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Chapitre 1

Introduction

1.1 Contexte

Le marché de l’acier a connu des évolutions importantes au cours des dernières décen-
nies. A l’heure actuelle, les groupes sidérurgiques développent et proposent à leurs clients
des nuances d’acier à très hautes performances. Ces nouveaux produits, à haute valeur ajou-
tée, permettent de diminuer l’épaisseur des tôles utilisées dans la construction automobile
ainsi que dans le marché de l’emballage (canettes, boîtes de conserves,...).

FIGURE 1.1 – Diminution de l’épaisseur des aciers pour emballage au cours des 30 dernières années. Celle-ci
permet de maintenir des prix de vente compétitifs par rapport à d’autres matériaux comme l’aluminium,
le verre ou le plastique. [109]

La réduction des épaisseurs laminées associée à cette augmentation des caractéristiques
mécaniques constitue un levier pour vendre au client moins de métal pour réaliser une
même pièce. Ceci représente un gain supplémentaire pour le client et moins de déchets
pour l’environnement. C’est pour cette raison que les épaisseurs des aciers pour emballage
ont diminué de près de 40% en 25 ans (cfr. figure 1.1).
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CHAPITRE 1. INTRODUCTION

Ces fines tôles d’acier sont produites dans des laminoirs à froid. Au cours de ce procédé,
une tôle de quelques millimètres d’épaisseur est entraînée par frottement entre deux cy-
lindres de travail qui l’écrasent et réduisent son épaisseur. Pour atteindre l’épaisseur voulue,
la tôle subit plusieurs réductions successives au travers de différentes cages de laminoir.

La zone de contact entre les cylindres et la tôle, appelée emprise, est un système tri-
bologique dont le comportement est affecté par un phénomène physique : le frottement.
À l’entrée de l’emprise, la vitesse des cylindres est supérieure à celle de la bande. La tôle
est donc entraînée par les cylindres. En raison de la conservation du volume, la vitesse de
la tôle augmente. Elle atteint celle des cylindres au point neutre. Au-delà, la vitesse de la
bande est supérieure à celle des cylindres et le frottement agit comme un frein.

Lorsque le frottement est trop faible, les cylindres n’entraînent pas suffisamment la tôle.
Il y a patinage. Cet effet peut engendrer des vibrations des cages qui affectent notamment
l’épaisseur finale de la tôle. À l’inverse, une augmentation du frottement induit un accrois-
sement de la force de laminage ainsi qu’une consommation d’énergie plus élevée. Le frotte-
ment est un paramètre critique. Une bonne maîtrise de ce paramètre est donc capitale.

Influence du frottement sur le procédé de laminage à froid

On distingue trois régimes de lubrification dans les contacts lubrifiés. Il y a le régime
limite dans lequel les surfaces en contact sont séparées par de fines couches de lubrifiant
adsorbées, le régime hydrodynamique où les surfaces sont séparées par un film d’huile
continu et un régime intermédiaire dit mixte. C’est ce dernier qui est utilisé dans l’emprise
d’une cage de laminoir à froid. Dans ce cas, la pression d’interface est d’une part supportée
par des contacts solide-solide entre les aspérités du cylindre et de la tôle et d’autre part
par des poches de lubrifiant, sous pression, situées entre les pics de rugosité. Ce régime
de lubrification permet à la fois d’avoir un niveau de frottement plus faible que dans le
régime limite et un meilleur contrôle de la rugosité finale de la tôle que dans le régime
hydrodynamique. L’état de surface de la tôle est en effet très important pour le client pour
des raisons de brillance et d’adhérence des peintures.
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FIGURE 1.2 – Valeurs de coefficient de frottement identifiées sur des mesures réalisées lors du laminage d’aciers
à haute résistance. On observe une forte dispersion des résultats ainsi qu’une diminution du coefficient de
frottement avec l’augmentation du taux de réduction d’épaisseur [59].
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La figure 1.2 montre des valeurs de coefficients de frottement identifiées, à l’aide d’un
modèle numérique de laminage à froid, sur des données expérimentales provenant d’un
site industriel. Ces valeurs correspondent à un coefficient de frottement moyen le long de
l’emprise. Sur cette figure, on observe une forte dispersion des valeurs calculées provenant
notamment de l’usure des cylindres. La gamme de valeur est comprise entre 0.012 et 0.14.
Cette forte variation, synonyme d’un mauvais contrôle des conditions de lubrification, a deux
effets négatifs. Le premier est une variation importante de l’énergie nécessaire au laminage.
Le second, encore plus critique, est l’impossibilité de laminer les aciers à très haute limite
d’élasticité en raison d’un dépassement des limites technologiques des outils. En effet, plus
la tôle à laminer est fine plus le frottement affecte la force de laminage. Or, les laminoirs
européens, construits il y a plusieurs décennies, n’ont pas été dimensionnés pour laminer de
tels produits. Dès lors, les méthodes de production doivent être optimisées pour faire face
à la concurrence des pays émergents tels que la Chine et l’Inde qui disposent d’installations
plus récentes conçues pour laminer ces nouvelles nuances d’acier.

Le concept de lubrification flexible a été développé pour répondre à cette probléma-
tique [58, 59]. Celui-ci a pour but d’adapter les paramètres de lubrification en fonction des
conditions de laminage.

Contrôle du frottement : lubrification flexible

Sur les sites de production, le lubrifiant est projeté sur la tôle et les cylindres des cages de
laminoir au moyen de sprays. Le lubrifiant utilisé peut être une huile pure ou une émulsion :
un mélange d’eau et d’huile stabilisé par un tensioactif. L’avantage des émulsions est qu’elles
permettent un meilleur refroidissement des cylindres et de la bande. Il est donc possible de
laminer dans une gamme de vitesse plus importante. Pour adapter les conditions de lubri-
fication, on peut modifier le débit de lubrifiant projeté sur les cylindres et la tôle, changer
la concentration d’huile dans l’émulsion, allumer ou éteindre certains sprays, changer leur
orientation, etc. La lubrification flexible permet ainsi d’adapter le niveau de frottement en
fonction :

• de l’usure des cylindres
Le niveau de frottement baisse lorsque les cylindres s’usent. Ceux-ci doivent donc être
changés régulièrement. Grâce à la lubrification flexible, les paramètres de lubrification
peuvent être ajustés, au cours de la campagne de laminage, pour augmenter l’inter-
valle entre deux changements de cylindres successifs, ce qui augmente la productivité
du laminoir.
• du produit à laminer

Les sites de production doivent pouvoir laminer plusieurs types de matériau au cours
d’une même campagne. Comme le niveau de frottement est lié au type de matériau
à laminer, l’ajustement des conditions de lubrification permet aux sites de production
de répondre à ce besoin de flexibilité.
• de la vitesse de laminage

On observe une augmentation de la force de laminage avec la diminution de la vi-
tesse en raison d’une réduction des effets hydrodynamiques. Ces basses vitesses sont
notamment rencontrées lors des phases d’accélérations et de décélération au début et
à la fin du laminage d’une bobine.
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L’objectif est d’atteindre le plus petit coefficient de frottement qui permet de positionner le
point neutre au plus près de la sortie sans que celui-ci ne sorte de l’emprise et ainsi évi-
ter le patinage. Cette méthodologie est en cours d’industrialisation sur différents laminoirs
européens du groupe ArcelorMittal.

Cette optimisation peut bien entendu être réalisée sur des laminoirs pilotes et sur des
sites industriels. Cette manière de procéder implique cependant de nombreuses phases
d’essais-erreurs ainsi qu’une mobilisation du personnel et des installations. Les modèles
numériques peuvent être utilisés de manière complémentaire. Ils permettent par exemple
de calculer des grandeurs difficilement mesurables comme les déformations des cylindres,
l’épaisseur du film de lubrifiant, l’aire relative de contact entre le cylindre et les aspérités de
la tôle, etc. Grâce à ces modèles, on est en mesure d’analyser les résultats expérimentaux
plus finement. De plus, une fois ces modèles calibrés, des études paramétriques permettent
de réduire le nombre d’essais expérimentaux nécessaires et d’identifier les paramètres ayant
le plus grand impact.

Compréhension des phénomènes de lubrification mis en jeux dans le procédé de la-
minage à froid

De nombreux modèles numériques de laminage sont décrits dans la littérature. On peut
classer ceux-ci dans deux catégories. Il y a tout d’abord les modèles de première généra-
tion. Ceux-ci tiennent compte des effets du frottement à l’aide des lois classiques de type
Coulomb [23] ou Tresca [99]. Ces modèles ne sont pas prédictifs : le coefficient de frotte-
ment doit être ajusté sur des mesures expérimentales.

Des modèles de deuxième génération ont ensuite vu le jour. Ils prennent en compte
l’écrasement des aspérités de la tôle ainsi que la présence du lubrifiant à l’interface. Ces
modèles sont plus complets que ceux de la première génération, mais nécessitent toujours
l’ajustement des valeurs du coefficient de frottement sur les plateaux.

Les modèles de deuxième génération ne sont pas suffisants. En effet, une bonne compré-
hension des phénomènes de lubrification est nécessaire pour l’optimisation des conditions de
laminage. Celle-ci passe par une étude fine des interactions entre les aspérités du cylindre et
de la tôle en présence de lubrifiant au sein de l’emprise ainsi que des phénomènes condui-
sant à la formation du film de lubrifiant sur la tôle et les cylindres en amont du contact.
L’objectif est de tendre vers un modèle de troisième génération paramétrés par rapport
aux paramètres opérationnels des systèmes de lubrification utilisés sur les sites industriels.
Pour y parvenir, ArcelorMittal a multiplié les projets de recherches :

• Marsault [69] a mis au point un modèle numérique de laminage permettant de prendre
en compte l’écrasement des aspérités et l’écoulement du lubrifiant à l’interface tôle-
cylindre ;
• Stephany [93] a étendu les possibilités du modèle de Marsault de manière à pouvoir

modéliser des conditions de lubrifications par émulsion majoritaires dans l’industrie ;
• Cassarini [18] a étudié le comportement d’une émulsion en amont de l’emprise. Pour

ce faire, il a développé un modèle numérique qui permet d’estimer l’épaisseur du film
d’huile qui rentre dans la zone de contact ;
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• Guillaument [40] a modélisé le comportement d’une émulsion lors de son impact sur la
tôle grâce à une méthode Eulérienne. Ces simulations déterminent la quantité d’huile
déposée sur la tôle.

Ce travail de thèse s’inscrit dans la suite de ces différents projets. Celui-ci a pour but de
mieux comprendre les phénomènes mis en jeu au sein de l’emprise. En effet, lors d’essais
de laminage d’aciers durs réalisés sur des laminoirs pilotes ainsi que dans des conditions
industrielles, différentes mesures ont indiqué une diminution du frottement lors de l’aug-
mentation du taux de réduction (cfr. figure 1.2). Le micro-hydrodynamisme, c’est-à-dire,
l’écoulement du lubrifiant à l’échelle du micron, permet d’expliquer cette diminution du
frottement. En pratique, on songe à des remontées de lubrifiant, initialement piégé dans les
vallées et qui suite à sa mise sous pression progressive viendrait réalimenter en fluide les pla-
teaux des aspérités écrasées (cfr. figure 1.3). En d’autres termes, le lubrifiant sous pression
parviendrait, sous certaines conditions, à déformer les pics des aspérités et à se "frayer un
chemin" au sein des contacts solide-solide faisant ainsi chuter le frottement associé par un
double effet : la réduction du coefficient de frottement proprement dit, par lubrification, et
surtout la diminution de l’aire relative de contact alors que la pression globale de laminage
continue à augmenter.

spray

Cylindre

Bande

Direction transverse
x

x direction de laminage

Rupture du film de lubrifiant

Indentation de la bande par les pics Réalimentation des plateaux par le

1

2

3 4

cylindre

de rugosité du cylindre lubrifiant issu des poches MHD

FIGURE 1.3 – Illustration du phénomène de micro-hydrodynamisme (MHD). Celui-ci permet d’expliquer la
chute de frottement observée lors de l’augmentation de la réduction d’épaisseur en laminage à froid.
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Azushima [4, 5] et Bech [9] ont observé directement ces écoulements à l’aide du procédé
d’étirage plan. Grâce à une caméra située au-dessus d’un outil en verre, ils ont pu visualiser
les remontées de lubrifiant sur les plateaux.

Ce travail de thèse a permis d’une part de modéliser ce type d’écoulement et d’autre part,
de mettre en place les éléments nécessaires à la prise en compte du micro-hydrodynamisme
dans un modèle numérique de laminage à froid.

1.2 Structure du manuscrit

Le chapitre 2 résume l’état de l’art relatif au micro-hydrodynamisme. Après avoir dé-
crit les premières constatations expérimentales de ce phénomène, on analyse en détail les
expériences d’étirage plan permettant de visualiser ce type d’écoulement. Les modèles dé-
veloppés pour tenter de représenter ce phénomène sont décrits et leurs limitations sont
discutées.

On souhaite inclure les effets liés à l’apparition du micro-hydrodynamisme dans Meta-
Lub, un modèle numérique de laminage à froid [93]. Ce modèle est décrit dans le chapitre
3. Après avoir détaillé les hypothèses et la méthode de résolution utilisées, on illustre ses ca-
pacités en reproduisant des conditions de laminage à froid rencontrées sur le site de Tilleur
(Belgique), lors de la phase de tests d’un système de lubrification flexible. On compare éga-
lement les résultats de MetaLub à des mesures ultrasonores d’épaisseur de film de lubrifiant
effectuées, au sein même de l’emprise, lors d’essais réalisés sur un laminoir pilote.

Pour pouvoir inclure le micro-hydrodynamisme dans MetaLub, on souhaite remplacer
les équations simplifiées d’écrasement d’aspérités par une modélisation éléments finis du
contact entre les aspérités du cylindre et celles de la tôle en présence de lubrifiant. Pour
développer ce modèle, on utilise Metafor [64] un code de calcul, développé au laboratoire
de Mécanique Numérique Non Linéaire (LTAS-MN2L) de l’Université de Liège, dédié à la
simulation par éléments finis des solides soumis à de grandes transformations.

La première étape permettant de tendre vers cet objectif est d’effectuer des simulations
éléments finis d’écrasement d’aspérités sans lubrifiant. Dans le chapitre 4, ce modèle est va-
lidé sur des mesures expérimentales réalisées lors de tests sur des aspérités macroscopiques
[98]. On effectue également des simulations de ce type à l’échelle microscopique sur des
profils d’aspérités réels. Dans ce cas, ces résultats sont vérifiés par rapport à deux autres
logiciels éléments finis : Abaqus [26] et Lam3 [42, 43].

L’approche couplée envisagée ici nécessite l’échange d’informations entre MetaLub et
Metafor. Cette procédure a été mise en place dans un cas sans lubrifiant. Celle-ci permet de
remplacer les équations d’écrasement d’aspérités par des simulations éléments finis – plus
générales – réalisées dans Metafor. Les modifications apportées au système d’équations et
la méthodologie utilisée sont décrites au chapitre 5. On présente également une deuxième
méthode de couplage. Celle-ci automatise les échanges de données entre MetaLub et Therm-
Roll, un logiciel de calcul thermique [14, 15]. Cette procédure est ensuite validée sur des
mesures réalisées sur le laminoir de Dofasco (Hamilton – Canada).
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Metafor est un logiciel éléments finis développé pour étudier le comportement des so-
lides soumis à de grandes déformations. Le chapitre 6 montre qu’il est également possible de
traiter le comportement d’un fluide newtonien avec ce logiciel. Le comportement du fluide
a été validé sur des simulations de complexité croissante : écoulement de Couette, écoule-
ment dans une cavité, écoulement dans un convergent, etc. Ces tests ont permis d’établir
la validité du champ de déplacement et celle du champ de pression calculés. Enfin, la mo-
délisation de l’écoulement autour d’un obstacle déformable montre la faisabilité de traiter
des cas d’interactions fluide-structure à l’aide de Metafor. Ces différentes simulations ont pu
être réalisées grâce au formalisme Arbitraire Lagrangien Eulérien qui permet de découpler
le mouvement du maillage et de la matière [12, 82].

Dans le chapitre 7, on décrit un modèle éléments finis capable de prédire l’apparition
du micro-hydrodynamisme. Celui-ci a été utilisé pour reproduire les expériences de Bech
mettant en évidence l’apparition du micro-hydrodynamisme lors de l’étirage d’une tôle. Le
modèle développé permet de visualiser les remontées de lubrifiant vers l’avant et vers l’ar-
rière de cavités macroscopiques. Différentes études paramétriques ont été réalisées. Celles-ci
quantifient l’influence du taux de réduction, l’influence de la pente de l’outil inférieur et de la
vitesse d’étirage. Les résultats obtenus montrent que le modèle est en mesure de reproduire
la plupart des tendances observées par Bech lors de ses expériences.
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1.3 Originalités de la thèse

Ce travail de thèse a conduit à la mise au point, à notre connaissance, du premier mo-
dèle éléments finis capable de modéliser le micro-hydrodynamisme. Celui-ci a été uti-
lisé pour reproduire numériquement les expériences de Bech [8, 9] mettant en évidence ce
phénomène à l’aide du procédé d’étirage plan. Notre modèle est capable de prédire l’appa-
rition du micro-hydrodynamisme et d’estimer la quantité de lubrifiant qui remonte sur les
plateaux. Ces simulations sont en mesure de prendre en compte :

• le comportement élastoplastique de la tôle ;
• les déformations plastiques générées autour de la cavité lors du procédé d’indentation ;
• le comportement visqueux du lubrifiant ;
• la dépendance du module de compressibilité du lubrifiant à la pression hydrostatique.

