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Abstract:

This doctoral research presents an original contribution to the modeling of rolling processes
applied to flat and round products, through the development of predictive approaches grounded
in rigorous physical formulations and validated against experimental data.

For flat products, conventional models are primarily based on the slab method combined with
solid mechanics. While this approach reliably estimates rolling forces and torques, its inherent
one-dimensional nature prevents accurate prediction of mechanical field distributions in the
transverse and normal directions. To overcome these limitations, a novel approach has been
developed, relying on fluid mechanics and an extended form of the Reynolds equations. Unlike
prior models assuming linear Newtonian viscous behavior and relying on empirical coefficients,
the proposed model incorporates viscoplastic behavior for hot rolling and rigid plasticity
insensitive to strain rate for cold rolling. A dedicated algorithm has been formulated to
determine the neutral point position and track viscosity evolution without empirical
adjustments. The model’s predictions—validated by experimental comparisons—accurately
capture pressure distributions, shear stresses, and velocity fields across the rolled volume.

For round products, the study introduces and compares two complementary modeling
approaches. The first is a simplified analytical model using geometrical transformations (e.g.,
round-to-square, oval-to-rectangle), significantly reducing computational time while
maintaining acceptable precision. The second is a high-fidelity numerical model that
incorporates the actual groove and product geometries, enabling detailed representation of
complex interactions between tools and material. Both models were validated through
industrial-scale experiments and benchmarked against finite element simulations. The analytical
model proves advantageous for early-stage process design, whereas the numerical model is
better suited for detailed analysis and optimization tasks.

The outcomes of this study demonstrate the complementarity of both approaches and pave the
way for hybrid modeling strategies that combine the simplicity and speed of analytical methods
with the precision of numerical simulations, thereby enabling enhanced control of rolling
operations in industrial settings.



Résumé :

Cette these propose une contribution originale a la modélisation du procédé de laminage
appliqué aux produits plats et ronds, en développant des approches prédictives fondées sur une
formulation mécanique et physique et validées par confrontation expérimentale.

Dans le cas du laminage des produits plats, les approches conventionnelles utilisent
majoritairement la méthode des tranches, basée sur la mécanique des milieux continus solides.
Cette modélisation, bien que robuste pour I'évaluation des efforts et des couples de laminage,
reste fondamentalement unidimensionnelle et ne permet pas de décrire les distributions des
grandeurs mécaniques selon les directions transversale et normale. Pour dépasser ces
limitations, une nouvelle formulation a été développée en s’appuyant sur les équations de la
mécanique des fluides, et notamment une généralisation des équations de Reynolds.
Contrairement aux travaux antérieurs fondés sur un comportement visqueux Newtonien linéaire
et nécessitant des coefficients empiriques, le modele proposé intégre un comportement
viscoplastique pour le laminage a chaud et un comportement plastique indépendant de la vitesse
de déformation pour le laminage a froid. Un algorithme a été congu pour déterminer la position
du point neutre et modéliser I'évolution de la viscosité sans ajustement empirique. Les résultats
obtenus, validés par des données expérimentales, permettent de prédire de maniere fiable les
champs de pression, les contraintes de cisaillement et les vitesses dans I'ensemble du volume
laminé.

En ce qui concerne les produits ronds, le travail a porté sur le développement et la comparaison
de deux modeles complémentaires. Le premier est un modele analytique simplifié, basé sur une
transformation géométrique des sections (rond-carré, ovale-rectangle), permettant une
réduction significative du temps de calcul tout en conservant une précision acceptable. Le second
est un modele numérique, intégrant les géométries réelles des cannelures et du produit, capable
de capturer les interactions complexes entre l'outil et la matiere. Les deux modeles ont été
validés par des campagnes expérimentales industrielles et comparés a des simulations par
éléments finis. Le modele analytique se distingue par sa rapidité et sa pertinence pour les phases
de préconception, tandis que le modele numérique offre une précision accrue, adaptée aux
analyses détaillées et aux optimisations avancées.

Les résultats démontrent la complémentarité des approches développées et ouvrent des
perspectives pour la mise en ceuvre de modeles hybrides, combinant les avantages des
formulations analytiques et numériques, en vue d’'une maitrise optimisée du laminage des
produits longs et plats dans un contexte industriel.
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Introduction Générale

Introduction générale

Le laminage est un procédé industriel essentiel dans I’industrie sidérurgique. Sa position en fin de
cycle de cette industrie lui confére une position déterminante. En effet, le nombre et le cout des
opérations en amont a 1’obtention de I’ébauche initial, la lourdeur des équipements utilisé€s et I’énergie
consommeée rendent cette opération déterminante pour le bilan financier de 1’entreprise. Par
conséquent tout progrés dans la maitrise de cette opération induit des conséquences importantes sur la
santé de I’entreprise.

L’utilisation des produits finis obtenus par laminage est trés diverse. On les retrouve aussi bien dans
I’industrie mécanique telle que I’aéronautique ou I’automobile, que dans le batiment ou 1’industrie
alimentaire.

La qualité du produit fini dépend du respect des tolérances dimensionnelles, des propriétés mécaniques
et de I’état de surface. L obtention de ce produit et 1’utilisation optimal des équipements exigent une
maitrise quasi-parfaite de I’influence des paramétres gouvernants ce procédé. Pour cela, les industriels
ont besoin d’outils performants permettant de prédire avec précision les phénomeénes qui se déroulent
au cours du laminage.

Cette these aborde deux types de processus de laminage, le premier concerne les produits plats et le
second les produits ronds.

Pour les produits plats :

Il existe déja beaucoup de modéles utilisant différentes méthodes : Méthode des extrémales, méthode
des lignes de glissement, méthode énergétique, méthode des tranches et méthodes des éléments finis.
De nos jours, c’est cette derniere qui est le plus souvent utilisée par les chercheurs puisqu’elle donne
les prédictions les plus fiables. Cependant, cette méthode exige de lourds moyens informatiques tout
en étant complexe dans sa mise en ceuvre et un temps de calcul important. Les industriels lui préférent
souvent des outils prédictifs simples et rapides d’exécution. La philosophie pronée dans ce travail se
veut une contribution pour répondre a ce besoin. Dans ce cadre, jusqu’au jour d’aujourd’hui, c’est la
méthode des tranches qui a été le plus souvent utilisée. Méme si beaucoup de travaux ont confirmé
qu’elle prédit correctement les efforts et couples de laminage (grandeurs a connaitre avant toute
opération), les hypothéses a la base de cette méthode ne permettent pas de prédire les écoulements
ainsi que les grandeurs mécaniques (contraintes et vitesses) suivant les directions transversale et
normale du laminé. En ce sens, des modeles ont déja été développés pour prédire ces grandeurs
mécaniques suivant les directions longitudinale et transversale, indispensables particulierement pour
les tbles épaisses. Par contre, les modéles répondants aux impératifs de simplicité et de rapidité
d’exécution et permettant de prédire ces grandeurs mécaniques suivant la direction normale (direction
de la hauteur) nécessaires pour les bandes trés minces sont trés rares.

L’objet premier de ce travail est de répondre a ce dernier besoin.

S li a déja mis au point un modé¢le basé sur une approche hydrodynamique qui s’appuie sur les
équations de Reynolds permettant de calculer les pressions suivant la direction de laminage ainsi que
les vitesses et les contraintes de cisaillement suivant les directions longitudinale et normales.
Cependant ce modele limité au cas linéaire (comportement visqueux Newtonien) ne peut étre valable
que pour les trés hautes températures ou il est possible de considérer le laminé comme un fluide
Newtonien. Par ailleurs, il utilise deux coefficients empiriques, le premier pour determiner le point
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neutre et le second pour corriger la viscosité du fluide avant chaque exécution. Cela rend son
utilisation hypothétique et limité.

Notre travail a consisté a lever ces insuffisances pour:

1 : Pouvoir exécuter ce modele sans avoir a identifier préalablement ces coefficients empiriques
en utilisant un algorithme adapté.

2 . Généraliser ce modéle aux cas non linéaires en utilisant un comportement viscoplastique
pour le laminage a chaud et plastique insensible aux vitesses pour le laminage a froid.

Apres avoir levé les insuffisances dues a I’utilisation des coefficients empiriques en utilisant un
algorithme basé sur la méthode du tir pour déterminer le point neutre et le modele de Barus pour la
correction de la viscosité du fluide, ce travail a été finalisé par la mise au point d’un modele général
pouvant étre utilisé aussi bien pour le laminage a chaud qu’a froid. Il en a résulté un modéle simple et
rapide d’exécution ou il est possible de tester différentes hypotheses de comportements. La
comparaison de ses prédictions avec des résultats expérimentaux tirés de la littérature ont permis sa
validation.

Pour les produits ronds :

La seconde partie concerne le laminage des profilés (ronds a béton), avec la modélisation du procédé
et la simplification du modeéle de calcul a l'aide de méthodes récentes telles que la méthode des
rectangles équivalents de surfaces pour les passes (Rond-Ovale) et (Ovale-Rond).

Le laminage est un procédé métallurgique de déformation plastique largement utilisé dans 1’industrie
pour la production de barres, de fils métalliques et d’autres produits longs. Parmi ses variantes, le
laminage rond se distingue par sa complexité géométrique et ses exigences spécifiques en matiére de
contrble des parametres opératoires. Ce procédé implique une succession de passages du matériau a
travers des cannelures rotatives de formes variées, conduisant a une réduction progressive de sa section
et a une amélioration de ses propriétés mécaniques. La maitrise des mécanismes en jeu dans le
laminage rond, notamment la répartition des contraintes dans le foyer de déformation et les
interactions entre le matériau et les cylindres, constitue un défi majeur pour les ingénieurs et les
chercheurs.

Les modeéles analytiques, bien qu’efficaces en termes de rapidité de calcul, reposent souvent sur des
approximations géométriques simplifiées, telles que la transformation des sections rondes et ovales en
formes rectangulaires équivalentes. Ces approximations permettent de réduire significativement la
complexité computationnelle, mais elles peuvent limiter la capacité a capturer les phénomeénes
tridimensionnels réels. A I’inverse, les modéles numériques, tels que ceux basés sur la méthode des
éléments finis, offrent une représentation fidele des geométries et des interactions physiques mais au
prix d’un colit computationnel élevé.

Cette partie de la thése s’inscrit dans une démarche d’évaluation comparative et d’optimisation de ces
deux approches de modélisation appliquées au laminage rond. Elle vise a développer, analyser et
valider un modéle analytique simplifié¢ et un modéle numérique en les confrontant a des données
expérimentales et aux résultats de simulations par éléments finis. Cette démarche a pour objectif
d’évaluer la précision de chaque méthode dans la prédiction des parametres critiques du procéde, tels
que la répartition des pressions dans le foyer de déformation et I’effort de laminage, tout en identifiant
leurs avantages et leurs limites respectifs.
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Au-dela de cette comparaison, 1’étude ambitionne également de poser les bases pour le développement
de modéles hybrides qui combineraient la rapidité et la simplicité des approches analytiques avec la
précision des méthodes numériques. Ces travaux contribuent & une meilleure compréhension du
laminage rond et a ’amélioration des outils de modélisation disponibles, ouvrant ainsi des perspectives
prometteuses pour 1I’optimisation des procédés industriels et le contrdle en temps réel.

La présente thése adopte une structure en quatre chapitres, avec plusieurs sections pour chacun d'entre
eux. L'introduction est axée sur une synthése bibliographique portant sur le procédé du laminage et les
méthodes de calcul couramment employees dans la modélisation de ce procédé.

Ce travail est présenté en quatre chapitres.

Le premier est une synthese bibliographique qui présente le laminage, les outils théoriques
indispensables a la modélisation thermomécanique des procédés de mise en forme et les travaux
expérimentaux tirés de la littérature servant a valider les modeéles mises en ceuvres.

Le second chapitre présente les différentes méthodes de calcul pour modéliser le laminage.

Le troisieme présente la méthode hydrodynamique utilisée dans ce travail ainsi que les résultats
obtenus.

Le quatrieme chapitre est consacré a la présentation du laminage rond et des simulations mises en
ceuvre avec quelques conclusions.

Ce travail est finalisé par des conclusions et les perspectives de recherches avec quelques pistes
proposées pour améliorer les modéles développés.



Chapitre. | Synthése Bibliographique

1.1 Introduction

L'art du formage des matériaux métalliques constitue une discipline fondamentale dans le domaine de
I'ingénierie des matériaux, il est indispensable dans la réalisation de composants structuraux et de
produits finis. La mise en forme des métaux, également connue sous le nom de formage métallique,
repose sur des processus ingénieux visant a conférer aux matériaux métalliques des géomeétries
specifiques, tout en préservant ou améliorant leurs propriétés mécaniques telles que la résistance a la
traction, la ductilité et la dureté, et leurs propriétés physiques telles que la densité et la conductivité
thermique. Cette pratique englobe diverses techniques de formage telles que le laminage, I'estampage,
le forgeage, I’emboutissage et d'autres procédés, tous congus pour répondre a des exigences
spécifiques de conception et de performance. Au-dela de sa dimension artisanale, le formage des
métaux est devenu un domaine d'exploration technologique avancée, avec des implications profondes
dans des secteurs variés tels que l'industrie automobile, aéronautique, la construction navale,
I'aérospatiale et le batiment.

1.2 Laminage des produits plat

Le laminage des produits plats, est un procédé majeur dans l'industrie sidérurgique et métallurgique,
incarne lI'essence méme de la transformation des métaux en feuilles, plaques et bandes, formant ainsi la
base structurelle de nombreuses applications industrielles. Le premier schéma descriptif de I'opération
de laminage est attribué a Léonard de Vinci voir
(Figure 1.1). Réalisé a la fin du XVe siecle, ce
croquis représente  une machine a laminer
rudimentaire. Bien que la pratique du laminage a
grande échelle n'émerge qu'au XVlle siécle, le dessin
de Léonard de Vinci offre une perspective captivante
sur sa vision novatrice et sa compréhension des
principes mécaniques. Le schéma dépeint deux
cylindres rotatifs, actionnés par une manivelle et un
engrenage. Un matériau, vraisemblablement du
métal, est positionné entre les cylindres et soumis a
une pression de compression lors de leur rotation.
Cette pression induit la déformation du matériau, le
réduisant ainsi en une feuille plus fine. Ce processus,
ancré dans une ingénierie minutieuse, consiste a
déformer mécaniquement un matériau métallique
initialement massif pour obtenir des produits de
dimensions spécifiques et des propriétés mécaniques
ajustees. Au-dela de son aspect primaire de mise en
forme, le laminage des produits plats est un pilier
fondamental pour [I'obtention de caractéristiques Figure I.1. Croquis de Léonard de Vinci.
materielles optimales, telles que la résistance, la

ductilité, et la finition de surface.
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Au fil des decennies, le laminage des bandes a suivi une
trajectoire d'innovation continue, stimulée par la
demande croissante des industriels qui exiges des
produits laminés de haute qualité dans divers secteurs tels
que l'automobile, la construction, I'aéronautique et bien
d'autres domaines. Cette évolution a été alimentée par
I'’émergence de nouvelles technologies, la recherche de
méthodes de production plus efficaces et la quéte
constante de performances améliorées. L'évolution de
cette technologie a transcendé son statut traditionnel pour
devenir une discipline novatrice, intégrant des parameétres
variés tels que la température, la vitesse de déformation,
et la conception des cylindres de laminage. Les résultats
de ces avancees se manifestent dans la production
efficiente de bandes d'acier, d'aluminium, cuivre et
d'autres alliages.

Le laminage est un procédé de déformation plastique
visant a réduire la section d'un produit métallique, en Figure 1.2, Plan mécanique d'une cage quarto
I'occurrence I'épaisseur d'une bande dans notre cas. Le  de Jaminage.

produit est entrainé par le frottement entre deux cylindres

de travail tournants en sens opposeés. Les cylindres d'appui limitent la flexion des cylindres de travail,
contribuant ainsi a réduire les défauts de planéité. Le laminage revét une importance capitale dans
I'industrie métallurgique et peut étre abordé a travers trois dimensions principales :

1.3 Caractéristiques du procédé:

a) Géométrie du foyer de déformation: Forme et dimensions de la zone ou se produit la déformation du
matériau. Le foyer de déformation est caractérisé géométriquement par la hauteur d’entrée (h,) et de

sortie(h, ), ainsi le rayon du cylindre de travail R

i » 1€ plan neutre est le plan ou la vitesse linéaire du

matériau est égale a la vitesse des cylindres. La vitesse de glissement est la différence entre la vitesse
du matériau et la vitesse des cylindres. Elle est nulle au plan neutre et maximale aux points d'entrée et
de sortie. Le plan neutre se caractérise aussi par un frottement nul et une valeur maximale des
contraintes normales, longitudinales et transversales.

b) Cinématique du laminage : Vitesse et trajectoire des éléments du matériau pendant le processus. Le
laminage implique un mouvement des particules métalliques dans les trois directions de I'espace, ce

qui se traduit par un vecteur vitesse de la forme : V = V(, ,Z)

En prenant en compte le cisaillement dans toutes les directions, le tenseur des vitesses de déformation
s'écrit :

g
Ei=|En &y &y (I.1)
2 )
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La solution du probléeme dans ce cadre reste trés lourde. On a donc souvent recours a des
simplifications. Etant donné que la largeur de la tole est nettement supérieure a sa hauteur (ce qui est
souvent le cas pour le laminage des bandes minces) il est possible de négliger 1’elargissement. En
outre, en négligeant le cisaillement le tenseur des vitesses de déformations peut étre utiliseé pour
modéliser le laminage des bandes minces sans erreurs significatives.

4, 0 0
&=/ 0 &, 0 (1.2)
0 0 0

c) Forces et contraintes: Distribution et intensité des forces et contraintes générées lors de la
déformation. Le tenseur des contraintes se presente a priori de la fagon suivante :

O O-xy Oy
o;=|0, O, O, (1.3)
o o

La considération des six composantes du tenseur des contraintes s'avere étre une tache ardue pour le
calcul. Cependant, il est observé que les différentes composantes de cisaillement sont insignifiantes par
rapport aux contraintes longitudinales. Sur la base du tenseur présenté (1.4) et en utilisant une loi
d'évolution, le tenseur des contraintes peut étre présenté comme suit :

o, 0 0
oy = 0 o, 0 (L5)
0 0 o

1.4 Comportement du matériau

a) Phénomenes meétallurgiques: Transformations microstructurales et changements de propriétés
physiques induits par le laminage.

b) Echelle macroscopique : Etude des effets macroscopiques des phénomeénes métallurgiques, tels que
I'évolution de la forme et des dimensions du matériau.

c) Mécanique des milieux continus: Formalisation mathématique du comportement du matériau
laminé en utilisant les outils de la mécanique des milieux continus.

1.4.1 Modeéles de comportement des matériaux

Toute modélisation ou simulation d’un procédé de mise en forme implique l'utilisation de modeles de
comportement. Ces modeles traduisent les phénomeénes métallurgiques a une échelle mécanique en se
basant sur les outils qu’offre la rhéologie. Ils établissent une relation mathématique entre les
contraintes appliquees et les déformations résultantes, ou encore entre les contraintes et les vitesses de
déformation.

Comme la déformation élastique est trés faible par rapport la composante irréversible, il est possible de
la négliger. Etant donné que nous abordons a la fois le laminage a froid et & chaud, nous devons utiliser
deux types de lois de comportement. La plasticité indépendante des vitesses est adoptée pour le
laminage a froid, tandis que la viscoplasticité est appliquée pour le laminage a chaud [1].
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Comme pour tout processus de mise en forme, le laminage implique des déformations importantes,
dépassant genéralement 50% de déformation. Sa modélisation requiert donc a priori l'utilisation d'un
formalisme adapté aux grandes déformations, un formalisme qui est désormais bien maitrisé [2,3]. Un
aspect crucial est l'utilisation du formalisme dans un référentiel tournant, garantissant ainsi I'objectivité
de la loi de comportement [3,4]. Cependant, il est établi que tant que la rotation des axes principaux

demeure faible et sous réserve d’utiliser un tenseur des déformations logarithmiques h:EIogB

(tenseur de Hencky), un formalisme de petites déformations reste valide sans engendrer d'erreurs
significatives [4,5]. Cette approximation est applicable au laminage des produits plats, dans lequel
nous nous inscrivons désormais. En outre, conformément aux pratiques courantes en mise en forme,
nous nous limitons a un écrouissage isotrope.

Le modele de comportement plastique rigide se caractérise par I'absence de déformations tant que I'on

reste a l'intérieur d'un domaine admissible défini par la fonction seuil f (o-ij)

& =0 si f(o,Y)<0

ij ij 1
Y Est donnée par la loi d’écrouissage. L’écrouissage isotrope permet d’écrire
f (Gij ,Y): f (Gij)—Y
1.4.2 Approche thermodynamique

La méthodologie adoptée pour présenter les modeles de comportement repose sur la thermodynamique
des processus irréversibles [6, 7, 8, 9]. L'application du premier principe de la thermodynamique a la
mécanique des corps déformable conduit a la relation suivante :

o,é; =W +® (L6)

OU ¢ est la puissance mécanique réalisé, W est I’énergie accumulée et d 1’énergie dissipée.
Sid =0, cela implique I'absence d'énergie dissipée, et par conséquent :

ot =W = o= W (1.7)

o€,

Dans ce cas, toute I'énergie est stockée sous forme d'énergie potentielle, permettant ainsi au matériau
de revenir a sa position initiale apres la décharge et donc un comportement purement élastique. Dans le
cas de la traction simple et une élasticité linéaire et isotrope (cadre de Hooke), 1’énergie élastique
s’écrit :

W=—¢ :O':—(—Egzj (I.8)

Ce qui donne :

o=Eg (1.9)

SiW =0, toute I’énergie est dissipée (essentiellement sous forme de chaleur). Dans ce cas
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G&; =D (1.10)

@ Représente la production d’entropie, et donc le désordre. Compte tenu du second principe de la
thermodynamique, la dissipation doit étre positive ou nulle(d)zo). Dans un processus irréversible

®>0. Dans ce cas, on introduit deux potentiels de dissipation @(o)et ¢(&) convexes et duaux ’un

a lautre tel que w(c)=¢(¢)=sup(éo—5(£)). La thermodynamique des processus irréversibles

permet d'exprimer ceci de la maniére suivante :

& (a)zdw—@ (L.11)

o, (5)=35E) g 4

dé
1.5 Matrice des efforts internes

Etant donné qu'il y a une multiplicité de plans qui passent par un point, on définit également une
grandeur de vecteurs de contraintes, ce qui forme le I’ensemble des contraintes en M . L'extrémité de
chaque vecteur de contrainte en M décrit une surface dans l'espace. Les contraintes normales et
tangentielles varient en fonction de I'orientation de la normale sortante. Toutefois, la connaissance de
la matrice des contraintes, connue sous le nom de matrice M , est suffisante pour déterminer I'état de
contrainte en ce point, indépendamment de l'orientation de la facette. Considérons trois axes Ox, Oy,

et Oz . Supposons que les vecteurs de contraintes en M suivant ces trois directions soient connus.
Supposons un tétraédre infini avec l'origine M et trois arétes paralleles aux axes de référence Figure
I.4. Pour que ce tétraédre reste en équilibre, il doit recevoir une somme nulle de forces.

T(M,—X)ds, +T (M,=y)ds, +T (M,=Z)ds,+T (M,-fi)ds =0 (1.12)

/:X’

Figure I.4. Etat d'équilibre du tétragdre.

o,n, + Z'Xyny +7,0Nn, O Tyx T n,
T(M,f)= t N +o,n +7,0 =7, o0, T, |0 =[o]n (1.13)
T N+ Tyz ny +o,N, T TYZ On n,

La matrice des contraintes, symbolisée par o en un point donné, est utilisé pour déterminer le vecteur
de contrainte sur une facette avec une orientation arbitraire, a partir des vecteurs de contrainte connus
sur trois cOtés perpendiculaires entre elles. Cette matrice se compose de 9 éléments, représentant les
trois composantes des trois vecteurs de contrainte dans un repere orthonormé direct choisi
arbitrairement comme référence. Les composantes du vecteur de contrainte sont définies dans le repere
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Oxyz et sont ensuite décomposées en composantes normales et tangentielles dans le repére associé a la
facette.

1.5.1 Equation d’équilibre

Pour le cas tridimensionnel général, on examine I'équilibre des forces sur un élément cubique de
dimension dx, dy, dz .

Pour illustrer la symétrie des contraintes tangentielles et la variation différenciée des contraintes
normales, on utilise une seule face du cube tel que présenté dans la figure 1.5.

do.

o.+—=d= or,.
oz ;

Al
e EEEEE i

"""".‘"""'
i
i
i
1
i
i
i
i
;
.)n
Q
v
s}
|
>

Figure L.5. Face de cube.

oo,
0z

La contrainte &, sera appliquée apres une distancedz .o, + dz ,de la méme maniére pour o,,0,

La sommant des moments autour du point A=0

0 2 0
> M/A=7, (dzdx)d?y—rZy (dydx)d—22+ryZ (dzdx)—=>-7,, (dydx)ﬂ+%d%dxdz - asz d

ZZ
dxdy =0
> y

7 2

(114)

En négligeant les termes dy?,dz?, on obtient :

2r,-21,=0=>7,=1,

Ainsi pour 7, =7, €t 7, =7,

yX

En considérant le cas général, avec la présence des forces volumiques f ,f , f :

x1 lyr 'z
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Zf da,
: o, + 5 dz
=
ar, ! at,,
T,e to—dz | &7 1, + ——dz
) 0z . ’ 0z o
! \ Ty |+ 0y dy
f R R S
sz-l-:ﬁxdx T‘; T—_’U+ yd
yz vt 5,
dz : ! bz, ‘/_’fyx
Ty + 3 dx Tyx+'ay dy _
+ 60'x d [t N X o= | _ ____ }J]
- T,
O—X ax’} > v
s Tgy™ " 77" T dx
- 1
x“ dy Vo

Figure 1.6. Equilibre de volume.

L’équilibre des forces suivant la 'axex Y F, =0:

or

oz

0
[ax + oo, dxj dydz +| 7, + bl dy (dxdz -7, dxdz + (sz +
OX OX

=@ dzj dxdy — 7, dydz + f,dxdydz =0
(1.15)

En effectuant la simplification de dx.dy.dz , nous obtenons :

do, 01, Or
L+ +—2%+1f =0 (1.16)
ox oy oz

Effectuent le méme chose pour Z F, =0 et Z F, =0 nous avons :

0
oo, 9Ty or,, +f =0
ox oy 0z
or,, Oo, Ort,
Y —L+—2+f, =0 (1.17)
OX oy 0z
or,, 07, 0o, 4120
ox oy oz

Ces trois equations sont communément désignées comme les équations d'équilibre volumique. Elles
constituent des expressions fondamentales dans la MMC, décrivant I'état d'équilibre des forces internes
dans un matériau. Chaque equation assure que la somme des forces dans chaque direction du volume
considéré est nulle, conformément au principe de conservation de la quantité de mouvement.

On peut la réécrire de maniere condensee :

divd +f =0 (1.18)

10
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1.5.2 Tenseur des déformations

Le tenseur des déformations est un concept essentiel en mécanique, utilisé pour décrire les
changements de forme et de taille d'un matériau soumis a des contraintes. Dans le cadre de I'nypothése
de linéarité géométrique, qui suppose de petites rotations et de petites déformations, les déformations

&; sont définies a l'aide de la formule classique de la mécanique linéaire.

. Ou.
& = 1(%+_1] (L19)
2| ox, " ox

En mécanique linéaire, ¢; représente la variation relative de déplacement le long de I'axe i entre deux
points tres proches avant déformation. Une valeur positive de &; indique un allongement ou un
étirement, tandis qu'une valeur négative indique une contraction ou une compression.

Les déformations, exprimées en pourcentage, sont des grandeurs adimensionnelles utilisées pour

quantifier les changements de forme d'un matériau. A un point donné, le tenseur des déformations peut
toujours étre diagonalise, ce qui signifie qu'il peut étre représenté par une matrice diagonale.

XX Xy Xz 8| 0
Ey &y Ey 0 ¢ O (1.20)
gxz gyz gzz 0 0 glll

1.5.3 Contrainte-Déformation

Cette section traite des matériaux homogenes, caractérisés par des propriétés uniformes quel que soit le
point étudié. L'analyse se limite au régime élastique linéaire, ou les contraintes sont proportionnelles
aux déformations, sous I'hypothese de déformations faibles pour garantir la validité de la loi
constitutive linéaire et un comportement symétrique en traction et en compression. Les relations entre
déplacements et déformations sont également linéaires, inscrivant I'étude dans le cadre de la
mécanique linéaire. Le tenseur des contraintes, symétrique, est entierement défini localement par six
composantes indépendantes, généralement exprimées sous une forme vectorielle.

{O-} :(O-XX’O-yy’O-ZZ’O-xy’O-xz’O-yz) (121)

Effectivement, le tenseur des déformations suit la méme logique que le tenseur des contraintes, étant
également déterminé par six de ses neuf composantes en tout point.

{8} :(gxx’gyy’gzz’gxy’gxz!gyz) (122)

La relation entre ces deux vecteurs est exprimeée par une matrice carrée de dimension 6, connue sous le
nom de matrice de Hooke.

{o}=H{¢} (1.23)

11
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Plasticité non associe :

Les récentes études d'identification menees sur les toles laminées a froid ont démontré que le modéle
de plasticité non associée offre des résultats probants. Cette approche se distingue de la plasticité

associee par I'existence d'une fonction seuil distincte du potentiel plastique g (aij )

f(oy)%9(oy) ou {ia—g} >0 (1.24)

6Gij 8(7”.

La loi d’évolution s’écrit donc [10,11] :

(1.25)

1.6 Modéeles d’écrouissage

Les lois d’écrouissage les plus usuelles sont présentées. Elles restent empiriques et découlent des
observations expérimentales.

Loi puissance d’Hollomon :

La loi puissance d'Hollomon, se distingue par sa simplicité d'utilisation. o
Elle s'exprime par une relation mathématique facile a mettre en ceuvre et

ne nécessite que deux parametres pour caractériser le comportement du
matériau : la contrainte d'écoulement et I'exposant d'écrouissage.

o=As" (1.26)
Avec : A est la consistance du matériau, n le coefficient d’écrouissage.

