Sur les machines
pilotées en énergie, dont font partie les presses a vis et les pilons, la mesure des efforts de forgeage et
du déplacement des éléments en mouvement peut étre complexe, du fait des conditions extrémes en
termes de température, de vitesse de frappe et d’énergie développée. C’est la raison pour laquelle, seuls
des modeéles théoriques sans liens directs avec la réalité ont été proposés pour représenter le
comportement de ces machines. L’objectif de ces travaux est de développer une nouvelle méthodologie
pour modéliser le comportement de la machine et de ses outillages, dans le but de rendre les simulations
du procédé de forgeage plus prédictives. Le modele et ses parameétres sont obtenus a partir de mesures
expérimentales, ce qui fournit une solution sur-mesure, spécifiqguement adaptée au systéme {machine +
outillages} et applicable a une machine pilotée en énergie quelconque. Les méthodes numériques et les
protocoles de mesure, nécessaires a la mise en ceuvre de la méthodologie, sont développés pour trois
technologies de machines. Le caractére prédictif du modéle est alors validé, étape par étape dans
différentes configurations, jusqu’a la modélisation du comportement d’un pilon contre-frappe. En
paralléle, le modéle est exploité pour quantifier 1’efficacité du procédé et mieux comprendre les
processus de consommation de 1’énergie durant le forgeage.

Forgeage ; Dynamique ; Comportement des machines ; Simulation numérique ; Efficacité ;
Consommation de 1’énergie ; Marteau pilon ; Presse a vis

Résumé en anglais

The issue in forging operations is to obtain final product with controlled geometries and microstructure.
Several phenomena influence the process, of which one is the machine behavior. The high forging load
and the important deceleration of moving parts during billet deformation cause dynamical phenomena
which imply energy losses. For energy driven machines, as screw presses and hammers, the
measurement of forging load and moving parts displacements can be complex, because of the extreme
conditions concerning temperature, impact velocity and developed energy. Therefore, only theoretical
models without direct links with reality have been proposed to represent machine behavior. The purpose
of this work is to develop a new methodology to model the machine and tools behavior, in order to
improve the predictivity of forging process simulations. The model and its parameters are obtained from
experimental measurements, which provides a tailored solution, specifically adapted to the {machine +
tools} system and applicable to any energy driven machines. The numerical methods and measurement
protocols needed to apply the methodology are developed for three machine technologies. The predictive
capacity of the model is then validated, step-by-step for different configurations, until reaching the
modelling of a counterblow hammer. Simultaneously, the model is exploited to quantify process
efficiency and better understand the energy consumption during forging operations.

Forging ; Dynamic ; Machine behavior ; Numerical simulation ; Efficiency ; Energy consumption ;
Hammer ; Screw press
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