Les possibilités offertes par ce modèle sont donc beaucoup plus étendues que les modèles
[62, 97] dont les hypothèses (le matériau rigide parfaitement plastique, pente des cavités
inchangée durant la déformation, etc. ) sont très restrictives.

Par ailleurs, à l’occasion de ce travail, nous avons réalisé un certain nombre de dévelop-
pements originaux que nous listons ci-dessous.

Applications d’outils numériques existants à l’étude de situations nouvelles :

• La comparaison des épaisseurs de film d’huile calculées avec MetaLub à des mesures
obtenues à l’aide d’un capteur ultrasonore est une première.
• La modélisation du comportement hystérétique observé sur la courbe de raideur des

aspérités lors de cycles charge-décharge est également originale. Les études citées
dans la littérature ne sont en effet pas en mesure de reproduire ce phénomène.

Amélioration des capacités d’un modèle de laminage à froid en lubrification mixte :

• Les capacités du code de laminage à froid MetaLub ont été étendues grâce au cou-
plage réalisé avec le logiciel éléments finis Metafor. Cette procédure permet en effet
de s’affranchir des équations analytiques d’écrasement d’aspérités utilisées dans Me-
taLub. L’avantage des simulations éléments finis est qu’elles permettent d’étudier des
configurations plus réalistes. On est ainsi en mesure de traiter une grande variété de
configurations géométriques avec des lois constitutives élastoplastiques.
• La procédure d’échange des données entre MetaLub et ThermRoll a été automatisée.

Grâce à ce couplage on est en mesure de prendre en compte les effets des échanges
thermiques tôle-cylindre.

8



Chapitre 2

Etude bibliographique
micro-hydrodynamisme

2.1 Introduction

La plupart des procédés de fabrication entraînent un contact entre le matériau à mettre
en forme et des outils. Des forces de frottement entrent alors en jeu. Le frottement est dé-
fini comme "la force de résistance tangentielle à l’interface de deux corps, lorsque sous l’action
d’une force extérieure, l’un d’eux se déplace ou tend à se déplacer par rapport à la surface de
l’autre"[39]. Lorsqu’on étudie un procédé de mise en forme, une première approche consiste
à faire l’hypothèse que les corps en contact ont des surfaces parfaitement lisses (cfr. figure
2.1 a). Les forces de frottement sont alors calculées en utilisant par exemple la loi de Cou-
lomb [23]. Cette vue simplifiée est généralement suffisante pour l’estimation de la pression
entre le matériau et l’outil de mise en forme, des forces et de la puissance nécessaire au pro-
cédé. Cependant, elle est totalement inadéquate lorsqu’on souhaite obtenir une meilleure
compréhension des phénomènes de lubrification et d’usure mis en jeux lors du process [86].

FIGURE 2.1 – Interface tôle outil : a) échelle macroscopique b) échelle microscopique [86]
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À l’échelle microscopique, la surface d’un solide n’est pas parfaitement lisse. Celle-ci est
constituée d’une succession de pics appelés aspérités (cfr. figure 2.1 b). Ces aspérités ont
généralement une pente moyenne – mesurée par rapport à la ligne moyenne – comprise
entre 3̊ et 20̊ et présentent en leur sommet un rayon de courbure assez important. Cet état
de surface résulte des opérations de mises en forme préalablement subies par le matériau
[86].

Lorsque deux corps présentant des surfaces rugueuses sont en contact, celui-ci intervient
uniquement entre les aspérités des surfaces comme l’illustre la figure 2.2. Sur cette figure,
on peut distinguer l’aire réelle de contact Ar et l’aire nominale – ou apparente – notée Aa.
Le ratio de ces deux grandeurs fournit l’aire relative de contact notée A.

FIGURE 2.2 – Points de contact entre deux surfaces rugueuses [86].

Pour des raisons pratiques, on mesure généralement le profil des aspérités le long d’une
ligne. On obtient alors des courbes similaires à celles présentées sur la figure 2.3.

L

y

FIGURE 2.3 – Profils d’aspérités, courbes d’Abbott – qui représente l’évolution du taux de longueur portante
en fonction de la hauteur du profil – et fonction de répartition des hauteurs des aspérités qui permet de
visualiser la symétrie du profil par rapport à la ligne moyenne [86].
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Notons toutefois que, sur ces schémas, l’échelle verticale a été dilatée de manière à
mettre en évidence les caractéristiques du profil. Sur base de ces courbes, il est possible
de déterminer :

• la rugosité arithmétique Ra :

Ra =
1
L

∫ L

0

|y|dl (2.1)

Dans cette expression, L est la longueur de la portion du profil étudié et y l’écart
des points du profil par rapport à la ligne moyenne. Le paramètre Ra, généralement
exprimé en µm, correspond à la moyenne arithmétique des écarts du profil par rapport
à ligne moyenne. La position de cette ligne moyenne est celle qui permet de vérifier
la relation : ∫ L

0

y dl = 0 (2.2)

• la rugosité quadratique moyenne Rq :

Rq =

�
1
L

∫ L

0

y2dl

� 1
2

(2.3)

il s’agit de la déviation standard dans la théorie de la probabilité. Ce paramètre est lui
aussi généralement exprimé en µm
• la déviation de la hauteur de pics du troisième ordre Rsk – aussi appelée "skewness"

en anglais :

Rsk =
1

LR3
q

∫ L

0

y3dl (2.4)

cette grandeur adimensionnelle caractérise la symétrie du profil par rapport à la ligne
moyenne.

Le frottement entre les corps trouve son origine dans les interactions entre les aspérités
des surfaces en contact ou encore dans la séparation des liens d’adhésion qui se sont formés
entre atomes et molécules des deux corps en contact.

Afin de réduire les forces de frottement, on utilise un lubrifiant. Celui-ci remplit alors
l’espace entre les creux – appelés vallées – des profils de rugosité. La présence du lubrifiant
rend la situation encore plus complexe à étudier puisqu’il faut prendre en compte ses in-
teractions avec les surfaces environnantes. Des réactions chimiques peuvent ainsi avoir lieu
entre le film d’huile et les couches d’oxydes présentes sur les surfaces solides. De plus, les
valeurs de température et de pression locales peuvent varier de manière importante au sein
du contact. Ceci va avoir un impact considérable sur les propriétés du lubrifiant.
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Il est habituel de distinguer 4 régimes de lubrification en fonction du nombre de Som-
merfeld S. Ceux-ci sont généralement représentés sur la courbe dite de Stribeck (cfr. figure
2.4). Ces différents régimes peuvent être distingués en fonction du rapport ξ entre l’épais-
seur du film d’huile, noté h, et de la rugosité composite des surfaces en présence notée
Rq,c. Cette grandeur est définie comme la moyenne quadratique des rugosités composites
des surfaces en contact Rq,1 et Rq,2 :

Rq,c =
Ç

R2
q,1 + R2

q,2 (2.5)

Lorsque ξ > 10, le régime est dit en film épais. Dans ce cas, l’influence des aspérités sur
l’écoulement est négligeable. Lorsque 3 < ξ < 10, le régime est dit en film mince. Dans ce
cas, la présence des aspérités influence l’écoulement du fluide. Les régimes en film mince
et en film épais sont regroupés sous l’appellation de régime hydrodynamique. Dans ce
régime, une augmentation de la vitesse ou de la viscosité conduit à une augmentation de
l’épaisseur de film et du frottement.

Frottement

Régime hydrodynamiqueRégime

limite

Régime

mixte

film mince film épais

x 1« x < 3 3 < x < 10 10 < x

p
Nombre de Sommerfeld S=

h V

h
Rq,c

x=

FIGURE 2.4 – Courbe de Stribeck illustrant les variations du frottement dans les différents régimes de lubrifi-
cation.

Lorsque l’épaisseur du film d’huile est trop faible pour séparer complètement les surfaces
ξ < 3, on entre dans le régime mixte. Dans ce cas, une partie de la pression de contact pa est
supportée par le contact solide-solide entre aspérités tandis qu’une pression hydrostatique
pb règne dans cavités remplies de lubrifiant.

Enfin, lorsque ξ≪ 1, on est dans le régime limite. Dans ce cas, seule une fine couche
adsorbée permet de protéger les surfaces contre les contacts directs métal sur métal.
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Dans des procédés de fabrication comme le laminage à froid, c’est le régime de lubrifi-
cation mixte qui est recherché. En effet, dans le régime limite, le niveau de frottement est
très élevé et l’état de surface du produit fini présente des défauts très importants (cfr. figure
2.5 a). Le régime hydrodynamique semble attractif puisque celui-ci est synonyme de vitesse
et donc de grande productivité. Cependant, le procédé n’est pas stable dans ces conditions.
On observe en effet, des vibrations de la cage (chatter) susceptibles de déchirer la tôle. De
plus, la rugosité des tôles est obtenue en laminant dans ce régime donne un aspect mat qui
ne permet pas de satisfaire les exigences des constructeurs automobiles (cfr. figure 2.5 c).
Le régime mixte quant à lui permet d’obtenir un niveau de frottement acceptable et une
rugosité contrôlée comme le montre la figure 2.5 b.

a) Laminage - régime limite b) régime mixte c) régime hydrodynamique

FIGURE 2.5 – États de surfaces et régimes de lubrification en laminage à froid de tôles d’acier inoxydable. a)
tôle laminée à froid en régime quasi-limite, à forte réduction sur un laminoir duo b) tôle laminée en régime
mixte c) tôle laminée à froid à grande vitesse en régime hydrodynamique [72].

Dans ce travail, l’objectif est de modéliser une configuration rencontrée en régime mixte :
des remontées de lubrifiant – initialement piégé dans des poches hydrostatiques – sur les pla-
teaux. Ce phénomène appelé micro-hydrodynamisme a été observé par différentes équipes
de recherches au cours d’expériences réalisées en laboratoire. L’état de l’art relatif à ce type
d’écoulement est décrit dans ce chapitre.

Tout d’abord, on présente différentes preuves expérimentales de l’existence du micro-
hydrodynamisme. Ce phénomène a notamment été observé par Azushima [5] et Bech [9].
Ceux-ci ont mis en évidence la remontée du lubrifiant sur les plateaux, en analysant le com-
portement de poches de lubrifiant macroscopiques, lors du procédé d’étirage plan. D’autres
auteurs comme Lo et Horng [63] et Ahmed et Sutcliffe [2] ont étudié ce phénomène à
l’échelle des aspérités (microscopique) de la tôle. Ces résultats expérimentaux sont décrits
dans la partie 2.2. La section 2.3 présente brièvement les modèles numériques dévelop-
pés par Wilson [62] et Sutcliffe [97] pour quantifier le phénomène. Deux modélisations par
éléments finis ont ensuite vu le jour. Cette méthode, beaucoup plus générale, permet de s’af-
franchir des hypothèses simplificatrices faites par Wilson et Sutcliffe. Cependant, ces deux
modèles présentent différentes limitations qui les empêchent de prédire les écoulements de
lubrifiant. Ceux-ci sont décrits dans la section 2.4.
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2.2 Observations expérimentales

2.2.1 Mise en évidence du phénomène

En effectuant des essais expérimentaux sur un test d’étirage, Kudo et al. [56] ont observé
une augmentation du frottement avec le produit viscosité-vitesse d’étirage en régime mixte.
Cette constatation a été effectuée en 1976.

Mizuno et Okamoto [70] ont observé ce même phénomène, en 1982, lors de tests de
compression-glissement effectués sur des tôles en cuivre. Ils ont proposé le concept de micro-
hydrodynamisme pour expliquer ce phénomène.

Le dispositif expérimental utilisé dans ces essais est schématisé sur la figure 2.6. Celui-
ci est constitué de deux outils qui permettent de comprimer la tôle. Le test se déroule en
deux étapes. Au cours de la première partie, une charge verticale est appliquée sur les outils
de manière à réduire l’épaisseur de la tôle de 50%. La vitesse de déplacement vertical des
outils est contrôlée. Celle-ci permet de contrôler la quantité de lubrifiant prise au piège dans
la zone de contact et donc l’aire relative de contact entre la tôle et les outils. Ensuite, au
cours de la deuxième étape, la charge verticale est maintenue constante et un déplacement
horizontal à vitesse V est appliqué sur l’outil supérieur tandis que l’outil inférieur reste fixe.

FIGURE 2.6 – Schéma de principe du test de
compression-glissement [70]. Les dimensions
sont exprimées en mm. La rugosité de l’outil est
de Rp = 0.02 µm tandis que celle de la tole vaut
Rp = 1.6 µm

FIGURE 2.7 – Relation entre le cisaillement moyen
τm et le produit ηV pour une aire relative de
contact de 80 % [70].

En analysant leurs résultats expérimentaux, ils ont constaté que le produit viscosité-
vitesse (ηV ) avait une influence sur le cisaillement moyen τm dans la zone de contact.
Cette courbe est représentée sur la figure 2.7. Celle-ci a été obtenue pour une aire relative
de contact (notée R par les auteurs) de 80%. Cette courbe courbe indique qu’une augmen-
tation du produit ηV peut générer un film d’huile suffisamment épais que pour engendrer
un régime hydrodynamique à l’échelle des aspérités. Notons encore que cette relation est
valable pour les différents types d’huile utilisée.
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Mizuno et Okamoto ont également analysé l’état de surface de la tôle à l’aide d’un micro-
scope électronique. Ces mesures ont été effectuées après des tests à faible vitesse et haute
vitesse respectivement V = 0.19 mm/s et V = 19.0 mm/s. Ces résultats sont représentés à
la figure 2.8. Les portions grisées sont les plateaux tandis que les parties plus claires corres-
pondent aux vallées. À faible vitesse, on observe clairement des éraflures sur les plateaux.
Ceux-ci sont donc en régime limite et le lubrifiant est piégé dans les vallées. A plus haute
vitesse, les vallées sont plus petites et moins profondes. De plus, on observe des motifs la-
mellaires sur les plateaux. Ceux-ci pourraient être dus à l’émergence de micro-bandes de
cisaillement. Cette modification de la rugosité, due à un réarrangement de matière au sein
des grains, peut notamment être observée dans le cas du laminage en régime hydrodyna-
mique (voir par exemple la figure 2.5 c). Ce mécanisme de remontée de lubrifiant sur les
plateaux est représenté schématiquement sur la partie droite de la figure 2.8.

b

a

FIGURE 2.8 – À gauche : Images obtenues à l’aide d’un microscope électronique. Ces images représentent une
surface de dimension 0.09 x 0.09 mm. Le sens de glissement va de la gauche vers la droite. La figure a)
correspond à un essai à faible vitesse V = 0.19 mm/s tandis que b) a été obtenue à haute vitesse V = 19
mm/s. À droite : schéma de principe proposé par Mizuno et Okamoto pour expliquer les phénomènes mis
en jeux dans leurs expériences [70].
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2.2.2 Micro-hydrodynamisme autour de poches macroscopiques

2.2.2.1 Observation directe des micro-écoulements de lubrifiant

Azushima [5] a observé le phénomène de micro-hydrodynamisme au cours du procédé
d’étirage plan. Le schéma de principe du dispositif utilisé est représenté sur la figure 2.9. Lors
de ces expériences, il a fait passer une tôle d’aluminium entre deux outils inclinés formant
un angle de 6̊ . Sur cette tôle, il a effectué des indentations pyramidales qu’il a remplies de
lubrifiant avant de procéder à l’étirage. La dimension des côtés de la base de ces pyramides
est de 0.63 mm tandis que la profondeur des indentations vaut 0.056 mm. L’outil supérieur
est en verre, ce qui permet d’observer le comportement des poches de lubrifiant au cours
du procédé à l’aide d’un microscope. L’outil inférieur est en acier. Le taux de réduction
d’épaisseur est de 10 %.

Lors de ces essais, Azushima a observé des remontées de lubrifiant vers l’avant et vers
l’arrière des poches. La partie droite de la figure 2.9 illustre ce phénomène.

direction d’étirage

FIGURE 2.9 – A gauche : appareil utilisé par Azushima pour observer les remontées de lubrifiant initialement
piégé dans des poches pyramidales macroscopiques [3]. A droite : écoulement du lubrifiant, vers l’avant et
vers l’arrière d’une poche pyramidale, observé lors des essais d’étirage. Viscosité du lubrifiant η = 100 cSt
et taux de réduction d’épaisseur = 10% [3].