Cette loi est particulierement adaptée aux aciers doux ou mi-durs, ainsi qu'aux métaux ou alliages a
faible limite d'élasticité. Sa simplicité en fait un outil précieux pour une premiére approche du
comportement de ces matériaux dans le domaine plastique.

Cependant, la loi d'Hollomon présente des limites pour les alliages a haute résistance. Dans ce cas, son
application ne fournit qu'une approximation grossiere du comportement réel du matériau.

Loi de Ludwick :

o
La loi de Ludwick est un modele pertinent pour la prédiction du
comportement d'une large gamme de matériaux metalliques. Elle
offre de bonnes prédictions pour les aciers alliés, les aciers a haute
résistance, et les alliages d'aluminium. o
o=0,+Az" :
0 0 c

o, : Est la limite ¢élastique, égal a la contrainte a 0.2% de

déformation.

12
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Loi de Swift :
&=Ag+¢)" (1.28)

g et n représentent deux constantes définissant le processus o

d'écrouissage. Cette relation s'applique particulieérement bien aux /.’-———
62

matériaux pour lesquels la limite d'élasticité ne peut étre négligée.
Cette loi se traduit par la translation de la courbe de la loi de
puissance parallelement a 1'axe des déformations, de &, .

Remarque : L'identification des coefficients A,n,¢,, o, est réalisée a la suite du traitement statistique
de plusieurs essais expérimentaux. En général, des essais de traction simple suffisent.

1.6.1 Contrainte équivalente
La fonction seuil f (aij) représente une contrainte équivalente. Elle démontre une homogénéité
positive de degré un, et concorde avec la contrainte lors d'une simple traction [12].

c=f1 (O'ij ) ; o_'(/IO'ij ) = io_'(aij ) (1.29)

La contrainte équivalente permet de simplifier I'analyse des états de contrainte en un seul parameétre,
facilitant ainsi I'évaluation des conditions de rupture ou de plastification. Les critéres de Von-Mises et
de Tresca sont particulierement adaptés pour les matériaux isotropes ou les propriétés mécaniques sont
identiques dans toutes les directions. En revanche, les critéres de Hill et de Tsai prennent en compte les
variations directionnelles des propriétés mécaniques des matériaux anisotropes.

La contrainte équivalente de Von-Mises est définie comme suit :

_ f3 1
5= ES”S” avec Sij=0i,-—§o'kk5i,- (1.30)

La contrainte équivalente de Tresca est définie comme suit :

5:Sup[

lo, =] (131)

O'X—O'yHO'y -0,

La contrainte équivalente de Hill est définie de la maniére suivante :

5=\/F(ay _62)2 +G(o,-0,) +H(o, —ay)2+z|_afy +2Mo?, +2No?  (132)

ou F,G,H,L,M,N sont des coefficients déterminés expérimentalement, qui caractérisent
I'anisotropie du matériau.

13
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1.7 Comparaison des critéres de Von-Mises et Tresca

Soit un matériau soumis a un état de contrainte plane
caractérisé par les composantes de contrainte normale

o, et de cisaillementz, . Dans le plan traction-

X

cisaillement  Figure.l.9a, ou seules ces deux
composantes sont non nulles, les criteres de rupture se
simplifient et s'expriment comme suit:

e VM f(o,7)= ,(0-2 + 372) -0, Figure 1.9. Comparaisons des critéres de Von-

(1.33) Mises et Tresca a) Traction cisaillement b)

o Tresca f(o,7)= (02+472)—0y

Soit un matériau soumis a un état de contrainte caractérisé par les contraintes principales o, et o, , et
ou la troisieme contrainte principale o, est nulle. Dans ce cas, les criteres se simplifient comme suit
Figure 1.9b :

e VM f(o,,0,) = \/(612+622—0'102)—Gy

e Tresca f(o,,0,)=0,-0C Si0<o, <o,

y (1.34)
f(oy,0,)=0,-0, Si0<0,<0
f(oy,0,)=0,-0,-0, Sic,<0<0,
Cas isotrope :
Dans le cas ou le matériau présente une insensibilité a la pression hydrostatique.
f(o,.[8].0)=f(o,.9]) (1.35)

En posant, ont abouti a la contrainte équivalente de Von Mises.

Des recherches récentes dans le domaine de la plasticité a grandes déformations ont révélé la
possibilité d'une identification plus précise du comportement plastique en recourant a des critéres non
quadratiques [12,13,14]. De plus, Hershey (1954) et Hosford (1972) [15] ont introduit un critére
isotrope non quadratique, formulé dans les axes de I'orthotropie, particulierement adapté pour prendre
en consideération les structures cristallographiques cubiques centrées et cubiques a faces centrées des
matériaux isotropes.

Critére de Hershey :

Le critére de Hershey se présente sous une forme formelle qui constitue une extension non quadratique
du critére de Von Mises, exprimée de la maniére suivante :

o

" to, —ax|””} (136)

m
o, —O'y‘ +‘0'y -0,

14
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Critére de Hosford :

Le paramétre m est désigné comme le coefficient de forme. Pour m>1, la convexité de la fonction
seuil est établie. Il est également notable que pour m=1, le critere de Tresca est obtenu, tandis que
pour m= 2, le critere de Von Mises se réalise dans le cadre de la fonction Hershey.

1

5={|Sx|m +ls,[" +|SZ|“‘}m (137)

Cas anisotrope

Dans le cas anisotrope, il est courant d'opter pour un critére quadratique par rapport aux contraintes, ce
qui se traduit par I'utilisation d'une contrainte équivalente &=, /H,, 0,0, Ou du tenseur du quatriéme

ordre , H caractérise I'anisotropie [12,13,14].
Cadre orthotrope

Dans le cadre orthotrope, en supposant une insensibilité du critere a la pression hydrostatique, on
aboutit au critere classique de Hill [16]. Lorsque le tenseur des contraintes prend une forme diagonale
dans le repére d'orthotropie (ce qui sera, en premiére approximation, le cas du laminage) :

5=\/F(ay—az)2+G(az—0'X)2+H(Jx—ay)z (1.38)
Elle implique I'utilisation de trois coefficients, F,G,H qui, en réalité, ne jouent un réle que par le biais

de leur ra ortﬂ'E
pp G E’

En normalisant les contraintes de maniere a ce que la contrainte équivalente corresponde a la
contrainte appliquée selon la direction de laminage lors d'un essai de traction simple, on peut

. H H . A
écrire G+H =1. En posant r1=aet rzFet sachant que G+H =1la contrainte équivalente

s’écrit :
o= 1/1:IJ-rI‘ \/%(O-y_o-z )2+(O-z _O'x)2+r1(o-x_o-y)2 (1.39)
1 2

En 1979, Hill [16] a formulé un critére orthotrope non quadratique, valable uniquement lorsque les
axes principaux des contraintes coincident avec les directions d'orthotropie. Cela est particulierement
le cas dans le cas du laminage. L'expression de ce critere se présente de la maniére suivante :

o_':m\/irirr{\/i(ay—02)m+(0'2—ax)m+l‘l(ax—0y)m (1.40)
1

r2
En plasticité associée f =g et on peut vérifier la variable d’écrouissage isotrope p a la déformation

équivalente cumulée.

& = [MNjasus; (1.41)

15
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Le tenseur du quatrieme ordre h est I’inverse de H (ou plus précisément de sa restriction a I’ensemble
des déviateurs).

Etant donné que I'anisotropie a généralement un impact beaucoup plus significatif sur la loi d'évolution
que sur la fonction seuil, l'utilisation d'un modéle de plasticité non associée s'avére souvent bénéfique.
Dans ce cas, le potentiel plastique g est défini de maniere similaire a f, mais en utilisant les

coefficients de Lankford r,,r,.

Dans ce cas la variable d’écrouissage p toujours défini par p=A devient [4] :

p= : . 4 (1.42)

5=R ——2 . — 2.\ . —2—. \2 —o_ . — 2. \2 1.43
p=Ry(GE’e, ~TiE, ) +(Rhé —T°0s, ) +(Tihe, —Bi’é,) (1.43)

(1.44)

Cadre isotrope transverse

Tres souvent, particulierement en emboutissage [12,13] le matériau mis en forme est isotrope dans un
plan dont les propriétés mécaniques différent a la direction normale a ce plan, Ceci conduit souvent a
utiliser et identifier un modéle isotrope transverse et ne faisant donc intervenir qu’un seul coefficient
de Lankford.

r est un coefficient de Lankford identifié et T est le coefficient obtenu directement par voie
expérimentale.

()=l o) (o) il o) 145)
g (O'ij ) = ﬁ\/(o-y -0, )2 +(O'Z -0, )2 +F(O‘X -0, )2 (1.46)

Il est & noter que ce cadre ne sera pas utilisé au laminage.

Potentiel plastique :

Comme mentionné précedemment, dans le cas ou le matériau est sensible a la pression hydrostatique,
f (ax,|S|,¢9) # f (|S|,9), comme c'est souvent le cas pour les toles a froid, il est nécessaire de prendre

des précautions avec la plasticité associée [14]. Dans de telles situations, il est souvent nécessaire de
travailler avec la plasticité non associée. Bien que la structure du potentiel plastique reste la méme que
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celle de la fonction seuil, elle est exprimée différemment. Au lieu de définir le potentiel plastique en
fonction des coefficients d'anisotropie, il est exprimé en fonction des coefficients de Lankford.

N

.9(0y) Quadratique (1.47)

a(er) == lelor o) +i(o-) (-0 )]

1

g (crij ) N {rz (O'y -0, )m +7(0,—0,)" Jr(aX —Gy)m}m g (crij) non.Quadratique (1.48)

Ou F,G,H sont les coefficients d’anisotropie et T, sont les coefficient de Lankford mesuré
expérimentalement.

Remarque : Dans le cadre plastique, [17] a validé I'impératif de prendre en considération
I'anisotropie et d'obtenir une identification précise du coefficient de forme (m). Ainsi, il a affirmé la
nécessité de migrer vers une plasticité non associée lorsque les tdles présentent une anisotropie
marquée.

1.8 Frottement entre le métal et les cylindres

Le frottement revét une importance capitale dans le processus de laminage, car il influence grandement
son déroulement. En effet, il est souligné que sans frottement, le laminage ne peut se réaliser.

La condition dengagement du métal dans le laminage est déterminée par une relation reliant le
coefficient de frottement et ’angle de laminage. [18,19]

L'analyse du processus de laminage nécessite une approche multidimensionnelle qui intégre les
caractéristiques du procédé, le comportement du matériau et les phénomenes de frottement.

1.8.1 Modeles de frottement

La loi de frottement est une relation mathématique permettant de calculer la contrainte tangentielle
(force de frottement par unité de surface) en fonction de divers parameétres de contact. Ces parameétres
incluent les variables thermomécaniques, la rhéologie des matériaux, les états de surface, les
propriétés du lubrifiant, le Temps et d’autres.

En réalité, il n'existe pas de loi de frottement capable de prendre en compte rigoureusement tous les
parameétres cités ci-dessus. La complexité des interactions physiques en jeu rend impossible une
formulation unique et universelle. En pratique, on utilise des modéles de frottement qui intégrent les
parameétres jugés essentiels pour le probléme étudié. Ces modeéles font intervenir des coefficients de
frottement adimensionnels, déterminés expérimentalement [20]. Ces coefficients traduisent I'influence
des "paramétres cachés", non explicitement intégrés dans la loi.

Une loi de frottement peut étre isotrope ou anisotrope. Dans le cas isotrope, la contrainte tangentielle et
la vitesse de glissement ont les mémes directions. C’est ce qui est utilisé au cadre du laminage.
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En mise en forme des métaux, le choix du modele de frottement dépend de la nature et de la
complexité des phénomenes mis en jeu. Trois grandes classes de modeles sont communément
utilisées :

Modeéles plastiques: Se basent sur le concept de |+
plasticité et ne prennent pas en compte le temps. Visquemx  ———

Viscoplastique
Plastique —_—

Modeles viscoplastiques: Integrent l'effet du
temps dans la déformation plastique.

Modeéles régularisés: Visent a corriger les
discontinuités des modeéles plastiques et a
améliorer la convergence des simulations
numeriques.

—T

Figure 1.10. Contrainte de cisaillement dans divers
cadres de comportement.

Remarque : Les lois de frottement jouent un r6le trés important dans la modélisation des interactions
entre les surfaces en contact. Malgré I'absence d'une loi universelle, relever ce défi devient possible
grace a l'utilisation de modeles adapteés et de coefficients de frottement.

1.9 Confrontation a I’expérimentales

Dans le domaine du laminage, l'accés a des données expérimentales précises est essentiel pour valider
et comparer les différentes méthodes de calcul. Ces données, issues de mesures des contraintes de
pression et de frottement, jouent un réle clé dans I'évaluation fiable des modéles et approches utilisés.
Elles servent de référence pour confronter les prédictions numériques aux observations expérimentales,
permettant d'identifier les forces et limites de chaque modéle. En reliant les simulations au
comportement réel, ces données renforcent la pertinence des résultats obtenus. Elles permettent
également I'étalonnage des parametres des modeles, améliorant ainsi la précision des simulations
numériques.

1.9.1 Technique expérimentales

L'approche adoptée implique l'intégration des capteurs de contraintes dans le cylindre Figure 1.11, se
présentant sous la forme d'aiguilles affleurant sa surface. Lorsque le capteur entre en contact avec la
tole, il subit un repoussement di a la pression et est soumis a des contraintes mesurées par des jauges
résistives. L'enregistrement continu de ce signal permet de suivre I'évolution de la contrainte normale
dans la zone de déformation. Une amélioration de cette technique réside dans le positionnement d'un
deuxiéme capteur au méme endroit, disposé de maniére oblique, sensible non seulement aux
contraintes normales o, , mais également aux contraintes tangentielles z . En ayant connaissance de

o, grace au capteur normal, il devient possible de dériver son effet et d'estimer 7 . Cependant, en

raison de la délicatesse de la technique expérimentale et des hypothéses formulées pour I'analyse des
résultats, cette estimation doit étre interprétée comme une tendance indicative plutét que comme une
certitude absolue.
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Figure 1.11. Implantation du transducteur dans le cylindre de laminage [21].

Plusieurs méthodes ont été developpées pour évaluer la distribution de la pression lors du laminage.
Siebel et Lueg [22] ont utilisé des cristaux piézoélectriques pour mesurer la pression, mais les
corrections nécessaires ont limité la précision. Des techniques photo-élastiques [23, 24] ont permis
d’analyser les pressions dans des bandes de cuivre et de plomb, tandis que McGregor et Palme [25, 26]
ont opté pour une barre en porte-a-faux pour des barres carrées. Ellis [27] a introduit une méthode
basée sur la déformation d’un réseau gravé, mais sans fournir de données précises autour du point
neutre. Salhi et al. [21] ont innové avec des transducteurs miniaturisés, offrant une sensibilité accrue
pour divers matériaux en laminage a froid. Ils insistent sur la nécessité d’un ajustement précis des
capteurs pour limiter les erreurs dues au frottement, aux variations de raideur radiale et aux effets
perturbateurs sur le processus.

Blocage arriére du
capteur

\\\\\ \7
N\r2222

R

N\ 200 e

Support des jauges Cylindre

S

aad

Cylindre A

Aiguille de transmission
Logement du capteur Logement du capteur

a) b)

Figure 1.12. Représentation du capteur de contraintes utilisé par [21] a) Contrainte Tangentielle b) Contrainte Normale.

Jeswiet et al. [28] ont développé une méthode innovante
Figure 1.13 utilisant un pion conique de 2 mm de diametre
pour mesurer simultanément les efforts normaux et tangentiels
pendant le laminage de toles d’aluminium a froid. Cependant,
son application au formage a chaud reste complexe en raison
des contraintes thermiques et mécaniques accrues. Lenard et

T
Direction de
laminage

2mim @
al. [29] ont adapté cette technique pour les procédés a chaud | _ fi
:\lppon cs
en optimisant la position verticale du pion Figure 1.14, @ |,/ \« e
permettant des mesures plus précises des contraintes de g
contact en intégrant les effets de déformation élastique et des ]
surfaces d’outillage. Lupoi et al. [30], en analysant cette Tomm sacienns HowyeThe fmne

meéthode dans le cadre du laminage a chaud, ont mis en  gigyre 1.13. Elément de détection utilisé

évidence plusieurs défis, notamment ceux liés au cisaillement  pour les expériences réalisées dans le
travail de [28].
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tangentiel, aux températures élevées ainsi qu’a la formation et a 1’adhérence de la calamine. lls

recommandent [’utilisation d’une couche de

environnement extréme.

corps de la broche

jauges de
contrainte

ZEf-* -]

zirconium pour protéger le capteur dans cet

téte de la broche

Figure 1.14. Schématisation de la conception de la broche et des forces appliquées sur celle-ci [29].

Les résultats obtenus, illustrés dans la Figure 1.15, révelent une distribution des contraintes le long de
la zone de contact. Dans certaines conditions, on observe l'apparition de multiples pics de pression,
indiquant une distribution non uniforme des forces de laminage. L'émergence de multiples pics de
pression met en lumiére la complexité du laminage et l'influence de divers facteurs, tels que la
géométrie du matériau, les propriétés du matériau, les conditions de laminage et le rapport entre la
largeur et 1’épaisseur de la bande.
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——————————————
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Figure 1.15. Les résultats expérimentaux, corrigés pour la taille de la broche, pour I'aluminium a température ambiante de

laminage.
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La caractérisation des contraintes et forces de contact lors du laminage repose souvent sur le
coefficient de frottement, influencé par des parametres liés au matériau, au processus et au laminoir.
Selon Rabinowicz [31], ces parametres sont divisés en deux catégories : ceux dépendant de la surface
(rugosité, dureté, réactivité chimique, etc.) et ceux dépendant du volume (limite d'élasticité, densité,
anisotropie, etc.). Les parametres du processus incluent la vitesse relative, la température, la réduction,
la taille des cylindres, et la dynamique du laminoir, ainsi que les propriétés du lubrifiant, si appliqué.
Pour la modélisation prédictive, un compromis est nécessaire, se concentrant sur des facteurs comme
la rugosité, la dureté, la limite d'élasticité, la vitesse de déformation, la température, et la présence de
lubrifiant. Les effets de la température sur le coefficient de frottement sont encore mal compris, bien
que certains travaux [32, 33] suggerent que ce coefficient peut étre sensible a la tempeérature, en
particulier pour certains matériaux comme 1’acier inoxydable et I’aluminium. Concernant le laminage
de ’aluminium, des études comme celles de Atack et Abbott [34] ont montré 1’absence de frottement
adhérent a chaud. Lang [35] a étudié le frottement lors de I'extrusion a chaud de I'aluminium, et des
recherches supplémentaires [36] ont évalué la dépendance du coefficient de frottement a la
température de surface, en mesurant les forces de laminage a différentes températures.
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Figure 1.16. Distribution de la pression de laminage et des contraintes de cisaillement a température ambiante pour une
épaisseur de 3.17 mm [37].

Le laminage a chaud de produits plats implique trois composants principaux : le laminoir, le matériau
laminé et les surfaces de contact entre eux, ces derniéres étant traditionnellement les plus
problématiques. Bien que le transfert de chaleur et de forces a l'interface cylindre-bande laminée soit
crucial pour l'intégrité du produit, la recherche sur la dépendance du coefficient de transfert de chaleur
et du coefficient de frottement vis-a-vis des paramétres du processus reste limitée. Ces deux
parameétres dependent des propriétés des métaux et du processus de déformation. Schey [38] décrit le
systéme tribologique en incluant la résistance des métaux, leur sensibilité a la déformation et a la
vitesse de déformation, ainsi que leurs propriétés thermo-physiques. Les conditions de surface, comme
la rugosité, la dureté, I'énergie de surface, et 1’affinité chimique des corps en contact, doivent
¢galement étre considérées. Pour 1I’aluminium, la présence d’une couche d'oxyde affecte également les
interactions. Le processus de laminage influence a la fois le coefficient de frottement et le transfert de
chaleur, avec des facteurs comme la charge sur les surfaces et la vitesse relative des éléments en
contact. Les études sur la mesure du coefficient de frottement lors du laminage a chaud d'alliages
d’aluminium sont rares. Bien que des variations du coefficient de frottement soient observées lors du
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laminage a froid Figure 1.18, aucune donnée n’a été trouvée sur ces variations pendant le laminage a
chaud.

0.7 — Tresca

064 —— Coulomb

Coefficient de frottement

0.0 25 5.0 75 10.0 12.5 15.0 17.5

Longueur de Contact (mm)
Figure 1.17. Variation du coefficient de frottement dans la zone de contact, Donné de laminage de 1’aluminium a 487C°.

Januszkiewicz et al. [39] ont étudié les propriétés antifriction des additifs esters lors du laminage de
barres en aluminium AL 1100 a 500 °C. lls ont utilisé deux méthodes pour mesurer le coefficient de
frottement : un "essai de refus”, déterminant le coefficient minimal nécessaire pour initier le laminage,
et une méthode de glissement vers l'avant suivant la relation de Ford et al. [40]. Les coefficients de
frottement mesurés variaient de 0,08 a 0,17 selon la composition chimique de I'émulsion, sans données
sur les effets de la vitesse ou de la réduction. Lang [35] a quantifié les forces de frottement lors de
I'extrusion a chaud de I'aluminium, tandis que Bugini et al. [41] ont utilisé le test de la bague pour
déterminer le facteur de frottement. Lenard et Malinowski [37] ont rapporté des données sur le
laminage a chaud de bandes d'aluminium a des températures allant jusqu'a 300 °C, montrant que les
coefficients de frottement dépendent fortement de la température. Koves [43] a documenté des
variations du coefficient de frottement de 0,2 a 0,5 lors du laminage a chaud, bien que sans préciser
I'origine de ces données. Des recherches supplémentaires [43] ont examiné la dépendance du
coefficient de frottement par rapport a la réduction et a la vitesse, utilisant I'AL 1100 H14 et une
émulsion, avec des mesures des forces de laminage, des pressions de cylindre et des contraintes de
cisaillement, corroborées de maniere indépendante.
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Figure 1.18. Distribution de la pression de laminage et des contraintes de cisaillement le long du foyer de déformation. [44]
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1.10 Thermique de la bande et le cylindre

Le processus de laminage, essentiel dans la transformation des métaux, génére une déformation
thermique due a l'intense frottement entre le métal et le cylindre de laminage, entrainant une élévation
significative de la température. Bien que dans le laminage a froid, les effets thermiques soient souvent
considérés comme secondaires, ils influencent la géométrie des piéces, leurs propriétés métallurgiques
et les aspects tribologiques du processus.

Sur le plan géométrique, le profil du cylindre peut étre modifié par un bombé thermique résultant de la
déformation thermo-élastique du métal, affectant la précision du produit final. Certains aciers
inoxydables austénitiques peuvent devenir instables sous déformation plastique, entrainant la
formation de phases indésirables comme la martensite, ce qui altere les propriétés mécaniques et la
résistance a la corrosion. Toutefois, I'élévation de température peut retarder cette transition de phase et
permettre un meilleur contréle des propriétés finales.

En termes tribologiques, la température impacte fortement le comportement du film lubrifiant utilisé
pour réduire le frottement. La viscosité et I'efficacité de ce film dépendent de la température des
surfaces en contact, telles que les cylindres et la tole. Cette interaction entre chaleur, lubrification et
frottement affecte I'efficacité du laminage et la qualité des produits. Bien que les effets thermiques
soient notables, les faibles épaisseurs des matériaux réduisent les temps de diffusion de la chaleur,
limitant ainsi I'ampleur des variations thermiques durant le processus.

1.10.1 Transfert de chaleur
Il existe trois modes principaux de transfert de chaleur :

a) Conduction: C'est le transfert de chaleur a travers un matériau solide ou entre des solides en contact
direct. Il est régi par la loi de Fourier, qui établit que le taux de transfert de chaleur est proportionnel
au gradient de température et a la conductivité thermique du matériau.

p=-Agrad T (1.49)
ou ¢ est le flux de chaleur, A est la conductivité thermique et T est le gradient de température.

b) Convection: est le transfert de chaleur entre une surface solide et un fluide en mouvement.

c) Rayonnement : est le transfert de chaleur sous forme d'ondes électromagnétiques, n'ayant pas
besoin de milieu matériel et pouvant traverser le vide.

Echange thermique par
conduction

Vv In
(

énergie thermique par
frottement

Production de chaleur
induite par la déformation
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Figure 1.19 Mécanisme de transfert de chaleur lors du laminage a chaud.

1.10.2 Thermique des cylindres de travail
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Figure 1.20. Température dans le cylindre, a diverses profondeurs [45].

L'échauffement des cylindres de travail dans les laminoirs, accentué par les vitesses de laminage
élevées, représente un défi majeur. Un refroidissement insuffisant peut réduire leur durée de vie,
entrainant de I'écaillage di aux contraintes thermiques et des déformations indésirables du profil du
produit. Une gestion optimale de la température des cylindres est donc cruciale pour maintenir la
qualité du laminage et prolonger la longeévité des équipements. L'étude de [45], la Figure 1.20 montre
une décroissance rapide de la température de surface apres chaque passe, due a la dissipation
thermique vers le cylindre.

Le refroidissement par pulvérisation joue un réle important dans le processus de laminage a chaud,
influencant significativement les dommages et la durée de vie des cylindres de travail. Une gestion
inadéquate du refroidissement peut dégrader le profil et la géométrie du matériau laminé. Ce
refroidissement est généralement assuré par des gicleurs munis de buses placées en amont et en aval
des cylindres Figure 1.21. L'intensité du refroidissement dépend du flux thermique sur les surfaces,
lequel est déterminé par le coefficient de transfert thermique (HTC) et la différence de température
entre la surface du cylindre et I'eau. Le HTC varie selon des facteurs tels que la densité d'impact de
I'eau, la taille et la vitesse des gouttelettes, ainsi que les propriétes de la surface a refroidir.
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Figure 1.21 Refroidissement des cylindres de travail.

Le travail de [46] explore le déplacement du point de refroidissement intense vers l'espace de
laminage, suggérant qu'une température élevée du cylindre pourrait augmenter l'intensité du
refroidissement a cet endroit. L'amélioration de la durée de vie des cylindres demeure un sujet d'intérét
majeur, et bien que I'étude de Stevens (1971) reste pertinente, les données de mesure en usine restent
rares. Les concepteurs de systemes de refroidissement s'efforcent de maintenir la température des
cylindres aussi basse que possible, avec certains fabricants fixant une température maximale de
fonctionnement. Une approche potentielle consiste a rapprocher le systéme de refroidissement de
I'espace de laminage. L'efficacité du refroidissement optimal dépend également du matériau du
cylindre, car l'intensité du refroidissement peut affecter les contraintes de tension dans la couche
superficielle du cylindre.

La méthode moderne de refroidissement des cylindres dans le laminage a chaud, illustrée dans la
Figure 1.21, offre des applications potentielles pour d'autres procédés similaires. En utilisant des
gicleurs spécialement congus, le jet de pulvérisation est dirigé depuis des positions inédites, permettant
ainsi un impact optimal sur la surface du cylindre, a proximité de I'espace de laminage. Ce systéeme
repose sur des gicleurs solides, montés sur une infrastructure d'alimentation en eau, qui transforment le
jet cylindrique en un éventail plat, assurant une couverture idéale de la surface du cylindre. Cette
approche permet d'atteindre une intensité de refroidissement maximale sans perte d'énergie cinétique
par rapport aux buses conventionnelles, méme avec une pression et un débit d'eau identiques.
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Conclusion

Ce chapitre a fourni une synthése des concepts fondamentaux et des modeles théoriques régissant le
comportement mécanique et thermique des matériaux dans le cadre du laminage. L’examen des
modeéles de comportement des matériaux, couplé a une approche thermodynamique rigoureuse, a
permis de poser les bases nécessaires a une comprehension des mécanismes physiques a I’ceuvre.

La notion de contrainte, au cceur de toute modélisation mécanique, a été abordée sous divers angles,
depuis la matrice des efforts internes jusqu’au tenseur des déformations et a leurs relations non
linéaires de contrainte-déformation. Une attention particuliére a été accordée a 1’état plan de contrainte
et de déformation, tant dans ses manifestations en déformation plane qu’en contrainte plane, ce qui
constitue un cadre analytique essentiel pour le laminage des produits plats.

Les modéles rhéologiques ont été explorés dans leur diversité, soulignant leur pertinence pour décrire
le comportement plastique et viscoplastique des métaux. La modélisation mécanique, et en particulier
les mode¢les d’écrouissage, a permis de caractériser la contrainte équivalente dans des conditions de
charge complexes. Une comparaison critique entre les critéres de Von-Mises et de Tresca a mis en
lumiére leurs avantages respectifs dans 1’évaluation des contraintes limites, une étape cruciale pour le
dimensionnement des systemes industriels.

Le frottement entre le métal et les cylindres, un parametre clé influencant a la fois la qualité du produit
laminé et les forces de laminage, a été abordé a travers différents modéles. Ces derniers ont permis
d’enrichir la compréhension des interactions tribologiques au sein de 1’espace de laminage. La
confrontation entre les prédictions théoriques et les données expérimentales a mis en exergue la
nécessité d'une validation empirique des modeles proposés.

Enfin, I’analyse thermique des bandes et des cylindres a révélé I’impact des gradients de température
sur les propriétés des matériaux et les performances du processus. Les interactions entre les transferts
thermiques, les contraintes mécaniques et les phénomenes tribologiques ont été soulignées, établissant
ainsi un lien fondamental entre les aspects thermomécaniques du laminage.

Ce chapitre établit donc un socle théorique solide, intégrant les concepts et les modéles pertinents,
pour aborder les défis spécifiques rencontrés dans 1I’optimisation du processus de laminage. Cette
synthése constitue une étape préalable indispensable a une modélisation et une expérimentation
avancées, dans le but d’améliorer les performances des installations industrielles et la qualité des
produits.
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2.1 Introduction

Le laminage des bandes, en tant que procédé essentiel dans la transformation des métaux, repose sur
une comprehension des phénomeénes liés a la déformation plastique des matériaux. L'optimisation et la
maitrise de ce processus requiert l'utilisation de méthodes de calcul simplificatrice et rapide

d’exécution visant a modéliser et prédire le comportement du matériau, les distributions des
contraintes, ainsi que les forces impliquées lors de la déformation du mateériau.

Au fil des années, plusieurs méthodes de calcul ont émergé pour relever les défis inhérents au
laminage des bandes. De nombreux modéles analytiques [47, 48, 49] et numériques [50, 51, 52, 53]
ont vu le jour pour prédire les champs de pression et de vitesse, fournissant ainsi des solutions rapides
a l'industrie du laminage des bandes. Ces modéles se sont tous concentrés sur l'amélioration des
méthodes existantes, telles que I'équation de Karman [54] et I'équation d'Orowan-Sims [55, 56].

En raison des déformations liées au laminage, la complexité du processus nécessite le développement
de modeéles basés sur des hypothéses simplifiées quant au comportement des matériaux. Néanmoins, il
subsiste un besoin constant d'ameliorer ces modéles pour renforcer leur précision dans la prediction du
processus. Ce chapitre vise a explorer les principales méthodes de calcul couramment utilisées dans le
domaine, en mettant en évidence leurs atouts, leurs limites, et leur contribution a l'avancement de
I'industrie sidérurgique et métallurgique.

2.2 Etat de I'art des modeles de laminage de bandes

<
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Longueur de Contacte

Direction de Laminage

Figure 11.1. Paramétres géométriques dans une passe de laminage.

La Figure 11. 1 illustre les paramétres géométriques du processus de laminage, incluant hy,h, eth. | qui
correspondent respectivement a la moitié de la hauteur de la téle a I'entrée, a la sortie et au point
neutre. De méme, V,,V; et V, denotent les vitesses a I'entrée, a la sortie et au point neutre, tandis que
Q représente la vitesse angulaire du cylindre de laminage. T,, T, Tension en amont et en aval.

Dans le laminage de téles minces, la largeur est considérablement plus grande que I'épaisseurb>h ,
nous pouvons donc établir la condition de déformation plane ou, et le tenseur de déformation ¢; peut

étre exprimé comme suit :

-, 0 0
&= 0 ¢, 0 (I1.1)
0 0 O
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Les champs de vitesse et de contrainte dépendent des directions longitudinale (X)et normale (y) et
peuvent étre exprimés respectivement par le tenseur de vitesse de déformation &; et le tenseur de

contrainte de Cauchy o; .

ov, 1( ov, avy
—| —=2+—1 0
OX 2\ oy OX
ow o ov -p+S,, Ty 0
éij B E(EX_Fa_Xy] - 8): it Oij = Ty _p+Sxy 0 (IL2)
0 0 -p
0 0 0

Ou p la composante tensorielle est la pression hydrostatique et Sij est la contrainte déviatrice.

L'évaluation de ces composantes tensorielles est une tache extrémement complexe. C'est pourquoi
nous avons développé et comparé des modeles plus simples tout au long de ce chapitre. Ces modeles
ont été concgus pour tenir compte a la fois de I'effet de compression dans le modéle classique et du
cisaillement dans le modéle hydrodynamique lors du laminage des bandes.

En supposant que le matériau soit isotrope, nous utilisons la contrainte équivalente de Von-Mises[57]

o, (o)
article], (5=\/E=ao) et la loi d'évolution,gif =A—=

5 conduit a la régle d'écoulement de Von
o
]

Mises :

S; = %60 (5)i (IL.3)

2.2.1 Prise en compte de ’aplatissement des cylindres de travail

Dans le cadre du processus de laminage, il est impératif de prendre en considération I'élasticité des
cylindres afin d'obtenir des prédictions précises. Notamment dans le laminage a froid, ou les
contraintes sont considérablement élevées, entrainant des déformations élastiques substantielles des
cylindres. Cette situation differe du laminage a chaud, ou les déformations élastiques des cylindres
peuvent étre négligées sans risques d’erreurs importantes. Cependant, pour une modélisation précise
du laminage, il est nécessaire d'intégrer les propriétés élastiques des cylindres de travail dans les
calculs.

La Figure 11.2 présente le schéma de l'algorithme employé pour déterminer le rayon de planéité des
cylindres en fonction de I'effort de laminage. Cet algorithme permet d'estimer la déformation élastique
des cylindres résultant de l'application de I'effort de laminage. Le rayon aplati des cylindres est
déterminé a l'aide du modele de Hitchcock [58]. Ce modele, dérivé de la théorie du contact de Hertz,
exclut lI'influence du frottement sur la déformation et suppose que le cylindre aplati conserve une
forme circulaire dans la zone de déformation, bien que son rayon soit augmenté. L'expression du rayon
déformé selon le modéle de Hitchcock s’écrit alors :
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16(1-v7) F
7E.  WAh

R'=R |1+

(IL4)

Avec E_, v, le module d'élasticité du cylindre et le coefficient de Poisson, F la force de laminage
ainsi que les caractéristiques géométriques R, Ah, W,
Des ajustements ont été effectués par Bland et Ford [59] pour ameliorer I'évaluation de ce rayon

déformé, prenant en considération I'élasticité de la tdle a I'entrée et a la sortie du contact, ainsi que les
tensions de la bande, formulées comme suit :

16(1-v,
R'=R |1+ ( ) F 5 (I1.5)
e (JW Ah+6,+6, +\/E)
Avec :
v (1+o
51: t(E t)(hl-l-z_ho-rl)
t
(I1.6)
(1—Ut)2
0, = E hl(GO Tz)

Données d'entrée Géométrie,
Rhéologie

Méthode de calcul

F.

| Formule de Hitchcock

=i+l

Teste de

Calcul de Rayon
du cylindre

Convergence

Py =Py <e

| Fin |

Figure 11.2. Algorithme de calcul utilisé par les modéles de calcul pour I’aplatissement du cylindre.

L'utilisation de cet algorithme permet une prédiction plus précise du comportement des cylindres lors
du laminage de matériaux presentant un comportement plastique ou viscoplastique, ce qui se traduit
par une amelioration de la qualité et de la précision des résultats. En intégrant I'élasticité des cylindres,
la modélisation du processus de laminage devient plus réaliste et plus fiable.

Il est a noter que pour le laminage a froid des bandes minces, trés souvent cette méthode ne converge
pas quand les contraintes mise en jeux sont trés importantes necessitant de prendre en compte la forme
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non circulaire des cylindres au cours du laminage, ce qui pousse a utiliser d’autres méthodes. La plus
utilisée et qui convient aux modeles simplifiées reste la méthode des fonctions d’influence.

2.3 Méthode des tranches

La méthode des tranches, largement utilisée dans la mise en forme des métaux, se caractérise par son
excellent rapport qualité-prix [60], en particulier dans le cas du laminage des téles minces. Une
analyse a révélé qu'une convergence remarquable entre les résultats obtenus par la méthode des
tranches et ceux issus de la méthode des élements finis se produit lorsque le rapport entre la longueur

Lc N . ) )
de contact et la hauteur [?] de la tole dépasse le seuil de quatre [60]. Cette cohérence des résultats

souligne de maniere significative I'efficacité de la méthode des tranches dans des situations ou la
géomeétrie et les propriétés du matériau permettent une modélisation simplifiée.

L'objectif fondamental de cette méthode est d'anticiper et de calculer avec précision la répartition des
contraintes de pression le long de la zone de déformation. Il est essentiel de comprendre que I’intégral

Ic
de ces contraintes jaydx constitue la force résultante qui s'exerce de maniére verticale sur la bande au
0

cours du processus de laminage. En d'autres termes, cette méthode vise a déterminer comment les
contraintes sont distribuée le long du foyer de déformation, ce qui est essentiel pour évaluer la qualité
du laminage. Le contact entre la bande et le cylindre de travail se traduit par une loi de frottement
telles que Tresca ou Coulomb. [61,19]

2.3.1 Principe de la méthode des tranches

Pour mettre en ceuvre cette méthode, la zone de laminage est considérée comme une série de tranches
verticales paralleles les unes aux autres, chacune ayant une épaisseur infinitésimale dx . Ces tranches
sont prises perpendiculaires a la direction de laminage. Ensuite, pour chaque tranche, les forces
internes et externes qui agissent sur elle sont prises en compte. En établissant les équations d'équilibre
pour chaque tranche quasi statique, on peut calculer les contraintes internes, les déformations et les
forces qui se produisent dans cette tranche. Ces équations d'équilibre tiennent compte des forces
appliquées, des forces de frottement, et d'autres facteurs appropriés pour chaque tranche. Une fois que
les équations d'équilibre statique ont été résolues pour chaque tranche, elles sont ensuite intégrées sur
toute la longueur de la zone de laminage pour obtenir une image compléte des contraintes, des
déformations et des forces qui se produisent pendant le processus de laminage.
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Figure 11.3. Principe de la méthode des tranches en déformation plane.

Il convient de remarquer qu'en référence a la figure 11.3, dans la zone de déformation, la variation de la
position x s'étend de[O— Lc], avec x=0 a l'entrée de cette zone et x = Lca la sortie de la zone de
déformation. Et « présente 1’angle total dans 1’emprise, une autre facon d'exprimer la position x est
en fonction de lI'angle @ du point de contact sur le cylindre avec @ varie de [O—a]. Donc on peut

écrire la position de x en fonction de I’angle de laminage # x =Rsin@avec R le rayon du cylindre.
2.3.2 Hypotheses de la méthode des trances

La méthode des tranches repose sur l'estimation de la distribution des contraintes dans le foyer de
déformation en utilisant un ensemble d'hypothéses simplificatrices telles que. [60,62,63] :

v Tranche reste en équilibre, > F /x=0.

v La déformation est plane.

v Le comportement du matériau laminé est rigide plastique.

v" Une tranche reste une tranche, ¢’est-a-dire qu’elle ne subit pas de flexion.

v" Le frottement de I’outil se traduisant par une scission z sur le bord de la tranche.

v' Les forces de masses et d'inertie sont négligées.

v’ Les paramétres mécaniques, a savoir les contraintes et les vitesses, sont uniquement fonction de
la direction Iongitudinale()?) :

v

Les axes O,,0,,0, sont les directions principales du tenseur des contraintes, des déformations
et des vitesses de déformations et restent fixes lors du laminage.
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2.3.3 Modélisation mécanique

dh i i \P
Sachant que : &<<1, by <<Eyr oy =0y(x)et v, =v(X) Pyip T
2w |
L’équilibre horizontal d’une demi-tranche s’écrit comme suite : N - - :
S F/x=0 ;
(0 +do, )(h+dh)-o, h+zac—Pac=0 5 (e
Sachant que :
7, =TCOS otdo, | i L,
P =Psina
Donc le calcul donne (/’équation 11.7) :
(o +do,,)(h+dh)-o,h+7accosa —Pacsina =0 (I1.7)
Du triangle (abc) nous avons :
dx dx
cosa=—=—at=——
ac cosa
: dh
sina=—=ac=——
ac sina
En remplace ac dans (/’équation II.1) le calcul donne :
h+dh)-o h+ 77— cosa -P—I0 sing
(O'XX+dO'XX)( +d )—Uxx +T% a—P% a =0 (118)
Le développement donne :
o,h+o,dh+do, h+do, dh—o h+7dx—Pdh=0 (IL9)
~0
En divise par dx :
o I, dowy pdh, g (IL.10)
dx  dx dx
P Etant o, donc I’équation devient :
do dh . (+)zoned 'avance
—X%h= - —=* I.11
dx (GW GXX) dx (—)zonederetard ({1
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(L’ équation I1.11) représente une équation différentielle ordinaire du 1* ordre comportant trois
variables inconnues (axx,ayy,z'). Elle est communément désignée sous le nom d'équation de Karman
[54]. Sa résolution requiert une réduction du nombre de variables inconnues, ce qui peut étre accompli
par I'incorporation d'une loi de comportement pour les contraintes normales et longitudinale o,,,0,, et

d'une loi de frottement pour la contrainte tangentielle z . Cette démarche vise a simplifier le probleme
en introduisant ces relations supplémentaires qui régissent le comportement du systéme, ce qui permet
ultimement de résoudre cette équation.

Les axes principaux des contraintes sont supposés étre alignés sur la géométrie du procéde. Les
tenseurs des contraintes o, et des vitesses de déformations &; se simplifient comme suit :

Gu 0 O -4, 0 0
o,=| 0 o, 0| &= 0 & 0 (IL12)
0 0 o 0 0 0

Zz

Aucun cisaillement interne n'est présent dans la bande. Les contraintes et les déformations sont
uniformes selon Y, ce qui signifie qu'elles dépendent uniquement de X.

2.3.4 Modele classique (C.M)

Comme mentionné précédemment, (L équation I1.11) contient trois inconnues. Par conséquent, il est
nécessaire d'introduire deux équations supplémentaires. La premiére équation est déterminée par
I'application d'une loi de comportement, tandis que la seconde est établie en se basant sur une loi de
frottement.

2.3.4.1 Loi de comportement

La prise en compte de la contrainte d'écoulement sur toute I'étendue de I'emprise revét une importance
fondamentale pour assurer la fiabilité de la résolution de I'équation de Kerman (équation 11.11).

Etant donné que le matériau est isotrope, nous utilisons la contrainte équivalente de Von-Mises [57].

_ I3
Gz\/;/SijSij (IL.13)

Ce qui donne :

o= %\/(GXX -0, )2 +(0'yy -0, )2 +(O'ZZ —O'XX)Z (I.14)

L'hypothése de déformation plane neglige les effets de bord, tels que I'élargissement, et est justifiee
lorsque le rapport largeur de la bande sur épaisseur de bande est supérieur a 10. Cela permet d'énoncer

g, =0 (IL.15)

2z

Ce qui nous permet de calculer la contrainte transversale &, en fonction de o, et o, en utilisant la

s ) . . of (Uij )
loi d’évolution plastique &; = /16— [17,18],

ij
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Aprés développement, nous pouvons donc conclure que la contrainte transversale représente une
contrainte intermédiaire en fonction de (o,,.0,, ):

Oy +0o
o, = (11.16)

La contrainte équivalente peut s’écrire :

& =ay|o,—0, (I1.17)
OU ¢, est une constante dépendant des constantes d’anisotropie.
De méme en reportant dans les expressions de la déformation équivalente on obtiendra :
. 1.
p=—1¢,| (IL.18)
20
La loi d’écoulement plastique et viscoplastique s’écrira comme suit :
1
ao(aw —O'XX)=Y —‘gy‘ (IL.19)
0
( _ 1 n-.m
(o, —O'XX) =Al — NN (11.20)
Po
En plasticite associée « ,= /3, et on obtient
Cas isotrope complet
J3
oy =—— I1.21
0= (IL.21)

En reportant (I’équation 11.21) dans la contrainte équivalente de Von-Mises (I’équation II.17) le critere
de plasticité permit d’écrire :

&= ? oy, — 0 (11.22)
Cas isotrope transverse
a, = 2(21++rr) (I1.23)
Cas orthotrope
P e (1.24)

° A (1+r)(1+r)
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1+ 4+,
=p|——— 11.25
%=t n) (1L.25)

Cas de la plasticité non associée non quadratique

Cas orthotrope non quadratique

(11.26)

2.3.4.2 Modele de comportement

Un modéle de comportement, par définition, établit une corrélation entre une grandeur statique et une
grandeur cinématique. Il permet de traduire les phénomenes microscopiques ou métallurgiques en des
termes phénoménologiques. Dans le contexte de la mécanique des milieux continus (MMC), ce

modele se manifeste par une relation établie entre les contraintes et les déformations o; <> &;

;» voire

entre les contraintes et les vitesses de déformation o, <> &; .

(L’équation I1.17) exprime la contrainte équivalente de Von-Mises en fonction de la contrainte
longitudinale et normal(axx,ayy), en posant & = o, avec .0y représente la contrainte d'¢coulement

du matériau lors de sa mise en forme.
2.3.4.3 Modéles de frottement

La résolution de (I'équation 11.11) requiert non seulement I'utilisation d'une loi de comportement, mais
aussi l'introduction d'une loi de frottement. Dans ce qui suit, nous exposons les modéles de frottement
les plus couramment utilisés dans la méthode des tranches, les classant en trois grandes catégories :

Plastique : également appelés modeéles secs, incluent des formulations telles que la transcription
surfacique du modeéle rhéologique de Coulomb ou la loi de Tresca, qui découle directement des lois de
plasticité de Von-Mises et de Tresca.

a) Loi bE CouLoMB
Il s'agit de la représentation surfacique du modeéle rhéologique de Coulomb, se distinguant par
I'intégration de la contrainte normale [19].

Si 7<po, >V, =0
Si r=po, >34 telque v,=-Ar (11.27)
7 > Ho, :impossible

Le coefficient p intervient pour prendre en compte l'influence des parameétres cachés dans cette loi.
Lors de l'application de cette formulation, deux options sont envisageables :

T min{,uO‘ GO}
T=uo,  T= N
3

Nous privilégions la seconde option pour sa flexibilité en modélisation numérique, en intégrant la
vitesse de glissement dans la formulation adoptée.
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|<1

(I1.28)

!

T= min{uo 00}

=— =
B

b) Lol DE TRESCA:

Cette loi découle directement des principes fondamentaux de plasticité de Tresca et de Von-Misés.

[57].

o, Vg

r=-m=L_% 0<m<0.85 (11.29)
V3 7|

Si 7=0-v, =0
%
3

S0

Ve

L’élément radical partagé par ces deux lois précédentes réside dans leur dérivation a partir de criteres
de plasticité, intégrant ainsi les concepts de seuil et de critére, caractéristiques des lois de type

plastique. Afin d'éviter la notion de domaine interdit(z >7,), nous transitionnons vers les lois

Si r=Fm—=—>31 telque v,=-Ar

7 > m—=impossible

viscoplastiques.

Viscoplastique : En se basant sur les lois de comportement viscoplastiques qui suppriment la notion
de domaine interdit (la contrainte augmente avec la vitesse de déformation), une équivalence a été
établie en termes de comportement de surface. Cela a conduit a la création d'une loi de frottement
viscoplastique [19,61]. La loi viscoplastique la plus couramment utilisée en mise en forme est la loi de
Norton-Hoff.

a) loi de Norton-Hoff :

La formulation de la loi de Norton-Hoff s'appuie sur une analogie élaborée avec la loi puissance de
fluage. Cette approche repose sur une compréhension des mécanismes de fluage et vise a établir une
correspondance entre ces deux lois. En effet, la loi de puissance de fluage est couramment utilisée pour
caractériser le comportement a long terme des matériaux soumis a des charges constantes a des
températures élevées.

r=—av! (IL30)

Une forme spécifique de cette loi émerge de sa linéarisation, connue sous le nom de cas visqueux
newtonien, qui se présente sous la forme :

p
T=r, (—g] (11.31)
Vr

Ou v, est la vitesse de reference. Pour le cas du laminage, qui égale a la vitesse des cylindres de

<

laminage. 7c Représente le frottement sec est calculée par la loi de Coulomb ou de Tresca.
M, et p dépendent des parametres caches tels que la température, la rugosité, les lubrifiants [19].
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Plastiques Régularisé : Les lois de frottement plastiques ou secs, telles que celles de Coulomb et de
Tresca, entrainent une discontinuité au point neutre. Pour surmonter cette difficulté, on remplace la

relation r(vg)par une fonction continue et réguliére. Cela permet d'obtenir une fonction qui est
continue et dérivable en tous points. Il est important de noter que cette approche est principalement
numérique et ne repose pas sur des principes physiques, contrairement aux lois viscoplastiques. Dans
la littérature, plusieurs propositions de régularisation sont présentées [19] les plus utilisé sont la
proposition de Kobayashi et de Gratacos [64,65]. La figure I1.4 illustre une comparaison entre le
modeéle de frottement plastique et régularisé.

a) régularisation de Kobayashi :

— Ve
T =t arctg (—) (I.32)
Yo

7, ESt une constante physique établie par des méthodes experimentales
b) Régularisation de Gratacos:

v

=7, 2" 2 (IL33)
\/Vg +7/0 \/Un +}/'0

Ou 7/(') —1sic, > 75, Ce modele représente une extension du modele de Kobayashi, en réponse a

I'observation expérimentale [19]. Cette observation conclut que, pour de faibles contraintes normales,

%o

NG

40 4 m==—sao —— Plastique
~—

I'influence de o, sur r ne peut étre négligée.z, =m

~a === Régularisé
~
30 4 ~

20 A Y

Contrainte de Cisaillement [MPa]

SN

0 5 10 15 20 25
Longueur de Contact (mm)

Figure 11.4. Comparaisons entre le modele de frottement sec (Coulomb) et le modéle régularisé (Kobayashi).

L'équation de frottement peut étre utilisée pour prédire la force de traction nécessaire pour laminer
une téle d'acier. En connaissant les propriétés du matériau, les conditions de laminage et les
parameétres cachés, il est possible de déterminer la force nécessaire pour obtenir la téle d'épaisseur
souhaitée.
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2.3.5 Intégration numérique

Nous disposons d'une équation d'équilibre, d'une loi de comportement et d'une loi de frottement. Les
conditions aux limites sont imposées par les contraintes inter cages, déterminées par les valeurs des
contraintes longitudinales a I'entrée et a la sortie de la zone de laminage. En utilisant une méthode
d'intégration numeérique d'Euler pour résoudre (I'équation 11.11), nous cherchons a obtenir la solution
du probleme dans un cadre monodimensionnel. Il est important de noter que ce schéma de résolution
ne converge que dans le cas plastique, qu'il soit volumique ou de surface. Dés que nous nous tournons
vers la viscoplasticité, la résolution ne converge plus en raison du manque de connaissance préalable
des vitesses. Cela entraine des oscillations numériques qui conduisent a des calculs imprécis du point
neutre. Ainsi, [66] a proposé une approche alternative pour résoudre ce probleme. Au lieu de
déterminer le point neutre suite aux calculs effectués a partir de I'entrée et a la sortie de la zone de

I’emprise, la technique de résolution implique la détermination du point neutre X, a l'aide de la

méthode du tir [6]. Pour une position donnée du point neutre X, on calcule la contrainte longitudinale
en intégrant I'équation de Karman a partir de I'entrée, ce qui permet de déterminer sa valeur a la sortie.
En ajustant la valeur de X, on peut faire coincider cette valeur avec celle donnée. Sur le plan

technique, l'intégration de I'équation de Karman est réalisée a l'aide de la méthode de Runge-Kutta
[6,7], tandis que I'ajustement du point neutre est effectué a l'aide de la méthode de la sécante [6,8,9].
Cette approche conduit a un calcul efficace et rapide, ce qui permet de tester facilement différentes
hypotheses. L'algorithme de cette méthode de calcul est présenté ci-dessous.

| Données d'entrée Géométrie, Rhéologie |

Sélection du point neutre

]

:
i E Calcul de la Force et Pression
1

Méthode du tir

Test de

Changement de
la Position du  [—> 1 i
point neutre

Convergence

P-Py<e

Présentation des résultats

Figure 11.5. Algorithme de calcul pour déterminer la position de point neutre X, .

2.3.6 Application du modéle classique dans différents cadres de laminage

L’introduction d'un mod¢le de comportement permet de résoudre une partie de 1'équation d'équilibre
pour cela nous proposant quelque approche.
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a) Cadre plastique
Casl:

Matériau parfaitement plastique

o, =Cte (I1.34)
Donc: 6 =—|o,, —O'yy‘_O's
En obtient :
3
Oy — O'W‘ = EO'S (IL.35)
Cas?2:

Prise en compte de 1’écrouissage
Dans ce cas, nous allons utiliser le modéle de SWIFT
Donc la contrainte équivalente s’exprime comme suit :
o=As" (I1.36)
A représente la consistance du matériau et n coefficient d’écrouissage.
b) Cadre viscoplastique
Casl:

Le modeéle le plus couramment employé pour décrire le comportement viscoplastique est le modéle de
Norton-Hoff, principalement utilisé dans la mise en forme des métaux a haute température [11].
Cependant, dans le cas du laminage a chaud, l'anisotropie est généralement négligeable. Par
conséquent, nous nous restreindrons au cas isotrope et recourrons aux contraintes de déformation
équivalente de Von Mises.

La thermodynamique des processus irréversibles non linéaires stipule :

P Y PO CY 137

I ] .
' Ooy b0

a)(aij ) et ;//(g'ij)Ce sont deux potentiels de dissipation convexes, non quadratiques, et duals I'un par
rapport a l'autre.

Le modele de Norton-Hoff donne :

w(aii): ‘ " ‘/’("éij)szJrl‘gM+1 OUK=kim etM:%

o=Ké" (1138)
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K représente la consistance du matériau et représente la contrainte d’écoulement pour £=1 m
coefficient de sensibilité aux vitesses de déformation.

Sachant que :

- 2
F=—"¢ (I1.39)
\/§ vy
Donc la contrainte équivalente s’exprime de la maniére suivante :
o= K(ig' jm (1.40)
V3 '
Le développement donne :
2 m+1
o, —0,|=K (ﬁj én (IL41)

On détermine par &, la cinématique.

Nous avons dans ’axe y la vitesse du métal égale a la vitesse du cylindre V,cyl =V, metal

Y,
sinp=——=V, =V,

o SINQ (I1.42)
cyl
V, =woR=V, =wRsing (11.43)
Comme :
.V, wRsing
&y = ?y == (11.44)
Donc la vitesse de déformation équivalente :
~ 2 oRsing

3 h
Cas?2:

La prise en compte de I'écrouissage a permis de formuler (I'équation 11.38) de la maniere suivante :
G=Ké"g" (11.46)

Avec :

Folp 22| _jph). £=-"2|é, (IL47)
v3 7 B h J3'

Cas 3:

40



Chapitre. 11 Méthodes de calcul en laminage

Il existe aussi un modele thermomécanique, ce qui signifie qu'il prendra explicitement en compte
I'énergie d'activation et la tempeérature de laminage [67,68], tout en considérant éventuellement
I'écrouissage. Le modéle est donné par :

— ~m=n mQ
=K e — 11.48
o g€ Xp(RT j ( )

Avec :

Q:Energie d’activation apparente ( j/mol).
R, : Constante des gaz parfaits (R =8.31j/mol )
T : Température de laminage (K).

En appliquant la loi de Norton-Hoof dans le cas du laminage on peut formuler la loi de comportement
comme suit :

ﬁ(axx —ayy) = A(%} énen exp[ mQ J (IL49)

RT
2.3.6.1. Identification de la loi de comportement viscoplastique

Comme mentionné précédemment, la loi de comportement que nous utilisons dans ce cas (équation
11.49) et que nous allons intégrer dans notre code de calcul. Son identification nécessite donc de
déterminer les coefficients m,n,Q en se basant sur des essais de compression a chaud, ou les
conditions de lubrification a l'interface entre l'échantillon et la presse ont permis d'obtenir des essais
uniformes ou la déformation peut atteindre l'unité. [68] a identifié¢ les parametres rhéologiques,
notamment le coefficient de sensibilité a la vitesse de déformation m, le coefficient d'écrouissage n et
I'énergie d'activation Q, a différentes températures pour un acier industrielle C//B brute de laminage
(B.L).

n:(a'n“j (I1.50)
olne );,
mz(aln‘fj (IL51)
olné ); .
R. Odlng

Q=—"C—1" (I1.52)
m 1
dln [Tj ]

Les résultats obtenus a partir de I'acier C//B ont permis de formuler la loi de Norton-Hoof sans
prendre en compte I'écrouissage, comme suit :
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N 2\, 0.128 86
7(axx—ayy):71.49 N &y ep| g (IL53)

AVec :

av 2
g, =02 M AR Me (IL54)
d X  (2Rh-x)

2.3.7 Résultats

Dans la suite de ce chapitre, nous allons confronter le modéle classique avec celui employé au sein du
laminoir & chaud du complexe sidérurgique « SIDER ». Nous procéderons a une analyse des résultats
obtenus par le modele classique, évaluant ainsi ses performances et la précision de ses prédictions.

a) Données d'entrée

Dans ce cadre, nous adoptons un modéle purement méecanique. Nous disposons d'un fichier contenant
I'ensemble des données relatives au laminage de I'acier C11B sur le train finisseur a chaud. Ce fichier
inclut également les grandeurs mesurées pendant du processus de laminage pour les 6 cages,
notamment 1’effort et couple de laminage. La figure suivante présente les données et 1es mesures
extraites du complexe sidérurgique « SIDER ».
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Figure 11.6. Données de laminage tirées du site « SIDER ».

La loi de comportement utilisé dans nos calculs est celle données par la viscoplasticité (équation 11.49)
. . O-O \79

Loi de frottement de Coulomb : 7, =—min{ up,—=r =

/T

Avec le coefficient de frottement =0.2
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Tableau 11.1. Comparaisons entre le modele classique (C.M) et le modele utilisé par « SIDER ».

Réduction CM Données du Site Erreur relative
NO
Force Couple Force Couple Force Couple
Cage %
KN KN.m KN KN.m %
1 37.4 15434.05 807.69 15221 1037 1.40 22.11
2 38.4 15347 568.27 14144 721 8.51 21.18
3 36.6 14023.07 248.04 13079 362 7.22 31.48
4 30.6 11906.11 164.53 11872 264 0.29 37.67
5 25 9170.74 110.21 10863 190 15.58 41.99
6 21 7808.26 49.97 9764 115 20.03 56.54
1ea Barres d'erreur relatives 1e3 Barres d'erreur relatives
1.6
141 ]__ T ] T:z.n
i 1.40% T 1o
121 8.51% T T _ l
E 04 7.22% — l J_ é 08 TZI.IK?«
< 08 15.58% b J_
g 20.03% —%‘ 0.6 1
B 0.6+ =]
S 31.48%
04 1 o I T 3767% o
02 0.2 1 ’_I_‘ 56,540
0.0 T T T T T T 0.0 T T T T T T
1 2 3 4 5 [ 1 2 3 4 5 [
N° Cage N° Cage

Figure 11.7. Erreur relatives des grandeurs physique entre le modéle classique et le modéle utilisé sur site a) Effort de
laminage b) couple de laminage.

Commentaires

Les figures Il. 7.a et b exposent respectivement l'erreur relative associée a I'effort et au couple de
laminage. Dans la figure 11.7.a, les valeurs dépeignent les disparités entre les données relevées sur site
et les résultats issus du modele de calcul pour chacune des six cages. Une erreur relative minimale, a
I'instar de celle a 0.29%, évoque une convergence étroite entre les données expérimentales et les
prédictions du modele, soulignant une grande précision. En contraste, des erreurs relatives plus
élevées, comme celles de 15.58% et 20.03%, pointent vers des divergences plus notables.