Azushima a étudié l’effet de la viscosité et de la vitesse d’étirage sur ces remontées de
lubrifiant. La gamme de vitesses d’étirage rencontrée dans les essais est comprise entre 0.2
et 0.8 mm/s. Deux huiles de viscosité 100 cSt et 1000 cSt ont été utilisées. Pour de faibles
valeurs de viscosité et de vitesse d’étirage, il observe une remontée du lubrifiant simultané-
ment vers l’avant et vers l’arrière des poches. Dans ce cas, la quantité d’huile qui s’échappe
vers l’avant de la poche est plus grande. À l’inverse, lorsque la viscosité et la vitesse d’étirage
sont élevées, le lubrifiant s’échappe préférentiellement vers l’arrière.
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Azushima [5] fournit une explication qualitative à ce phénomène. Lors du passage de
la poche dans la filière, le lubrifiant est mis sous pression. Dans certains cas, celle-ci peut
atteindre la valeur de la pression de contact solide-solide pa. Par exemple, pour une va-
leur élevée du produit ηV on obtient une pression hydrodynamique suffisante, à l’arrière
de la poche, pour combler l’écart entre la pression hydrostatique et la pression de contact
(cfr. figure 2.10 b) : on parle de lubrification micro-plasto-hydrodynamique (Micro-Plasto-
HydroDynamic Lubrication – MPHDL). À faible vitesse ou faible viscosité, cette augmenta-
tion de pression ne permet pas l’écoulement vers l’arrière. Dans le cas du procédé d’étirage
plan, la pression de contact diminue lorsqu’on se rapproche de la sortie. Dès lors, si la pres-
sion hydrostatique – engendrée par les déformations de la poche – se rapproche suffisam-
ment de la pression d’interface, le lubrifiant s’écoulera préférentiellement vers l’avant, car
c’est là que la pression de contact est la plus faible (cfr. figure 2.10 c) : on parle de lubrifica-
tion micro-plasto-hydrostatique (Micro-Plasto-Hydrostatic Lubrication – MPHSL). Le profil
de pression de contact est influencé par différents paramètres tels que la pente de l’outil, le
taux de réduction, le frottement entre la tôle et l’outil, etc.

Pression

ph-s

pdyn

(MPHDL)

pa

a)
b) lubrification micro-plasto-hydrodynamique

pa

pa

(MPHSL)
c) lubrification micro-plasto-hydrostatique

FIGURE 2.10 – a) Profil de pression de contact solide-solide rencontré dans le cas du procédé d’étirage plan
lorsqu’il n’y a pas de poche de lubrifiant à la surface de la tôle. b) Lorsque l’augmentation de la pression
hydrodynamique, est suffisante pour atteindre la pression d’interface, l’écoulement se produit à l’arrière de
la poche (MPHDL). c) Lorsque la pression hydrostatique – notée ph−s sur le schéma – atteint la valeur de
la pression d’interface, l’écoulement se produit vers l’avant (MPHSL).

2.2.2.2 Paramètres influençant le micro-hydrodynamisme

Une étude de l’influence des paramètres influençant le micro-hydrodynamisme a été
effectuée par Bech [9]. Celui-ci a utilisé un dispositif expérimental similaire à celui d’Azu-
shima : une tôle d’aluminium est étirée au travers d’un outil dont la partie supérieure, en
verre, permet l’observation du comportement des poches de lubrifiant à la surface de la tôle.
Ces poches pyramidales ont été effectuées par indentation. Elles ont une base carrée de 1
mm de côté et une pente de 10̊ . Elles sont suffisamment éloignées les unes des autres de
manière à éviter toute interaction entre les remontées de lubrifiant issues de poches voisines.
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Bech a analysé l’influence des 7 paramètres suivants : viscosité du lubrifiant, vitesse d’éti-
rage, taux de réduction d’épaisseur, pente de l’outil inférieur, contre-traction, type d’alumi-
nium et coefficient de frottement solide-solide. Suivant les conditions expérimentales, il a
observé des écoulements vers l’avant et/ou vers l’arrière des poches. Les remontées de lubri-
fiant ont lieu dans la direction d’étirage mais aussi dans la direction transverse (cfr. figure
2.12). Ces dernières ont un effet visible sur l’état de surface de la tôle après le process :
la rugosité est plus importante à l’endroit des remontées de lubrifiant. En effet, lorsqu’un
film continu de lubrifiant est présent entre un outil et une tôle, dont le coeur subit des dé-
formations plastiques, la partie de la tôle en contact avec le lubrifiant se comporte comme
une surface libre. Dès lors, les grains qui composent le métal peuvent se réorienter et ainsi
modifier l’état de surface [86]. Comme le montre la figure 2.11, cet effet est observé aussi
bien dans le cas des remontées de lubrifiant vers l’arrière (MPHDL) que des écoulements
vers l’avant des poches (MPHSL).

a) Point de fonctionnement C1 (MPHDL) b) Point de fonctionnement C7 (MPHSL)

FIGURE 2.11 – En haut : schéma de principe proposé par Bech [9] pour expliquer les écoulements de lubrifiant
observés vers l’arrière de la poche MPHDL (à gauche) ou vers l’avant de la poche MPHSL (à droite). En
bas : profils de rugosités mesurés dans les cas C1 (MPHDL) et C7 (MPHSL) répertoriés dans le tableau de
la figure 2.12.

Pour chacun de ces paramètres étudiés, Bech a comparé deux nouveaux résultats expé-
rimentaux à un point de fonctionnement de référence (noté REF sur la figure 2.12). Après
chaque essai, il a analysé l’état de surface de la tôle à l’aide d’un microscope. Dans chaque
cas, il a mesuré l’étendue des traces laissées par les remontées de lubrifiant sur la tôle. Ces
résultats sont résumés à la figure 2.12. Sur cette figure, les marques grises correspondent à
une zone de rugosité importante à la surface de la tôle. Celles-ci sont dues à la présence du
lubrifiant à la surface de la tôle au moment de l’étirage.
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L’influence de ces différents paramètres a été analysée de manière quantitative [9] :

• Viscosité du lubrifiant :
une faible viscosité conduit à un écoulement vers l’avant MPHSL (A1 – figure 2.12).
Une viscosité élevée engendre un écoulement vers l’arrière de la poche MPHDL (C1)
tandis qu’avec la valeur de viscosité intermédiaire du cas de référence (B1), les deux
mécanismes sont présents.
• Vitesse d’étirage :

l’effet d’une augmentation de la vitesse est similaire à celui d’une augmentation de la
viscosité : plus la vitesse est élevée plus la quantité de lubrifiant qui s’échappe vers
l’arrière est importante.
• Taux de réduction :

la longueur des marques laissées par le lubrifiant à l’arrière de la poche a tendance à
augmenter avec le taux de réduction. On observe le même comportement à l’avant de
la poche.
• Pente de l’outil inférieur :

un outil de pente plus élevée induit un gradient de pression de contact solide solide
plus prononcé. Ceci a tendance à favoriser l’apparition du MPHSL.
• Contre-traction :

une augmentation de la contre-traction engendre une pression d’interface plus faible
et donc une pression au sein de la poche de lubrifiant plus petite. Dans le cas du fluide
utilisé par Bech, la viscosité est une fonction exponentielle de la pression hydrosta-
tique. Une pression plus petite amène donc une viscosité plus faible et par conséquent,
des effets hydrodynamiques moins marqués ce qui favorise le MPHSL.
• Matériau de la tôle :

Bech a utilisé 3 types d’aluminium différents : un alliage d’aluminium de type Al57S,
un alliage Al99.5 recuit et enfin un alliage Al99.5 semi-dur. Les lois d’écrouissage sont
données par :

σY,Al57S = 321ǭ0.08 σY,Al99.5, Semi-hard = 128ǭ0.16 σY,Al99.5, annealed = 120ǭ0.21 MPa

Lorsqu’on modélise le procédé à l’aide de la méthode des tranches, on constate que
l’augmentation de la valeur de l’exposant utilisé dans la loi d’écrouissage, engendre
un profil de pression de contact plus plat. Ceci a tendance à favoriser un écoulement
de type MPHDL. C’est ce que l’on observe lorsqu’on compare les cas B6 et C6 : l’écou-
lement vers l’arrière est plus important que dans le cas C6.
• Frottement entre la tôle et l’outil inférieur :

Une augmentation du frottement entre la partie inférieure de la tôle et l’outil induit un
gradient de pression plus fort. Ceci favorise l’apparition d’un écoulement vers l’avant
(MPHSL).
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FIGURE 2.12 – Tableaux reprenant les résultats des différents essais réalisés par Bech[9]. La direction d’étirage
va de la gauche vers la droite. Les zones grisées autour des indentations représentent l’étendue de l’écou-
lement du lubrifiant observée après les essais. Ces portions de la tôle ont une rugosité plus importante en
raison de la présence du lubrifiant lors de l’étirage.

Position dans la zone de contact [mm]

Pression [MPa]

Pression hydrostatique

Pression de contact

FIGURE 2.13 – Profil de pression de contact solide-solide et pression hydrostatique au sein de la poche de lubri-
fiant dans le cas C1 (MPHDL) [9]. La pression de contact a été calculée par Bech à l’aide de la méthode des
tranches. La pression hydrostatique a été estimée sur base de la variation de l’aire de la base de l’indentation
pyramidale au cours du process.

20



CHAPITRE 2. ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE MICRO-HYDRODYNAMISME

Bech a utilisé la méthode des tranches pour calculer la pression de contact solide-solide
en l’absence de poche de lubrifiant. Il a également estimé la pression hydrostatique du fluide
au sein de la poche : en mesurant l’aire de la base de la pyramide à différents points de l’em-
prise et en faisant l’hypothèse que la pente des indentations reste constante, il a pu calculer
la variation de volume de la poche et donc la pression hydrostatique. Le volume calculé de
cette manière a été comparé à des mesures effectuées sur la tôle en arrêtant le process à dif-
férents endroits de la filière. Il observe une bonne correspondance entre les deux jusqu’à un
taux de réduction de 4%. Au-delà, l’étirage de la tôle modifie la pente des indentations et la
relation n’est plus valable. Ces courbes de pression de contact et de pression hydrostatique
ont été tracées pour le cas C1 (MPHDL) sur la figure 2.13. Celle-ci permet de déterminer la
pression hydrodynamique nécessaire pour provoquer un écoulement à l’arrière de la poche.

Bech calcule l’augmentation de la pression hydrodynamique dans le convergent à l’ar-
rière de la poche de lubrifiant (cfr. figure 2.14) en intégrant de manière numérique l’équation
de Reynolds

dpb

d x
= 6ηu

h(x)− hm

h3
m

(2.6)

où

• u est la vitesse relative entre la poche et l’outil
• hm est l’épaisseur de lubrifiant sur les plateaux
• h est la loi d’évolution de l’épaisseur du film de lubrifiant à l’arrière de la poche

Lors de l’intégration de l’équation, Bech prend en compte la dépendance de la viscosité
à la pression via la loi de Barus :

η= η0 exp (γl p) (2.7)

Pour pouvoir intégrer cette équation, il faut connaître a priori l’évolution de l’épaisseur
du film de lubrifiant h(x). Bech a fait l’hypothèse d’une épaisseur du film de lubrifiant hm =

0.1 µm sur les plateaux. La pente des aspérités est de 10̊ . La jonction entre la pente et le
plateau est effectuée au moyen d’un congé de raccordement de 80 µm de rayon. L’épaisseur
de film utilisée par Bech est représentée sur la figure 2.14 b.

Le profil de pression obtenu dans ce cas est représenté sur la partie droite de la figure
2.14. Celui-ci a été obtenu avec les paramètres suivants : une viscosité initiale η0 = 0.3 Pa.s,
un coefficient de piézoviscosité γl = 2.1 10−8 Pa−1, une pression hydrostatique de 230 MPa
et une vitesse de la parois supérieure de u = 0.5 mm/s.

Ce résultat montre qu’une pression hydrodynamique, suffisante pour permettre au lu-
brifiant de s’échapper de la poche, peut être générée à basse vitesse. Cette augmentation a
lieu sur une très courte distance : 10 µm ce qui est très petit par rapport à la dimension de
la poche de 1 mm.
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[MPa] [µm]

épaisseur de film

pression du lubrifiant

profil de pression

poche de lubrifiant
tôle

outil

zone traitée dans
le modèle de Bech

a) b)

FIGURE 2.14 – a) Géométrie considérée par Bech dans son modèle. b) Profil de pression hydrodynamique
calculée par Bech dans le convergent à l’arrière de la poche [9].

Dans le cas C1, l’écart entre la pression hydrostatique et la pression de contact est de
15 MPa (cfr. figure 2.13). Pour générer une pression hydrodynamique de 15 MPa lorsque la
pression hydrostatique au sein de la poche est de 250 MPa, Bech obtient une épaisseur de
film sur les plateaux hm = 0.4 µm. Le ratio entre cette épaisseur de film et la rugosité de
la tôle Ra = 0.05 µm montre clairement que les plateaux de la tôle ne sont plus en régime
limite ce qui aura une influence notable sur le frottement à cet endroit.

2.2.2.3 Influence du volume et de la pente des indentations

Sorensen [90] a étudié l’effet du volume des poches de lubrifiant, de leur forme et de
la pente des indentations sur les phénomènes de MPHDL et MPHSL. Pour ce faire, il a uti-
lisé le même dispositif expérimental que Bech [9]. Les indentations macroscopiques ont été
réalisées à la surface d’une tôle d’aluminium de 2 mm d’épaisseur et ont une forme pyra-
midale. L’aire de la base de la pyramide vaut approximativement 1x1 mm. Ils ont utilisé
trois types d’indentation de pentes différentes afin de quantifier l’influence du volume de la
poche. Celles-ci sont notées V1, V2 et V3 ce qui correspond à des volumes faible, moyen et
grand. Il a fait de même avec des poches circulaires à fond plat obtenues à l’aide d’un laser
à excimère.

Sorensen a commencé par étudier le mécanisme MPHSL. Afin de favoriser l’apparition
de ce d’écoulement, il a augmenté le frottement entre l’outil et la paroi inférieure de la tôle.
Ceci permet en effet d’augmenter le gradient du profil de pression dans la zone de contact.
De plus, les poches circulaires à fond plat ont été utilisées. Dans ce cas, l’inclinaison des
parois latérales est supérieure à 15̊ . Ceci permet d’éviter l’apparition du MPHDL.

La figure 2.15 représente la forme des poches déformées après apparition du MPHSL.
Les poches V1, V2 et V3 ont des volumes croissants (0.012 , 0.025 et 0.035 mm3). On constate
que la quantité d’huile qui s’échappe des poches est d’autant plus élevée que le volume initial
de la poche est important. Sorensen constate également que le MPHL intervient à partir d’un
taux de réduction de 16% quel que soit le volume initial de la poche. Ceci indique que la
pression hydrostatique au sein des poches est indépendante du volume initial.
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FIGURE 2.15 – Forme des poches circulaires après l’apparition du MPHSL [90]. La quantité d’huile qui
s’échappe des poches est fonction de leur volume initial (V1 = 0.012 mm3, V2 = 0.025 mm3 et V3 =

0.035 mm3). Plus celui-ci est élevé, plus les traces laissées par le lubrifiant à l’avant des poches sont éten-
dues.

Sorensen a ensuite, analysé le mécanisme MPHDL. Dans ce cas, il a utilisé une huile
de plus grande viscosité (η = 475 cSt) afin de favoriser l’apparition de ce phénomène. De
plus, il a utilisé deux types de géométrie : des indentations ayant une forme de pyramide
tronquée (flat-bottomed pyramidal) et des poches pyramidales (pyramidal). La pente de ces
indentations est comprise entre 3.6̊ et 15̊ suivant les géométries utilisées. Lors de ces es-
sais, Sorensen a pu observer que plus la pente des indentations est faible, plus la quantité
de lubrifiant qui s’échappe des poches est importante (cfr. figure 2.16). De plus, le MPHDL
débute pour un taux de réduction plus faible (cfr. figure 2.17). La forme des poches (py-
ramidales ou pyramide tronquée) affecte peu le phénomène : le taux de réduction à partir
duquel le mécanisme apparaît est identique pour les deux types de géométrie. Il en va de
même pour la longueur de la zone influencée par la remontée de lubrifiant.

Pente des indentations [°]

Etendue de la remontée de lubrifiant[mm]

FIGURE 2.16 – Étendue de la remontée de lubrifiant
en fonction de la pente des indentations [90].

Taux de réduction au début de l’écoulement

[%]

Pente des indentations [°]

FIGURE 2.17 – Taux de réduction atteint au début
de l’écoulement du lubrifiant sur les plateaux en
fonction de la pente des indentations [90].

Sorensen a ensuite utilisé le modèle mathématique établi par Bech[9] qui permet d’inté-
grer l’équation de Reynolds (cfr. équation 2.6) sur la géométrie initiale des poches. Sorensen
a fait l’hypothèse que l’épaisseur du film sur les plateaux correspondait à la rugosité arith-
métique Ra de la tôle.
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La pression d’interface entre la tôle et l’outil a été calculée à l’aide de la méthode des
tranches. La pression du lubrifiant a été estimée en mesurant la variation de l’aire de la
base de la poche comme cela a été expliqué précédemment. Ayant déterminé expérimenta-
lement le taux de réduction à partir duquel le MPHDL apparaît, Sorensen déduit la pression
hydrodynamique nécessaire au fluide pour s’échapper. La valeur du rayon du congé de rac-
cordement a été ajustée sur le point de fonctionnement correspondant à une indentation
ayant une pente de 3.6̊ . Dans ce cas, on constate sur la figure 2.18 que la pression hydro-
dynamique nécessaire pour combler l’écart entre la pression hydrostatique, notée ph−s, et
la pression de contact solide-solide notée, pa, est de 50 MPa. Pour retrouver cette valeur
avec le modèle numérique une congé de raccordement R = 20 µm est nécessaire. L’épais-
seur du film de lubrifiant hm est supposée égale à la rugosité Ra mesurée sur la tôle avant
étirage est la pression hydrostatique, déterminée sur base des mesures expérimentales, est
de ph−s = 218 MPa.