Quant a la figure 11.7.b, elle expose I'erreur relative liée au couple de laminage pour chacune des six
cages. Les valeurs, fluctuant de 22.11% a 56.54%, témoignent des écarts entre les données du site et
les résultats du modéle de calcul. Une erreur relative moindre, telle que celle de 22.11%, suggére une
correspondance plus étroite, tandis que des erreurs relatives plus élevées, comme celles de 41.99% et
56.54%, révelent des discordances plus significatives. Ces résultats soulignent les domaines ou le
modele pourrait nécessiter des ajustements et des améliorations.

b) Données de sortie du modele

Les grandeurs mécaniques a déterminer a lI'aide du modele classique de laminage peuvent étre variées :
les champs de vitesse et de déformation, le glissement, les contraintes dans la bande, ainsi que les
grandeurs globales telles que la force et le couple de laminage. Ces variables revétent une importance
particuliére, notamment dans le laminage a chaud, pour anticiper des phénomenes tels que la
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restauration, la recristallisation, la croissance des grains, et les changements de phases, en particulier
dans le cas des aciers.
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Figure 11.8. Paramétres de sortie du modele classique (vitesse de glissement, vitesse de laminage, contrainte longitudinal et
contrainte d’écoulement.

La figure 11.9 illustre les contraintes
de contact. L'analyse de ces '
contraintes de contact, notamment
les pressions et le frottement, a été
effectuée par la méthode des

tranches, en se référant aux données B R LR U R T R S IR
industrielles du laminoir a chaud Ld(HDdb
comportant les six cages. Cette :
approche vise a modéliser les
interactions entre la bande et les
cylindres de laminage, en tenant - S
compte des variations de pression [ S A " Lomgucur de contct (mm) —» Diretion de Laminage

et de frottement le long de la zone
de laminage.

Contraintes de contact P, t [MPa]

-100 il

Contraintes de contact P, t [MPa]

Longueur de contact (mm) — Direction de Laminage

Contraintes de contact P, t[MPa]
Contraintes de contact P, t[MPa]

=

Cage 6

L'analyse des résultats obtenus

offre une compréhension des

Contraintes de contact P, v [MPa]

Contraintes de contact P,

distributions de contraintes au o -

0 5 0 15 20 25 0 5 10 15 20

sein deS diﬂ”éren tes cages du Longueur de contact (mm) — Direction de Laminage Longueur de contact (mm) —» Direction de Laminage

laminoir. Figure 11.9. Contraintes de contact des 6 cages du laminoir finisseur.

Ces informations sont importantes pour évaluer la performance du modéle classique, anticiper les
zones critiques soumises a des contraintes élevées, la position du point neutre, les conditions au
limites, le comportement du matériau lors de la mise en forme.
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2.3.7.1 Exploration des influences variables sur le comportement du matériau dans le processus
de laminage.

Le processus de laminage, est un domaine complexe ou divers paramétres interagissent pour influencer
le comportement du matériau ainsi que la qualité du produit final. Nous avons consacré une étude et
analyse paramétrique, visant a examiner de prés les multiples variables qui entrent en jeu lors du
laminage a chaud, tout en mettant I'accent sur leur impact sur le matériau.

A travers cette analyse, nous cherchons a dévoiler les subtilités souvent négligées mais importantes qui
peuvent affecter la qualité et les propriétés du produit final. En explorant ces influences variables,
I’objectif est de fournir des informations précieuses sur la maniére dont des ajustements spécifiques
peuvent étre apportés pour répondre aux exigences industrielles en termes de qualité du produit fini.
Ce processus vise a améliorer la performance du modele classique.

a) Analyse des parametres rhéologiques du matériau

z

—— o, 100 [MPa)
9,200 [MPa)
—— =300 [MPa)

400 [MPa)
/ —— =500 [MPa]
/

Longueur de contact

Contraintes de pression G

Figure 11.10. Influence de déférents parametres rhéologique sur les contraintes de pressions.

L'observation de la figure 11.10 confirme Il'influence majeure du coefficient de frottement et de la
sensibilité aux vitesses de déformation sur la pression de laminage. La précision de Il'identification de
ces deux coefficients est capitale pour une compréhension fine et précise des mécanismes en jeu dans
le processus.

Le coefficient de frottement représente la résistance au glissement entre les surfaces en contact. Sa
valeur affecte directement la force nécessaire pour déformer le matériau et, par conséquent, la pression
de laminage.

Le coefficient de sensibilité aux vitesses de déformation caractérise la variation de la résistance du
matériau a la déformation en fonction de la vitesse appliquée. Ce paramétre joue un role crucial dans la
détermination de la pression de laminage, car il influence la force nécessaire pour déformer le matériau
a un rythme donné. Une quantification précise de cette sensibilité permet de mieux appréhender le
comportement du matériau et d'ajuster les parametres du processus en conséquence.

L'analyse révele également que la contrainte d'écoulement du matériau influence le champ de pression
et la position du point neutre. En revanche, I'influence du coefficient d'écrouissage s'avére negligeable
dans le cas du laminage a chaud avec un comportement viscoplastique du matériau laming.
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z

Contraintes de pression ¢

Longueur de contact
Figure 11.11. Influence de déférents parametres géométrique sur la partition des pressions.
b) Analyse des parametres du processus de laminage

La figure 11.11 présente une analyse des distributions de pression de laminage dans le foyer de
déformation, en s'attardant sur I'impact des paramétres géométrique clés : la déformation, la vitesse de
laminage, le rayon du cylindre et I'épaisseur initiale.

L'augmentation de la déformation de 10% & 50% se traduit par une augmentation significative de la
pression de laminage. Ce phénomene est attribué a l'effet d'écrouissage prononcé de la bande, qui
accroit sa résistance a la déformation et nécessite une force plus importante pour la laminer.

La variation du rayon du cylindre de travail a également un impact notable sur la pression de laminage.
Un cylindre de plus grand rayon engendre une pression plus élevée, car il génere une contrainte de
compression plus importante sur la bande.

Contrairement aux deux parameétres précédents, la vitesse de laminage, dans la plage étudiée (2 m/s a
10 m/s), n'a pas d'influence significative sur la pression de laminage. Cette observation est cohérente
avec I'équation du modele classique décrivant les champs de contraintes de pression, qui ne prend pas
en compte la vitesse de laminage.

Il est important de noter que I'épaisseur affecte la résistance du matériau a la déformation et, par
conséquent, la pression de laminage. Une bande plus épaisse nécessitera généralement une pression
plus élevée pour étre laminée.

2.4 Méthode de la borne supérieur MBS

Dans la démarche méthodologique de la borne supérieure, les équations d'équilibre sont expressément
formulées selon la version faible du principe des puissances virtuelles. Soit v désignant les champs de

vitesse réels et T représentant les contraintes externes appliquées. Considérons v* comme un champ
de vitesse virtuel, admissible cinématiquement, satisfaisant rigoureusement les conditions aux limites,
et plastiqguement admissible, signifiant qu'il demeure incompressible. Le théoreme de la borne
supérieure, inhérent a cette approche, énonce que la puissance dissipée par le champ de vitesse réel est
systématiquement inférieure a celle dissipée par le champ virtuel. Cette énonciation, intrinsequement
liée a la méthodologie adoptée, constitue une formalisation rigoureuse qui sous-tend le caractére
admissible et optimal du champ de vitesse considéré dans le cadre de I'analyse. Soit
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Tv*ds> | Tvds (11.55)
do dQ
Dans le cas du laminage, la puissance des efforts extérieurs liés au champ de vitesse réel s'équivaut a

de;VdS =W, =Co+Fy,-Fy, (IL.56)

Ou C est le couple appliqué au cylindre, F,F, les forces appliquées sur la bande en entrée et sortie

d’emprise. La puissance interne dissipé sous forme de déformation plastique par le champ des vitesse
virtuel est égale a

Tv*ds =W, .[aogdv+j\/_ jn\g" i (IL57)

Dans l'équation précédemment mentionnée, S, représente la surface de discontinuité des vitesses

tangentielles virtuelles v;, tandis que d©_ symbolise la surface de contact entre la bande et le
cylindre, en supposant une hypothese de frottement de Tresca a [linterface (|r|=rﬁao/\/§).

Lorsqu'aucune traction n'est présente, la méthode de la borne supérieure se révele étre un outil
précieux pour calculer une borne supérieure du couple reel

C*= —int (IL.58)

2.5 Méthode des élements finis (MEF)

La méthode des éléments finis (MEF) constitue un outil essentiel pour la modélisation du laminage des
toles, offrant une précision prédictive remarquable dans I'analyse de la déformation plastique des
métaux. Son application, validée par de multiples corrélations expérimentales, permet une
compréhension approfondie des comportements structurels sous diverses conditions, bien que des
limites potentielles soient a considérer.

2.5.1 Principe de la méthode

La méthode des éléments finis repose sur la discrétisation d’un domaine continu en un maillage
composé d’éléments géométriques interconnectés par des nceuds. Chaque élément, caractérisé par des
propriétés matérielles et géométriques spécifiques, permet une modélisation approchée mais précise de
la structure. L'affinement du maillage accroit la précision des simulations, bien qu'il en complexifie le
calcul. Les équations régissant la mécanique des milieux continus sont résolues numériquement pour
chaque élément, puis assemblées pour restituer le comportement global de la structure, assurant ainsi
une analyse fiable des phénomenes complexes. [69]

2.5.2 Etapes de calcul

Des simulations bidimensionnelles de laminage ont été réalisées sur le cuivre et l'aluminium, a
différentes températures et taux de réduction, pour étudier leur comportement sous contraintes. Cette
approche permet de comparer la méthode des éléments finis a des modéles analytiques et a la méthode
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des tranches. En supposant le cylindre de travail indéformable et en considérant des déformations
planes, la complexité et le temps de calcul sont réduits. La symétrie du processus autorise 1’analyse
d'une seule moitié de la t6le, optimisant ainsi I'efficacité de la simulation.

2.5.2.1 Modélisation numérique du laminage
a) Modelisation geométrique:

Parametres géométriques: Définition de la géométrie du modele, incluant les dimensions du matériau
(longueur, largeur, épaisseur initiale) et du cylindre (diamétre, longueur), ainsi que des parameétres liés
a la zone de déformation.

Maillage: Creéation d'un maillage isotrope de taille uniforme dans les deux directions (transversale et
longitudinale) pour garantir une précision optimale dans les calculs. La taille du maillage peut étre
adaptée en fonction de la complexité de la géométrie et du niveau de précision requis.

b) Définition des matériaux:

Propriétés mécaniques: Attribution des propriétés des matériaux laminés (aluminium et cuivre) a
chaque élément du maillage. Cela inclut le module délasticité, le coefficient de Poisson (fixé a 0,3
pour les métaux usuels), la limite élastique, la contrainte d'écoulement et d'autres parameétres
appropriés au comportement plastique du matériau.

Caractérisation du comportement plastique: Le choix du modéle de comportement plastique dépend
du matériau et du type de laminage. Des modeles comme le modele de Von-Mises ou le modéle de
Drucker-Prager peuvent étre utilisés pour capturer le comportement du matériau.

c¢) Conditions aux limites:

Fixation des cylindres: Encastrement des extrémités des cylindres de laminage pour simuler leur
fixation rigide au bati du laminoir.

Support de la zone de déformation: Application de conditions de support sur la zone de déformation
pour empécher le mouvement du matériau dans les directions non désirées.

Chargement : Application des forces et des moments sur les cylindres de laminage pour simuler
I'action du laminoir. La vitesse initiale de laminage peut également étre définie pour simuler le
mouvement des cylindres.

d) Simulation du processus de laminage:

Modeéles de contact: Définition de modeles de contact précis pour simuler I'interaction entre les
cylindres de laminage et le matériau. Le choix du modele dépend du type de contact et des conditions
de frottement.

Une condition de frontiére de contact régissant I'interaction mécanique entre la bande et le cylindre a
été imposée le long de linterface bande/cylindre. Le frottement dans la zone de contact est

proportionnel a la force normale, comme le démontre I'équation suivante :
T =uP (I1.59)

r

Ou ¢, représente la contrainte de cisaillement critique, x est le coefficient de frottement, et P est la
pression de contact. Un coefficient de frottement de 1’ordre de 0.2 est utilisé. Dans le modéle de
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frottement de Coulomb, deux surfaces en contact peuvent supporter des contraintes de cisaillement
jusqu'a une certaine magnitude ¢ a travers leur interface avant de commencer a glisser I'une par

rapport a l'autre. Cet état est connu sous le nom de maintien en place. Une fois que la contrainte de
cisaillement équivalente dépasse le contact et les surfaces cibles glisseront I'une par rapport a l'autre.
Cet état est connu sous le nom de glissement. Les calculs de maintien en place le glissement
déterminent quand un point passe du maintien en place au glissement, ou vice versa. La symétrie de
déformation dans la bande est maintenue grace a une condition aux limites de déplacement nul dans la
direction de I'épaisseur le long de I'axe central de la bande. Cela permet de réduire la complexité
géométrique et le temps de calcul. La vitesse de laminage est introduite dans le modéle en appliquant
une vitesse de rotation a un nceud pilote situé au centre du cylindre.

Résolution des équations: Les équations régissant le comportement du matériau et les interactions
physiques sont résolues numériquement a l'aide d'un logiciel de simulation par éléments finis.

2.5.3 Résultats

Figure 11.12. Foyer de déformation en (MEF).
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Figure 11.13. Evolution des contraintes de pressions prédites par la méthode des éléments finis et les capteurs
expérimentaux.

Remarque :

La méthode des eéléments finis se présente comme une approche universelle adaptable aussi bien au
laminage de produits épais que fines. Cette méthode se révéle particulierement efficace pour
reproduire les resultats experimentaux tels que obtenus par [21]. En effet, ils ont mesuré les
distributions de pression sur la surface a l'aide d'une aiguille instrumentée affleurant la face du cylindre
pour plus de détaille sur la méthode voire (Chapitre. ). lls ont observé, pour certaines passes, une
distribution de contrainte normale présentant deux pics de pression. Ces situations correspondent a des
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géométries épaisses ou la deformation est trés hétérogene dans I'épaisseur de la bande. Dans de tels
cas, I'approximation réalisée par la méthode des tranches n'est plus valide. Seule une formulation basée
sur la méthode des éléments finis appliquée a la bande permet de refléter de maniere réaliste le champ
de vitesses.

2.6 Méthode hydrodynamique

Si Li et al [47] ont proposé un modele simplifié pour prédire dans la zone de déformation la variation
du champ des contraintes dans le processus de laminage des bandes mince, afin de simuler avec
minutie les dynamiques complexes propres au processus de laminage des bandes. Le modele
hydrodynamique (H.M) computationnel avancé intégre une hypothése déterminante, a savoir que
pendant la phase de laminage & haute température le matériau laminé manifeste un comportement
pseudo-fluidique similaire a celui d'un fluide visqueux. Donc le matériau obéir aux lois fondamentales
de la mécanique des fluides. Pour résoudre le probléme de la dynamique des fluides et 1’écoulement
des matériaux Le modele hydrodynamique utilise I’équation de Navier-Stokes [69] est l'une des
équations les plus essentielles en mécanique des fluides. Elle décrit le comportement des fluides en
mouvement en termes de leur vitesse, de leur pression et de leur densité.

2.6.1. Equation de Navier-Stokes

L'équation de Navier-Stokes est une équation vectorielle aux dérivées partielles qui relie les variations
temporelles et spatiales de la vitesse, la pression et la densité d'un fluide. Elle tient compte des forces
de viscosité qui influencent les écoulements fluides et permet de prédire les caractéristiques de
I'écoulement. Cette équation énonce que la somme des forces qui agissent sur un élément de fluide est
égale a sa variation de quantité de mouvement dans le temps. Elle est dérivée a partir des deux lois
primordiales de la physique : la loi de conservation de la masse et la loi de conservation de la quantité
de mouvement.

a) L'équation de conservation de la masse stipule que la quantité de fluide a I'intérieur d'un volume
donné reste constante au fil du temps, ce qui se traduit par une équation de continuité reliant les
variations de la densité et de la vitesse du fluide.

b) La loi de conservation de la quantité de mouvement exprime que la somme des forces appliquées a
un élément de fluide est égale a sa masse multipliée par I'accélération qu'il subit. Cette loi se décline en
3 équations vectorielles, une pour chaque composante de la vitesse (u,v, W) dans les directions x, y et z
respectivement. Ces équations décrivent les variations temporelles et spatiales de la vitesse, de la
pression et des forces visqueuses agissant sur le fluide.

En combinant la conservation de la masse et la conservation de la quantité de mouvement, I'équation
de Navier-Stokes permet de modeliser de maniere complete les écoulements du matériau dans la zone
de deformation, en prenant en compte a la fois les effets convectifs, de pression et de viscosite.

La forme générale de I'équation de Navier-Stokes peut étre exprimée comme suit :

%+V.VV =—(1/ p)VP+uV¥V (11.60)

V Représente le champ de vitesse du fluide, qui est une fonction vectorielle dépendant des
coordonnées spatiales (X, y,z)et du temps t. Le vecteur vitesse V (X, y,z,t) est défini en termes de ses
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composantes dans chaque direction : V :(u,v,w). P Est la pression du fluide, qui est une fonction

scalaire dépendant des coordonnées spatiales (x, Y, z) et du temps t. o Est la densité du fluide. » Est

la viscosité cinématique, elle est définie comme la viscosité dynamique divisee par la densité du fluide
:v=nlp,ou n estla viscosité dynamique. vV Est un opérateur vectoriel utilisé pour représenter les

dérivées partielles spatiales. 1l est défini comme V =(0/0x,0/dy,0/6z).

2.6.2. Le nombre de Reynolds

Pour caractériser le régime d'écoulement des matériaux dans le foyer de déformation, nous avons
procédé au calcul du nombre de Reynolds [70], un parameétre adimensionnel qui permet de déterminer
le type d'écoulement, qu'il soit laminaire, turbulent ou en transition. Un nombre de Reynolds faible
indique que les forces visqueuses sont prédominantes, entrainant un écoulement laminaire et régulier.
En revanche, un nombre de Reynolds élevé indique que les forces d'inertie sont dominantes,
conduisant & un écoulement tendant vers le turbulent. Le nombre de Reynolds est en fonction de la
densité et la viscosité du matériau p, 7 respectivement, la vitesse de laminage V , hauteur de la bande

h.

Re :M (I.61)

n
Dans la suite de ce chapitre, nous avons modéliser le processus de laminage a chaud de lI'aluminium
(AL 1100-H14) en utilisant la méthode hydrodynamique. C’est un aluminium commercial, la
désignation (1100-H14) fait référence a un alliage d'aluminium de la série 1100, qui a subi un
traitement thermique de type H14 pour améliorer ses propriétés mécaniques tout en conservant une

certaine malléabilité. Ce type dalliage est fréquemment employé dans des applications ou la
formabilité et la résistance a la corrosion sont des caractéristiques essentielles.

Tableau 11.2. Composition chimigue du matériau (% en poids).

Mn Si Zn Cu Al

0.05 1.0 0.1 0.05 Reste

Pour caractériser le régime d'écoulement de notre matériau, nous avons calculé le nombre de Reynolds
pour différentes températures et parametres de laminage disponibles dans la littérature.

La valeur faible du nombre de Reynolds pour chaque cas de température de laminage a indiqué que
nous avons un écoulement du matériau dans la zone de déformation principalement laminaire. Noter
aussi que nous avons un débit massique du matériau constant. Donc nous avons un matériau visqueux
incompressible et qui présent un écoulement laminaire suivant le sens de laminage.

2.6.3. Modélisation Hydrodynamique

En dérivant les équations de pression pour le laminage des matériaux visqueux a partir de I'équation de
Navier-Stokes, en négligeant les effets d'inertie et de gravité tout en supposant I'incompressibilité du
film, les équations de Navier-Stokes pour un liquide newtonien en coordonnées tridimensionnelles
peuvent étre exprimées de la maniére suivante.
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2 2 2 aV
p 8vX+8vx+8vxj+26_n%+6_n(6vx y}ran(avx avzj

=n 2 2 2 t— T +
OX OX oy 0z OX OXx oyl oy ox oz\ oz oX
o’v, 0%, o ov ov ov
a—p:n L —L +28_77_y+6_17 aVX+—y +6—77 —y+8vZ (11.62)
oy OX oy 0z oy oy ox\ oy X oz\ oz oy

op o’v, o, &%, on ov, an(avx 8ij on( v, ov,
—=7 ottt 2| P |
0z OX oy 0z 0z 0z ox\ o0z oX oy

En nous restreignant au cas bidimensionnel et en supposant une viscosité constante et indépendante
des pressions, les équations de Navier-Stokes se simplifient comme suit :

2 2
op (5VX+GVXJ

x o oy

o (IL63)
op 0 v, 0 v,
Pl et

Etant donné que la largeur est significativement supérieure & I'épaisseur (b > h), cela nous permet de

constater que nous avons une déformation plane donc 1’équation de Navier-Stokes donne :

2
Py (I1.64)
OX oy
: op__op . :
En raison de v, >V, donc &>>8_y , on peut donc supposer que le gradient de pression est
o s OP_0p_dp : s e
approximativement égal a a—y=0,5=&. En appliquant cette hypothése a (I'équatioll.64), nous
obtenons :
d_, [V g (IL65)
dx oy° '

Comportement visqueux Newtonien donne : ¢;; =—pJ; +5;, comme p=0, donc o; =S;

Sachant que S; =2n¢; cas de laminage : 7 =0,, =7 =21,

l aVx 6’V . avx 8Vy
Donc 7 =2n— +%i ;=2 >>—
2| oy X oy OX

Donne la contrainte de cisaillement :

ov
— X 11.66
T 77[5 j (IL.66)
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2.6.3.1. Calcul du gradient de pression :—s :

dp d e i e d g
b_2r donc 1°" intégration de (/’équation 11.66) donne :

Nous avons — =
dx dy
N 9Py e (1L67)
oy dx
. dp
Au centre de latole 7 = ™ y donne C, =0
2¢Me intégration donne :
dpl, 2
Ny :&E(y) +C, (11.68)
Au point y=h —v, =v,, donc:
dp h?
77Vr = d—?—FCZ (1169)
X
Calcul de la constante C, :
h? _ . dp
C,=nv,—¢ r ; avec g : gradient de pression ™
En remplacant C, dans (/’équation I1.69) donne :
v —g( 2—h2)+v (I1.70)
x(y) — 2 y X r .
Calcul de la vitesse :
17
Vim = h—xlvxdy (IL71)
h h
11¢1 2 L2 ¢
Vo= | 791Y _hx +V, dy
1(1 (1 "
v, =—| —g|=y’-h’y [+V
Xm hx[zng(3y ny ryjo
Pour y =0 donne v,, =0, et pour y=h le calcul de la vitesse moyenne v, donne :
V= _ldp h? +v, (IL72)
3n dx
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dp 3
d_s =h_’27(\,r v, (IL73)

Le débit volumique d'écoulement de matiére, en raison de I'nypothese de constance du volume, peut
étre exprimé comme suit :

wh,v, =whV, (11.74)

Ou v, Est la vitesse de laminage dans la direction (X) au point neutre donne : v, =v, cos y Avec .y
L’angle neutre et v, La vitesse linaire de la surface du cylindre. Ce qui donne la vitesse moyenne :

h v.cos
L et (1L75)
hX
En remplacant (/’équation 11.75) dans (I ’équation I1.73) le gradient de pression donne :
dp 1 h
— =3V, | ———=CO0S I1.76
i nr(hxz h: 7} (IL.76)

Etant donné que y = 0, cela implique que cosy =1. En conséquence, on obtient la forme finale du
gradient de pression :

dp 1 h
—~=3pv | = -1 11.77
o ( 3J (IL77)

h =nyhh, (I.78)

La hauteur neutre h, ,avec h, =2h, et h, =2h, ,N Représente le coefficient de correction

géométrique.

2.6.3.2. Calcul de la contrainte de cisaillement 7

La contrainte de cisaillement a été définie dans (! 'équation 11.66), 7 = 77( 5‘; J , par conséquent la

contrainte de frottement dans la surface de contact peut étre exprimée comme suit :

dv

x 11.79
oy (IL.79)

T=n7

y=h

En remplacant (I’équations 11.72, 75) dans (! équation I1.79) la contrainte de frottement pourrait étre
réécrite de la maniere suivante :

1 nyhh
T=-3nv, PR (11.80)
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2.6.4. Résultats et discussions

Afin d’évaluer la validité du modele hydrodynamique développé dans le cadre de ce travail, une étude
comparative a été conduite entre les distributions des contraintes de contact obtenues a partir de trois
approches théoriques : le modéle hydrodynamique (HM), le modele de frottement de type Amontons-
Coulomb (ACM) et le modele a frottement constant absolu (AFM). Les prédictions issues de ces
modeles ont été confrontées a des résultats expérimentaux afin d’en apprécier la pertinence et la
précision. L’ensemble de cette analyse a été réalisé dans un contexte de laminage a chaud d’une barre
d’aluminium AL.1100-H14, en s’appuyant sur les paramétres opératoires présentés dans le Tableau
1.3.

L’objectif de cette démarche est d’évaluer la capacité du modéle HM a reproduire avec fidélité les
caractéristiques mécaniques locales au sein du champ de contact, et plus particulierement a capturer la
distribution longitudinale des pressions normales et des contraintes de cisaillement a 1’interface outil-
matiere. En confrontant les prédictions issues du modele hydrodynamique a celles des modeles ACM
et AFM, il est possible de juger de la pertinence des hypotheses physiques sous-jacentes a chaque
approche ainsi que de la précision des résultats obtenus, en particulier dans des régimes
thermomécaniques complexes tels que ceux rencontrés lors du laminage a chaud de 1’aluminium.

Tableau 11.3. Les paramétres expérimentaux en laminage a chaud de AL.1100-H14 [44]

Epaisseur - :
e Resuton e doement L
(mm) (%) (mm) (mm/s) [MPa] / [MPa.s]
504 6.32 30.40 1046.67 32 0.945 0.078
487 630 3921 10 1308.33 40 0.889 0.080

Dans le cadre de la modélisation conventionnelle du laminage a chaud des bandes, deux approches
théoriques majeures sont généralement utilisées pour estimer les contraintes de contact dans la zone de
déformation : le modéle (ACM) et le modele (AFM). Ces deux formulations se distinguent par les
hypothéses fondamentales qu’elles posent sur la relation entre la contrainte de cisaillement interfaciale
et la pression normale.

Le modele ACM, inspiré de la loi classique de Coulomb, suppose que la contrainte de cisaillement au
contact est directement proportionnelle a la pression normale selon un coefficient de frottement mmm.
Dans la formulation proposée par V. Kerman, cette approche a été calibrée expérimentalement en
adoptant des valeurs empiriques de m=0.27 pour un taux de réduction d’épaisseur de 39,21 %, et de
m=0.24 pour une réduction de 30,4 %. Ces ajustements visent a optimiser la concordance entre les
prédictions analytiques et les résultats expérimentaux. Toutefois, 1’introduction de coefficients ajustés
limite la genéralisabilité du modele a d'autres configurations de laminage, rendant son application
dépendante d’un recalibrage préalable.
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En parallele, la formule de Sims, reposant sur le modéle AFM, propose une modélisation simplifiee
dans laquelle la contrainte maximale de cisaillement K est supposée constante, indépendamment de la
pression normale appliquée. Plus précisément, Sims fixe K a la moitié de la contrainte d’écoulement du
matériau, et ce, quelle que soit I’intensit¢ de la réduction. Bien que cette hypothése permette une
résolution analytique plus rapide et plus simple, elle ne tient pas compte des effets non linéaires du
frottement ni des variations locales des propriétés mécaniques dans la zone de contact.
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Figure 11.14. Comparaisons des contraintes de contact entre les données expérimentales et les résultats prédis par
différentes méthodes de calcul. a) donnée de 487C°.b) donnée de 504C°.

L’analyse comparative des résultats illustrés a la Figure.ll.14 met en évidence une adéquation globale
satisfaisante entre les prédictions des contraintes de contact obtenues a partir des trois modéles (ACM,
AFM et HM) et les données expérimentales de référence. Toutefois, le modéle HM se démarque
nettement par sa capacité a modéliser avec une plus grande fidélité les phénomeénes tribo-mécaniques
caractéristiques de la zone de contact outil-matiére.

En particulier, ce modéle permet une régularisation plus efficace des surpressions locales induites par
les effets de frottement désignees dans la littérature sous le terme de collines de frottement qui se
manifestent classiquement a 1’approche du point neutre. Cette aptitude du modéle HM a lisser les
singularités de pression résulte de sa formulation avancée, intégrant plus finement les variations
spatiales du coefficient de frottement et des conditions aux limites.
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Par ailleurs, la prédiction de la position du plan neutre, ¢’est-a-dire la zone de transition entre les
régimes de glissement inverse et direct, est significativement améliorée dans le modele HM. Celle-ci
se rapproche sensiblement des mesures expérimentales, contrairement aux approximations souvent
décalées fournies par les modéles ACM et AFM, dont les hypotheses simplificatrices limitent la prise
en compte des effets non linéaires liés au comportement matériau et aux conditions de contact réelles.

Ces resultats soulignent I’intérét du mod¢le HM en tant qu’outil prédictif pour 1’analyse des champs de
contraintes dans les procédés de laminage a chaud, en particulier dans les zones critiques ou les effets
de friction et de plastification sont fortement couplés.

Tableau 11.4. Comparaisons de la force et couple de laminage entre les données expérimentales et les résultats prédits par
différentes méthodes.

Réduction [%] Expérimentale HM A.CM A.EM
Force [N/mm] 391 1457 1396 1194 1146
Couple [Nm/mm] 8.88 7.36 14 .2 9.38
Force [N/mm] 30.40 1004 973 779 763
Couple [Nm/mm] 7.29 2.5 6.08 5.5

Les résultats du Tableau 11.4 mettent en évidence la pertinence du modéle hydrodynamique (HM) dans
la prédiction de I’effort de laminage. Pour les deux taux de réduction étudies, HM fournit des
estimations tres proches des valeurs expérimentales, avec des écarts inférieurs a 5 %, ce qui témoigne
d'une modélisation fidéle du comportement en zone de contact. A I’inverse, les modéles ACM et AFM
sous-estiment systématiquement les forces, en raison de I'hypothése simplificatrice du frottement
constant. Concernant le couple de laminage, HM montre une bonne cohérence a forte réduction, mais
tend a le sous-estimer a faible réduction, traduisant une sensibilité accrue a la distribution locale du
cisaillement. En définitive, le modéle HM présente une robustesse supérieure pour la prédiction des
champs de contraintes normales, bien qu’un ajustement des termes de cisaillement soit envisageable
pour améliorer la prédiction du moment de torsion dans les régimes de lubrification transitoire.
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2.7 Conclusion

Ce chapitre a dressé un panorama exhaustif des principales méthodes de modélisation appliquées au
laminage, a savoir la méthode des tranches, la méthode des éléments finis (MEF) et la méthode des
bornes, chacune présentant des avantages et des limites en fonction des exigences spécifiques du
processus.

La méthode des tranches, grace a sa simplicité et sa rapidité d’exécution, constitue une solution
attrayante pour des analyses préliminaires ou des environnements ou les ressources computationnelles
sont limitées. Toutefois, son caractére essentiellement monodimensionnel limite sa capacité a capturer
les phénomenes complexes tels que les variations transversales de contraintes et de déformations,
compromettant ainsi la précision globale dans les situations ou les effets tridimensionnels sont
prépondérants.

En revanche, la méthode des éléments finis offre une représentation beaucoup plus détaillée et réaliste
en prenant en compte les interactions tridimensionnelles. Cette approche est particulierement efficace
pour modéliser les processus de laminage dans des conditions complexes, incluant les interactions
thermiques et tribologiques. Néanmoins, cette précision accrue s'accompagne d'une demande
substantielle en ressources informatiques et d'une complexité élevée lors de la paramétrisation, rendant
son application plus exigeante en termes de temps et de codts.

La méthode des bornes, quant a elle, se positionne comme une alternative équilibrée entre précision et
colt computationnel. Sa capacité a fournir des solutions limites encadrant le comportement réel du
matériau est précieuse pour les analyses ou les ressources sont limitées, tout en garantissant une
certaine fiabilité. Cependant, elle présente des difficultés dans sa mise en ceuvre, notamment pour les
géomeétries complexes et les conditions aux limites non standard.

Par ailleurs, I'introduction de la méthode hydrodynamique (HM), proposée par Si Li [47], constitue une
avancée significative, notamment pour le laminage a chaud de bandes minces. En se basant sur une
simplification des équations de Navier-Stokes, cette approche permet de contourner les défis liés a
I’identification des paramétres de frottement, un probléme récurrent dans les modéles conventionnels.
Le modele intégre un coefficient géométrique pour déterminer la hauteur neutre et un facteur de
viscosité dynamique constant, offrant ainsi une solution robuste pour modéliser la zone de
déformation. Toutefois, ces coefficients restent empiriques et doivent étre ajustés pour chaque
configuration spécifique.

L'amélioration apportée par Mimoune et al. [48], en supprimant ces coefficients empiriques et en
intégrant la dépendance de la viscosité a la pression, marque une étape cruciale vers une modélisation
plus universelle et précise. Cette evolution permet de mieux appréhender les comportements
viscoplastiques et plastiques, facilitant ainsi 1’application du modele a un éventail plus large de
conditions industrielles.

Enfin, la validation expérimentale de ces modéles, en particulier pour le cuivre et I’aluminium, a
démontreé leur fiabilité. Les comparaisons avec les données tirées de la littérature [21, 44] concernant
la force de laminage, le couple et la répartition des pressions confirment la pertinence des
développements théoriques, offrant ainsi une base solide pour les travaux futurs.
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3.1 Introduction

Le présent chapitre a pour objectif de présenter une approche alternative dans le domaine du laminage
des produits plats. Nous avons développé un code de calcul hydrodynamique fondé sur les principes de
la mécanique des fluides, permettant de prédire en temps réel les grandeurs physiques et mécaniques
avec une précision comparable a celle obtenue par les expérimentations. Les détails de cette approche
sont exposés de maniere intégrale ci-dessous. Le modéle hydrodynamique simplifié (H.M) offre, dans
une premiére étape d'analyse, la possibilité de modéliser le processus de laminage sans la nécessité
d'identifier, a chaque exécution, le coefficient de frottement. L'hypothése fondamentale du modeéle
repose sur la dépendance principale des contraintes de cisaillement par rapport au gradient de pression.
Nous avons procédé a la modification et I’amélioration du modele hydrodynamique (H.M) en utilisant
un algorithme de calcul reposant sur des méthodes numériques telles que la méthode de la sécante et la
méthode du tir afin d'ajuster la position neutrex . De plus, nous avons recours a la méthode de Runge-

Kutta pour intégrer I'équation d'équilibre. Cet algorithme permet également de déterminer la variation
de la viscosité en fonction des pressions appliquées le long de la zone de déformation, plutét que de se
baser sur des coefficients empiriques. Une fois que le modele hydrodynamique amélioré (1.H.M) a été
validé en comparant les résultats obtenus aux données expérimentales dans le cas d'un comportement
visqueux newtonien, il convient de souligner que ce cadre visqueux représente un cas particulier. Par
consequent, il est nécessaire de développer un modéle plus complet et généraliser capable de prédire
toutes les grandeurs, telles que la force et le couple de laminage, dans différents cas de comportements
des matériaux, tels que le domaine plastique ou les contraintes ne dépendent pas des vitesses de
déformation et le cas viscoplastique. Ainsi, dans la suite de ce chapitre, nous aborderons le
développement du modéle généralisé (G.1.H.M) et nous validerons les résultats obtenus par ce modéle
en les comparant a des données expérimentales données par la littérature.

3.2 Evaluation du modéle hydrodynamique

Le modéle hydrodynamique a démontré une précision satisfaisante dans ses prédictions. Tandis, qu’il
repose sur l'utilisation des coefficients empiriques, ce qui limite son applicabilité directe a différents
cas de laminage. Afin de surmonter cette limitation, une analyse critique de la méthode de Si Li [47]
pour la modélisation hydrodynamique a été effectuée, permettant de mettre en évidence les lacunes
associées a l'utilisation de ces coefficients empiriques. Pour améliorer la méthode hydrodynamique,
une approche a été développé. L’approche consiste a éliminer I'utilisation du coefficient de correction
géométrique n et a prendre en compte la variation de viscosité en fonction des pressions. En effet,
dans les cas de laminage des matériaux visqueux, la viscosité peut varier de maniére significative en
fonction des contraintes de pression subies par le matériau.

3.2.1 Sensibilité du model hydrodynamique au coefficient de correction géométrique N .

Les figures Ill. 1a, 1b et 1c montrent I'effet du coefficient de correction géométriqgue n sur la
détermination de la hauteur neutre, sur la force de laminage, le couple de laminage et la position du
point neutre (x_/Lc).
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x, Et Lc sont respectivement la position de I’axe neutre et la longueur de contact donné par /’équation
.1

3000 T T T 60+ T T T T
F,., = 13314,60°n -10466,02 R-Square = 0,99989 u  487C° C,,=-5351,76"n" + 15365,25%n" - 14576,10"n + 461018 ®  487C°
504C° I R-Square 0,99866 504C°
F,, =6121.03%n- 490178 R-Square = 099994 ) .. ,
25004 | S0 Con 20822000 - 5322,6741° + 4536.49B1*n - 1273,15
- R-Square 0.9980
a -
z " g
i " “ R
=3 | . = 40 .
o 2000 g 0 L
g Y .
N = =3 [ .
g £ .
£
1500 - £ 304
< @
£ - -1
2 2
= o
=
- 2
1000 4 ~ 204
-
500 T T T T T T 1 10 T T T T T T 1
0.84 0.86 .88 0.90 0.92 0.94 0.96 0.98 0.84 0.86 0.88 0.90 0.92 0.94 0.96 0.98
a) coefficient de correction géométrique, n b) coefficient de correction géométrique, n
0.8+ : .
Xn,, =-20362%n + 235 R-Square 0.99211 +  487C7
Xn,, =-2,629"n+2.93 R-Square 099714 o 504C°
0.7+
= .
g 06
) *
=
2
= *
5 05 L4
3
£ ¥
E N
= 044 -
03 T T T T T T 1
0.84 0.86 0.88 0.90 0.92 0.94 0.96 0.98
C) coefficient de correction géomeétrique, n

Figure 111.1. Effet du coefficient de correction géométrique n sur les parameétres de sortie de laminage pour les
températures 504C° et 487C°. a) Force de laminage, b) Couple de laminage, c¢) Position de 1’axe neutre.

Une augmentation du coefficient de correction géométrique n induit une élévation linéaire des forces
de laminage, dont l'intensité varie selon la T° du matériau. A 504°C, cette pente est 2,15 fois moins
prononcée qu'a 487°C (Figure 111.1a). Le couple de laminage, quant a lui, suit une relation polynomiale
de troisiéme ordre, avec une réduction notable a 504°C, ou il est 4,46 fois inférieur & celui mesuré a
487°C (Figure 111.1b). De plus, la position de I'axe neutre se déplace linéairement vers I'entrée de la
zone de déformation a mesure que n augmente, traduisant une influence directe de ce coefficient sur
la dynamique du processus de laminage.
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Figure 111.2. Effet du coefficient de correction géométrique sur le champ des contraintes de pression, températures de
laminage a) 504C°, b) 487C°.

La distribution correspondante de la pression le long de la zone de déformation du laminage en
fonction du coefficient de correction geométrique N est illustrée dans Figure I11.2. La forte sensibilité
de la pression au coefficient de correction géométrique montre que les conditions aux limites données
par la contrainte d’écoulement a l'entrée et a la sortie de la zone de déformation (32 MPa pour 504°C
et 40 MPa pour 487°C) ne sont pas respectées. En utilisant les données du modele de Si Li avec un
calcul qui commence a la sortie de la zone de déformation, on obtient une pression de 47.73 MPa a
I'entrée de la zone de déformation pour 504°C et de 42.34 MPa pour 487°C. Dans les Figures I11.2a,
2b, on observe une augmentation conséquente des pressions générées, ce qui montre clairement le
déplacement de l'axe neutre vers l'entrée de la zone de déformation. La variation des vitesses de
laminage peut alors étre illustrée dans la direction de la hauteur a I'entrée, a la sortie et a I'axe neutre,
comme le montre la Figure I11.3.
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Figure 111.3. Effet du coefficient de correction géométrique sur I'évolution de la vitesse en fonction de la hauteur a I'entrée
et a la sortie de la zone de déformation du laminage (487°C).

3.2.2 Sensibilité du modele hydrodynamique a la viscosité 7

La Figure 111.4 montre I'effet de la viscosité du matériauz sur la force de laminage, le couple de
laminage et la position de I'axe neutre.
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On observe une augmentation de la force et du couple de laminage lorsque la viscosité du matériau
augmente Figure I11.4a, 4b. En revanche, la viscosité du matériau n'a pratiguement aucun effet sur la
position de I'axe neutre Figure Il1.4c.

Etant donné que la position de I'axe neutre ne change pas, il n'y a pas d'influence significative de la
viscosité du matériau sur les vitesses. Généralement, la viscosité augmente en fonction de la pression
[71], en particulier lorsque les pressions sont élevées, comme dans le cas du laminage. Dans le modéle
hydrodynamique, la viscosité du matériau est considérée comme un parameétre constant, égal a une
valeurn7=0.080 pour 487°C et une valeur der7=0.078 pour 504°C. Il est donc nécessaire de prendre
en compte la variation de viscosité pour obtenir de bonnes prédictions.
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Figure 111.4. Effet de la viscosité du materiau 7, sur les parametres de sortie de laminage pour les températures 504C° et
487C". a) Force de laminage, b) Couple de laminage, c¢) Position de I’axe neutre.

3.3 Amélioration du modéle hydrodynamique

L'objectif est d'améliorer le modéle hydrodynamique en intégrant la méthode de tir pour la
détermination de I’axe neutre et la méthode du point fixe pour prendre en compte la variation de la
viscosite en fonction des pressions donneées par le modéle de Barus [71,72], ce qui permet d'éviter la
détermination des coefficients empiriques qui sont difficiles a identifier. La problématique a résoudre

est donc de trouver des solutions pour éliminer ces deux parametres afin d'améliorer I'adaptabilité
pratique du modeéle.

3.3.1 Détermination de la hauteur neutre (M.H.M)
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La Figure 111.5 présente les résultats des pressions et des contraintes de cisaillement obtenus par le
modele hydrodynamique initial (H.M) et le modele modifiée (M.H.M). On observe que pour le modele
modifié, les conditions aux limites sont respectées puisque les valeurs des pressions a l'entrée et a la
sortie sont égales a la valeur de la contrainte d'écoulement. En revanche, la force de laminage par unité
de longueur obtenue par le modéle Hydrodynamique initial (H.M) se rapproche de la force mesurée
expérimentalement comparé a d’autre modele de calcul, voir tableau I11.1. Cela est dd a l'utilisation
d'un coefficient de correction géométrique exagéré. En obtenant une pression a l'entrée de la zone de
déformation beaucoup plus élevée que la contrainte d'écoulement, le coefficient de correction utilisé
dans le modele hydrodynamique surestime les valeurs des pressions et donc de la force de laminage.
D'autre part, le modele hydrodynamique modifié avec une viscosité constante donne des pressions et
une force de laminage inférieures aux mesures expérimentales. Il est donc proposé de prendre en
compte la variation de la viscosité en fonction des pressions pendant le laminage.

Tableau I11.1. Comparaisons de la force et couple de laminage entre les données expérimentales [49] et les résultats
prédits par différentes méthodes.

Réduction [%] Expérimentale H.M A.C.M AF.M
Force [N/mm] 39.21 1457 1396 1194 1146
Couple [Nm/mm] ' 8.88 7.36 14 .2 9.38
Force [N/mm] 30.40 1004 973 779 763
Couple [Nm/mm] ' 7.29 2.5 6.08 55
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Figure 111.5. Les pressions et contraintes de cisaillement prédites par le modéle hydrodynamique et le modéle modifié
température de laminage (504°C).

3.3.2 Variation de la viscosité en fonction de la pression

e Modeéle de Barus
Barus [71,72] examine I'évolution de la viscosité en fonction de la pression et suggére une relation
linéaire. En régime isotherme, cette relation est formulée comme suit :

n=1,(1+7P) (I1.2)

_ (1})fo . . L, L
Avec y = (—j(ﬁ—g) Le coefficient de pression de la viscosité 7, également appelé piezoviscosité .
n p=0
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Une autre représentation par une loi de type exponentielle, usuellement appelé modele de Barus.
n=1,exp(yP) (11L.3)

Le coefficient piézoviscosité, fait I'objet de considérations dans le cadre des pressions élevées.

Remarque :1l est important de noter que pour de faibles valeurs de la pression P, la relation
exponentielle de Barus peut étre linéarisée. Cela signifie que les termes non linéaires de I'équation
peuvent étre négligés sans affecter significativement la précision des résultats.

e Modéle Roelands
Roelands [73] avance une relation empirique étayée par des mesures effectuées avec des huiles
mineérales pour cette plage de pressions.

Le modéle élabore une relation spécifiquement valide pour des pressions inférieures a 1 GPa. En
régime isotherme, I'équation est expressement formulée de la maniére suivante :

1 =n,exp| (In7,+9.67) [1+§] -1 (111.4)

r

La relation de Roelands cherche a améliorer la précision de la modélisation en prenant en compte des
pressions plus élevées.

Avec: P =1.962-10°Pa et z, l'indice de pression de viscosité, I'équivalence des pentes a l'origine
établit la relation de transition de Barus a Roelands, exprimée comme suit :

7=l 1.5
*In(n,)+9.67 (@)

e Modele de Doolittle

La relation de Roelands, bien qu'empirique, relie la viscosité d’un liquide a la pression et a la
température, mais elle sous-estime cette derniére a haute pression, comme I'ont montré les expériences
de Bridgman [74]. Doolittle [75] a proposé une alternative fondée sur la théorie du volume libre,
considérant le rapport entre le volume occupé par les chaines moléculaires et le volume libre, essentiel
au mouvement moléculaire et & I'évolution des propriétés du fluide. Morel et al. [76] ont approfondi
cette relation en la liant au volume libre et a la température de transition vitreuse, ou le mouvement
coopératif des chaines moleculaires engendre un volume libre supplémentaire, influencant ainsi la
ViSCOsité.

La relation de Doolittle s'exprime ainsi :

n=n,exp| DR ! L (111.6)

(pO/Pw))ﬁ 1-R

Avec : D Paramétre de Doolittle, et R Ratio de volume occupé.
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Figure I11.6. Evolution de la viscosité en fonction de la pression pour différentes relations.

La figure 111.6 compare I'évolution de la viscosité en fonction de la pression selon les lois de Barus,
Roelands et Doolittle. Jusqu'a 200 MPa, la loi de Barus modélise efficacement le comportement
viscoélastique du matériau laminé. Toutefois, au-dela de cette pression, elle surestime la viscosité, en
raison de son incapacité a représenter les effets viscoélastiques sous fortes contraintes. Dans ces
conditions, les lois de Roelands et de Doolittle offrent une meilleure précision. La transition entre
Barus et Roelands repose sur 1’égalité des pentes initiales du diagramme pression-viscosité, ajustée par
des parametres tels que I'indice de pression de viscosité, rendant la loi de Roelands plus adaptée aux
pressions élevées [77].

La variation de la piézoviscosité 7 en fonction de la pression P revét une importance considérable.

L'influence de la pression sur la viscosité a été analysée et documentée par Bridgman [74]. Le
comportement a des pressions faibles (<I50MPa) présente une variation soit exponentielle soit
linéaire. A des pressions comprises entre 200 MPa et 300 MPa, la relation devient linéaire, tandis que
pour des pressions supérieures tres éleve, la dépendance devient plus exponentielle.

Il est établi que la viscosité d'un fluide varie en fonction de la pression et de la température [78]. Etant
donné que la température est considérée constante dans notre étude, un modele a été élaboré pour
intégrer la variation de la viscosité en réponse aux pressions exercées lors du laminage.

Un algorithme basé sur la méthode du point fixe Figure I11.7 a été proposé a cet effet.
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Figure 111.7. Algorithme utilisé pour le model hydrodynamique amélioré.

3.4. Résultats et discussions

Une comparaison préliminaire est effectuée pour évaluer la performance et la précision de différents
modeles dans la prédiction des parametres du laminage, en se concentrant sur les champs de
contraintes de pression et de cisaillement, ainsi que sur la position du point neutre. Cette analyse inclut
le modéle hydrodynamique amélioré (I.H.M), prenant en compte la variation de la viscosité en
fonction des pressions, le modéle hydrodynamique modifié (M.H.M), qui calcule la position de I'axe
neutre, et le modéle hydrodynamique initial (H.M). Les résultats obtenus sont comparés aux données
expérimentales présentées dans le tableau 111.2.

Tableau 111.2. Données de laminage de I’aluminium.

Ep_)a_is_seur Réduction Ray_on du Vite_sse de Contrainte n ,7
T initial cylindre laminage D’écoulement
(mm) (%) (mm) (mm/s) [MPa] / [MPa.s]
504 6.32 30.40 1046.67 32 0.945 0.078
487 630 3921 0 1308.33 40 0.889 0.080
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Figure 111.8. Contraintes de contact en fonction de la longueur de contact lors du laminage de bandes : a) a 504 °C , b) a
487 °C.

Le coefficient de correction géométrique utilisé par Si Li et al. [47] pour la température de 504 °C a
permis d'obtenir une force de laminage plus proche des valeurs expérimentales (Tableau I11.1).
Cependant, cette approche a conduit a une pression a l'entrée de la zone de déformation qui dépasse
largement les conditions limites, avec une valeur supérieure a 32 MPa. En revanche, le coefficient de
correction utilisé par Si Li pour le laminage a 487 °C donne une pression de 42.34 MPa au lieu de 40
MPa, ce qui se rapproche davantage de la réalité. Dans ce contexte, le modéle final amélioré (1.H.M)
présente une meilleure concordance avec les résultats expérimentaux par rapport au modele
hydrodynamique initial (H.M), ce qui confirme que l'intégration de la variation de la viscosité en
fonction des pressions permet d'obtenir des prédictions plus précises. Par ailleurs, I'ajustement de la
position de I'axe neutre permet une prédiction plus précise des vitesses. Cela est clairement visible
dans le cas du laminage a 504 °C. Dans le cas du laminage & 487 °C, Si Li a utilisé un coefficient de
correction géométrique qui donne une erreur trés faible dans le calcul de la pression a I'entrée de la
zone de déformation, ce qui se refléte dans la position de I’axe neutre, donc une bonne prédiction de la
distribution de vitesse de laminage Figure 111.9.
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a) b)
Figure 111.9. Evolution des vitesses moyennes de laminage le long de la zone de déformation : a) a 504 °C ; b) &4 487 °C.

3.5 Validation du modele hydrodynamique amélioré (1.H.M)

Une évaluation approfondie de la précision du modéle hydrodynamique amélioré (1.H.M) a été réalisée
en le comparant aux modeles simplifiés classiques plastique (P.C.M) et visqueux (V.C.M), ainsi qu'a la
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simulation par éléments finis (F.E.S). L'analyse comparative des champs de contraintes prédites par
ces modeles, en les confrontant aux données expérimentales, permettra d’évaluer leur fiabilité
respective. Cette étude vise a mettre en lumiére les forces et les limites de chaque approche, identifiant
ainsi celle offrant la meilleure correspondance avec les résultats expérimentaux et les comportements
réels du processus de laminage.

Dans le tableau ci-dessous, nous avons synthétisé les équations principales utilisées par HM, CM

Tableau I11.3. Présentation des principales équations des modéles hydrodynamique et conventionnelle.

Modeéle Classique Modéle Hydrodynamique
dh
— A A d d
Hypotheses Mécanique dx <<1 Exy << Exx Zyp =0 di\)z << %
Plastique Visqueux
o,=K
Loi de Comportement . .
oo = 2 . Sij :2775ij Sij :277€ij
X y E 0
— . V_Q GO av
i : Vg oy T=—uminsoc, —,—F—= - x
Loi de Frottement T=—uMINS o, —7,——= n J T=n
vg| V3 Vg‘ V3 dy |,_,
do dh do X dv dP dr
Equation D'équilibre h—=(o,—-0,)——7 h=—x_—-_g4p2=""_+ - =
| | dx ( Y X)dx dx TR dx dx dy

La figure I1l. 10 illustre la distribution des vitesses et la contrainte de cisaillement prédite par le
modele classique et hydrodynamique.

Les modeles conventionnels, tels que ceux établis sur les travaux de Karman-Z]elikoe et Orowan-Sims,
congus a l'aide de méthodes de laminage en tranches [54-56], postulent que les contraintes et les
vitesses subissent des changements uniquement dans le sens longitudinal du laminage voire figure I1I.
10c et 10d. Cependant, dans le sens de la hauteur de la bande laminée, les variations correspondantes
de vitesse et de contrainte demeurent indéterminées. Cette limitation est absente dans le modéele
hydrodynamique qui présume une variation des contraintes en fonction des directions longitudinale et
transversale du laminage. Les figures I111.10a et 10b illustrent cette variation des vitesses et de la
contrainte de cisaillement en fonction de la hauteur de la bande.
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Figure 111.10. Distributions des vitesses et des contraintes de cisaillement dans la zone de déformation lors du processus de
laminage des films minces.

3.5.1 Résultats et analyses

Pour entreprendre une analyse comparative entre différents modéles de calcul et les confronter a des
données expérimentales, nous avons tracé I'évolution des champs de contraintes dans la zone de
déformation de I'aluminium 1100-H14 laminé a chaud, a des températures spécifiques (504, 497 et
487°C). Cette démarche vise a évaluer la capacité des modéles a représenter de maniére précise les
contraintes générées a des températures elevées. Les variations thermiques peuvent significativement
influencer le comportement du matériau, ce qui impose une analyse détaillée pour une meilleure
compréhension des phénomenes en jeu.
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Figure 111.11. Comparaison des pressions et contraintes de cisaillement prédites par le modeéle classique (P.C.M), (V.C.M)
et la simulation par éléments finis (F.E.S), le modele hydrodynamique (HM, IHM, MHM) a 504°C.
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Figure 111.12. Comparaison des pressions et contraintes de cisaillement prédites par le modéle classique (P.C.M), (V.C.M)
et la simulation par éléments finis (F.E.S), le modele hydrodynamique (HM, IHM, MHM) a 497°C.
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Figure 111.13. Comparaison des pressions et contraintes de cisaillement prédites par le modéle classique (P.C.M), (V.C.M)
et la simulation par éléments finis (F.E.S), le modéle hydrodynamique (IHM, MHM) & 487°C.

Les (figures 111.11, 111.12 et 111.13) proposent une comparaison des contraintes de cisaillement et de
pression, émanant des modeles, classique visqueux et plastique, du modele basé sur la méthode des
éléments finis, ainsi que du modéle hydrodynamique modifié et amélioré. Ces représentations visuelles
ont été élaborées dans le dessein d'évaluer la précision inhérente a chaque modéle. Cette démarche
analytique nous a permis de conclure que le modéle hydrodynamique, prenant en compte la variation
de la viscosité en fonction de la pression de laminage, offre une concordance plus étroite avec la
configuration expérimentale des champs de contraintes de pression, de frottement, et la position du
point neutre, tout en respectant les conditions aux limites. Cette conclusion souligne I'importance de
considérer la variabilité de la viscosité dans les modeles pour obtenir des prédictions plus fideles des
phénomeénes de laminage.

Remarque :

La prise en compte de la variation de la viscosité en fonction de la pression de laminage conduit a des
predictions plus précises des champs de contraintes et de la position du point neutre.
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B Hum et al [44] ont mesuré la force de laminage et le couple de laminage pour des réductions de 20,
30 et 40 % sur des bandes d'aluminium a haute température. Leurs données expérimentales sont
utilisées dans le présent travail pour valider le modele hydrodynamique amélioré (I.H.M) et le
comparer au modele classique plastique et visqueux (C.M.P, C.M.V).

La force F et C le couple de laminage sont respectivement calculés par (les équations Il1. 7-8)
IC

F=b j pdx (11L.7)
0

Xy

C=b| [rRdx- Ij rRdx (11L.8)

0

n

Tableau I11.4. Validation du model hydrodynamique amélioré.

Epaisseur Vitesse . Force de laminage Couple de laminage
Red de Coefslment
Initiale laminage e (N/mm) (Nm/mm)
%
(mm) (rpm)  rotement TELT CMP CMV  ILHM | Exp CMP CMV IHM

Réduction nominale 20%

6.28 21.02 20 0.0810 758 619 648 769 3.94 3.79 1.83 3.75
6.30 21.90 60 / 786 / / 793 3.70 / / 3.91
6.32 21.36 80 0.0844 834 628 670 696 5.00 3.75 0.85 3.8
6.31 21.87 100 0.0773 763 628 675 758 3.33 3.90 1.2 3.88
6.30 21.90 140 0.0789 844 630 671 879 6.05 3.99 1.52 3.88
6.31 21.55 200 0.0368 974 624 675 988 4.69 3.73 1.92 3.80

Réduction nominale 30%

6.29 30.68 20 0.1141 1301 786 835 1304 8.30 5.81 3.45 5.54
6.28 30.41 60 / 1304 / / 920 5.23 / / 5.46
6.28 30.40 80 0.1180 1004 785 831 1041 7.29 5.58 1.6 5.33
6.29 31.48 100 0.1253 1087 815 877 1012 7.34 6.10 2.06 571
6.30 31.27 140 0.0734 1234 717 798 1156 7.44 5.30 2.32 5.66
6.32 31.80 200 0.1619 1060 880 940 1275 5.36 6.43 4.17 5.76

Réduction nominale 40%

6.30 39.37 60 / 1486 / / 1476 10.54 / / 7.12
6.30 39.05 80 0.1805 1887 1024 984 1809 14.55 8.17 2.50 7.02
6.30 39.21 100 0.2100 1457 1029 1037 1427 8.88 8.193 3.34 7.17
6.30 40.00 140 0.0950 1559 836 956 1595 9.87 7.068 3.79 7.32
6.32 39.22 200 0.1796 1665 1030 1142 1854 7.93 7.950 6.32 7.19
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L'absence du coefficient de frottement identifié expérimentalement, fourni par B. Hum, a limité la
possibilité d'utiliser la méthode classique pour calculer la force F et le couple C de laminage aux taux
de deformation de 21.90%, 30.41% et 39.37%. Le coefficient de frottement joue un réle déterminant
des résultats donnés par le modele de calcul, car il influence I'interaction entre les surfaces de contact
pendant le processus de laminage. Sans cette donnée essentielle, il est difficile d'obtenir des résultats
fiables et significatifs.

Pour une meilleure appréhension des résultats et pour faciliter la comparaison entre les modeles de
calcul et les données expérimentales, nous avons organise les résultats de force et de couple du tableau
I11.4 sous forme d'une matrice de corrélation, comme illustré dans la figure 111.14,15.

Matrice de corrélation entre EXP, CMP, CMV et IHM

1.000
1.0000 0.8568 I 0.975

- 0.950

EXP

1.0000 - 0.925

CMP

- 0.900

1.0000 - 0.875

HM

- 0.850

0.8568 1.0000 0.825

CMV

1 0.800
EXP CMP IHM CMV

Figure 111.14. Matrice de corrélation de la force de laminage.

Le modéle hydrodynamique amélioré démontre une corrélation exceptionnelle de la force de laminage
en comparaison avec les modeles classiques plastique et visqueux, a travers diverses passes de
laminage avec des taux de réduction et des vitesses de laminage variables. Selon la matrice de
corrélation, le modéle hydrodynamique affiche une corrélation trés proche de 1 par rapport aux
données expérimentales, tandis que le modéle classique présente une corrélation avoisinant 0.87.

Matrice de corrélation entre EXP, CMP, CMV et IHM
=10
-
ﬁ - 1.0000 0.7992 0.7942
- 08
S_ 0799 1.0000 0.7275 0.9743
o - 006
5 0.7275 1.0000 0.7371 04
02
- 07942 0.9743 0.7371 1.0000
| &)
I 1 1 I 00
EXP CMP M MV

Figure 111.15 Matrice de corrélation du couple de laminage.
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La matrice de corrélation du couple de laminage met en évidence que les prédictions du modele
classique surpassent celles du modéle hydrodynamique. Cette observation pourrait étre expliquée par
le fait que le modéle hydrodynamique excelle davantage dans le laminage de films minces, ou ses
performances se démarquent. La nature du matériau, la géométrie du cylindre, et les conditions
spéecifiques du laminage peuvent influencer de maniére significative la performance relative de ces
modéles, soulignant I'importance de considérations détaillées pour obtenir des résultats précis.