Il a ensuite conservé ces paramètres constants (ph−s = 218 MPa – hm = 0.32 µm –
R = 20 µm) et a comparé les résultats numériques aux résultats expérimentaux en termes
de taux de réduction à partir duquel apparaît le phénomène. La figure 2.19 montre un bon
accord entre les mesures et les calculs numériques.

Réduction [%]

Pression [MPa]

ph-s

FIGURE 2.18 – Pression de contact solide-solide pa

et pression hydrostatique au sein du lubrifiant
ph−s pour un des points de fonctionnement traité
par Sorensen [90]. Le début du MPHDL observé
pour des poches de lubrifiant de pente différentes
est représenté au moyen de flèches horizontales.

Réduction [%]

Pente des indentations [°]

FIGURE 2.19 – Taux de réduction correspondant
au début de l’écoulement MPHDL en fonction de
la pente des indentations. Comparaison des ré-
sultats obtenus avec l’intégration numérique de
l’équation de Reynolds (Theoretical) aux résul-
tats expérimentaux [90].

Sorensen a également observé une augmentation de la rugosité, et donc de l’épaisseur
de film, lorsque les poches sont suffisamment proches les unes des autres (distance = 2, 4
et 6 mm) pour qu’elles interfèrent (cfr. figure 2.20).

De plus, plus le phénomène apparaît tôt dans la zone de contact, plus la longueur des
traces laissées par le lubrifiant sur les plateaux est importante (cfr. figure 2.21).
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Distance entre les poches de lubrifiant [mm]

Rugosité à l’endroit des écoulements [µm]Ra

FIGURE 2.20 – Rugosité Ra, mesurée sur la tôle à
l’endroit des écoulements, en fonction de la dis-
tance entre les poches de lubrifiant [90].

Etendue de la remontée de lubrifiant[mm]

Réduction au début de l’écoulement [%]

FIGURE 2.21 – Étendue de la remontée de lubrifiant
en fonction du taux de réduction d’épaisseur at-
teint au moment du début de l’écoulement [90].

Pression [MPa] Pression [MPa]

Pression [MPa] Pression [MPa]

Pente des indentations [°] Rayon de courbure du congé [µm]

Vitesse d’étirage [mm/s] Epaisseur du film hm [µm]

FIGURE 2.22 – Pression au niveau du film de lubrifiant, d’épaisseur hm, situé dans le prolongement du
convergent à l’arrière de la poche. Cette pression (hydrostatique + dynamique) a été calculée à l’aide de
l’intégration numérique de l’équation de Reynolds proposée par Bech [9], en fonction de différents para-
mètres du procédé (pente des indentations, rayon de courbure du congé de raccordement, vitesse d’étirage
et épaisseur du film) pour trois valeurs de pression hydrostatique q0 : 220, 230 et 240 MPa [87].
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2.2.2.4 Influence du rayon de courbure du congé de raccordement entre la poche et
les plateaux

Shimizu [87] a utilisé le modèle numérique développé par Bech [9] pour quantifier l’in-
fluence de différents paramètres tels que la pente des indentations, le rayon de courbure, la
vitesse d’étirage, et l’épaisseur du film sur les plateaux. Les courbes obtenues sont représen-
tées sur la figure 2.22. Bien que l’effet du rayon de courbure soit plus faible que celui d’un
changement de pente des indentations ou d’un changement de vitesse à la paroi supérieure,
on constate que l’augmentation du rayon de courbure induit une augmentation de pression
dynamique sur les plateaux.

Shimizu a ensuite étudié expérimentalement l’influence du rayon du congé de raccorde-
ment entre les poches et les plateaux. Pour ce faire, il a effectué des essais d’étirage plan sur
des tôles d’aluminium de 2 mm d’épaisseur. Il a utilisé des poches pyramidales. Celles-ci ont
été obtenues par indentation. Les bourrelets autour de la poche résultant de l’indentation
ont été éliminés par polissage. Cette opération a également permis de rendre la rugosité
arithmétique de la tôle inférieure à 0.15 µm. Trois géométries ont été utilisées. L’inclinaison
des bords latéraux des poches est de 3̊ , 7̊ et 11̊ . Différentes valeurs de rayon de courbure,
allant de 260 µm à 75 µm, ont été obtenues par électropolissage.

Au cours des expériences, Shimizu a observé un écoulement à l’arrière des poches (MPHDL)
dans tous les cas de figure. Par contre, l’écoulement vers l’avant (MPHSL) intervient uni-
quement lorsque les poches n’ont pas subi d’électropolissage (cfr. figure 2.23). Dans ce cas,
l’écoulement vers l’avant et vers l’arrière de la poche apparaît simultanément. Il constate
que l’écoulement à l’arrière de la poche est plus important lorsque les indentations ont été
polies : la longueur de l’écoulement augmente avec la valeur du rayon du congé de raccor-
dement (cfr. figure 2.24). Sur cette figure, il constate également un écoulement plus marqué
pour les poches de faible volume (notées S) qui ont une pente de 3̊ contre 7̊ et 11̊ pour les
poches M et L. Ceci confirme les résultats théoriques obtenus avec l’équation de Reynolds
(cfr. figure 2.22).

La figure 2.25 montre le taux de réduction à partir duquel le MPHDL apparaît en fonction
du rayon de courbure du congé de raccordement. Pour les poches de grand volume notées
L (i.e. pente des indentations élevée), plus le rayon de courbure est grand plus le MPHDL
débute pour un taux de réduction faible. Par contre pour les poches de lubrifiant de faible
volume (notées S) le taux de réduction est indépendant du rayon de courbure. Shimizu
[87] interprète ces résultats de la manière suivante : pour les poches S, l’augmentation de
la pression hydrodynamique commence sur les parois latérales de la poche en raison de
leur faible inclinaison. Le rayon de courbure a donc peu d’influence. Pour les poches de plus
grand volume, en raison de la pente plus importante des parois de la poche, l’augmentation
de la pression dynamique intervient plus tard et donc à proximité du rayon de courbure qui
a dès lors une influence visible sur les résultats expérimentaux.
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sans électropolissage

avec électropolissage

FIGURE 2.23 – Étendue des remontées de lubrifiant
sur les plateaux pour des poches de volume dif-
férent avec et sans électropolissage. Ces poches
pyramidales ont une base carrée de 750 µm. Les
indentations notées S ont une pente de 3̊ tandis
que les poches L ont une pente de 11̊ [87].

Rayon de courbure [µm]

Etendue de la remontée de lubrifiant [mm]

FIGURE 2.24 – Étendue de la remontée de lubrifiant
en fonction du rayon de courbure pour des poches
de volume différent S – M – L. Les indentations
notées M ont une pente de 7̊ et une base carrée
de 750 µm de côté [87].

Rayon de courbure [µm]

Réduction au début de l’écoulement [%]

FIGURE 2.25 – Relation entre le taux de réduction d’épaisseur atteint du début de l’écoulement et le rayon de
courbure des congés de raccordement pour des poches de type S (base carrée de 750 µm – pente 3̊ ) ou L
(base carrée de 750 µm – pente de 11̊ ).
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2.2.3 Micro-hydrodynamisme à l’échelle des aspérités de la tôle

Azushima [4] a étudié l’influence de la pression moyenne de contact sur le coefficient
de frottement. Pour ce faire, il a développé un dispositif expérimental (cfr. figure 2.26 a)
permettant d’effectuer des mesures dans une large gamme de pression de contact : pm allant
de 8 à 130 MPa. Dans ces expériences, une tôle d’aluminium est étirée au travers d’un outil
constitué de deux parties : la partie inférieure est en acier tandis que la pièce supérieure
est réalisée en verre transparent. Un microscope est placé au dessus de la pièce en verre.
Celui-ci permet d’observer l’écrasement des aspérités, en présence de lubrifiant à la surface
de la tôle, au cours de l’étirage. Les courbes de coefficient de frottement en fonction de la
pression sont représentées sur la figure 2.26 b. Sur celle-ci, on constate que le coefficient de
frottement diminue au-delà d’une pression pm de 40 MPa.

a) b)

FIGURE 2.26 – a) Représentation schématique de l’appareil utilisé par Azushima pour mesurer le coefficient de
frottement et visualiser les phénomènes apparaissant à la surface de la tôle [4]. b) Coefficient de frottement
en fonction de la pression moyenne de contact pm. Les courbes A et B ont été obtenues avec des tôles
d’aluminium A1100 ayant des rugosités différentes [4].

Une série de photos prises pour différentes valeurs de pression moyenne pm est repré-
sentée sur la figure 2.27. Sur ces photos la partie brillante représente les zones de contact
entre la paroi de verre de l’outil et la tôle d’aluminium. Les portions plus sombres repré-
sentent le lubrifiant entre l’outil et la tôle. Entre 19 et 36 MPa, la proportion des zones de
contact solide-solide augmente. Le lubrifiant peut s’écouler librement dans les canaux pré-
sents entre les contacts solide-solide. Entre, 45 et 59 MPa, le lubrifiant est pris au piège
dans des poches hydrostatiques isolées les unes des autres. Lorsque la pression pm atteint
72 MPa, on constate que les zones de contact solide-solide deviennent plus sombres. Azu-
shima explique ce phénomène par une augmentation de rugosité locale due à l’écoulement
du lubrifiant sur les plateaux.

28



CHAPITRE 2. ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE MICRO-HYDRODYNAMISME

FIGURE 2.27 – Photos de la zone de contact prises au travers d’un microscope pour différentes pressions
moyennes de contact pm. Les zones brillantes correspondent aux zones de contact solide-solide. Pour une
pression pm = 72 MPa, la zone de contact solide-solide devient plus sombre signe de la présence d’une aug-
mentation locale de la rugosité suite à l’écoulement du lubrifiant qui s’échappe des poches hydrostatiques
[4].

Ces résultats indiquent que les poches hydrostatiques constituent une réserve de lubri-
fiant fort utile lorsque les conditions de contact deviennent plus sévères. En effet, différentes
recherches sur le micro-hydrodynamisme indiquent que le lubrifiant peut s’infiltrer entre les
zones de contact et ainsi réduire le frottement. Lo et Horng [63] ont effectué des expériences
dans le but de mieux comprendre ce phénomène. Pour ce faire, ils ont étudié un test de com-
pression glissement. Le dispositif est représenté sur la figure 2.28. Au cours des tests, une
tôle est mise en contact avec un outil fixe. Une charge verticale constante est appliquée sur le
système et un déplacement horizontal est imposé sur la tôle. L’outil est ensuite retiré et des
analyses de l’état de la surface de la tôle sont effectuées : le volume moyen des creux qui ont
servi de poche hydrostatique est mesuré pour différentes vitesses et distances de glissement.
Ces mesures indiquent que la quantité d’huile qui s’échappe des poches augmente avec la
vitesse et la distance de glissement (cfr. figure 2.29). Ils ont également constaté que les
poches se déformaient suivant un mode centripète (cfr. figure 2.30) : la distance moyenne
entre le sommet et le creux des poches étant pratiquement constante (cfr. figure 2.31) pour
les différentes conditions testées alors que le volume des poches varie (cfr. figure 2.29).
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FIGURE 2.28 – Schéma de principe du système de
compression glissement utilisé par Lo et Horng
[63]

Distance de glissement [mm]

Volume moyen des poches
par unité de surface [µm]

0.1 [mm/s]
1.0 [mm/s]
5.0 [mm/s]

Vitesse de glissement

FIGURE 2.29 – Volume moyen des poches de lubri-
fiant obtenu pour différentes vitesses et distances
de glissement. Ces résultats ont été obtenus pour
une pression moyenne de 385 MPa et une huile
Mobil Gear 636 [63].

Mode de soulèvement

Mode centripète

dvs

FIGURE 2.30 – Modes de déformation des poches de
lubrifiant au cours du glissement. Dans leurs ex-
périences, Lo et Horng observent une modifica-
tion de la forme des poches suivant le mode cen-
tripète. D’après Lo et Horng [63].

Distance de glissement [mm]

0.1 [mm/s]
1.0 [mm/s]
5.0 [mm/s]
Avant glissement

Distance maximum entre le sommet
et le creux des poches d [µm]vs

FIGURE 2.31 – Distance maximum entre le sommet
et le creux des poches pour différentes conditions
expérimentales [63].
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2.2.4 Similarités entre le procédé d’étirage plan et le laminage à froid

Sutcliffe [2] a mis en évidence le micro-hydrodynamisme lors des procédés d’étirage
plan et de laminage d’aciers inoxydables. En production industrielle, avant d’être laminés,
ces aciers sont décapés et grenaillés. Ces deux opérations engendrent des défauts en surface
dont la géométrie ressemble à des cratères. Ces cratères (shot-blast crater) servent de réserve
de lubrifiant bien utile lors des différentes passes de laminage. Cependant, ils doivent être
éliminés au cours du procédé de manière à obtenir un état de surface optimal pour le produit
fini.

Lors de son étude, Sutcliffe a tout d’abord étudié le comportement de cavités macrosco-
piques au cours du procédé d’étirage. Comme Azushima, Bech et Sorensen l’ont fait avant
lui, il a observé un écoulement dans la direction d’étirage (cfr. figure 2.32). Il a ensuite
réalisé des expériences au cours desquelles il analyse le comportement d’aspérités réelles,
microscopiques.

FIGURE 2.32 – Traces laissées par le lubrifiant lors de l’écoulement sur les plateaux (MPHDL) après une
réduction d’épaisseur de 30%. Ces essais ont été réalisés sur des tôles en aciers inoxydables. Les poches
macroscopiques ont été obtenues par indentation Vickers. Sur la figure a) le côté des poches est parallèle à
la direction d’étirage alors que dans le cas de la figure b) c’est la diagonale qui est parallèle à la direction
d’étirage [2].

La figure 2.33 représente deux états de surface obtenus, après une réduction de 30%,
avec les procédés de laminage et d’étirage. À l’aide de photos de ce type, il a analysé la
proportion de réserve de lubrifiant (en noir) par rapport à l’aire des plateaux (portions
claires) après des essais réalisés pour différents taux de réduction. Il a obtenu les courbes
représentées sur la figure 2.34.

Cette figure montre d’une part que la rugosité Rq et le pit area, à savoir la proportion
des creux par rapport aux plateaux, diminuent lorsqu’on augmente le taux de réduction.
D’autre part, les résultats obtenus après étirage sont très proches de ceux obtenus après
laminage. Ces mesures ont été faites sur une partie de la tôle laminée au cours de la phase
de décélération en fin de bobine. Ce phénomène intervient donc même lors des phases
transitoires.
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FIGURE 2.33 – Comparaison de l’état de surface d’une tôle en acier inoxydable après une réduction de 30 %
obtenue en 3 passes. La figure a) correspond à un cas de laminage tandis que la figure b) correspond à un
cas d’étirage. Les zones claires représentent les plateaux tandis que les zones plus sombres correspondent
aux poches qui contenaient du lubrifiant [2].

FIGURE 2.34 – Proportion de creux par rapport aux plateaux (pit area) et rugosité quadratique Rq, à l’échelle
microscopique, pour différentes valeurs du taux de réduction en laminage à froid et en étirage plan [2].
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2.3 Modèles numériques

Plusieurs outils numériques ont été développés pour modéliser le micro-hydrodynamisme.
Ainsi, Lo et Wilson [62] ont développé des équations qui leur permettent de calculer l’épais-
seur et la longueur du film d’huile qui s’échappe vers l’arrière des poches de lubrifiant lors
du procédé d’étirage. Pour ce faire, ils considèrent la situation représentée sur la figure 2.35.

a) Avant glissement

b) Début de la remontée
de lubrifiant sur les plateaux

c) Film d’huile continu entre
les poches de lubrifiant

FIGURE 2.35 – Représentation schématique des mécanismes de remontée de lubrifiant sur les plateaux traités
par Wilson dans son modèle numérique [62].

Initialement, le lubrifiant est piégé dans des poches hydrostatiques situées entre des
aspérités triangulaires. La pression qui règne au sommet des aspérités et des poches de
lubrifiants est uniforme [5]. Une fois que le glissement et l’étirage débutent, une faible
quantité de lubrifiant s’échappe de la poche (cfr. figure 2.35 b). Ensuite, ce film de lubrifiant
s’étend et peut, sous certaines conditions, atteindre la poche voisine. Dans ce cas, deux
poches voisines sont alors reliées par un film d’huile continu.