3.6 Extension du modele hydrodynamique
3.6.1 Modele hydrodynamique généralise (G.1.H.M)

Le modéle hydrodynamique a demontré une excellente capacité prédictive lors du laminage de
I'aluminium a haute température, en considérant son comportement visqueux newtonien. Toutefois, il
présente des limitations dans les cas de laminage relevant du domaine visqueux, ce qui le rend moins
adapté aux exigences industrielles. Dans la suite de notre étude, nous avons élargi I'applicabilité du
modéle hydrodynamique pour l'inclure dans le laminage de matériaux présentant des comportements
plastiques et viscoplastiques.

3.6.2 Application du Modele viscoplastique a la méthode hydrodynamique

of (o)
do. '

1

En utilisent le modele plastique de Von-Mises (E:,/&]Z = 00) et la loi d’évolution & =4

Ou 2 est un multiplicateur plastique égal a la vitesse de déformation équivalent, f (aij ) est la fonction

seuil, & la contrainte équivalente, J, est le deuxiéme invariant du tenseur déviateur et o est la
contrainte d’écoulement.

2 o\ &
On obtient : S 250'0(8)8%

Comportement viscoplastique donne : o :—p§ij +S,;, comme §=0, donc ot =Sij .Dans le cas de

j ’

laminage la contrainte de cisaillement : o, = SXy . Ce qui implique que :
S, =T=—0,= (I11.9)

Modeéle de Norton-Hoff donne :

m=0 (Plastique)
G=0,(£)=Ke"} 0<m<1 (VP) (IL.10)
m=1 (Visqueux)

En remplagant la contrainte d’écoulement o, de (/’équation I11.9 dans I’équation III.10) la contrainte

de cisaillement s’écrit de la maniére suivante :

2

T=3 Ké™ e,

(1IL.11)

y
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Calcul de la vitesse de déformation équivalente é‘xy :

- 2 2
> = [—.[2& <& —=sgn
g ‘/34/ Eyy \/gg

La fonction sgn renvoie le signe de son argument.

av)(
oy

ov

o, ov
é _1 %+% Comme —- < —* Donc éxyzl X
Y 2loy  ox OX oy 2\ oy

En remplagant é‘xy la vitesse de déformation équivalente s’exprime comme suit :
s 1 ‘8vx v,
J3loy| T oy

Ce qui nous permit d’écrire (/'équation II1.11) comme suit :

sgn (ITL.12)

2. [1ov,] 1oy,
r==—K|—= =

3 |39y 2 oy
La forme finale de la contrainte de cisaillement :

r=%K[a"Xj sgn 2 (IIL.13)
o)

+1Si v, >0 ou h >h,
sgneé,, =

—1Siavx<0 ou h, <h,
oy

Sous I'hypothése de déformation plane (éw =0), en négligeant les forces inertielles et les forces

internes et ¢, << éxy . L’équation d’équilibre donne :

op oOr
——+—=0 11114
'ty (I11.14)
Au centre de latble, y =0 la contrainte de cisaillement 7 =0 donc :
=Ry (IIL.15)
OX

En remplacant (/’équation I11.13 dans I11.15) le calcul donne :

1 ov, ) o
WK X :_py
By ) e

Le développement donne :
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d K ox’ ay K

m m+1 m+1 % }/
ov 3 0 ov 3 opym
La vitesse en fonction de la direction y donne :

( \/§)m+1@ m s

bt K e | 0

ERE

Aupoint y=h = v, =v,,Donc: V, =

- Calcul de la constante C :

En remplacent la constante C dans V, la vitesse en fonction la direction y peut s’exprimer comme
suit :

v,oo=| ) T oh” |4y, 116
) K  ox m[y ] (1L.16)

- Calcul de la vitesse moyenne :
1%
Y = 1 ! v, dy (II.17)

En remplacant (/’équation 111.16 dans I11.17), Donne :

1
m+1 m
18 " 370" oo o]

me
h K ox m

X
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1

v =t (\/g)mﬂa_pmm” m yzr:flh

Mh K X m |2m+1

X

x m+1

~h"y

hX
0 +V

r

0

Pour y =h le calcul donne :

V =
Mk K X m| " 2m+1

X

1
_i (\/g)mu@ m m+1{hzn;+1[_m_lﬂ+vr

Apres développement la vitesse moyenne s’exprime comme suit :

m+l m m+l 1 1/m d Um
vxm:_(ﬁ)m h,m (_j ( pj +V, (IIL.18)

om+1 * \K) Ldx

Détermination du graduent de pression ‘;pa partir de la vitesse moyenne de laminage
X

Etant donné que, selon le principe de conservation du volume :

bh,v,,, =bhv, =bh v, cosy

Donc:

h,v, cosy
me = h

X

Comme I’angle 7 0, donc : C0Sy ~1

Donc :

V.-V, =V, th ‘th (111.19)

En remplacant (/’équation 111.19 dans I11. 18) le résultat du calcul est le suivant :

h.—h ™oom ™Y dp )"
v, | = | =—(B) " he | =] | =5
’[ h, j (\/_) 2m+1 ~ (Kj (dxj

Le gradient de pression donne :

1 (ot M{%H(melﬂhlﬂ
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Le graduent de pression a I’entrée et a la sortie du point neutre est donné par 1’équation suivante :
B m+1 m am

do_|f L1 2m+1 %11 h, —h, Kv, | a I'Entrée

dx |\3 m h™ h,

B m+1 m am
g _If L (2m+1) %11 h, ~h, Kv, | a la Sortie
ax |\ V3 m ) \{h™ ) h

Nous avons un gradient de pression en fonction de la consistance du matériauk , et le coefficient de
sensibilité aux vitesses de deformationm . En définissant K =3; et m=1 les relations dérivées dans le
cadre visqueux newtonien sont obtenus. Le comportement plastique est donné parm=0, le calcul est
impossible pour m=0 nous avons division par 0, donc lors de la modélisation dans le comportement
plastiqgue du matériau laminé la valeur du coefficient de sensibilité aux vitesses de déformation m
prendra le plus pres possible de zéro~ 0.

(I11.20)

3.6.2.1 Résumé

Tableau I11.5. Résumé des Equations Principales dans les modéles classique, hydrodynamique pour les comportements
plastique, viscoplastique.

Modeéle classique Modeéle Hydrodynamique
3 3 dh .o p_, dv__dv
< = _ _— _ -
£ § ™ <<l &, <<éy oy ix dy
S
T &
Plastique Viscoplastique Viscoplastique
g S =—0, (g)% S =—0 (8)%
£ 3 0 i~ 3 0
g o,=K &
Q
& _w=m ( )_ m
S 2 0'0(3)— Ke o,\&)=Ke
3 0y,—0,=—=0,
E V3 s2a, s Lay,
J3 ox J3 oy
§ : vg o dp
Y g T=—puming o, —,— r=—alv.-v )’ =h)=—0h
3 H NG (v, -v,) (y=h)=—"h
&g
s 5 d dh d dh op &
2 O'x=( y—Ux)——T h O'x:( y—O'x)__f _op 97 _
33 dx dx dx dx ox oy
W

3.6.2.2 Résultats et discussions

Dans le but d'évaluer la précision des résultats du model hydrodynamique généralisé, une analyse
comparative a été menée. Cette démarche implique la confrontation des résultats engendrés par notre
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modeéle avec ceux issus du modeéle classique de Karman-Tiliskov, en paralléle avec des résultats
expérimentaux tirées de la littérature [21,29]. Les données empiriques sont présentées dans le tableau
suivant.

Tableau 111.6. Données de laminage [21,29].

MATERIAUX Température de Laminage Epaisseur Initial Réduction Rayon du Cylindre  Vitesse de Laminage

c° (mm) % (mm) (mm/s)
37.86
300 6.28
; 28.46
-+
39.52
S = 100 6.28 N
s 3 21.02
S S 124.9 157
S X 37.10
= 6.28 e —
< 28.87
22
31.90
3.17 R —
21.77
m 14.17
21.86
S 6.27 e
= . s . 34.41
E Laminage a Froid Y
S 2.03 33.75
A 2.06 2283 79.38 160.02
8.8 ' ’
1
kg 6.35 70
S Laminage a Froid 14.80
S & 17.60
22.76
1.56 _
28.45

Les tableaux 111.7 et 111.8 exposent les résultats simulés de la force et du couple de laminage obtenues
par la simulation numérique. Pour enrichir davantage l'analyse comparative entre le modéle
hydrodynamique et le modéle classique, une confrontation avec les résultats expérimentaux est
effectuée. Cette comparaison implique deux types d'aluminium (A et B), ainsi que le cuivre, soumis a
des taux de déformation et des températures de laminage variés, incluant également des variations
d'épaisseur d'entrée.

L'objectif est d'évaluer la capacité prédictive et la précision de chaque modéle dans un large éventail
de conditions, englobant des variations significatives de déformation, température et €paisseur d’entrée
a la passe de laminage. Ce processus d'évaluation permet de tirer des conclusions plus nuancées sur la
capacité de chaque modele, ainsi que sur leur adéquation aux propriétés spécifiques des matériaux en
question. En conclusion, I'analyse comparative menée dans cette étude constitue une base solide pour
la sélection et 1'application judicieuses du modele hydrodynamique dans 1’application industriel.
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Tableau I11.7. Force de laminage.

b T de 3 Force Calculé Force Expérimental
= ) Epaisseur Initiale Réduction
\E Laminage G.LHM CM Transducteur Pins
=~
S ce Mm % KN/m
37.10 3902.61 | 4709.91 3952 3832
6.28
28.87 3283.42 | 3877.82 3287 3243
22 31.90 2712.06 | 3251.25 2410 2883
N 3.17
= X '
S 3 21.77 1782.68 | 1870.46 1633 1746
2 1
E S 39.52 3630.89 | 4602.22 3313 3457
L]
< 21.02 2290.99 | 2891.63 1998 1912
37.86 3898.00 | 4540.67 3881 4030
300 6.28
28.46 2802.42 | 3552.79 3041 2980
T d Force Calculé Intéoral Modele de
. € Epaisseur Initiale Réduction n, e.gra € Bland & Ford
Laminage Expérimental
G.ILH.M CM [40]
0: ce° Mm % KN/m
§ 14.17 887.17 811.33 767.11 621.95
P
= 21.86 1315.28 | 1108.39 1281.73 842.78
§ 6.27
= . 34.41 2115.79 | 1559.41 2109.06 1161.28
< Laminage
a Froid 29.40 1522.12 | 1371.10 1569.93 1024.61
2.03 33.75 1439.45 | 1041.55 1359.71 754.75
2.06 22.83 822.00 754.14 814.21 552.46
Force du Laminage
T°d . :
. ¢ Epaisseur Initiale Réduction Intégrale modéle de
Laminage GLHM cM o Bland & Ford
Expérimental
[40]
c° Mm % KN/m
E 8.8 1018.10 | 1257.26 995.66 1055.50
é 10 1219.80 | 1402.57 1209.15 1182.90
6.35
Laminage 14.80 2187.44 | 2070.70 2188.21 1655.05
aFroid 17.60 | 2741.29 | 2477.96 2667.70 1983.21
22.76 2595.92 | 2058.75 2573.88 1355.08
1.56
28.45 365797 | 2767.78 3596.18 1720.30
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Tableau 111.8. Couple de laminage.

o T° de . - . ' Couple Calculé Couple Expérimental
5,: . Epaisseur Initiale Réduction
E Laminage GIHM CM Transducteur Pins
=
s Ce Mm % KN.m/m
37.10 34.11 | 47.74 32 N/A
6.28
28.87 25.79 | 34.98 20.07 17.94
22
< 31.90 16.32 | 21.70 15.02 16.62
3.17
5 E 21.77 8.2 9.07 7.44 7.26
E gl 39.52 27.35 | 42.40 34.46 27.63
S = 100 6.28
3 21.02 13.63 | 19.90 13.34 13.08
37.86 32.01 | 42.89 35.64 35.47
300 6.28
28.46 229 | 3145 30.88 26.03
To d 3 Couple Calculé Modéle d
. € Epaisseur Initiale Réduction Capteur de Couple odete de
Laminage GLHM CM Bland & Ford
" (0 Mm % KN.m/m
§ 14.17 2.57 3.23 1.94 2.35
E 21.86 3.54 5.38 3.18 3.93
6.27
E Laminage 34.41 7.10 9.28 8.12 6.75
aFroid 29.40 561 | 7.57 6.18 5.43
2.03 33.75 3.79 3.51 2.83 2.38
2.06 22.83 1.33 2.16 1.25 1.47
T°d , Couple Calculé Modéle d
, ¢ Epaisseur Initiale Réduction Capteur de Couple oaee de
Laminage GLHM CM Bland & Ford
ce Mm % KN.m/m
i 8.8 3.90 3.80 2.48 3.00
&
E 635 10 466 | 4.47 2.90 3.56
S .
Laminage 14.80 9.82 7.93 6.36 6.08
a Froid 17.60 7.85 | 10.28 7.24 7.89
22.76 5.75 4.74 3.89 3.03
1.56
28.45 6.40 7.03 6.00 6.00
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Figure 111.16. Comparaison des prédictions entre les modeéles, hydrodynamique généralisé (G.I.H.M) et classique (C.M)
avec les mesures expérimentales de la force et du couple de laminage. Utilisation des coefficients de corrélation de Pearson
(r) et de détermination (R?) pour évaluer la concordance linéaire entre les deux méthodes et les données expérimentales. a)
Comparaison des prédictions de la force de laminage. b) Comparaison des prédictions du couple de laminage.

Dans la Figure Ill.16a, des comparaisons sont effectuées entre la force de laminage mesuré
expérimentalement et calculé par le Modéle Hydrodynamique Généralisé (G.1.H.M) et le Modéle
Classique (C.M). L'analyse de la distribution des points montre que le modele hydrodynamique offre
de meilleures prédictions que le modéle classique. Ces résultats constituent de bons indicateurs pour
évaluer la pertinence du modele. Cependant, afin de réaliser une analyse plus complete des résultats
des deux modeles, nous avons ajusté les points de force a l'aide d'une équation linéaire, ce qui permet
de calculer le coefficient de détermination (R?) et le coefficient de corrélation de Pearson (r). Le
modéle (G.1.H.M) présente une forte corrélation linéaire avec les données expérimentales, avec
R?=0.99 et r=0.99, tandis que le modéle classique (C.M) montre une relation linéaire d'environ
R?=0.84 et r=0.92. La Figure 111.16b illustre la comparaison du couple de laminage expérimental avec
les deux modeéles de calcul. Contrairement aux résultats de la Figure 111.16a, la proportion de variance
est plus élevée pour le modele classique que pour le modeéle hydrodynamique. Cela s'explique par
I’équation 111.15 indiquant que la contrainte de frottement, dépend principalement du gradient de

pression, est maximale au contact Métal-Cylindre (y: h), puisque le couple est obtenu a partir des

contraintes de frottement calculées au contact Métal-Cylindre. Cependant, avec une qualité de
régression linéaire d'environ R?=0.94 et r=0.97, les prédictions du modéle G.I.H.M concernant le
couple de laminage sont satisfaisantes.

Les données, telles que la force et couple de laminage, sont des indicateurs cruciaux pour évaluer la
validité des modeéles de prédiction. Toutefois, ces parametres, bien qu'importants, ne fournissent
qu'une vue partielle du probleme. Ainsi, il est impératif d'approfondir I'analyse en examinant et en
comparant la distribution des contraintes le long du foyer de déformation. Cette démarche s'appuie sur
les résultats issus du modele hydrodynamique généralisé amélioré (G..H.M) ainsi que du modele
classique (C.M), les quels sont confrontes aux données expérimentales.

Cette approche plus exhaustive permet d'acquérir une compréhension plus détaillée sur la performance
du modele hydrodynamique généralisé. Elle offre une perspective plus fine des mécanismes sous-
jacents, en considérant la variation des contraintes de pression et de cisaillement tout au long de la
zone de déformation. En étudiant ces distributions, on peut mieux évaluer la capacité des modéles a
saisir les phénomenes de laminage telle que la position du point neutre, conditions aux limites et a
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prédire avec précision le comportement du matériau lors du laminage. De cette maniere, I'évaluation ne
se limite pas aux grandeurs physique telle que couple et I’effort de laminage.
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Figure 111.17. Comparaisons des contraintes de contact expérimentales avec les résultats prédits par le modéle
hydrodynamique généralisé amélioré (G.I.H.M) et le modele classique (C.M) pour le laminage d'aluminium (A) a 22°C.
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Figure 111.18. Comparaisons des contraintes de contact expérimentales avec les résultats prédits par le modele
hydrodynamique généralisé amélioré (G.I.H.M) et le modele classique (C.M) pour le laminage d'aluminium (A) a 100°C.
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Figure 111.19. Comparaisons des contraintes de contact expérimentales avec les résultats prédits par le modele
hydrodynamique généralisé amélioré (G.1.H.M) et le modeéle classique (C.M) pour le laminage d'aluminium (A) a 300°C.

Longueur de contact (mm) « Direction de Laminage
£=22.83%

200 300+
250 .
1501
200+ .
—_— =
£ £
= 2
£2100 4 1= 150 1
£ g
2 =
& 2
£ Lot . |
& 504 , / s
50 .
0 T T ‘ ‘ ‘ ‘ 0+ T T ‘
0 I 2 3 4 5 6 7 0 2 4 6 8

Longueur de contact (mm) < Direction de Laminage
£=33.75%

Figure 111.20. Comparaison de la pression de laminage expérimentales avec les résultats prédits par les modéles généralisé
hydrodynamique amélioré (G.1.H.M) et classique (C.M) lors du laminage a froid d'une bande d'aluminium (B) de 2 mm

d'épaisseur initiale.
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Figure 111.21. Comparaison de la pression de laminage expérimentales avec les résultats prédits par les modéles généralisé
hydrodynamique amélioré (G.1.H.M) et classique (C.M) lors du laminage a froid d'une bande d'aluminium (B) de 6 mm

d'épaisseur initiale.
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Figure 111.22. Comparaison des pressions entre 1’expérimentales et les résultats prédits par le modéle hydrodynamique
généralisé améliore (G.1.H.M) et le modéle classique (C.M) pour le laminage a froid d'une bande de cuivre.

3.6.2.3. Analyse comparative des modéles de prédiction a partir des courbes de contraintes de
contact

Les figures Ill. 17, 18, 19, 20, 21 et 22 comparent les résultats issus du modele hydrodynamique
généralisé a ceux du modéle classique avec les mesures expérimentales provenant de la littérature
[48,35].

e Comparaison des pressions:

Le modele hydrodynamique généralisé présente des prédictions de pression plus précises que le
modele classique. Cette observation est cohérente avec les résultats expérimentaux et souligne la
capacité du modele hydrodynamique a capturer les effets non linéaires du laminage.

e Comparaison des contraintes de frottement:
Les performances des modeles dépendent de I'épaisseur du matériau.

Le modeéle classique offre de meilleures prédictions pour les fortes épaisseurs, tandis que le modéle
hydrodynamique est plus performant pour les faibles épaisseurs.

Cela peut s'expliquer par la nature de la (Equation 111.15) qui établit la contrainte de frottement en
fonction de la hauteur et de la nature du matériau laminé (loi de comportement), qui n'est pas
parfaitement capturée par le modéle hydrodynamique dans le cas des fortes épaisseurs.

L'introduction d'un coefficient de frottement dépendant de la nature du contact pourrait améliorer les
prédictions du modele hydrodynamique pour les fortes épaisseurs. Cette modification permettrait de
mieux prendre en compte la relation de contact entre le matériau et le cylindre dans le cas des
matériaux épais.
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Figure 111.23. Comparaison des contraintes de contact expérimentales avec les résultats prédits par le modele
hydrodynamique généralisé amélioré (G.1.H.M) et la méthode des éléments finis pour le laminage daluminium a)

e=14.7% b) £ =34.41%.
Remarque :

Dans la figure Ill. 23.a, b) Les allures des prédictions des modéles hydrodynamique et classique
différent des allures des mesures expérimentales pour les fortes épaisseurs. Cette divergence est due a
I'absence de prise en compte de I'élargissement dans les modéles, ce qui est crucial pour les
simulations de laminage de matériaux épais.

Afin de mieux comparer les prédictions des modeéles classique et hydrodynamique géneralisé, des
points de corrélations sont présentées dans la figure 111.24.

A A
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Figure 111.24. Comparaison des données expérimentales avec les prédictions du modéle (G.H.I.M) et du modéle classique
(C.M) pour les épaisseurs minces et épaisses. a) Analyse de la corrélation de la distribution de la pression de laminage. b)
Analyse de la corrélation des contraintes de cisaillement.

La Figure 1ll1.24a présente une comparaison entre les prédictions des champs de contraintes de
pression genérés par les deux méthodes de calcul et la distribution expérimentale des contraintes de
pression le long de la zone de déformation. Afin de réaliser une analyse plus complete, cette
comparaison est exprimée en termes de coefficients de corrélation (r) pour les deux modeles et les
données expérimentales pour chaque cas de laminage. Le modéle hydrodynamique généralisé amélioré
(G.1.LH.M) présente une corrélation moyenne d'environ 0.87 pour tous les différents cas de laminage,
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tandis que le Modéle Classique (C.M) affiche une correlation moyenne de 0.81. Ces résultats
confirment de maniere significative la fiabilité et la précision du Modele Hydrodynamique Généralisé
dans la caractérisation du comportement des contraintes de pression tout au long de la zone de
déformation. De plus, nous avons observé que la divergence entre les deux modeéles est plus prononcée
dans les cas de laminage impliquant des épaisseurs plus fines, renforcant ainsi I'hypothese initiale
selon laquelle le laminage a faible épaisseur est principalement associé au cisaillement plutét qu'a

I'écrasement. La Figure 111.24b présente la corrélation des contraintes tangentes (r)pour les deux

méthodes de calcul avec les données expérimentales. En analysant les points de corrélation, nous
pouvons conclure que le modéle (G.H.I.M) présente une bonne cohérence avec la distribution
expérimentale des contraintes de frottement. Cette analyse est particuliérement valide pour le laminage
a faible épaisseur. En revanche, pour les cas impliquant des épaisseurs plus épaisses, le modéle
classique démontre une analogie plus significative. Cela met en évidence la force du modéle classique
lorsque la loi de frottement appropriée est choisie et que le coefficient de frottement est correctement
identifié. Dans ce cas, nous sommes plus proches de la réalité, ce qui difféere du (G.1.H.M). L'avantage
du modéle hydrodynamique réside dans le fait que nous ne sommes pas obligés d'identifier le
coefficient de frottement pour chaque cas de laminage et matériau. D'autre part, les contraintes de
cisaillement ne dépendent pas d'une loi de frottement, ce qui réduit sa précision par rapport au modeéle
classique. Néanmoins, avec une corrélation moyenne d'environ 0.91 pour tous les cas de laminage
testés, nous pouvons dire que le modele hydrodynamique montre une précision plus prometteuse par
rapport aux données experimentales.

3.6.3 Exploitation du modele
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Figure 111.25. Variation de, a) la contrainte de cisaillement b) la vitesse de laminage suivant la hauteur de la bande.
La Figure 111.25.a illustre I'évolution de la contrainte de cisaillement le long de la zone de laminage.
Les courbes sigmoidales représentent les variations de la contrainte de cisaillement tout au long de la
zone de déformation, passant de valeurs positives a des valeurs négatives au point neutre. A (y = h),

les contraintes de cisaillement atteignent leur valeur maximale, et a mesure que I'on se rapproche du
centre de la tole (avec y approchant zéro), la contrainte de cisaillement diminue progressivement

jusgu'a atteindre zéro. Dans la Figure 111.25. b, nous examinons la variation de la vitesse de laminage
le long de la zone de déformation en fonction de la hauteur de la tble. Lorsque y=h, au point de
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contact Métal-Cylindre, la vitesse reste constante de l'entrée a la sortie de la zone de déformation
(vt :Vr). En utilisant le modéle hydrodynamique, nous avons tracé la variation de la vitesse par

rapport a I'épaisseur de la bande, ce qui nous a permis d'observer qu'a l'entrée de la zone de
déformation, la vitesse de laminage au centre de la bande est inférieure a celle en surface. A la sortie
de la zone de déformation, la vitesse subit un changement significatif, la vitesse au centre étant
supérieure a la vitesse en surface. Au point neutre, la vitesse reste constante en fonction de la hauteur

de latole (v, =V, ).
3.6.4 Modélisation thermique

Dans le cadre de la résolution mécanique du probléme, qui vise a déterminer les contraintes et les
vitesses, la précision de la connaissance de la contrainte d'écoulement est cruciale pour garantir la
fiabilité des résultats de calcul. Dans le cas du laminage, cette contrainte d'écoulement dépend
fortement de la température, justifiant ainsi la nécessité de comprendre son évolution au sein de la
zone de déformation.

Cette section se consacre a la création d'un code de calcul visant a décrire I'évolution de la température
dans le foyer de deformation. Cette zone spécifique présente deux types de phénoménes thermiques.
Le premier contribue a I'élévation de la température du matériau laminé en raison du travail dédié a la
déformation plastique, qui se dissipe sous forme de chaleur, ainsi que des contraintes de frottement. Le
second est associé au contact entre le métal et le cylindre, ce qui permet de réduire la température du
laminé [79-81].

AT =AT @ +AT frot—AT c (1IL.21)
AT :Variation de la température de la tdle dans le foyer de déformation.
AT ‘@ :Variation de la température due au travail de déformation plastique.
AT frot :Variation de la température due au frottement.

AT ‘c:Variation de la température due au contact métal-cylindre.

L'équation de chaleur, fondamentale en thermodynamique, modelise la propagation et la distribution
temporelle des températures dans un matériau. Elle se présente comme suit :

. . . . o oo g
pc[aT v T oT oT j:[aT T aTj (11.22)

+ +V +V + +

ot  “ox Yoy "oz x> oy* ozt
Elle est au cceur des analyses thermiques, fournissant un instrument crucial pour appréhender les
mécanismes de transfert de chaleur. Cette équation exprime que la chaleur générée par la déformation
plastique en un point donné (X, y, z) de l'espace est évacuée par le déplacement du point matériel

. ppes
chauffé [Vx %j et par conduction(aT2
X X

] , le reste étant consacré a élever la température de ce point

dans l'espace ( oC %} :
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. _ _ oT’
Etant donné que le mouvement de la bande est stationnaire, nous avons : E =0

Nous considérons un modele monodimensionnel ¢’est-a-dire que nous négligeons la variation de la
température suivant la direction transversale et normale Z ;V :
oT" oT’
_,_:O
oy oz
oT’ _or’ oT’ _or’

> et >
OX oy OX 0z

Nous pouvons alors écrire :

o T’
V —=W A
P OX (x)+ OX?

(111.23)

(L'équation 111.23) représente une équation différentielle dont la résolution est particulierement
complexe. Dans cette étude, nous exposerons une approche simplifiée que nous avons développée pour
résoudre ce probléme.

3.6.4.1 Présentation du modéle

Nous examinons la variation de la température dans la direction du laminage, en prenant en compte
trois flux principaux : le réchauffement di a la déformation plastique et au frottement entre le cylindre
et la tole, ainsi que le refroidissement résultant du contact avec le cylindre.

a) Echauffement d( a la déformation plastique

Dans cette approche, nous supposent que la totalité de I'énergie associée a la déformation plastique se
dissipe intégralement sous forme de chaleur. Cette hypothese implique que I'énergie mécanique
fournie au matériau est transformée en énergie thermique.

ce=9 etd= d—Q
dt
Avec :
9:Energie dissipée.
aQ : Apport de chaleur.
dt
5E— c;—? _ 5‘2—‘? 5 dQ=5dz (IT1.24)
2 h 2 dh
g=—0In| X |=>de=—4— (111.25)
R

Avec : dh=Rsinpde

90



Chapitre. 111 Modéle Hydrodynamique Généralisé

On pose O = 0y le calcul donne :
2 R .
dQ =0,—=—singd
Q=0 NeL pdep (111.26)

Un bilan thermique sur un élément de volume donne :

2 )
dvpcdt =—c,Rsinpd 11.27
P \/§ 0 ougp ( )
dv =bhdx
Donne la forme finale du bilan :
2 1 )
dt=——o,sinpd 111.28
N ooiNele ( )

b) Echauffement d( au frottement

Le laminage génére un échauffement par frottement entre la téle et le cylindre. Ce phénomene est
causé par la force tangentielle s'opposant au mouvement relatif des deux surfaces. Cette force de
friction dissipe I'énergie mécanique sous forme de chaleur, contribuant ainsi a lI'augmentation de la
température du systéme.

En utilisant un rapport de diffusivité :

Avec :

f=Jipc de la tole.
f =JApc, du cylindre.

Le flux de chaleur du au frottement recu par la bande s’écrit comme suit :

¢=1..AV (I1I1.29)
v h
AV =v-v, = ;] =V (1I1.30)
Donne :
Rh
AV = wh h_ R (IL31)

91



Chapitre. 111 Modéle Hydrodynamique Généralisé

w :La vitesse angulaire du cylindre de travail.

AV:CORhn i—i :Vrhn i_i
h h h, h

X n

Donne :

At =v, (E— —1j (111.32)

X

En considérant un bilan thermique sur un élément de volume, on écrit :

b.h .d pcdt=y.rv, %—4dt.R.d¢.b (I11.33)
Ce qui implique :
h,.d, pcdt=y.zv, E—”—l %.R.dq) (111.34)
X Vr

Donc la forme finale du bilan donne :

dt—ir

~ pc’lh

A-]F.o@ (IIL35)

X

c¢) Refroidissement du au contact métal-cylindre

La loi de Fourier, fondamentale en conduction thermique, énonce que le flux de chaleur a travers une
surface est proportionnel a la différence de température entre les deux cotés et a la conductivité
thermique du matériau. Donc elle décrit le transfert de chaleur a travers un matériau en fonction du
gradient de température.

En utilisant la loi de Fourier a la surface on obtient :

AT =q (11L.36)
Avec :

3 Représente le coefficient d’échange thermique entre les deux matériaux, et AT représente la
différence de température entre la tdle et le cylindre

Le coefficient d'échange thermique entre les deux matériaux est représenté par ¢, tandis que AT’
désigne la différence de température entre la tdle et le cylindre. Et la densité du flux thermique ( est

représenté par la formule suivante :

dQ
_ I11.37
q dt.ds ( )

dQ : Quantité de chaleur échauffée avec un élément de surface du cylindre.

ds : Unité de surface.

92



Chapitre. 111 Modéle Hydrodynamique Généralisé

Ceci implique :

d . 1 .
q :F‘i:m — AT (I1L38)

C

Un bilan thermique sur un élément de volume donne :

pcdtdV =dQ = $AT dt.ds (111.39)
Donne :
pedtbh dx = dQ = SAT® %.R.d¢ (I11.40)
Vnhn
VX =
hX
Donc :
. R
pcdt=dQ=39AT —th (I11.41)
Donne la forme finale du flux :
R 1 o o
dt=——9(T. -T.)d 111.42
o (T7-T.)dQ (111.42)

3.6.4.2 La forme finale de I’équation de la température

En négligeant les variations de la température dans les directions transversale et normal, et en se basant
sur un bilan thermique prenant en compte le contact entre le métal et le cylindre, la dissipation due au
travail de déformation plastique et I'échauffement causé par le frottement entre la tole et le cylindre,
nous obtenons une équation décrivant I'évolution de la température dans la zone de déformation. Il
s'agit d'une équation différentielle homogene du premier ordre, dont l'intégration numérique permet
d'obtenir la variation de la température dans la zone de contact.

Compte tenu des (équations I11. 28 ,35,42), nous pouvons €crire:

de pch, oSPT X

Ne

L
h

X

L oAT } (IT1.43)
v h

r-n

Connaissant ( p,C, 9, ;()nous pouvons résoudre cette €quation en utilisant la méthode numérique

d’Euler.

. . 1 R| 2 ) h . h
T.=T +|——| —=o0.sinp+ yr|>-1+AT X d 11.44
i+1 i [pc h)([\/ggo O+ YT hX ‘-‘ Rvh J:l % ( )

crn
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3.6.4.3 Resultats et perspectives

(L équation II1.44) s'intégre numériquement, grace a une dépendance vis-a-vis de la température T~
pour la contrainte d'écoulement ou le frottement. Ces équations permettent de déterminer I'évolution de
la température moyenne de la bande a travers la passe de laminage. Cependant, notons que de tels
calculs dépendent d'au moins un coefficient, généralement mal connu : la résistance de contact
thermique Rc. Malgré cela, ils permettent de déduire des effets significatifs, tels que l'augmentation de
la température de la bande avec la vitesse, en raison d'une perte de chaleur réduite vers le cylindre a
cause d'un temps de contact plus court. La figure 111.26 présente la décomposition de 1I’échauffement
en ses trois termes.Ainsi que la figure 111.27 illustre I'évolution de la température le long de I'emprise
pour une passe donnée. Les Tableaux I1l. 9, 10 exposent respectivement les données de laminage a
froid et les propriétés thermiques de I'acier laminé.

Tableau 111.9. Donné de la passe de laminage d’une téle en acier [19].

he R b € Ttole TCyl Q Tl T2
(mm) % K (Rad/s) (MPa)
0.4 47 100 25 293 323 106.4 130 200

o, =350(1+150% )"

Tableau 111.10. Propriétés thermique.

Conductivité

P Capacité Résistance .
Définition Thermi Thermi Masse volumique
ermique ermique Thermique
Unité Jikg. K K.m2/W Kg/m? W/Km
symboles CCyl CTole Rc P oyl P Tole ﬁcyl ﬂ'tole
Valeur 448 10 7.8 7.9 21
80- .....
—:— AT°Travw T
—— AT® Frott —
60- i ro /‘/
—— AT® Cont P
o
2
2
=
‘|
g
&

T

0.0 0.5 1.0 1.5 2.0
Longueur de Contact (mm) ---> Direction de Laminage

Figure 111.26. Calcul thermique des échanges de flux dans la zone de contact.
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La Figure 111.27 illustre la modélisation des trois flux de température, permettant d'observer la
propagation de la température en fonction du frottement, de la déformation, ainsi que du
refroidissement dl au contact entre le métal et le cylindre de laminage.

120
100 100
S 80 r80
3 2
5 &
N3] D
& =
401 40
20 -
T T T T T 20
0.0 0.5 1.0 15 2.0

Longueur de Contact (mm) ---> Direction de Laminage
Figure 111.27. Evolution de la température de la tole dans zone de déformation.

Remarque :

Selon la Figure 1ll. 27, on observe une augmentation graduelle de la température en surface de la
bande dans la zone de déformation, suggérant ainsi I'influence du frottement et de la déformation sur
I'évolution de la température résultante. Il est a noter que le matériau laminé a enregistré une
augmentation de 100 °C, soulignant I'importance de la modélisation thermique, étant donné que
certains matériaux peuvent subir des changements de phase avec I'augmentation de la température,
donc un changement des propriétés mécanique du produit fini.

a) Sensibilité de la température

L'étude de la sensibilité de la température de laminage a divers facteurs est une importance
fondamentale pour la compréhension approfondie des échanges thermique et du processus de
laminage. La présente étude se focalise sur lI'examen de l'influence exercée par des paramétres du
laminage et thermiques spécifiques sur la température résultante.

400 120 4

350 4

100 4
300

250 80+

200

60 4
150 —— Q=10 (rad/s)

Q=20 (rad/s)
——— )= 30 (rad/s)
=40 (rad/s)
Q= 50 (rad/s)

Température C°
Température C°

100 40

50+

20 4

Y

pas de longueur dimensionnelle (Le/x) pas de longueur dimensionnelle (Lc/x)

a) b)

Figure 111.28. Sensibilité de la Température au : Taux de Déformation a), Vitesses angulaire du cylindre b).
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La Figure 111.28 met en évidence I'impact significatif du taux de déformation et de la vitesse angulaire
du cylindre de travail sur I'évolution de la température a la surface du matériau laminé.

140 4

90+
1204 804 - e
70 4
& 100 . ‘
[} &)
“_:_-' 8 60 4
= 804 - 3 =
B —— R =0.5(K.m/W) = -
=9 2 3 ] 50 [MPa)
= — R=1(K.m/W
£ o - 1 (Km7W) & o= 100 [MPa]
= —R=15(Km/W) e o= 150 [MPa]
104 R=2 (K.m"/W) i o= 200 [MPa]
R.=2.5 (K.m"/W) ’ —— 6= 250 [MPa
20 20
pas de longueur dimensionnelle (Le/x) pas de longueur dimensionnelle (Lc¢/x)
a) b)

Figure 111.29. Sensibilité de la Température & : la résistance de contact thermique a), Contrainte d’écoulement b).

La Figure 111.29a révele la sensibilité prononcée de la température a la résistance de contact thermique

R., tandis que dans la Figure 111.29b, en supposant que le matériau laminé est parfaitement plastique,

nous avons varié la contrainte d'écoulement pour analyser son impact sur I'évolution de la température.

Cette démarche a révélé une influence significative de la contrainte d'écoulement sur la température
résultante.

450

N - 3% - Sortie (x=Ic)
40044 ¥ R --/A- Point neutre (x=xn)
i I i
i ! .
Lk X.
3509 N USAS >
3 ch? A Yy
o A X
] N \
= N N
2 300 "5 . :
£ A \X Centre de la tole
) N
’C_L \'\ \\
5 250 Surface de la tole A~
= 2 L N il
Ny ¥
S, RS o
A'\A\ i%\ '/‘/ \'\_
200 - T T g
~ |
i
\ 7
150 >

Epaisseur de la tole

Figure 111.30. Variation de la température en fonction de la hauteur.

3.6.4.4 Couplage thermomécanique

En supposant que la température reste constante le long de I'emprise (modele isotherme), équivalente a
la température d'entrée du foyer de déformation, nous avons entrepris la résolution du probleéme
mécanique sur toute l'emprise, avec des valeurs de contraintes d'écoulement dépendant de la
déformation et de la vitesse de déformation. Apres avoir déterminé les valeurs des contraintes et des
vitesses, nous calculons I'évolution de la température dans la zone de déformation. Ensuite, nous
résolvons a nouveau 1'équation mécanique avec la contrainte d'écoulement fonction de la température
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calculée. Nous répétons ce processus jusqu'a ce que la différence entre les résultats obtenus devienne

négligeable.

Données d'entrée: Géométrie,
Rhéologie, Thermiqgue

Ajustement de la position du
point neutre

Calcul de la Force et Pression

Méthode du tir

Test de Changement
de la Position
Convergence _
du point
B —Pso <& neutre

Méthode du point fixe

Oui

Calcul thermique

Test de
Convergence

T —-T., <¢

i i+1

Calcul de la
température

Figure I11.31. Algorithme de résolution du probléme.

a) Evolution des résultats de laminage en fonction des paramétres thermique

Dans cette section, une analyse de l'influence des paramétres thermiques du matériau sur les résultats
du laminage (Force et Couple) a été réalisée, visant a évaluer la sensibilité de ces derniers par rapport
aux paramétres thermiques. A cette fin, le laminage de l'acier C11B a été modélisé, avec une

présentation des parametres de laminage dans (Chapitre. II). 11 est souligné que le modéle de
comportement de Norton-Hoff, présenté par I'équation (I1.24), est utilisé dans le code de calcul.
0.128
2 i 0.128 86
o,=7149| — 83)',128 exp| ————
J3 83 T
Tableau 111.11. Propriétés thermique de [’acier C11B.
Définition Capacité Thermique Résistance Thermique Masse volumique Conductivité Thermique
Unité Jikg. K K.m2/W Kg/m? W/Km
Symboles Ceyl Croke RC Py Prole ;tcyl ﬂtole
Valeur 470 106 7.85 7.9 49 51.3
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Dans la figure suivante, nous avons entrepris une analyse visant a étudier I'impact de la température T~
et de I'énergie d'activation apparente @ sur la force et le couple de laminage.

4230 32.0 36
- =%~ Effort

- =% - Effort
— %~ Couple 4500

-~ Couple

4220 4 \ o e 316
4400 T e |34
4210 4 \ -31.2

4300 4 LA WL
4200 - -

Force (N)
Couple (Nm)
Force (N)
*
Couple (Nm)

- 30.8

s 4200 A Tl
4190 4 N 304 ¥

30

4180 - - - - r 30.0 4100 T T T T T
0 200 400 600 800 1000 0 40 80 120 160 200

Température C° Energie d'activation apparente Q (j/mol)
a) b)
Figure 111.32. Influence de T° et Q sur I’effort et couple de laminage.

Dans le cadre de notre analyse approfondie des parameétres thermiques, nous avons observé que les
fluctuations de la température exercent une influence significative sur la force de laminage, tandis que
leur impact sur le couple de laminage est moins prononcé. De maniere similaire, les variations de
I'énergie d'activation apparente présentent une influence comparable sur la force et le couple de
laminage.

Remarque

Cette observation souligne I'importance de prendre en compte méme les variations apparemment
mineures de ces parametres dans le modele de calcul, afin d'assurer une précision optimale des
résultats obtenus.

3.6.5 Optimisation par I'analyse statistique et la modélisation

L'étude d'optimisation du laminage constitue une approche essentielle dans I'amélioration du procédé.
Dans cette recherche, plusieurs expérimentations ont été conduites en utilisant un code de calcul
Hydrodynamique, et les données obtenues ont été analysées a l'aide du logiciel de calcul statistique.
Cette démarche a impliqué la variation de plusieurs facteurs de laminage lors de chaque itération,
permettant ainsi d'explorer les interactions complexes entre ces paramétres. A travers une étude
statistique, le logiciel a généré des équations décrivant la relation entre les parametres de laminage et
les forces ainsi que les couples de laminage. L'utilisation de I'analyse de la variance (ANOVA) a été
intégrée pour évaluer la significativité des variations observées. Les équations obtenues ont ensuite été
utilisées pour générer des représentations visuelles, telles que des courbes 3D et des contours, offrant
ainsi une perspective sur l'influence de chaque parameétre sur la force et le couple de laminage. Cette
approche combinée entre modélisation, analyse statistique, et visualisation graphique fournit une
méthodologie robuste pour optimiser le processus de laminage.

3.6.5.1 Approche expérimentale et modélisation

Un logiciel de calcul statistique a éte utilisé pour concevoir un plan d'expériences factoriel complet. Ce
plan a permis de varier plusieurs facteurs de laminage, tels que la hauteur d’entré a la passe, la vitesse
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de laminage et la géométrie des cylindres, le taux de déformation, et d'enregistrer les valeurs
correspondantes de la force et du couple de laminage.

L'analyse de variance (ANOVA) a ensuite été employée pour évaluer l'influence individuelle et
combinée de chaque facteur sur les réponses mesurées. Cette analyse a permis d'identifier les facteurs
les plus significatifs et de quantifier leur impact sur la force et le couple de laminage.

Des équations de régression ont éteé établies pour modéliser la force et le couple de laminage en
fonction des parametres étudiés. Ces équations permettent de prédire les valeurs des réponses pour des
combinaisons de facteurs non testées expérimentalement.

3.6.5.2 Visualisation et analyse des résultats

Les figure 11l. 33, 34 présentes des courbes 3D et des contours qui ont été tracés pour visualiser
I'influence de chaque facteur sur la force et le couple de laminage. Cette analyse a permis de mieux
comprendre les interactions entre les facteurs et d'identifier les zones optimales du processus de
laminage. Ces outils graphiques ont non seulement facilité une interprétation visuelle immédiate des
données, mais ont également fourni des indications visuelles puissantes sur la maniére dont les
variations des parametres de laminage affectent la force et le couple.
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Remarque :

L'utilisation d'une méthodologie d'expériences planifiées associée a une analyse statistique a abouti a
une optimisation réussie du processus de laminage. L'identification des facteurs les plus significatifs et
la modélisation de la force et du couple de laminage ont fourni des outils précieux pour la prise de
décision et I'amélioration continue du procédé.

3.7 Conclusion

Le présent travail constitue une contribution appréciable a l'avancement de la méthode
hydrodynamique appliquée au laminage a chaud des bandes métalliques.

La limite d'utilisation du modele hydrodynamique HM tel que présenté par S Li réside dans la
complexité d'identifier des coefficients empiriques spécifiques a chaque application, ainsi que dans sa
sensibilité élevée a ces coefficients.

Le développement informatiqgue du modele hydrodynamique a permis d'évaluer sa sensibilité aux
coefficients empiriques et de mettre en évidence I'impact significatif de la variation de la viscosité sur
les résultats obtenus.

Des approches numériques ont été déployées pour éliminer le besoin du coefficient de correction
géométrique empirique, augmentant ainsi la précision du calcul de la position de I'axe neutre.

Un algorithme fusionnant la méthode de tir et la méthode du point fixe a été élaboré pour intégrer la
variation de la viscosité en fonction de la pression. Ce modéle IHM, plus précis et rapide, s'adapte
aisément a diverses applications de laminage.

Le modele IHM a été confronté a des données expérimentales de force de laminage, de couple et de
distributions des pressions et du frottement dans la zone de contact, démontrant une supériorité
prédictive par rapport aux modeles classiques basés sur la méthode des tranches.

Compare a la méthode des éléments finis, le modéle IHM a confirmé des prédictions tres fiables, tout
en offrant un temps de calcul largement plus court et donc susceptible d’intéresser les industrielles.

Le modele IHM se distingue par ses prédictions approchant les résultats expérimentaux, son utilisation
aisée sans recours a des coefficients empiriques, et son adaptabilité a diverses applications de laminage
grace a sa formulation flexible sans avoir & connaitre préalablement le coefficient de frottement.

Sa rapidité d'exécution le rend opérationnel en ligne sur des sites industriels.
Le modéle IHM constituera un outil inestimable pour les industrielles, leur permettant de :
Prédire avec précision la force de laminage, le couple et la distribution de pression.

Optimiser le processus de laminage pour réduire les colts de production et améliorer la qualité des
produits.

Développer de nouvelles stratégies de contrdle pour le laminage.

Le modéle IHM ouvre des perspectives de recherche futures, notamment dans la modélisation de
I'écoulement metallique dans les zones critiques et I'intégration des propriétés microstructurales du
matériau. Ces développements prometteurs renforceront davantage l'efficacité et la précision des
prédictions dans le domaine du laminage.

102



Chapitre. 111 Modéle Hydrodynamique Généralise

Ce chapitre a exposé une extension du modele hydrodynamique employé pour anticiper les pressions
et les vitesses durant le laminage des bandes. Bien que le modéle linéaire newtonien offre des
prédictions adéquates pour les cas visqueux, il se révele inapplicable pour des matériaux présentant des
comportements viscoplastiques ou plastiques. Cette généralisation nous a permis d'obtenir des résultats
en concordance avec les données expérimentales. De plus, le modéle validé peut étre employé pour
prédire les pressions et les vitesses lors du laminage a chaud et a froid de bandes minces. Ces avancées

représentent une contribution significative a I'évolution de la méthode hydrodynamique dans le
laminage de bandes a chaud et a froid, avec des implications potentielles dans I'industrie sidérurgique.

Le modele GIHM a été soumis a des tests en utilisant des données de laminage provenant de diverses
épaisseurs, tempeératures de laminage et taux de deformation, pour différents matériaux tels que
I'aluminium et le cuivre. Les résultats ont révélé que le code de calcul produisait des résultats plus
proches aux donnees expérimentales, surpassant la cohérence des modéles existants. Ces constatations
suggerent que le modeéle GIHM peut étre considéré comme un outil fiable pour prédire la force de
laminage et le couple dans des environnements industriels.

Ces résultats encourageants ouvrent la voie a une utilisation future du modéle généralise dans les
applications de laminage a chaud et a froid pour divers matériaux, susceptibles de présenter des
comportements viscoplastiques ou plastiques. De plus, le modele peut étre ajusté pour prédire les
propriétés mécaniques des produits finis. Ces améliorations dans la précision des prédictions du
laminage ont des implications majeures pour l'industrie métallurgique, améliorant la qualité et
I'efficacité de la production de laminage. Les perspectives de recherche futures pourraient se
concentrer sur l'optimisation de la conception des processus de laminage et sur I'évaluation de la
faisabilité d'appliquer le modéle a d'autres matériaux.

Le modéle hydrodynamique généralisé prédit une précision accrue dans la prediction des pressions,
tandis que le modéle classique excelle davantage dans la prédiction des contraintes de frottement,
particulierement dans le cas de fortes épaisseurs. Des optimisations du modéle hydrodynamique, telles
que l'incorporation d'un coefficient de frottement dépendant de la nature du contact, pourraient
considérablement améliorer ses performances pour les simulations de laminage impliquant des
matériaux de grandes épaisseurs. L'analyse des courbes de corrélation s'avére étre un moyen judicieux
d'évaluer la précision et la robustesse des modeéles dans diverses conditions de laminage. Ces
ajustements offrent des perspectives prometteuses pour une modélisation plus fine des processus de
laminage, contribuant ainsi a wune meilleure compréhension des phénomeénes en jeu.
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4.1 Introduction

L'importance croissante du laminage rond dans les industries métallurgiques nécessite une
compréhension et une modélisation précise des mécanismes en jeu. Les défis associés a ce procédé
incluent la gestion des contraintes résiduelles, I'homogénéité de la déformation et le contrdle
thermique.

La modélisation du procédé de laminage rond reste trés complexe du fait des changements
géométriques qui se déroulent dans la zone de déformation. Les modeles mathématiques développés
visent a simuler ces changements géomeétriques, les interactions entre les forces appliquées, les vitesses
de rotation des cylindres et les propriétés thermomécaniques du matériau. Ces modeles permettent non
seulement de predire les profils de déformation et de température, mais aussi doivent anticiper les
défauts potentiels tels que les fissures ou les deformations indésirables.

4.2 Laminage a cannelures

Au cours du processus de laminage rond, l'utilisation de plusieurs cannelures de formes geométriques
différentes, telles que le losange, I'ovale, le rond et le carré, est un aspect essentiel pour obtenir un
produit fini de forme cylindrique. Chaque cannelure exerce une influence différente sur le matériau en
cours de la déformation, contribuant ainsi a la transformation progressive du produit brut en une barre
ou un fil métallique de section transversale circulaire.

Cannelures
R

Cérdons

L Tablol e

Figure IV.1. Cylindre a cannelures.

Lors du passage du matériau a travers les différentes cannelures, la déformation se répartit de maniere
inégale le long de la section transversale, entrainant une réduction progressive de la taille et une
modification de la géométrie. Les cannelures, grace a leurs formes spécifiques, permettent d'appliquer
des contraintes ciblées pour une déformation uniforme : les cannelures losanges induisent des
contraintes de cisaillement pour un remodelage efficace, tandis que les cannelures ovales favorisent un
étirage uniforme sur toute la longueur du mateériau.

La séquence des cannelures, avec leurs dimensions géométriques variables, est soigneusement
planifiée pour maximiser I'efficacité du processus de déformation. A mesure que le matériau progresse
a travers les différentes cannelures, il subit une série d'étapes de déformation contrdlées qui le
faconnent progressivement vers sa forme finale. Les cannelures carrées peuvent étre utilisées pour une
réduction initiale plus importante de la section transversale, tandis que les cannelures rondes peuvent
étre employées pour un ajustement fin de la géométrie du produit. En combinant habilement les
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différentes cannelures dans une séquence spécifique, les laminoirs peuvent obtenir un produit fini de
qualité supérieure avec une tolérance dimensionnelle étroite et une surface lisse.
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Figure 1V.2. Conception des passes de laminage pour un laminoir industriel.
4.3 Passe ronde-ovale-rond

La séquence de passes de laminage ronde-ovale-ronde, utilisée pour la production de barres rondes
dans les lignes de laminage continu de barres, est considérée comme les passes intermédiaires et de
finition. Cette configuration présente divers avantages, notamment une géométrie simple, une
manipulation aisée dans les guides, une déformation uniforme et une excellente qualité de surface sans
plis. Jusqu'a récemment, la conception de cette séquence de passes, ainsi que d'autres, et la prédiction
des vitesses d'entrée et de sortie, de la charge de laminage et du couple étaient principalement basées
sur des méthodes empiriques [82]. Cependant, au cours des deux derniéres décennies, plusieurs études
théoriques et expérimentales ont permis de remplacer cette approche par I'utilisation de méthodes plus
sophistiquées telles que la méthode des éléments finis [83,84] ou la méthode analytique [85].

Passe Ronde-Ovale Passe Ovale-Ronde
10.0 15
15
10
50
) 5
25
w00 - 0
25 -
: -5
5.0
. 10
-15
-10.0 -13
-5 —10 -5 L} 3 10 13 =20 10 0 10 2
X X
a) b)

Figure 1V.3. Géométrie du profil de la piéce : a) passe Ronde-Ovale ; (b) passe Ovale-Ronde.
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La planification des séquences de passes ronde-ovale-ronde exige une précision rigoureuse,
notamment dans I'ajustement de I'espacement des cylindres dans la passe ovale, qui influence
directement le profil de la section transversale, la charge de laminage et le couple. Une augmentation
ou une réduction inadéquate de cet espacement peut entrainer des défauts dans les passes successives.
Cette étude explore I'impact de ces variations sur les paramétres du laminage, notamment les profils
des pieces, les vitesses, les contraintes et les efforts appliqués, a travers des approches analytiques, la
méthode des éléments finis et des tests expérimentaux. Les résultats visent a optimiser la conception
des séquences de passes et a contribuer au contréle en temps réel du laminage des barres, tout en
comparant les solutions analytiques et numériques.

4.3.1 Géométrie de la zone de déformation

En se référant a la Figure.lV.4, les coordonnées cartésiennes X,Y,zZ sont définies pour représenter
respectivement la longueur, la hauteur et la largeur de la piece, avec l'origine des axes située au centre
du plan d'entrée. Les plans X—Y et x — > constituent des plans de symétrie. Les hauteurs des sections
transversales sont 20, 2h,,2h les largeurs des sections transversales sont 2W,, 2W,,2W , et les aires des

sections transversales sont A, A, A aux points d'entrée, de sortie et & toute section intermédiaire le

long de la longueur de cannelure du cylindre, respectivement. Il est supposé que les profils d'entrée et
de sortie sont préalablement connus.

Figure 1V.4. Géométrie de la cannelure du cylindre.

La Figure IV.5 illustre la zone de contact projetée obtenue expérimentalement entre la piece et la
surface de la cannelure du cylindre, pour les passes ovales et rondes respectivement. Ces données ont
été recueillies par I'arrét d'urgence du laminoir pilote pour barres, et les détails de cette expérience sont

décrits dans [87]. La ligne blanche délimite la partie en contact. Ici, C, et —C, représentent des points
sur l'abscisse ou la cannelure du cylindre et la piece déformée se separent.

Direction de laminage

'é'i'é'é'%'é.'é

Figure 1V.5. Forme de la zone de contact projetée de la piéce laminé a I'intérieur de la rainure du cylindre [87].
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L, = /2R (Ah) (IV.1)

Avec : R est le rayon de base intérieur du cylindre. La hauteur de la section 2h & une distancex de
I'entrée est donnée par

X2

L
h=h ——=x+— Iv.2
T (IV2)

i
La largeur maximale de la section 2w est approximee par une distribution parabolique le long de la

longueur de la cannelure du cylindre, est donnée par 1’équation suivante :

X X
W:W1—2(W1—W2)r+(W1—W2)—2 (IV.3)

C

Qui satisfait aux conditions aux limites de w=w, a x=0, w=w,et 2_"" =0ax=L,.
X
L'aire projetée de la surface de contact piece-cylindre sur le plan xz est approximée par une forme

semi-elliptique de largeur 20, & la sortie et 2b & nimporte quelle distance de section x depuis I'entrée,
exprimée comme suite :
2x  2x°

L L

b=bh, (Iv.4)

4.4 Méthode des rectangles équivalents

Dans le processus continu de laminage de barres chaudes, les billettes subissent une transformation en
barres avec une tolérance dimensionnelle acceptable au fur et a mesure de leur passage a travers les
cages de laminage, entrainant une modification progressive de la forme de leur section transversale.
Historiqguement, pour prédire le profil de surface d'une piéce a chaque passe, les concepteurs de
processus ont souvent utilisé une équation empirique basée sur des essais, ce qui nécessite un
investissement en termes de co(t et de temps considérable lors de la conception de la géométrie du
processus, notamment en ce qui concerne les profils de rouleaux et I'entrefer. Depuis les années 1990,
plusieurs études numériques simulant le laminage de barres ont été présentées, reposant sur une
analyse par éléments finis tridimensionnelle [88]. Bien que cette méthode soit efficace pour calculer le
profil de surface et la section transversale des piéces, elle requiert toutefois plusieurs heures pour
exécuter un programme pour une seule passe en raison de la nature tridimensionnelle de I'analyse.

Kemp [89] a proposé un modeéle de déformation pour calculer le profil de surface des piéces dans le
cas du laminage avec des rainures ovales et rondes, mais n'a pas explicitement divulgué les équations
utilisées pour la prédiction de ce profil de surface.

Dans cette section, nous allons exposer un nouveau modele analytique prédit le profil de surface des
piéces dans le cas du laminage avec des rainures ovales et rondes développé par [90]. Ce modéle
permet de modéliser le profil de surface d'une piéce lorsque son étalement maximal est connu a
I'avance. En utilisant I'interpolation linéaire du rayon de courbure d'une piece entrante et de celui de la
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cannelure de cylindre dans la direction de I'axe du cylindre, le profil de surface d'une piece sortante
peut étre calculé.

Le profil de surface d'une piéce déformée est intrinsequement lié a son étalement (ou allongement), ce
dernier étant influencé par divers parametres tels que le matériau, la vitesse de laminage, la géométrie
de I'entrefer (Gap), et surtout le frottement.

4.4.1 Elaboration du probléme

La méthode de résolution repose sur le modele de propagation maximale et I'interpolation linéaire de la
géomeétrie d'une piece entrante et des rainures de cylindre. Dans ce qui suit nous décrivent la procédure
pour calculer le profil de surface et la section transversale de la piece laminée.

i R el
- /(W I}" N T
\ AT L T
P N /A LT _L
hf ho + w' h ho /’; - :é H
S J 4 jT"‘ .—ff><
NI/ Lo 1L
ST L CSL 5
I | . |

Figure 1V.6. Rectangles équivalant passe ronde-ovale-ronde
4.4.1.1 Modele de propagation maximale dans le laminage des passes ovales-rondes-ovale

Le modeéle de propagation maximale dans le laminage des passes ovales-rondes-ovales développé par
Shinokura et Takai [91] repose sur une expérience réalisée avec un laminoir a chaud. Ce modele vise a
estimer la propagation maximale de la piéce de travail a travers la passe, en tenant compte du rayon du
cylindre, de la taille maximale de la piéce d'entrée et de la fraction de la zone entre la piéce d'entrée et
la géométrie de la rainure du cylindre. La Figures.IV.5 illustre les concepts de fraction de zone et de
hauteurs équivalentes pour les laminages des passes rondes-ovales et ovales-rondes, respectivement.

La propagation maximale W, est calculée selon la formule suivante :

R _(h—
W = ﬂuw»%% (IV.5)

Avec :

_A-A-A _A-A
h, = 3 eth = 5 (1V.6)

c c
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W.et I désignent la largeur maximale et la hauteur maximale de la piéce d'entrée, respectivement,
tandis que y représente un coefficient de correction qui varie en fonction du type de passe. Pour les
laminages des passes ovales-rondes et rondes-ovales, une valeur de » = 0.83 est utilisée.

4.4.2. Profil de surface transversale de la piéce dans le laminage de passes ovale-ronde

La Figure.IV.7 montre une piéce ovale entrante et une cannelure ronde. D, et G représentent

respectivement la profondeur du cylindre et I'entrefer, tandis que « est I'angle de dégagement congu
pour permettre a la piece de s'écouler en douceur hors de la rainure du cylindre en cas de sur-

remplissage. R, est le rayon de courbure de la piéce ovale entrante, R, est le rayon de la rainure ronde,
qui est également supposé étre le profil de surface final de la piece aprés le laminage.

Figure 1V.7. Passe ovale dans une rainure ronde.

Dans le laminage des passes ovales-rondes, I'un des profils de surface possibles de la piéce est illustré

dans la Figure.IV.7. R, est le rayon du profil de surface de la piéce au niveau de I'entrée du cylindre et

est modélisé par l'interpolation linéaire de R, et R, lorsque W._.. , est connu, c'est-a-dire :

Rs = R1V\/t + Rg (1—\Nt) (IV.7)
Avec :
2R, W, .
W, g “max (IV.8)
2Rg -W,

W, est une fonction de pondération de R, et Rg . Les exigences que nous avons posées sur le choix de

la fonction de pondération découlent de la nécessité de garantir (I'équation IV.7). Lorsque R, est

calculé, la distance entre le centre de la cannelure ronde et celui du profil de surface est obtenue
comme suit :
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Dx = %( Rs _Wmax) (IV9)

La position de D, se situe toujours le long de I'axe x.