Les équations du modèle ne seront pas détaillées ici. Mentionnons simplement le fait
qu’elles ont été obtenues sur base de la conservation de la masse, de l’équation de Reynolds
et du modèle d’écrasement d’aspérités de Wilson et Sheu [106].

Sutcliffe [61, 97] a modifié ce modèle et l’a ensuite utilisé pour traiter des cas de la-
minage et d’étirage plan d’aciers inoxydables. L’analyse réalisée ici par Sutcliffe permet de
modéliser la diminution de volume de ces réserves d’huile suite au phénomène de micro-
hydrodynamisme. Le but étant de déterminer les conditions les plus favorables à l’élimina-
tion de ces cratères.
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Ces modèles sont basés sur des hypothèses assez restrictives :

1. l’outil est rigide et lisse

2. le matériau est rigide parfaitement plastique

3. la pente des aspérités est inchangée durant la déformation

4. le fluide est incompressible et isotherme

5. l’épaisseur du film fluide qui s’échappe sur les plateaux est faible comparativement à
la profondeur des poches de lubrifiant

De plus, ces modèles ne permettent pas de déterminer le moment à partir duquel le
micro-hydrodynamisme apparaît. Par exemple, dans le cas du modèle de Sutcliffe, l’épais-
seur de film sur les plateaux est non nulle dès le départ comme le montre la figure 2.36.
Celle-ci représente l’épaisseur de film sur les plateaux ainsi que le taux de contact obtenu
avec leur modèle numérique appliqué à un cas d’étirage plan. Or, d’après les expériences
d’Azushima et de Bech, les remontées de lubrifiant n’apparaissent pas dès l’entrée de la
poche dans la zone de contact.

FIGURE 2.36 – Épaisseur du film de lubrifiant h1 et aire relative de contact A obtenues, lors de la modélisation
du procédé d’étirage plan, à l’aide du modèle numérique de Sutcliffe. L’aire relative de contact initiale est
de 0.5 et la distance entre aspérités est de 300 µm [97].
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2.4 Modélisation par éléments finis

Comme on l’a vu dans la section précédente, quelques modèles numériques ont été dé-
veloppés dans le but de mieux comprendre le micro-hydrodynamisme. Cependant, ceux-ci
présentent des limites fortes et ne sont pas réellement prédictifs. D’autres auteurs ont tenté
de modéliser le phénomène à l’aide de la méthode des éléments finis. Cette méthode, beau-
coup plus générale, permet de prendre facilement en compte l’écrouissage du solide ou
encore le changement de pente des poches au cours du process.

Deux auteurs ont développé une modélisation éléments finis du micro-hydrodynamisme.
Il s’agit de Shimizu et al. [88], qui ont collaboré avec Bech, et de Dubois [29, 49] qui a noué
des contacts avec le laboratoire dont Bech est issu, afin d’obtenir les données expérimentales
nécessaires à sa modélisation.

2.4.1 Modélisation éléments finis de Shimizu et al. [88]

Shimizu a effectué des modélisations par éléments finis du procédé d’étirage étudié par
Bech [9] et Sorensen [90]. Dans celles-ci, il a simulé le comportement d’une poche de lubri-
fiant située à la surface de la tôle lors du passage entre les outils de contact. La géométrie
2D considérée est représentée sur la figure 2.37. La longueur initiale de la tôle est de 10
mm. La poche de lubrifiant est située sur le bord supérieur au centre du domaine et une
vitesse horizontale de 2 mm/s est appliquée sur le bord droit de la tôle.

a) b)

c)

FIGURE 2.37 – Représentation schématique du test d’étirage plan modélisé par Shimizu. La tôle est représentée
sur la partie a) de la figure. La géométrie des poches utilisées dans le modèle est indiquée en b). La partie
c) montre la géométrie utilisée dans la simulation numérique [88].
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Ces simulations ont été effectuées au sein d’un logiciel non commercial. Celui-ci utilise
une formulation rigide viscoplastique pour le matériau de base. Le lubrifiant est modélisé
comme un fluide newtonien au moyen de la loi de Norton-Hoff. Celui-ci est incompressible.
Cette condition est vérifiée à l’aide d’une méthode de pénalité. Les éléments utilisés pour
discrétiser le fluide et le solide sont de type Q4/P1 : le déviateur des contraintes est calculé
en 4 points de Gauss et la pression est calculée sur un point de Gauss central. De plus,
le formalisme Arbitraire Lagrangien Eulérien, qui permet de découpler le mouvement du
maillage et de la matière, est utilisé de manière à éviter les distorsions de maille au sein
du lubrifiant. Enfin, les outils inférieur et supérieur avec lesquels la tôle est en contact sont
rigides.

Dans ses simulations, Shimizu procède en deux temps. Au cours de la première étape,
il calcule les déformations de la tôle et de la poche de lubrifiant en faisant l’hypothèse que
le matériau qui constitue la poche est identique à celui de la tôle, ce qui est équivalent à
l’absence de poche. Ensuite, lors de la deuxième étape, les vitesses nodales obtenues à la
fin de la première étape sur la frontière de la poche sont appliquées comme conditions aux
limites sur les bords de la cavité dans le cas où celle-ci est remplie de lubrifiant.

Son modèle lui permet notamment de calculer la pression hydrostatique au sein du lu-
brifiant. Il a comparé cette grandeur à la pression de contact solide-solide à l’avant et à
l’arrière de la poche. Ces courbes sont représentées sur la figure 2.38. Le taux de réduction
en abscisse correspond à la réduction d’épaisseur à mi-largeur de la tôle. Sur cette figure, on
constate que la pression hydrostatique augmente tout au long du passage de la poche dans
la filière. De plus, la pression hydrostatique croise celle de la pression d’interface à l’avant
de la poche pour un taux de réduction de 15 %. Cependant, aucune comparaison n’a été
effectuée avec les résultats expérimentaux de l’équipe de Bech [9, 90] bien que ce dernier
figure parmi les co-auteurs de l’article [88]. Cette comparaison aurait permis de valider le
modèle.

Shimizu a également étudié l’influence de la forme des poches de lubrifiant. Il a constaté
que

• la pression hydrostatique augmente lorsque la pente des indentations diminue ;
• pour un angle donné, la pression hydrostatique est peu influencée par le volume de

la poche ;
• pour une pente des indentations donnée, la pression hydrostatique est plus impor-

tante dans le cas d’une indentation trapézoïdale que dans le cas d’une indentation
triangulaire.
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FIGURE 2.38 – Comparaison de la pression hydrostatique q0 au sein de la poche de lubrifiant à la pression de
contact solide-solide pa à l’avant et à l’arrière de la poche [88].

Ce modèle présente les limitations suivantes :

1. l’approche utilisée comprend deux étapes. Le fluide et le solide ne sont donc pas traités
simultanément dans la simulation ;

2. le modèle ne prend pas en compte les effets hydrodynamiques. En effet, il n’y a pas de
condition d’adhérence entre le fluide et la paroi. Il n’est donc pas possible de visualiser
les remontées de lubrifiant à l’arrière de la poche (MPHDL) ;

3. les résultats numériques n’ont pas été comparés avec des résultats expérimentaux dis-
ponibles. Leur modèle numérique n’a donc pas été validé ;

4. ce modèle ne permet pas de visualiser les remontées du lubrifiant sur les plateaux ;

5. les conditions aux limites appliquées sur les bords verticaux ne sont pas représenta-
tives du passage de la tôle dans la filière. En effet, une vitesse constante de 2 mm/s
est appliquée sur le bord vertical droit de la tôle tout au long de la simulation. Or dans
la réalité, la vitesse varie le long de la zone de contact ;

6. la modélisation ne prend pas en compte la distribution de déformation plastique équi-
valente dans la tôle, autour de la poche, due au procédé l’indentation utilisé pour créer
les poches ;

7. le matériau de la tôle est modélisé à l’aide d’une loi rigide plastique.
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2.4.2 Modélisation éléments finis de Dubois [29, 49]

Dubois [29, 49] a effectué des simulations similaires à celles de Shimizu en utilisant le
logiciel commercial Abaqus. Il modélise le comportement de poches de lubrifiant, effectuées
à la surface d’une tôle, au cours du procédé d’étirage. La géométrie et le maillage utilisés
sont représentés sur les figures 2.39 et 2.40. Le lubrifiant est modélisé à l’aide d’éléments
fluides hydrostatiques et la tôle a un comportement élastoplastique avec écrouissage.

La principale différence avec Shimizu [88] vient du fait que plusieurs cavités sont pré-
sentes au même moment dans la zone de contact. Dans les expériences effectuées pour
calibrer le modèle, les indentations ont dû être rapprochées les unes des autres pour que
l’expérience soit représentative de la modélisation.

FIGURE 2.39 – Géométrie de la tôle utilisée par Dubois lors de leurs essais expérimentaux. L’épaisseur initiale
de la tôle est de 2 mm. Trois rangées d’indentation ont été effectuées dans le sens de la longueur de la tôle.
Les poches situées à proximité des bords latéraux sont espacées de 10 mm tandis que les indentations de
la rangée centrale sont séparées par 2 mm. Ceci permet d’avoir plusieurs poches de lubrifiant au même
moment dans l’emprise. Les cavités ont une base carré de 0.75 mm de côté [49].

FIGURE 2.40 – Géométrie 2D considérée par Dubois dans son modèle éléments finis. La partie droite de la
figure montre le maillage utilisé pour discrétiser la tôle [49].
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Dans l’approche développée par Dubois, un pas de temps est constitué de deux étapes :

1. un calcul d’interaction fluide-structure

2. un calcul de l’échange de lubrifiant entre les poches voisines

Lors de la première étape du calcul, les déformations de la tôle engendrent des variations
de volume des poches de lubrifiant. Celles-ci permettent de calculer la pression hydrosta-
tique qui règne au sein de chacune des poches. Sur base de cette information, de la vitesse
relative entre la tôle et l’outil ainsi que la distance séparant deux poches adjacentes, Dubois
calcule un échange de lubrifiant entre les poches voisines (cfr. figure 2.41). Cet échange est
déterminé sur base des relations suivantes :






qi,1 =
h3

12η

∆Pi,1

∆X i,1

+ u1h

qi,2 =
h3

12η

∆Pi,2

∆X i,2
− u2h

qi = qi,1 + qi,2

V ∗i = qi∆t

(2.8)

où h est l’épaisseur du film de lubrifiant, u1 et u2 sont respectivement les vitesses moyennes
entre l’outil et la partie supérieure de la tôle en amont et en aval de la poche d’indice i. ∆P
est la différence de pression entre les deux cavités voisines et ∆X la longueur des plateaux.
Le volume des poches de lubrifiant est mis à jour au cours de la deuxième étape.

working direction

FIGURE 2.41 – Schéma de principe du calcul de l’échange de lubrifiant entre les poches voisines [49].

Pour calibrer le modèle, ils ont effectué différentes expériences (cfr. figure 2.42) en uti-
lisant le dispositif expérimental mis au point par Bech [9] et ont mesuré la profondeur des
poches après leur passage dans la filière.

39



CHAPITRE 2. ETUDE BIBLIOGRAPHIQUE MICRO-HYDRODYNAMISME

a) b)

FIGURE 2.42 – Écoulements de type MPHDL (à gauche) et MPHSL (à droite) observés par Dubois lors de ses
essais. Le sens d’étirage va du haut vers le bas [49].

Dans ce modèle, les poches de lubrifiant sont constamment reliées les unes aux autres par
l’intermédiaire de tuyaux fictifs d’épaisseur h. La valeur utilisée dans ce modèle correspond
à la rugosité combinée de la tôle et de l’outil supérieur en verre. Soit, h = 0.09 µm et
h = 0.18 µm pour les deux points de fonctionnement étudiés (cfr. figures 2.43 et 2.44).
La valeur du coefficient de frottement µ entre la tôle et l’outil a été ajustée sur la valeur
expérimentale de la force d’étirage.

FIGURE 2.43 – Évolution de la profondeur d’une
poche au cours du process. Comparaison des ré-
sultats numériques aux grandeurs expérimen-
tales mesurées avant et après étirage. Cas 1 :
Taux de réduction d’épaisseur de 12.5 % – vitesse
d’étirage = 0.5 mm/s – viscosité η = 8.98 10−3

Pa.s à 40̊ C – h = 0.09 µm – µ= 0.22 [49].

FIGURE 2.44 – Évolution de la profondeur d’une
poche au cours du process. Comparaison des ré-
sultats numériques aux grandeurs expérimen-
tales mesurées avant et après étirage. Cas 2 :
Taux de réduction d’épaisseur de 15 % – vitesse
d’étirage = 5 mm/s – viscosité η = 8.98 10−3

Pa.s à 40̊ C – h= 0.18 µm – µ= 0.17 [49].
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Comme les poches de lubrifiant sont en permanences reliées les unes aux autres par un
tuyau d’épaisseur h, ce modèle ne permet pas de déterminer le moment à partir duquel les
micro-hydrodynamisme apparaît. Cependant, il est possible de déterminer l’évolution de la
profondeur d’une poche de lubrifiant lors du passage de la poche au travers de l’emprise. Les
courbes résultats obtenues pour les deux cas traités dans l’article sont représentées sur les
figures 2.43 et 2.44. Sur ces figures, on constate que le volume de la poche varie de manière
importante dès l’entrée dans la zone de contact. En effet, cette poche est directement reliée
à la poche amont qui est à pression atmosphérique. L’écoulement est donc important à ce
moment. Ensuite, la variation de volume s’amenuise et atteint une valeur stable dans la
deuxième moitié de la zone de contact. Les valeurs numériques obtenues en fin de simulation
sont proches des valeurs expérimentales. Cependant, le volume initial des poches du modèle
numérique est supérieur à la grandeur expérimentale correspondante.

Comme le modèle développé par Shimizu, le modèle mis au point par Dubois présente
certaines limitations :

1. ce modèle ne fonctionne pas si les cavités ne communiquent pas entre elles. En effet,
il est uniquement possible de modéliser des cas où le fluide quitte une poche pour
alimenter une poche voisine. Or, dans la pratique, le micro-hydrodynamisme apparaît
également lorsqu’il n’y a qu’une seule poche dans l’emprise (cfr. Bech [9]) ou lorsque
celles-ci sont suffisamment éloignées les unes des autres (cfr. figure 2.42) ;

2. dans le modèle numérique, les poches sont reliées entre elles par des tuyaux d’épais-
seur constante h. Or à notre connaissance, aucune mesure d’épaisseur de film d’huile
n’a été réalisée au cours du process. Seules des mesures de rugosité, à l’endroit des
remontées de lubrifiant, ont été effectuées sur la tôle après le passage de la tôle dans
l’outil. Dès lors, rien n’indique que le film de lubrifiant qui s’échappe des poches est
continu et que son épaisseur est constante ;

3. l’épaisseur de film de lubrifiant doit être déterminée a priori. C’est la valeur de la
rugosité composite qui a été utilisée. Celle-ci étant déterminée à l’aide de mesures
effectuées sur la tôle et l’outil ;

4. il n’est pas possible de déterminer la diminution de l’aire réelle de contact suite à la
remontée du lubrifiant sur les plateaux ;

5. lorsque la poche Pi rentre dans la zone de contact, la poche Pi−1 située en amont est
à pression atmosphérique. La poche Pi va donc voir son volume diminuer de manière
importante jusqu’à ce que Pi−1 rentre dans la zone de contact. Il en va de même avec
la sortie de Pi et la poche aval Pi+1 ;

6. les phénomènes de remontées de lubrifiant ne sont pas générés par des augmentations
locales de pression hydrodynamique (MPHDL) ou par une pression hydrostatique su-
périeure à la pression de contact (MPHSL). Ici, les écoulements sont dus à la présence
des tuyaux qui lient les poches les unes aux autres.
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2.5 Conclusions

Le concept de micro-hydrodynamisme a été proposé pour la première fois en 1982 suite
à des tests de compression glissement. Ce phénomène a ensuite été observé par Azushima
[4, 5] et Bech [8, 9] lors de tests d’étirage plan. Ils ont pu visualiser ces remontées de
lubrifiant sur les plateaux au travers d’un outil transparent. Ce sont des poches pyramidales
macroscopiques qui ont été utilisées dans ces essais.

Au cours de ses expériences, Bech a constaté que l’écoulement du lubrifiant à l’arrière
de la poche était orienté dans la direction d’étirage. Par contre, les marques laissées par
le lubrifiant à l’avant de la poche avaient une forme différente. Dans ce cas, le lubrifiant
s’écoulait également dans la direction transverse. Le mouvement relatif a tendance à freiner
l’écoulement du fluide. Le lubrifiant s’écoule donc comme s’il rencontrait un obstacle et
s’échappe sur les côtés. Cette observation est intéressante dans la mesure où on suppose
que des écoulements transverses interviennent lors du laminage à froid d’aciers durs par
des cylindres rectifiés.

Les expériences d’étirage plan faisant intervenir des aspérités macroscopiques ont mon-
tré l’existence d’un seuil en deçà duquel le micro-hydrodynamisme n’apparaît pas. Ce
seuil est influencé par différents paramètres tels que la pente de la cavité [90], le rayon de
courbure du congé situé entre les flancs de la cavité et les plateaux [87, 88], etc.

Le micro-hydrodynamisme intervient également à l’échelle microscopique. Azushima
l’a vérifié lors du procédé d’étirage en observant la surface supérieure de la tôle à l’aide d’un
microscope, au travers d’un outil en verre. De même, en utilisant des tests de compression-
glissement, Lo et Horng [63] ont observé une diminution du volume des cavités de la tôle
en raison du micro-hydrodynamisme sans que la distance entre le fond des poches et les
plateaux ne s’en trouve affectée. Ce mode de déformation n’est pas similaire à celui observé
dans les essais d’étirage faisant intervenir des cavités macroscopiques. En effet, dans ce
cas, les mesures de Dubois [29, 49] montrent une diminution de la profondeur des cavités.
Cette différence est certainement due aux déformations plastiques de la tôle lors du procédé
d’étirage qui sont absentes lors des tests de compression-glissement.

Les essais d’étirage et de laminage réalisés par Sutcliffe [2] sur de l’acier inoxydable
montrent des tendances identiques : une diminution de la rugosité et de la proportion de
creux (pit area) avec le taux de réduction signe que le lubrifiant s’échappe des cavités. Sut-
cliffe a réalisé ces mesures sur une portion de tôle laminée en fin de phase de ralentissement.
Ces mesures nous indiquent donc que micro-hydrodynamisme est un phénomène important
qui est également présent dans les phases transitoires.

Bien que l’existence de ces écoulements à l’échelle microscopique ne fasse plus guère de
doutes, ce type d’écoulement n’est pas encore bien maîtrisé. Des modèles numériques per-
mettraient de mieux comprendre les phénomènes favorisant l’apparition du micro-hydro-
dynamisme. Les modèles existant à l’heure actuelle ne sont pas prédictifs : ils ne sont pas à
même de prédire le seuil à partir duquel les écoulements interviennent. Il y a donc claire-
ment un manque à combler dans le domaine de la modélisation ce qui justifie les travaux
réalisés dans le cadre de cette thèse.
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Chapitre 3

Modélisation numérique du procédé de
laminage à froid en régime mixte

3.1 Introduction

Le processus de fabrication de l’acier comprend plusieurs phases et le procédé de lami-
nage à froid des produits plats est une étape très importante. Celui-ci permet de donner
aux tôles l’épaisseur et la rugosité voulues par le client. Lorsque ces tôles sont destinées au
secteur automobile, les épaisseurs souhaitées varient de 0.8 à 1.0 mm [75] alors que pour
les emballages boisson et alimentaires ces épaisseurs sont de 0.15 à 0.3 mm [75].

Pour obtenir ces épaisseurs, les tôles sont tout d’abord laminées à chaud. Cette opération
transforme les brames d’acier en une bobine de tôle de quelques millimètres d’épaisseur. Lors
de ce procédé, le produit est porté à une température de 1000̊ C. Cette température adoucit
fortement l’acier ce qui permet d’obtenir des réductions d’épaisseur élevées. A contrario,
cette température engendre une oxydation de l’acier. De plus, le contrôle de l’épaisseur
des tôles d’acier produites est rendu plus délicat [24]. Ces tôles sont alors envoyées vers la
décaperie, pour éliminer les couches d’oxydes présentes en surface, et sont ensuite laminées
à froid. Au cours de ce procédé, deux cylindres de travail entraînent la tôle et réduisent
son épaisseur. Il s’agit de la configuration Duo. Celle-ci est représentée sur la figure 3.1.
On peut utiliser une configuration Quarto (cfr. figure 3.1). Dans ce cas, les cylindres de
travail ont un diamètre plus petit, de l’ordre de 600 mm [24], ce qui leur confère une moins
bonne résistance à la flexion. Ils sont donc en contact avec deux cylindres d’appuis de plus
grand diamètre (1400 mm) qui limitent leur flexion. Cette configuration est représentée
sur la figure 3.2. Il existe également des cages comprenant 6 cylindres, qui permettent un
meilleur contrôle de la planéité du produit grâce à la possibilité de déplacer horizontalement
le cylindre intermédiaire. Dans ce cas, les cylindres de travail ont un diamètre de l’ordre de
400 mm.

On a enfin les cages Sendzimir (cfr. figure 3.2). Celles-ci sont constituées d’une ving-
taine de petits cylindres d’environ 100 mm de diamètre. Elles sont surtout utilisées pour le
laminage de produits très durs tels que l’inox.
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Cage duo

Cage quarto

FIGURE 3.1 – Différents types de cages de laminoir. À gauche : cage Duo composée de deux cylindres de travail.
À droite : cage Quarto comprenant deux cylindres d’appuis qui réduisent la flexion des cylindres de travail.
D’après Counhaye [24].

Cage sexto

Cage sendzimir (20 cylindres)

FIGURE 3.2 – Différents types de cages de laminoir. À gauche : cage Sexto, les cylindres situés entre les cylindres
d’appuis et de travail peuvent être déplacés horizontalement pour assurer un meilleur contrôle de la planéité
de la tôle. À droite : cage Sendzimir utilisée dans le laminage d’aciers durs tels que l’inox. D’après Counhaye
[24].
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Avant laminage à froid, les tôles sont décapées. Ceci permet d’éliminer les couches
d’oxyde, présentes à la surface de la tôle, suite à l’opération de laminage à chaud. En sortie
du laminoir à chaud, les tôles ont une épaisseur de l’ordre de 3 à 5 mm. Lors du laminage à
froid, il n’est pas possible d’obtenir l’épaisseur finale en une seule étape. La tôle passe donc
au travers de plusieurs cages de laminoir successives où elle subit une réduction d’épaisseur.
On parle d’un train de laminage (cfr. figures 3.3 et 3.4). Celui-ci est généralement composé
de 4 à 6 cages.

FIGURE 3.3 – Laminoir 4 cages. Site de Tilleur (Bel-
gique).

FIGURE 3.4 – Laminoir 5 cages. Site de Tilleur (Bel-
gique).

La zone de contact entre les cylindres de travail et la tôle est appelée emprise. C’est le
frottement entre les outils et la tôle dans l’emprise qui entraîne la bande (cfr. figure 3.5).
Au début de la zone de contact, la vitesse du cylindre est supérieure à celle de la tôle. Le
frottement est moteur. Par conservation de la masse, la réduction d’épaisseur engendre une
augmentation de la vitesse de la bande. Le point de l’emprise où la vitesse de la bande est
égale à la vitesse du cylindre est appelé point neutre. Au-delà du point neutre, la vitesse de
la tôle est supérieure à la vitesse du cylindre. Dès lors, à cet endroit, le frottement entre le
cylindre et la tôle agit comme un frein.

Pour réduire la portion de l’emprise dans laquelle le frottement est un frein, et ainsi
réduire la puissance nécessaire au laminage, il faut que la position du point neutre soit
proche de la sortie. Cela peut par exemple être fait en ajustant la valeur de la tension dans
la bande à l’entrée de l’emprise.

Dans son manuscrit de thèse, Counhaye [24] présente une illustration intéressante de
l’importance de la tribologie à l’interface tôle-cylindre. Celle-ci est reproduite sur la figure
3.5. Pour que le procédé soit stable, la tôle laminée doit être sous traction en amont et en
aval de l’emprise. En première approximation, la différence entre les contraintes verticales,
dues à la pression du cylindre sur la tôle, et de traction doit être égale à la limite d’élasticité
pour permettre les déformations plastiques. En entrée, le cisaillement entre la tôle et le cy-
lindre engendre une diminution de la contrainte de traction. La pression verticale doit donc
augmenter pour générer des déformations plastiques. À l’endroit du point neutre, comme
le cylindre et la bande ont la même vitesse, le cisaillement est nul. C’est à cet endroit que la
pression est maximale. Dans la zone de sortie, les tendances s’inversent : la tension dans la
bande croit et la pression diminue.
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Pression verticale

Tension en entrée Tension de sortie

Point neutre

Cylindre déformé

Cisaillement dû au frottement

plan de symétrie

Vr

FIGURE 3.5 – Description schématique de l’emprise et de la relation entre la pression de contact et la tension
dans la bande.

Ce profil de pression peut engendrer des déformations des cylindres de travail : ceux-
ci peuvent fléchir (cfr. figure 3.6) mais aussi s’aplatir (cfr. figure 3.7). Cet aplatissement
engendre une augmentation de la longueur de l’emprise, mais aussi une augmentation non
négligeable de la force de laminage. Pour un taux de réduction donné, celle-ci peut varier
du simple au double. L’inconvénient est bien sûr l’augmentation de la puissance nécessaire
au laminage sans parler du risque de dépassement des limites technologiques des outils.

FIGURE 3.6 – Flexion et aplatissement des cylindres
[73]

Cylindre déformé :

Cylindre rigide :

Flam = 11 [KN/mm]

Flam = 5 [KN/mm]

FIGURE 3.7 – Influence de la déformation des cy-
lindres de travail sur la force de laminage cal-
culée en cage 5 du Tandem 5 cages de Tilleur,
d’après [24].
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Les déformations plastiques au sein de la tôle engendrent une augmentation de la tem-
pérature de la bande. Les cylindres de travail voient par conséquent leur température aug-
menter. Ils se dilatent. Cette déformation, on parle de bombé thermique, engendre des dé-
fauts de forme sur la tôle. En outre, ces augmentations de température ont un impact non
négligeable sur les propriétés du lubrifiant. Celui-ci voit sa viscosité diminuer de manière
importante ce qui va augmenter le frottement. Dès lors, pour éviter ces problèmes, la tôle
et les cylindres sont refroidis. Une façon de procéder est d’utiliser une émulsion : un mé-
lange d’eau et d’huile stabilisé à l’aide d’un tensioactif. Cette émulsion est aspergée sur les
cylindres et sur la tôle dans l’espace inter-cages. La grande capacité calorifique de l’eau per-
met de refroidir la tôle et les cylindres tandis que l’huile lubrifie l’emprise. L’utilisation des
émulsions permet ainsi d’atteindre des vitesses de laminage qui ne pourraient être envisa-
gées avec une lubrification par huile entière. À titre indicatif, la taille des gouttes d’huile est
comprise entre 2–3 µm et 30 µm pour la lubrification conventionnelle et jusqu’à 70 µm en
lubrification flexible. Celle-ci dépend de nombreux paramètres comme le type de tensioactif,
du pH de la solution, etc. Le lecteur intéressé trouvera davantage d’informations à ce sujet
dans [18].

Le glissement avant SF est une grandeur très utilisée par les lamineurs. Celle-ci corres-
pond à la différence relative entre la vitesse périphérique du cylindre notée VR, et la vitesse
de la bande à la sortie de l’emprise VS,2 :

SF =
VS,2 − VR

VR

(3.1)

Ce paramètre doit idéalement être positif et présenter des valeurs proches de 0. En effet,
lorsque le glissement avant est négatif, le cylindre n’entraîne pas suffisamment la tôle : il
patine. Ce phénomène peut survenir suite à une usure importante des cylindres.

D’après Counhaye [24], une paire de cylindres de travail peut laminer quelques cen-
taines de kilomètres avant de devoir être rectifiée à la meule. Cette opération de rectifica-
tion permet de donner aux cylindres une rugosité voulue. Ce sont en effet les aspérités qui
vont entrer en contact avec les aspérités de la tôle et l’entraîner tout au long de la zone de
contact.

Comme cela a été dit précédemment, il faut utiliser du lubrifiant de manière à réduire le
frottement, l’échauffement et par conséquent la puissance consommée. En laminage à froid,
le régime de lubrification recherché est le régime mixte. Dans ce cas, la pression d’interface
est à la fois supportée par la pression de contact solide-solide pa, entre les aspérités du cy-
lindre et de la tôle, mais aussi par la pression pb qui règne au sein des poches de lubrifiant.
Ce dernier est pris au piège dans les vallées situées entre les aspérités. Ce régime de lubri-
fication permet à la fois d’obtenir un niveau de frottement bas et de contrôler la rugosité
imprimée à la tôle. Ce paramètre est très important pour le produit fini.
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Lorsque le patinage apparaît, les cages de laminoir peuvent commencer à vibrer. Ce phé-
nomène, appelé chatter en anglais et brouttage en français, est auto-entretenu. Il engendre
des variations périodiques de l’épaisseur de la tôle et peut provoquer sa rupture. Le seul
remède universel à ce problème est de réduire la vitesse de laminage [75], ce qui réduit
donc la productivité de la ligne.

Le laminage à froid est donc un procédé multi-échelles. Il faut en effet considérer les
phénomènes présents à l’échelle de la cage (de l’ordre du mètre) tels que le chatter ou le
cédage qui provoquent des problèmes de planéité dus à la déformation élastique du bâti de
la cage. La zone de contact tôle-cylindre est de l’ordre de 5 à 15 mm 1. Des déformations
plastiques importantes apparaissent donc sur une distance assez réduite ce qui va générer
des échauffements parfois conséquents. Les aspérités de la tôle et du cylindre, de l’ordre
du micromètre, ont également un effet considérable sur le bon déroulement du procédé.
Enfin, dans le cas du régime de lubrification mixte préconisé pour ce procédé, les zones de
contact solide-solide sont le siège de phénomènes physico-chimiques assez complexes. En
effet, les molécules polaires du lubrifiant vont se concentrer à ces endroits et s’y adsorber
avant d’éventuellement y réagir chimiquement [72]. Ces phénomènes, présents à l’échelle
nanométrique, génèrent des couches protectrices qui empêchent le grippage des surfaces.

Les opérations effectuées en aval du laminoir sont le recuit et la galvanisation. Deux
types de recuit sont possibles : le recuit continu, pour lequel la bande transite dans un four,
ou le recuit base lors duquel les tôles sont enroulées sous forme de bobines appelées coil et
empilées avant d’être chauffées dans un four. Le recuit sert à provoquer une recristallisation
des grains qui composent le matériau. Ceci facilitera les opérations ultérieures de mise en
forme de l’acier.

L’opération de galvanisation consiste à faire passer la tôle au sein d’un bain de zinc en
fusion de manière à recouvrir la tôle d’une couche protectrice contre la corrosion. La tôle
passe enfin dans un skin-pass. Il s’agit d’une opération de laminage à très faible réduction,
de l’ordre de quelques pour cent. Celle-ci permet d’éliminer le palier de traction du matériau
et d’imprimer une rugosité bien définie sur la bande.

A l’heure actuelle, on demande de plus en plus de flexibilité aux sites de productions.
Ceux-ci doivent être capables de laminer des nuances d’acier très différentes au cours d’une
même campagne. Il est donc nécessaire de pouvoir adapter les points de fonctionnement
pour chaque bobine. Une des manières de procéder consiste à ajuster les conditions de
lubrification (débit de lubrifiant, concentration de l’émulsion, etc.), on parle alors de lubri-
fication flexible [58]. Grâce à ce système, on pourra aussi ajuster les réglages des laminoirs
à l’usure des cylindres. Ceci permettra d’augmenter la durée entre deux changements de
cylindres successifs ce qui résultera en une augmentation de la productivité des lignes. Il y
aura également des économies d’énergie réalisées grâce à l’obtention d’un frottement opti-
mal : suffisamment grand pour éviter le patinage et suffisamment faible pour éviter toute
consommation d’énergie superflue. Ce concept est aujourd’hui en phase d’industrialisation
sur les lignes de production du groupe ArcelorMittal.

1. Bien entendu, cette grandeur dépend de nombreux paramètres tels que les épaisseurs d’entrée et de
sortie, le type d’acier à laminer, les déformations des cylindres de travail, etc.
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3.2 Intérêt de la modélisation numérique

À l’heure actuelle, les marchés de l’emballage et de l’automobile sont en demande de
tôles de plus en plus fines. Dans le cas de l’automobile, l’intérêt est évident : une réduction de
l’épaisseur des tôles associée à une augmentation de la résistance des matériaux permet aux
constructeurs automobiles de produire des véhicules plus légers et donc moins gourmands
en énergie.

Pour le marché de l’emballage, une réduction de l’épaisseur des tôles permet de proposer
des prix de vente plus attractifs. L’acier peut ainsi rester concurrentiel par rapport à d’autres
produits comme l’aluminium, le verre ou encore le plastique. C’est ainsi que l’épaisseur des
aciers destinés à l’emballage a diminué de 40% en 25 ans. Cette évolution est représentée
sur la figure 3.8.

Or, c’est précisément dans le cas du laminage des tôles de faible épaisseur que l’effet du
frottement est le plus marqué [75]. De plus, dans le secteur de l’acier, on considère qu’à
l’horizon 2020, 20% de la production d’acier européenne sera un acier à haute résistance.
Cependant, les laminoirs européens n’ont pas été dimensionnés pour laminer des aciers
aussi durs. Les laminoirs doivent donc être adaptés en investissant par exemple dans des
cages de laminoirs à plus petits cylindres ou encore en développant de nouveaux systèmes
de lubrification dits flexibles. Ceux-ci permettant de laminer chacun des différents types de
tôle avec le niveau de frottement le plus adapté. Un niveau frottement optimal permettra
de réduire la consommation énergétique des laminoirs, mais aussi de maintenir les efforts
exercés sur la cage en deçà des limites technologiques admissibles.