Profile de
sortie

Figure 1V.8. Désignation géométrique passe ovale-ronde.

Pour confirmer la validité de (L'équation IV.7), les conditions aux limites du modéle proposé sont
examinées. Si la piéce ovale entrante avec un rayon de courbure R, n'est pas du tout déformée, W
Figure IV.8 est simplement égal a W,. Ensuite, W, =1 est obtenu a partir de (I'équation 1V.4). Par
conséquent, (I'équation I1V.3) donne que R, =R, ce qui est logique. En revanche, lorsque la piéce
ovale entrante est déformée et que I'écart maximal, W, , atteint le diamétre de la rainure ronde
(=2R, ), ("équation 1V.4) donne que W, =0. Ensuite, (I'équation IV.3) donne que R, =R, ce qui
est correct. Il convient de noter que les (équations 1V.3,5) sont valides sous la condition que I'écart
maximal de la piéce sortante ne dépasse pas le diamétre de la cannelure ronde, et que (Df +G/ 2) est
égal a R, . Si (Df +G/2) n'est pas égal a R, la cannelure du cylindre rond n'est plus une forme

ronde. Elle se rapproche plutét d'une forme ovale. Etant donné que la formule d'écart maximal [90]
pour le laminage de passes ovales—rondes a été développée sur la base d'un laminage parfait de rainure
ronde, seule une rainure de cylindre parfaitement ronde a été prise en compte dans cette étude. Les
points de croisement, C,,C, Figure.IV.7, peuvent étre obtenus en résolvant deux équations circulaires

simultanées pour la cannelure de cylindre rond et le profil de surface de la piéce. Ensuite, la section
transversale de la piéce dans la passe ronde est exprimée par I'équation suivante :

- :4IOCXJ(R92—xz)dx—Rf(Ze—Zsin%)) (IV.10)

Avec :

ezsin-lL_;XJ (IV.11)

S
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4.4.1.3. Profil de surface et section transversale de la piéce dans le laminage de passes rond-ovale

La figure 1V.9 décrit un laminage de passe ronde-ovale. R, est le rayon de courbure d'une piéce ronde

entrante et R, est le rayon de courbure de la rainure ovale. Etant donné qu'il est intrinséquement

impossible de définir le rayon d'un profil de surface final dans une rainure ovale, la technique
d'interpolation linéaire utilisée dans le laminage de passes ovales-rondes ne peut pas étre utilisée
directement. Ici, une hypothese est introduite pour obtenir le rayon du profil de surface final dans la
rainure ovale.

ry e g Profile rond d’entré

Figure 1V.9. Piece ronde dans une passe ovale.

Selon cette hypotheése, la piece ronde entrante s'étend vers I'axe du cylindre et atteint finalement la
largeur de face de la rainure ovale, W, , lorsqu'elle est déformée a l'intérieur de la rainure ovale.
Ensuite, comme le montre la Figure 1V.10, le profil de surface final est supposé étre un cercle avec un
rayonde R;.

R; est centré a un certain point de l'axe x. Des
lors que R, est obtenu, la technique

d'interpolation linéaire utilisée dans le laminage
de passes ovales-rondes peut étre utilisée
immédiatement dans le laminage de passes
rondes-ovales. Cette simplification est faite pour
faciliter la résolution des problémes de profil de
surface, qui seraient sinon difficiles a résoudre. Figure IV.10. Concept du rayon R, dans une passe ovale.

4.5 Expérimentation

Dans le cadre des expeériences, de l'acier doux a faible teneur
en carbone (0,1 % C) a été utilisé. Le matériau initial, sous
forme de carrés laminés a chaud de 160 mm, a été
transformé en spécimens cylindriques de 60 mm de diamétre
et de 300 mm de longueur. La partie avant des spécimens a
été effilée pour faciliter leur insertion dans les cylindres de
laminage.

L’expérience de laminage a chaud de barres a été réalisée a

Figure 1V.11. Laminoir utilisé.
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I'aide d'un laminoir simple cage, un laminoir de laboratoire a deux cylindres entrainé par un moteur a
courant continu de 75 kW a couple constant. Les cylindres étaient en fonte ductile (DCI), avec un
diametre maximal de 310 mm et une largeur de face de 320 mm. La finition de surface des cylindres a
été obtenue par sablage. La vitesse de laminage était fixée a 34 tr/min. Un four de type boite, avec une
température de travail de 25°C, a été utilisé pour chauffer les spécimens a la température de laminage
souhaitee.

Le cylindre comportait une rainure ronde et deux rainures ovales. Les dimensions des rainures et des
espaces entrefer sont illustrées a la Figure suivante.

W= 80.88

| 7

n /R.=55.4s Ge6s

=

He=41.5

W= 80,88

—_— S—
| 7‘\_& G =65
)

H,=37.5 + Ry=60.5 G=65

H=475 =%

\—/
- v

a) b)
Figure 1V.12. Séquence de passes ovales-rondes congue pour I'expérience [87].

4.5.1 Résulta du calcul surfacique
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Figure 1V.13. Point d’intersection.
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Figure 1V.14. Rectangles équivalents pour les passes Ovale-Ronde, Ronde-Ovale.
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Figure 1V.15. Résultat de la méthode approximative des rectangles équivalents.
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4.5.2 Discussion

La méthode des rectangles équivalents, en simplifiant les sections transversales complexes en formes
rectilignes équivalentes, offre une estimation précise des profils de surface des piéces déformées. Elle
garantit des prédictions fiables tout en réduisant la complexité des calculs, s'imposant comme un outil
performant pour le laminage a chaud. Sa validation par des mesures expérimentales confirme son
efficacité dans I'évaluation des parametres surfaciques.

4.6 Calcul de la déformation moyenne effective par le modéle analytique

La Figure V.15 illustre schématiquement la configuration rectiligne de la piéce a une passe avant
I'entrée dans le laminoir et apres la sortie de la rainure du cylindre lorsque l'approximation par
rectangle équivalent est appliquée. Ainsi, la déformation moyenne effective a une passe peut étre
calculée a partir de la forme rectiligne transformeée.

Figure 1V.15. Représentation schématique de la déformation en parallélépipéde d'une section rectangulaire équivalente.

Cependant, le calcul doit prendre en compte la variation non linéaire du tassement, de I'étalement et de
I'allongement du matériau en cours de déformation. Pour surmonter ce probléme, une hypothése de
déformation en parallélépipede est introduite [86]. Selon cette hypothese, un cube de matériau soumis
a une charge se transforme en un prisme rectangulaire, ses angles et ses cotés demeurant orthogonaux
comme avant la déformation. Il convient de noter que le calcul se concentre sur la déformation en
volume de la piéce, et non sur la déformation locale.

En négligeant les composants de déformation élastique et de cisaillement, la déformation plastique
incrémentale le long de chaque axe principal peut étre supposée proportionnelle, c'est-a-dire :

de :de,de; =616 0 ¢ (IV.12)
A partir de la condition de volume constant :

Ensuite, la déformation moyenne effective a une passe donnée &, est exprimée comme suite :

2
&, =\/§(6‘12 +ei+éel +) =%6‘2 1+[%] +[%J (IV.14)
2 2
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W H,
& = In[VTJ’ &y = In (H—j (IVIS)
p s

L'équation 1V.14 représente une solution analytique pour la déformation moyenne effective, basée sur
I'nypothese d'une déformation uniforme en parallélépipéde du matériau. L'équation V.15 est valide
sous la condition que les deformations plastiques principales dans les trois axes principaux soient
indépendantes les unes des autres. Le signe positif est défini lorsque la piéce est contractée. Ainsi, le

Avec :

signe de &, est toujours positif en raison de la contraction le long de I'axe y, tandis que le signe de &;
est négatif en raison de I'extension le long de I'axe x.

L'équation 1V.14 illustre que la déformation moyenne effective dans le laminage de barres ou de fils

€
devient simplement celle dans le laminage de plaques si le rapport — est négligeable.
82

4.7 modeéle analytique

L’importance des passes intermédiaires et de finition dans le laminage, qui garantissent une surface de
qualité sans défauts et une déformation uniforme. Pour de nouveaux matériaux ou des conditions de
laminage différentes, des recherches expérimentales sont souvent nécessaires. Cependant, une analyse
théorique peut fournir des indications précieuses pour réduire le temps et les colts de ces études.
Plusieurs méthodes empiriques ont été rapportées dans la littérature [83,84] pour prédire la charge de
laminage et la répartition, mais certaines d'entre elles manquent de détails sur I'écoulement et les
contraintes dans la passe. [92] a proposé une solution basée sur le champ des lignes d'écoulement pour
analyser ces aspects dans une séquence de passes rond-ovale-ronde en régime permanent isotherme.
Les déformations des rouleaux sont négligées, et les composantes de vitesse, de vitesse de déformation
et de contrainte sont dérivées des lois cinématiques, statiques et constitutives, ainsi que des conditions
de frottement aux limites. Cette méthode est appliquée a un cas de laminage a chaud de barres rondes
avec des données expérimentales [92], examinant notamment les effets du frottement, du jeu entre les
rouleaux et de la réduction de hauteur.

Figure 1V.16. Géométrie de la zone de déformation utilisé par [92].
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4.7.1 Géométrie de la zone de déformation

En se référant a la Figure 1V.16, il existe deux zones de déformation. La premiére est une zone de
déformation latéralement libre dans laquelle les déformations en masse de la barre, comprenant la
réduction en hauteur et I'étalement latéral, se produisent. La seconde est une zone de déformation
contrainte dans laquelle la barre se conforme a la forme de la rainure et ou la pression et le frottement
du cylindre sont développés. La limite entre les deux zones est une surface cylindrique S ayant un axe
parallele a I'axe du cylindre. Des axes de coordonnées X, Yy, z sont choisis pour étre les directions de la
longueur, de la hauteur et de la largeur de la barre, respectivement, avec l'origine de I'axe x au milieu

du plan d'entrée. Les plans x—y et x—z sont des plans de symétrie. 2ho,2he et 2h sont les hauteurs de
la barre et 2W,,2W,. et 2W, sont les largeurs de la ligne centrale de la barre & I'entrée, a la sortie et &
toute section, respectivement. 2W,,2W, et 2w sont, respectivement, les largeurs de profil de la barre &
Yos Yo et y. 1,21 Sont le rayon du cylindre et la distance de la ligne centrale, respectivement. R, 29

sont, respectivement, le rayon de la rainure ovale et I'écart de dégagement entre les deux cylindre. L,
est la longueur de contact. Les relations géométriques suivantes sont obtenues:

a) pour la passe ronde-ovale

2 2
W, = \/WOC —Yo

- (IV.16)
W, = \/rgz —(rg —(h, - ye))
b) pour la passe ovale-ronde
W, =12 —yZ —(r —w,
9 0 ( 9 0 ) (IV.17)

We:\/hez_ye2

La surface limite S est une surface cylindrique d'ordonnées y=ys obtenues a partir des conditions telles

qualentrée Y. =h etalasortie y, =0 , et %:0.
X

2

X X
Vo =hy=2(h~g) =+ (R —9) (IV.18)

Ou: X=X a y=Y

La largeur de la surface de limite est de 2W, obtenue a partir de ’équation suivante

Wsz\/rgz—(rg—(rs—ro))2 (IV.19)

I, est le rayon de contact du cylindre a Y=Y, donner par :

8 =\/('Q—ys)2+(|-c—xs)2 (IV.20)
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L’aire projetée de la zone de contact est
L
A =2 wax (Iv21)
0

4.7.2 Surfaces d'écoulement

Les surfaces d'écoulement constituent un ensemble de surfaces cylindriques continues et excentriques
ayant des générateurs presque rectilignes paralléles a I'axe du cylindre. En supposant qu'a toute section
transversale le long de la morsure du rouleau la déformation en hauteur de la barre est uniforme, une

surface d'écoulement ] peut étre exprimée comme suite :

L 1
=y | 1-—x+—x v.22
Yi =Yy ( h h j ( )

o' 0 o0

En substituant /N, a partir de I'équation 1V.22, cela donne :

y, =%h:%h (IV.23)
ayj Yoi Yoi
Di_ o)y _y V.24
OX horo( -~ ) here(C ) ( )

oU Yy Yes Y; représentent respectivement les ordonnees de la surface d'écoulement a I'entrée, a la

sortie et a toute section transversale. Sur n'importe quelle surface d'écoulement, la propagation est
supposée uniforme sur toute la largeur. La largeur d'une surface d'écoulement dans la zone de

déformation contrainte, X, <X<L_ est obtenue en substituant y; @ Ye dans I'équations 1V.16,17 .
Dans la zone de déformation latéralement libre, 0 < X <X, la largeur est déterminée en supposant une

relation parabolique satisfaisant les conditions w; =w et(abj /ax):Oa K=Xet w, =w,; a X=X

comme suite:

2
w, =w, +2(w, —Woj)i—(wsj —Wo,-){i] (IV.25)

4.7.3 Vitesse
La vitesse de surface du cylindre V, est liée au rayon du cylindre r par la relation linéaire
V. =or (IV.26)

Avec > est la vitesse angulaire du cylindre

La vitesse de la barre le long de I’emprise est liée a la vitesse de surface du cylindre, donc la
distribution de la composante de vitesse axiale a la frontiére plastique de sortie peut étre exprimée par
la relation suivante :
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v, =V, (1—{%—1}] (1v27)

ol V, est la vitesse de la piéce rigide de sortie, I, est un rayon neutre auquel :
vV, =V, =V, =ar, (IV.28)

c Est un coefficient lié au glissement a la surface du rouleau a déterminer a partir des conditions de

frottement et de statique. En utilisant I'équations 1V.27,28, en posant I =TI, =Y, donne :
V;=ao(r,-c(r,-y,-1,)) (IV.29)

La composante de vitesse dans la direction x pour toute la surface j est obtenue a partir de la condition
d'écoulement incompressible a I'état stationnaire, comme suit :

Vg Widy = v w,;dy, (IV.30)

En substituant 0Y/0Y, =h/h, & partir de I"équation 1V.23 et \/,, & partir de I ’équation V.29 nous
obtenons :

h.w,

V,, =wﬁ(rn—c(rc—ye—rn)) (IV.31)
J

La composante de vitesse dans la direction y est obtenue a partir de la condition qu'il n'y ait pas

d'écoulement de matériau perpendiculairement a une surface d'écoulement, de sorte que :

Vi =Vy (;ﬂ =-Vy r?l_erj
X e’ 0

(L —x) (IV.32)

Afin de déterminer la charge et le couple du rouleau, des coordonnées cylindriques polaires sont
choisies, avec u, v, w représentant respectivement les composantes de vitesse dans les directions r, h et
z, avec r mesuré a partir du centre du rouleau et h du plan de sortie. Etant donné que l'angle de la
rainure est faible, les composantes de vitesse seront transformées des coordonnées cartésiennes aux
coordonnées polaires comme suit :

u=-V,0-V, etV =-V,+V,09

En substituent V, ,V, de ["équations IV. 31,32 en prenant Y, =l —I'et L—x=ré cela donne :

u=-v, [1—@} 9, V=-V, (1+ yj O’ W =—(&,+&,)z (IV.33)
ero

e’ o

Les composantes des vitesses de déformation sont dérivées de [’équation 1V.33 en notons que
ou/oz =0v/oz=0
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5 =N, _l(ﬂ‘l‘U] & =—(£+¢,)
o'’ rloe ) ree)
. ov v 1lou . 10 ,. .

P N VA U R L V.34
o= Ty Tree rae(g £9) ( )
, o ,. .

=——|(¢&, +&,)2
}/I'Z 69( r 0)

- 1 2 .2 .2 .2 .2 .2 )

g_ﬁ (6f+g€+82+)+7r0+y62+}/r2 (IV35)

4.7.4 Composantes de contrainte et déformation

La contrainte d'écoulement & est obtenue en substituant ¢ dans la loi de comportement du matériau.
Les déviations de contrainte, O,,0,,0, et les contraintes de cisaillement 7,,,7,,,7,, sont obtenues en
substituant o_',g et la composante respective de vitesse de déformation de I'expression 1V.35 dans la
regle d'écoulement de Von-Mises. Les composantes de contrainte normale 0,,0,,0, sont les sommes
de la déviation de contrainte respective et de la contrainte moyenne 0,,. Pour déterminerd,,, I'équation

d'équilibre des contraintes le long de ¢ donnée par :

ot,, +l oo, N ort,, N 2z, -0 (IV.36)
or r 00 oz r

et intégrée numériquement pour obtenir 0, et donc 0, comme (ag —a;). Les valeurs initiales de 0,a

€ =0 Sont obtenues & partir de la condition aux limites de I'absence de tension arriére, exprimée
comme suite :

We

he
[ [o,dzdy=0 a 6=0 (IV.37)
00

On notera, & partir de I'équation IV.35 &, =&, =&, =0et aussi 7,,=07,,/0r =07,,/00 =0par
conséquent, o, =0,=0,=0, et T,=0t,,/0r =01,,/00 =0

En substituant ces valeurs dans I'équation d'équilibre le long de z on obtient la relation d'équilibre
appropriée dans cette configuration :

or,, +largz +802 LT _g (IV.38)
or r 00 oz r

Cela donne 0, et donc 0, constants le long de z. En notant que 0,=0a Z=W_et donco,,0,

disparaitront le long de ye:O. Ces deux conditions, ainsi que la condition équation 1V.34, sont
satisfaites par I'expression arbitraire suivante :
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Do —(5Ye Ve
Oy :b—eo_(zh—e—gh—lf] (IV39)
4.8 Effort et couple de laminage
Lo [ W, ks
P=2[| [ (-0, +1, tan )iz + [ (-0, —7,, tan O)dr |dx (IV.40)
Xs \ 0 ry

L e "
C =4'[r\/1+tan2¢9[_[rr9dzIrazerdx (Iv4l)
Xs 0 r

4.9 Comparaisons

Précédemment, nous avons présenté deux approches de calcul différents. La premiéere méthode (S.E)
repose sur une méthode simplificatrice qui considere les surfaces rondes et ovales comme étant
représentées par un carré et un rectangle, respectivement. Cette méthode a démontré une capacité a
prédire efficacement les surfaces lorsqu'elles sont comparées a des données expérimentales. Le second
modele (SR) propose un calcul analytique permettant de prédire les grandeurs mécaniques et
physiques du matériau en utilisant des surfaces réelles.

Par ailleurs, une simulation numérique a été réalisée a I’aide de la méthode des éléments finis afin de
confronter les résultats issus des deux modéles étudiés a ceux de la simulation Figure 1V.17,18, en
particulier pour la séquence de passes rond-ovale-rond. Cette approche permet de valider la cohérence
des modéles analytiques avec le comportement thermomécanique simulé du matériau au cours du
procédé de laminage.

4.9.1 Résultats et discussions

L'analyse ci-dessus est appliquée & un cas de laminage a chaud expérimental de barres rondes dans une
séquence de quatre passes rond-ovale-rond, tel que décrit dans [93]. Les données expérimentales
fournies comprennent les dimensions des passes, le diamétre des cylindre, I'écart entre les cylindres, la
vitesse de rotation, la vitesse de sortie de la barre et la charge de laminage, comme indiqué dans le
Tableau 1V.1. Le matériau utilisé est un acier a faible teneur en carbone (AISI 1018) a 1090°C, pour
lequel la contrainte d'écoulement est exprimée par la relation [94] suivante :

& =775 (Iv.42)
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Tableau 1V.1 Données expérimentales [93]
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Passe N° 1 2 3 4
Forme de la cannelure Ovale Ronde Ovale Ronde
43/14.8 20.1 30.1/10.4 142
Dimension de la passe Zbec /2he
295 14.8/43 20.1 10.4/30.1
Section d’entré 2boc / Zhe
345 34.5 274 274
Rayon ovale rg
L . 2 265.2 259.5 269.6 270.8
Diamétre de base du cylindre £I;
. 9 280 280 280 285
Distance entre centres rc
Gap 29 3 25 2 2
Vitesse de laminage ,rpm 78 105 154 198.5
. 4245 316.8 208.4 159.1
Surface de la section transversale Ae
Vitesse de sortie m/s 1.089 1.458 2.216 2.903
. 1650 852 926 536
section de contact Ag
Effort de laminage KN 168 97 113 73
Pression de laminage MPs 101.8 113.8 122.2 136.2
200 4 : : 240 ! ! ! !
200 B
160 + —
E "E 160 4 i
é) 1204 éﬁ
£ -_E 120 4
.g 804 § N |
B — PSR 4
E P-S.E =
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Figure 1V.17. Distribution de la pression dans la zone de contacte pour les passes ovales.
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Figure 1V.18 Distribution de la pression dans la zone de contact pour les passes rondes.
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4.9.2 Conclusion

Un modele analytique pour la prédiction du profil de surface d'une piéce lors d'une séquence de passes
rond—ovale-rond a été proposé, et la validité du modéle a été examinée par une experience de
laminage de barres chaudes, avec la variation de I'entrefer et la conception de la rainure ovale.

Le profil de surface d'une piece prédit par le modéle analytique proposé est en accord avec ceux
obtenus expérimentalement pour des conditions de laminage limitées (variation de la forme de la
rainure et de I'entrefer).

Le modele proposé est efficace pour prédire la section transversale de la piece du point de vue du
temps de calcul, comparé a la simulation par éléments finis. Cependant, des études supplémentaires
sont nécessaires pour valider le modele pour davantage de cas, y compris la variation de la vitesse de
laminage, de la géométrie de la piece a usiner et du matériau.

Les résultats obtenus mettent en lumiere la performance notable des deux méthodes de calcul dans la
prédiction des grandeurs mécaniques lors du laminage de la barre a travers les différentes passes ovale-
ronde-ovale. Cette cohérence avec les données expérimentales souligne la robustesse des modeles
analytiques proposés.

Cependant, malgré cette concordance générale, il est important de reconnaitre les défis rencontrés par
les deux approches lors de la modélisation du comportement du matériau lors de la passe ovale. Cette
phase de laminage, ou le matériau est soumis a des contraintes complexes en raison du rapport élevé
entre la largeur et I'épaisseur, nécessite une attention particuliére. Les variations de pression prédites
par la méthode des eéléments finis, caractérisées par la présence de deux pics de la pression de laminage
dans la zone de déformation, soulevent des questions quant a la représentation fidele de la déformation
réelle du matériau.
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Conclusion Générale
De nos jours, La méthode des éléments finis reste la plus performante, et donc la plus utilisé pour
modéliser les procédés de mise en forme et obtenir une compréhension plus pénétrante des
phénomenes qui s’y déroulent. Cependant, sa lourdeur et le temps important que nécessite chaque
exécution la rendent peu pratique pour les lamineurs. C’est pour cela qu’ils ont tendance a utiliser des
codes de calculs empiriques. Par ailleurs, les progres spectaculaires enregistres ces trente derniéres
années permettent de mettre au point des outils prédictifs performants tout en répondant aux besoins de
simplicité et de rapidité d’exécution. Ils sont donc susceptibles de répondre aux besoins des industriels.
La philosophie & la base de ce travail a consisté a mettre au point ce type de modéles.
Les travaux présentés dans cette these abordent deux types de procédés de laminage, celui des produits
plats puis des produits ronds.
Pour les produits plats, la méthode des tranches répond bien aux besoins des lamineurs,
particulierement pour le calcul de 1’effort et du couple de laminage. Cependant les hypotheses a la base
de cette méthode ne permettent pas de prédire les contraintes et les vitesses suivant la direction
transversale (indispensable pour les tdles épaisses) et la direction normale (indispensable pour les
bandes tres fines). En outre cette méthode nécessite pour chaque exécution I’identification préalable de
la loi de frottement.
La contribution majeure de ce travail a été justement la mise au point d’un modéle mathématique qui
utilise les lois de la mécanique des fluides avec approximation films minces permettant de calculer les
pressions suivant la direction longitudinale ainsi que les vitesses et les contraintes de cisaillement
suivant la direction normale en utilisant et en améliorant un modéle déja développé pour le cas
visqueux Newtonien puis genéralisé par nos soins aux cas viscoplastique et plastique. Il en a résulté un
modele simple et rapide d’utilisation qui permet de tester différents types de comportement qu’il est
possible d’exécuter sans avoir a identifier préalablement la loi de frottement. Des comparaisons avec
des résultats expérimentaux tirés de la littérature ont permis de le valider.
Pour les produits ronds,
Dans le cadre de cette étude dédiée au laminage rond, une analyse comparative a été réalisée entre
deux approches de modélisation, un modele analytique et un modele numérique, avec pour objectif de
mieux comprendre leurs performances respectives et d'identifier leurs avantages et limitations.
Le premier modele, de nature analytique, repose sur une simplification géométrique transformant les
sections rondes en carrés et les sections ovales en rectangles équivalents. Cette méthode permet une
réduction significative du temps de calcul grace a une simplification des géométries complexes, tout en
offrant une précision acceptable pour de nombreuses applications industrielles.
En parallele, le modéle numérique integre directement les géométries réelles des cannelures et du
matériau laminé, offrant ainsi une représentation plus fidéle du processus. Bien que cette approche soit
plus codteuse en termes de ressources computationnelles, elle fournit des résultats précis en tenant
compte de la complexité des interactions géométriques.
Les deux modeles ont été confrontés a des données expérimentales obtenues a partir de laminages
réalisés en conditions réelles. Cette campagne expérimentale a permis de calibrer certains parametres
du procédé et de valider les prédictions des modéles, notamment en comparant la répartition des
pressions dans le foyer de déformation et I'effort de laminage. De plus, la méthode des élements finis a
servi de référence pour évaluer la cohérence des résultats issus des deux modéles de calcul.
Les résultats de cette étude déemontrent que les deux modeles offrent des prédictions satisfaisantes et
cohérentes avec les observations expérimentales et les simulations par éléments finis. Toutefois,
chaque méthode présente des avantages et des inconvénients. Le modele analytique se distingue par sa
rapidité d'exécution et sa simplicité, ce qui le rend adapté a des études préliminaires ou des
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optimisations rapides. En revanche, le modéle numérique, bien que plus exigeant en termes de temps
de calcul, constitue une approche robuste pour des analyses détaillées et des applications nécessitant
une précision accrue.
En conclusion, cette étude met en lumiére I'importance de choisir la méthode de modélisation en
fonction des exigences spécifiques de I'application, en équilibrant précision et colt computationnel.
Ces travaux offrent une base solide pour le développement futur de modeles hybrides combinant les
atouts des approches analytiques et numériques, ainsi que pour I'amélioration des outils de simulation
dédiés au laminage rond.

Perspectives

Laminage des produits plats :

Le modeéle hydrodynamique est encore récent. Plusieurs pistes que nous proposons ci-dessous pour son
développement peuvent étre envisagées :

- Développer un modéle mixte permettant de prendre en compte aussi bien 1’écrasement
privilégiée par la méthode des tranches qui utilise les lois de la mécanique des solides que le
cisaillement privilégié par la méthode hydrodynamique qui utilise les lois de la mécanique des
fluides.

- Compte tenu des hypotheses a la base du modéle hydrodynamique, son utilisation pour les
bandes trés minces restera privilégiée. Dans ce cas, il est connu que la prise en compte de
I’¢élasticité des cylindres par la méthode de Hitchcock converge rarement. Il sera donc tres utile
de prévoir I'utilisation de la méthode des fonctions d’influence pour prendre en compte
I’¢lasticité des cylindres.

- Le couplage thermomécanique présenté dans ce travail considére uniquement I’évolution de la
température suivant la direction longitudinale du laminage, or le modéle mécanique mis au
point est bidimensionnel (longitudinal-normal), il sera donc utile de développer un modele
thermique bidimensionnel et le coupler avec le modéle mécanique.

Laminage des produits ronds :

- Optimisation des modeles pour le laminage rond

La méthode des rectangles équivalents, ayant démontré sa pertinence dans les passes rond-ovales et
ovale-rondes, offre une opportunité d'élaborer des modeles simplifiés pour le laminage rond. En
intégrant une extension de la méthode des tranches, ces modéles pourront mieux capturer les
spécificités géométriques et les interactions complexes des forces dans ce processus.

- Extension et validation des modéles hydrodynamiques

Le modeéle hydrodynamique généralisé, qui a donné de bons résultats pour le laminage plat, pourrait
étre adapté et validé pour le laminage rond. Cela inclurait I'étude des variations de viscosité et des
interactions pression-température spécifiques a ces géométries. Ces travaux permettraient d’élargir son
champ d’application et d’augmenter sa robustesse.

- Réduction des temps de calcul et optimisation multi-parameétres

En exploitant les capacités de la méthode des rectangles équivalents a réduire les temps de calcul, il
devient envisageable de développer des modéles d'optimisation sophistiques. Ces modeéles pourront
s’appuyer sur des plans d'expériences comprenant plusieurs combinaisons de paramétres de laminage,
tels que les vitesses, les pressions et les géométries, pour identifier les configurations les plus
performantes.
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-Evaluation expérimentale étendue

Des campagnes expérimentales plus diversifiées, couvrant un large éventail de matériaux et de
conditions de laminage, permettront de valider davantage les prédictions des modéles actuels. Ces
études expérimentales serviront aussi a enrichir les bases de données pour améliorer les capacités de
prédiction des modéles.

- Amélioration de la précision dans les zones de contact

Les travaux futurs pourraient se concentrer sur une meilleure modélisation des zones de contact
matériau-cylindre, ou se produisent des phénoménes complexes tels que le frottement, la dissipation
thermique et les variations locales de déformation.

- Intégration des simulations multi-physiques

La combinaison des modeles mécaniques avec des simulations thermiques et tribologiques pourrait
offrir une vue plus complete du processus de laminage rond, en intégrant des paramétres comme
I’usure des cylindres et les gradients de température.

- Développement d'algorithmes pour le contréle en temps réel

En exploitant les avancées des modeles numériques et leur calibration avec les données
expérimentales, des algorithmes pourraient étre développés pour permettre un contrdle adaptatif et en
temps réel des parameétres de laminage, garantissant une qualité optimale des produits.

- Conception de nouvelles configurations de passes

Les études futures pourraient explorer des conceptions innovantes pour les séquences de passes, en
introduisant des formes non conventionnelles pour les cannelures. Cela permettrait de maximiser
l'efficacité énergétique et d’améliorer I’homogénéité des propriétés mécaniques des produits finis
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