FIGURE 3.8 – Diminution de l’épaisseur des aciers pour emballage au cours des 30 dernières années. Celle-ci
permet de maintenir des prix de vente compétitifs par rapport à d’autres matériaux comme l’aluminium,
le verre ou le plastique [109].
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Deux méthodes permettent de déterminer les conditions de laminage optimales pour ces
nouveaux produits. Une solution est de procéder de manière expérimentale : en effectuant
de nombreuses expériences sur des sites industriels ou sur des laminoirs pilotes. Cepen-
dant, cette approche demande de mobiliser un laminoir et du personnel ce qui a un coût
important. Une approche complémentaire, permettant de réduire le nombre d’expériences
nécessaires, consiste à développer des modèles numériques permettant de quantifier les
différents phénomènes mis en jeu au cours du procédé. Ceux-ci permettent d’obtenir des
résultats à l’intérieur même de l’emprise où les mesures sont très difficiles à effectuer et
d’identifier les paramètres ayant le plus grand impact sur le procédé.

Montmitonnet [74] a récemment référencé les modèles de laminage les plus marquants.
On peut classer ceux-ci en deux catégories. La première génération de codes prend en
compte le frottement à l’aide d’une loi de Coulomb [23] ou de Tresca [99]. Dans ce cas, il faut
ajuster la valeur du coefficient de frottement (qui est un coefficient global moyennant toutes
les variations le long de l’emprise) pour retrouver la force de laminage et le glissement avant
correspondants au point de fonctionnement étudié. Ces modèles ne sont pas à la hauteur de
la complexité des phénomènes à modéliser, mais permettent par exemple de quantifier le
profil de pression d’interface, la déformation des cylindres, le champ de contraintes régnant
au sein de la tôle, etc.

Des codes de deuxième génération sont ensuite apparus. Ceux-ci permettent de mo-
déliser des conditions de lubrification mixte. Ces modèles fournissent davantage d’infor-
mations : on peut ainsi prendre en compte l’influence de la rhéologie du lubrifiant et de
l’écrasement des aspérités sur le procédé. Même si le frottement dans les vallées remplies
de lubrifiant est calculé en fonction des conditions locales comme la viscosité et l’épaisseur
de film, le coefficient de frottement sur les plateaux µa (contact solide–solide) doit toujours
être ajusté pour retrouver les grandeurs représentatives du point de fonctionnement étudié
(force de laminage Flam et glissement avant SF ).

Les développements réalisés à l’heure actuelle ont pour but de tendre vers des modèles
dits de troisième génération. C’est à dire des modèles réglés en fonction des paramètres
opérationnels de lubrification des laminoirs et prenant en compte davantage de phénomènes
physiques tels que la formation du film d’huile sur la bande en amont de l’emprise (méca-
nisme de plate–out), les phénomènes hydrodynamiques présents dans le convergent formé
par la tôle et le cylindre à l’entrée de l’emprise, les effets du micro-hydrodynamisme au sein
de l’emprise, etc.

Ce chapitre décrit un modèle de laminage en lubrification mixte de deuxième génération.
Dans les chapitres suivants, on décrira les améliorations apportées à ce modèle dans le but
de le rendre plus prédictif.
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3.3 Modélisation numérique des conditions de laminage à
froid en lubrification mixte

Dans cette section, on décrit les équations et les hypothèses sur lesquelles repose le
modèle de laminage en régime mixte intégré dans le logiciel MetaLub. Ce logiciel résulte du
travail de Marsault [69] qui a développé les équations du modèle et de Stephany [93] qui
les a implémentées de manière robuste tout y ajoutant de nouvelles fonctionnalités comme
la prise en compte des conditions de sous-alimentation. Dans ce cas, l’utilisateur spécifie
l’épaisseur du film d’huile qui rentre dans l’emprise. Cette fonctionnalité est capitale dans
la mesure où elle permet de modéliser des conditions de lubrification par émulsions dont il
sera question à la section 3.4.

Même si cette description n’apporte rien de nouveau par rapport aux deux travaux pré-
cédents, elle facilitera la compréhension des applications numériques originales présentées
dans les sections 3.4 et 3.5. De plus une modification de ce modèle, permettant de calcu-
ler l’écrasement des aspérités à l’aide de la méthode des éléments finis, est décrite dans le
chapitre 5.

3.3.1 Équations d’équilibre de la bande

La géométrie du système modélisé est représentée sur la figure 3.9. Par symétrie, on se
contente de modéliser la moitié supérieure de la tôle et le cylindre de travail avec lequel
elle est en contact. Des tensions sont appliquées sur la tôle en entrée et en sortie d’emprise.
Celles-ci ont pour but de garantir la stabilité du procédé. La vitesse périphérique du cylindre
est VR. Comme cela a été mentionné dans l’introduction, c’est le cylindre qui entraîne la
bande par frottement.

VR

s1 s2
eS,1 eS,2

FIGURE 3.9 – Vue schématique de la partie macroscopique du système modélisé dans MetaLub.

Pour écrire les équations d’équilibre de la bande, on fait tout d’abord l’hypothèse de
déformations planes. Celle-ci est justifiée lorsque le rapport largeur de bande sur épaisseur
est supérieur à 10 [69] ce qui est bien évidemment le cas en laminage de produits plats.

Les équations d’équilibre sur la bande ont été obtenues à l’aide de la méthode des
tranches [71]. Cette méthode fait l’hypothèse que les contraintes et les déformations sont
homogènes sur l’épaisseur. D’après Montmitonnet [74], les gradients sur l’épaisseur sont
faibles lorsque le rapport entre la longueur de l’emprise et l’épaisseur de la bande est grand.
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La méthode des tranches est une méthode efficace et précise pour le laminage à froid de
bandes minces [69].

On fait également l’hypothèse que le tenseur des contraintes de Cauchy est diagonal, on
néglige donc le cisaillement au sein de la bande et on suppose que les directions principales
sont celles du procédé.

La figure 3.10 donne la représentation schématique d’une tranche. Celle-ci est soumise
à une pression p et un cisaillement τ en surface. La tension appliquée sur la tranche varie
de dσx dans la direction de laminage.

q

y

xz

sx

es+des

sx x+ds

dx

t

tp

pes

des/2

dx
q
L

L

FIGURE 3.10 – Représentation schématique d’une des tranches utilisées pour discrétiser la bande. Celle-ci est
soumise à une pression p et un cisaillement τ et une variation de tension dσx dans la direction de laminage.
D’après Stephany [93].

Les équations de la méthode des tranches s’écrivent :






d(σx eS)

d x
= −p

deS

d x
− 2τ

σy = −p+
1
2
τ

deS

d x

ǫ̇x ≡ VS
dǫx

d x
=

dVS

d x

ǫ̇y ≡ VS

dǫy

d x
=

VS

eS(x)

deS(x)

d x

(3.2)

La manière de les obtenir est décrite dans [69, 93]

Suivant la position dans l’emprise, l’état du matériau diffère. Celui-ci a un comportement
élastique à l’entrée et à la sortie. Pour modéliser ce comportement, Marsault utilise la loi
de Hooke linéaire isotrope, qui en état plan de déformation et en l’absence de cisaillement
s’écrit :






�
σx

σy

�
=

ES

(1+ νS)(1− 2νS)

�
(1− νS) νS

νS (1− νS)

��
ǫx

ǫy

�

σz = νS

�
σx +σy

� (3.3)

où ES est le module de Young et νS le coefficient de Poisson.
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Entre ces deux zones, le matériau subit des déformations élastoplastiques. Ce comporte-
ment élastoplastique est modélisé, en linéarisant la loi d’écrouissage, à l’aide des équations
suivantes :






ṗhydro = −χS t race(ǫ̇)



ṡx

ṡy

ṡz



= 2GS

 
1− s ⊗ s

2
3σ

2
Y (1+

HS

3GS
)

!


ėx

ėy

ėz



 avec ėi = ǫ̇i −
1
3

t race(ǫ̇)
(3.4)

où

HS =
dσY

d ǭpl
χS =

3ξS + 2GS

3
ξS =

ESνS

(1+ νS)(1− 2νS)
GS =

ES

2(1+ νS)
(3.5)

avec HS le coefficient d’écrouissage isotrope du matériau de la bande et ėi le déviateur du
tenseur vitesse de déformation ǫ̇ dans la direction i.

Différentes lois d’écrouissage ont été implémentées dans MetaLub :

• la loi dite Smatch :
σY =

�
A+ Bǭpl

� �
1− Ce−Dǭpl

�
+ E (3.6)

où ǭpl est la déformation plastique équivalente et A, B, C , D et E sont des paramètres
à identifier.
• la loi de Krupkowski :

σY = σY,0

�
1+ K ǭpl

�n
(3.7)

où σY,0, K et n sont des paramètres dépendants du matériau.

Notons que l’on peut également prendre en compte le cas élastique parfaitement plastique.

3.3.2 Déformations du cylindre

Comme cela a été mentionné dans l’introduction, la déformation des cylindres a un im-
pact non négligeable sur la force de laminage et la longueur de l’emprise. En pratique, lors
d’une simulation effectuée dans MetaLub, on résout les équations d’équilibre de la bande
couplées au comportement de l’interface (écrasement d’aspérités – écoulement du lubri-
fiant) de manière itérative pour un profil de cylindre donné. Au terme de ce processus itéra-
tif, on obtient le profil de pression d’interface p. Celui-ci est utilisé pour actualiser la forme
du cylindre.
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Différentes méthodes sont implémentées dans MetaLub. La première consiste à utiliser
la formule de Hitchcock [11, 47]. Celle-ci suppose que le cylindre se déforme mais reste
circulaire. Le rayon du cylindre déformé est donné par :

R (R0) = R0

�
1+

16(1− ν2
R)

πER

Flam

eS,1 − eS,2

�
(3.8)

où eS,1 et eS,2 sont respectivement les épaisseurs de la bande à l’entrée et à la sortie, R0 est le
rayon non déformé, νR est le coefficient de Poisson et ER est le module de Young du cylindre.

Cette relation néglige l’influence du frottement sur la déformation. De plus, on suppose
donc que le cylindre garde une forme circulaire. D’après Marsault [69], cette hypothèse est
raisonnable pour les cas peu chargés.

La formulation d’Hitchcock n’est pas adaptée pour modéliser des cas de laminage d’acier
à haute résistance. En effet, dans ce cas, le cylindre peut subir de larges aplatissements. On
peut alors utiliser la formulation de Jortner [52]. Cette méthode calcule les déformations
subies par un cylindre en état plan de déformation soumis à des charges de même amplitude
et diamétralement opposées (cfr. figure 3.11 a). Cette configuration est rencontrée dans le
cas du laminage avec cylindres d’appuis.

1
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n-1
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p

k : 1   N
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q = 0 q = p

p

pa) b)

FIGURE 3.11 – a) Configuration traitée par Jortner [52] pour calculer les déformations du cylindre. b) Repré-
sentation schématique des différentes grandeurs géométriques intervenant dans le calcul des déformations
du cylindre à l’aide de la méthode de Jortner.
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La formulation de Jortner permet de déterminer le déplacement radial des points du
cylindre, ui, lorsqu’une pression uniforme pk est appliquée sur un segment de coordonnées
angulaires [θk − dθ/2,θk + dθ/2].

ui (R0,θk, dθ , pk, ER,νR) =
pkR0

πER

J I F (θk, dθ ,νR) (3.9)

Les différentes grandeurs géométriques intervenant dans les relations décrites ici sont illus-
trées sur la figure 3.11 b.

Dans l’expression 3.9, R0 est le rayon du cylindre non déformé et JIF est la Jortner In-
fluence Function. Celle-ci est définie par :

J I F(θk, dθ ,νR) =

�
ji f (θk, dθ ,νR) si |θk|> dθ/2

ji f (θk, dθ ,νR)−π
�
1− νR − 2ν2

R

�
si |θk| ≤ dθ/2

(3.10)

où

ji f (θk, dθ ,νR) =

�
1− νR − 2ν2

R

�
cos(Υ )

�
tan−1 1+ cos(Υ )

sin(Υ )
+ tan−1 1− cos(Υ )

sin(Υ )

�

+
�
1− ν2

R

��
sin(Υ ) ln

1− cos(Υ )
1+ cos(Υ )

�

��������

Υ=θk+dθ/2

Υ=θk−dθ/2

L’application du principe de superposition permet d’additionner l’ensemble des champs
de déplacement dus aux différentes contributions pk. Le déplacement radial des différents
points du cylindre est donné par :

ui,total =
R

πER

n∑

k=1

[J I F (θk − θi, dθ ,νR) pkcos (αk)] (3.11)

où n est le nombre de noeuds utilisés pour discrétiser la périphérie du cylindre et où αk vaut
l’angle compris entre la normale au cylindre déformé n et le vecteur qui relie le point de
la surface au centre du cylindre (cfr. figure 3.11 b). Le lecteur intéressé trouvera davantage
d’informations quant à la manière d’établir ces équations dans [93].

Une limitation importante de cette formulation est qu’elle néglige l’effet du cisaillement
dans le calcul des déformations.

D’autres méthodes permettant de calculer les déformations du cylindre existent même si
elles n’ont pas encore été implémentées dans MetaLub. Par exemple, Marsault [69] utilisait
la méthode des éléments finis. Krimpelstätter [55] quant à lui a développé des équations
similaires à celles de Jortner dans lesquelles il prend en compte l’influence de la pression,
mais aussi du cisaillement dans le calcul du profil cylindre déformé.
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3.3.3 Écrasement des aspérités à l’interface

L’écrasement des aspérités à la surface de la tôle a une très grande influence sur le pro-
cédé. Ce sont en effet ces conditions de contact locales qui déterminent le niveau de frot-
tement entre le cylindre et la bande. Ce phénomène doit donc être pris en compte dans la
modélisation. Ce n’était évidemment pas le cas dans les modèles de première génération.

Dans les paragraphes suivants, on décrit tout d’abord la géométrie utilisée pour repré-
senter les aspérités. Ensuite, on décrit les modèles d’écrasement développés par Wilson et
Sheu [106] ainsi que par Sutcliffe [98]. Ces relations empiriques ont été utilisées par Mar-
sault pour établir une équation permettant de calculer l’évolution de l’aire relative de contact
dans l’emprise. Celui-ci considère une tôle rugueuse écrasée par un outil lisse. Pour mettre
au point son modèle, Marsault a fait l’hypothèse d’arasement de matière : la partie des aspé-
rités qui est écrasée est éliminée du modèle. Il n’y a donc pas de conservation de la masse.

Géométrie des aspérités

Comme cela a été mentionné dans le chapitre précédent, la surface des cylindres de
travail et celles de la tôle ne sont pas parfaitement lisses : elles sont constituées d’aspérités.

Lorsque les cylindres de travail sont rectifiés, l’état de surface imprimé sur la tôle est
similaire à celui représenté sur la figure 3.12. Les rugosités sont parallèles à la direction de
laminage. Dans ce cas, on parle de rugosités longitudinales.

Direction de laminage

x

y

z

FIGURE 3.12 – Profil de rugosités mesurés sur une
tôle après laminage par des cylindres rectifiés.

FIGURE 3.13 – Comparaison du profil d’aspérité en
dents de scie à celui de Christensen [93].

Dans MetaLub, on utilise des profils de rugosité équivalents : le profil en dents de scie
et le profil de Christensen [21]. Ceux-ci sont représentés sur la figure 3.13. Ces profils sont
symétriques par rapport à la ligne moyenne. On peut les caractériser à l’aide de la fonction
de répartition des hauteurs f (y) où y est la hauteur par rapport à la ligne moyenne.
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Dans le cas des aspérités en dents de scie, la fonction de répartition des hauteurs est
donnée par la relation 3.12 où Rq est la rugosité quadratique.






ymax = +
p

3Rq

f =
1

2
p

3Rq

ymin = −
p

3Rq

(3.12)

Pour le profil quasi-gaussien de Christensen, on utilise :






ymax = + 3Rq

f (y) =
35

96Rq

�
1−

�
y

3Rq

�2�3

ymin = − 3Rq

(3.13)

L’aire relative de contact Apeut être exprimée en fonction de h, la distance entre les lignes
moyennes non-réactualisées, et de la fonction de répartition des hauteurs f (y) selon :

A= A(h) =

∫ ymax

h

f (y) d y (3.14)

La hauteur des vallées hv, quant à elle, est déterminée par :

hv =

∫ h

ymin

[1− A(y)] d y (3.15)

Les notions de hauteur des vallées hv et de distance entre les lignes moyennes non réactua-
lisées sont illustrées sur la figure 3.14

ligne moyenne non réactualisée ligne moyenne réactualisée

hv h

L

l1 l2l1 l2+

L
A =

matière éliminée du modèle
hypothèse d’arasement

z

y

FIGURE 3.14 – Illustration de la distance entre les lignes moyennes réactualisées h, la hauteur des vallées hv

et l’aire relative de contact A.
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L’utilisation des relations 3.14 et 3.15 sur un profil initial en dents de scie donne :






A=
1
2
− H

2

hv/Rp =
1
4
[1+H]2

(3.16)

avec H = h/Rp où Rp est l’amplitude maximale de la rugosité par rapport à la ligne moyenne.

Pour le profil de Christensen, on a :






A =
1

32

�
16− 35H + 35H3 − 21H5 + 5H7

�

hv/Rp =
1

256

�
35+ 128H + 140H2 − 70H4 + 28H6 − 5H8

� (3.17)

L’évolution de A et de hv/Rp en fonction du paramètre H sont représentées sur les figures
3.16 et 3.15 respectivement pour les profils en dents de scie et de Christensen.

A
 -
 H

=
h

/R
v

v
p

H=h/Rp

H =h /Rv v p
A

FIGURE 3.15 – Évolution de l’aire relative de contact
A et de la hauteur des vallées hv en fonction
de la distance entre les lignes moyennes non-
réactualisées h pour des aspérités en dent de scie
[93].

H=h/Rp

A
 -
 H

=
h

/R
v

v
p

H =h /Rv v p
A

FIGURE 3.16 – Évolution de l’aire relative de contact
A et de la hauteur des vallées hv en fonction
de la distance entre les lignes moyennes non-
réactualisées h pour un profil de Christensen
[93].
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Lois empiriques d’écrasement d’aspérités

Wilson et Sheu [106] ont établi une relation semi-empirique d’écrasement d’aspérités.
Celle-ci est valable pour des rugosités longitudinales reposant sur un substrat qui subit des
déformations plastiques, dans la direction de laminage (direction hors plan), à une vitesse
de déformation uniforme ǫ̇x .

Pour mettre au point leur modèle, Wilson et Sheu font l’hypothèse que la pente des
aspérités est faible. Ils peuvent alors traiter le problème d’écrasement comme un problème
d’indentation. La géométrie qu’ils ont considérée est représentée sur la figure 3.17. Celle-ci
est constituée d’indenteurs, séparés d’une distance 2l̄, en contact avec une tôle.

a b

AA’ B B’

C

da

p
b

p
a

v
a

l

v
b

indenteur

plans de symétrie

y

z
plan de symétrie

x

indenteurs vallées

FIGURE 3.17 – Géométrie du problème d’indentation traité par Wilson et Sheu [106]. À gauche : vue d’en-
semble. À droite : zoom sur la partie de la géométrie sur laquelle la modélisation est effectuée.

Outre la faible pente des aspérités, Wilson et Sheu font les hypothèses suivantes :

• le matériau est supposé rigide plastique
• une vitesse de déformation uniforme ǫ̇p

x est imposée dans la direction de laminage
(direction x)
• comme en laminage, il n’y a pas de déformation dans la direction transverse (z)

La relation obtenue lie la dureté relative adimensionnelle Ha, la vitesse de déformation
plastique adimensionnelle Ep dans la direction parallèle aux aspérités (direction x sur la
figure 3.17) et l’aire relative de contact A. Cette formulation est notamment utilisée dans
MetaLub pour calculer l’aire relative de contact dans l’emprise.

La dureté adimensionnelle est définie par :

Ha =
pa − pb

k
(3.18)

où pa est la pression au sommet des aspérités, pb est la pression du lubrifiant dans les vallées
et k est la limite d’élasticité en cisaillement du matériau.
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La déformation plastique adimensionnelle du substrat s’écrit :

Ep =
ǫ̇x l̄

Va + Vb

(3.19)

où l̄ est la demi-distance entre aspérités, Va est la vitesse verticale de la matière située sous
l’indenteur et Vb la vitesse verticale des vallées.

Wilson et Sheu ont utilisé la méthode de la borne supérieure et ont approché les résultats
obtenus à l’aide de la relation suivante :

Ep =

�
2

Ha

− 1
2.571−A− A ln(1− A)

�
1

0.515+ 0.345A− 0.86A2
(3.20)

Dans le cas où le substrat reste élastique, on a Ep = 0 et la relation 3.20 devient :

Ha = 2 (2.571− A− A ln(1− A)) (3.21)

La relation entre Ha, Ep et A est représentée sur la figure 3.18. Sur cette figure, on
constate que quelque soit la valeur de A, la dureté Ha des aspérités diminue lorsque Ep

augmente.

FIGURE 3.18 – Modèle de Wilson et Sheu [106] :
relation entre les paramètres Ha, A et Ep.

FIGURE 3.19 – Modèle de Sutcliffe [69, 98] : rela-
tion entre les paramètres Ha, A et Ep.
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Sutcliffe [98] a lui aussi établi une relation entre A, Ha et Ep. Celle-ci a été obtenue
sur base de la méthode des lignes de glissement. Dans son modèle, il traite des aspérités
transversales (perpendiculaires à la direction de laminage). Marsault [69] a effectué, en
collaboration avec Sutcliffe, des modifications dans ce modèle de manière à l’étendre au cas
des aspérités longitudinales. La relation correspondant aux aspérités longitudinales s’écrit :

Ep =
4

H2
aA2 (3.81− 4.38A)

(3.22)

La relation 3.22 entre Ep, A et Ha est représentée sur la figure 3.19. Sur celle-ci, on
constate que le modèle de Sutcliffe n’est pas utilisable pour les faibles taux de contact, les
taux de contact élevés ou lorsque le substrat reste élastique. Elle est donc peu utilisée en
pratique.

Équation de Marsault [69]

Sur base de ce qui précède, Marsault a établi une relation permettant de calculer l’évo-
lution de l’aire relative de contact dans l’emprise. Cette relation fait intervenir un modèle
d’écrasement (Wilson et Sheu [106] ou Sutcliffe [98]) d’aspérités ainsi qu’un profil simplifié
- en dents de scie ou de Christensen - utilisé pour représenter les aspérités.

Cette relation s’exprime :

dA

d x
=
ǫ̇x l̄

VS Ep

f (h) (3.23)

Au vu de la relation 3.14 on a f (h) = − dA
dh . Par conséquent on peut écrire la relation

précédente sous la forme :

dh

d x
= − ǫ̇x l̄

VS Ep

(3.24)

La manière d’obtenir cette équation est décrite en détail dans [69, 93]. Celle-ci est va-
lable pour des aspérités, de forme quelconques, décrites par leur fonction de répartition des
hauteurs de pics f (h).

Comme cela a déjà été mentionné dans l’introduction de cette section, pour établir la
relation 3.24 Marsault fait l’hypothèse d’arasement : la matière qui est écrasée est éliminée
du modèle.
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Frottement sur les plateaux

Les équations décrites dans les paragraphes précédents permettent de déterminer l’évo-
lution de l’aire relative de contact A dans l’emprise. Sur base de cette grandeur, on peut alors
calculer la pression p et le cisaillement d’interface τ à l’aide des équations de partage :

p = Apa + (1−A)pb (3.25)

τ = Aτa + (1− A)τb (3.26)

les grandeurs ayant un indice a sont liées au solide tandis que celles indicées b sont
relatives au fluide.

Les paramètres A et pa sont déterminés à l’aide des équations d’écrasement d’aspérités.
La pression et le cisaillement au sein du lubrifiant sont calculés à l’aide de l’équation de Rey-
nolds moyenne comme cela sera expliqué au paragraphe suivant. Il reste alors à déterminer
le cisaillement au sommet des aspérités τa. Pour ce faire, on peut utiliser :

• la loi de Coulomb [23]

τa = µapa (3.27)

Cette loi perd son sens physique lorsque la contrainte de cisaillement τa dépasse la
limite d’élasticité du matériau en cisaillement k [86].
• la loi de Coulomb-Orowan [79]

τa =min(µapa,τm) avec τm ≤ k (3.28)

celle-ci limite le cisaillement lorsque la pression est élevée
• la loi de Tresca [99]

τa = µak (3.29)

cette relation est généralement utilisée pour des cas à fortes contraintes [93]

Quelle que soit la loi de frottement utilisée, le coefficient µa doit être ajusté en fonction
des conditions à modéliser. Généralement la valeur du coefficient de frottement est ajustée
pour approcher les valeurs expérimentales de la force de laminage et du glissement avant.
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3.3.4 Écoulement du lubrifiant

La pression au sein du lubrifiant pb est calculée à l’aide d’une équation de Reynolds
moyenne [69] :

dpb

d x
=

12η

φxh3
l

�
VS + VR

2
hl +

VS − VR

2
Rqφs − dv

�
(3.30)

où VS et VR sont respectivement la vitesse de la bande et du cylindre. Les paramètres η et hl

sont respectivement la viscosité et l’épaisseur moyenne du film de lubrifiant. Dans MetaLub,
la valeur du débit de lubrifiant dv sera déterminée au cours du procédé itératif pour obtenir
une pression pb nulle en sortie.

Cette équation prend en compte l’influence des aspérités sur le lubrifiant à l’aide de fac-
teurs d’écoulements en pression φx et en cisaillement φs. Dans le régime hydrodynamique,
ce sont les facteurs d’écoulement de Patir et Cheng [80] qui sont utilisés. Ces expressions
ont été étendues aux cas à fort taux de contact par Wilson et Marsault [105]. Ce sont ces
facteurs qui sont utilisés dans le cas du régime mixte.

Les expressions de ces facteurs d’écoulements sont également décrites dans [69, 93].
Ceux-ci sont exprimés en fonction de l’épaisseur moyenne du film de lubrifiant hl , de la
rugosité composite Rq et du nombre de Peklenik γs qui caractérise l’orientation des rugosités
de la surface (cfr. figure 3.20)

rugosités transverses rugosités isotropes rugosités longitudinales

x
y

z

direction de laminage

gs<1 gs=1 gs>1

FIGURE 3.20 – Caractérisation de l’orientation des rugosités à l’aide du nombre de Peklenik. D’après [93]. Les
lignes en pointillé correspondent aux lignes de courant.

Le paramètre η, de l’équation de Reynolds 3.30, est la viscosité du lubrifiant. Cette gran-
deur est sensible à la pression et à la température et varie de manière importante dans
l’emprise. En effet, la pression maximale à cet endroit peut atteindre 600 - 1000 MPa.
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Différentes lois peuvent être utilisées pour prendre en compte cette dépendance. On
peut par exemple utiliser la relation de Barus [7]. Dans ce cas, l’expression de la viscosité
locale est donnée par

η = η0 exp (γl pb) (3.31)

où η0 la viscosité à la pression de référence et le coefficient de piézoviscosité γl dépendent
de la nature du lubrifiant.

On peut également utiliser des lois qui prennent en compte la dépendance à la pression
et à la température. On peut par exemple faire appel à la loi de Roelands [84] qui s’écrit :

η= η0 exp

�
(lnη0 + 9.67)

��
1+

pb

pr

�zpb
�

T − 138
T0 − 138

�−S0

− 1

��
(3.32)

avec

• pr est une constante qui vaut 196.2 MPa
• zpb

est l’index de pression de la viscosité. Lorsque zpl
= 0, on a une loi de pure de

thermoviscosité.
• S0 est l’index de température de la viscosité. Quand S0 = 0, on obtient a une loi pure

de piézoviscosité

Pour avoir une équivalence des pentes avec Barus aux faibles pressions, il faut choisir

zpb
=

γl pr

lnη0 + 9.67
(3.33)

On peut aussi utiliser la loi WLF [104]. Dans MetaLub, c’est la version suivante de cette
loi, modifiée par Yasutomi et al. [108], qui est implémentée :

logη (T, pb) = logηg −
C1

�
T − Tg (pb)

�
F (pb)

C2 +
�
T − Tg (pb)

�
F (pb)

(3.34)






Tg(pb) = Tg(0) +A1 ln (1+ A2pb)

F(pb) = 1− B1 ln (1+ B2pb)

ηg = 1012Pa.s

(3.35)

dans cette relation, Tg est la température de transition vitreuse et A1, A2, B1, B2, C1, C2 sont
des constantes à déterminer. D’après Yasutomi et al. [108], cette relation permet de décrire
des variations de viscosité sur de très grandes plages de température et de pression.
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Cisaillement dans les vallées :

Le taux de cisaillement dans les vallées τb est donné par [69] :

τb = η
(1−A)(VR − VS)

hl

(3.36)

Échauffement du lubrifiant :

Les variations de la température du lubrifiant ont potentiellement deux origines :

• l’autoéchauffement dû au cisaillement
• l’échauffement dû au contact avec les parois des cylindres et de la tôle

D’après Marsault [69] les effets thermiques dus à l’auto-échauffement du lubrifiant sont
négligeables. Dès lors, comme dans le modèle de Marsault [69], dans MetaLub, on fait l’hy-
pothèse que la température du lubrifiant est uniforme sur l’épaisseur et que celle-ci corres-
pond à la moyenne des températures locales de la bande TS et du cylindre TR. La température
du lubrifiant Tl vaut donc :

Tl =
TS + TR

2
(3.37)

3.3.5 Intégration numérique des équations de l’emprise

Dans le modèle numérique, l’emprise est divisée en 4 zones en fonction de la nature
des phénomènes physiques à traiter sur les différentes portions de l’emprise (cfr. 3.21). La
première est appelée zone d’entrée hydrodynamique. L’intégration le long de cette première
zone commence au point d’abscisse x = −R0. Dans cette zone, il n’y a pas de contact entre le
cylindre et la bande, on calcule l’augmentation de la pression au sein du lubrifiant. Ensuite,
lorsque la surface lisse du cylindre entre en contact avec les aspérités de la tôle, on entre
dans la zone d’entrée mixte. Dans ce cas, le substrat de la tôle est élastique. Une fois que la
tôle plastifie, on entre dans la zone de travail mixte. Enfin, lorsque la bande retourne dans
le régime élastique, on passe à la zone de sortie mixte.

VR

1 2 3 4

Début de
l’intégration

Fin de
l’intégration

x = -R0

FIGURE 3.21 – Représentation schématique de la division de l’emprise en 4 zones de calculs.
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Les comportements représentatifs de ces différentes zones de calcul sont modélisés à
l’aide de différents systèmes d’équations différentielles. Ceux-ci sont décrits en détail dans
les manuscrits de thèse de Marsault [69] et Stephany [93]. Ces équations différentielles
sont intégrées à l’aide de la méthode explicite de Runge-Kutta (Ordre 4). Le pas spatial est
adapté automatiquement au cours du calcul en fonction de la précision requise [69, 93].

3.3.6 Méthode de résolution

Les systèmes d’équations mentionnés dans le paragraphe précédent sont intégrés pour
une vitesse de bande en entrée VS,1 et un débit de lubrifiant dv donnés. Ces paramètres ne
sont pas connus au début de la simulation. Ils doivent être déterminés de manière itérative
au cours du calcul. Il en va de même pour le profil déformé du cylindre. Celui-ci n’est pas
connu a priori.

Calcul du débit de lubrifiant

La méthode retenue par Marsault [69] et Stephany [93] consiste à utiliser quatre boucles
imbriquées. La boucle la plus interne effectue des tirs sur le débit de lubrifiant. Le but étant
d’obtenir une valeur du débit qui permet de vérifier la condition pb = 0 en sortie d’emprise.

En pratique, on définit un intervalle initial de valeurs admissibles pour le débit. Stephany
[93] définit celui-ci par :

�
dv,min, dv,max

�
=

� VRRp

1000
; VRRp

�

où Rp est l’amplitude maximale de la rugosité par rapport à la ligne moyenne. Le terme VRRp

est une limite supérieure du débit de lubrifiant qui peut rentrer dans l’emprise. Cette limite
a été établie par Stephany [93]. Ce dernier a choisi d’utiliser une valeur de débit minimal
comme une fraction du débit maximal. Après différents essais numériques il a opté pour un
ratio de 1/1000.

La méthode de tir utilisée consiste à effectuer des intégrations numériques successives de
l’emprise pour différentes valeurs de débit. Le domaine de valeurs admissibles est mis à jour,
par dichotomie, après chaque tir de manière à réduire l’intervalle autour de la solution. La
situation pour laquelle les bornes du domaine de tirs entourent la solution est représentée
sur la figure 3.22.

Le critère à vérifier lorsque la convergence est atteinte est donnée par

����
pb,2

σY,1

����< ǫpb
(3.38)

où pb,2 est la pression du lubrifiant en sortie d’emprise, σY,1 est la limite d’élasticité du
matériau à l’entrée de l’emprise et ǫpb

la tolérance fixée par l’utilisateur. La valeur utilisée
par défaut dans MetaLub est de 0.01.
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Lorsque l’intervalle de débit devient trop petit, c’est-à-dire lorsque :

∆dv =
dv,max − dv,min

dv,max + dv,min

< 10−14 (3.39)

et que le processus itératif n’a toujours pas fourni de solution au problème, on passe dans
un régime dit haute-vitesse. Dans ce cas, cette complication vient de fait que le terme de
Poiseuille de l’équation de Reynolds est négligeable devant le terme de Couette [69].

φx

h3
f

12η

∂ pb

∂ x︸ ︷︷ ︸
terme de Poiseuille

≪
�

VR + VS

2

�
hl

︸ ︷︷ ︸
terme de Couette

(3.40)

Marsault a donc modifié les systèmes d’équations de la zone de travail et de sortie de
manière à prendre en compte cette condition. Ces nouvelles zones de calculs portent le nom
de zones de travail et de sortie hautes vitesses. Dans celles-ci, on impose la condition pb = p.
Ainsi, on est certain de vérifier la condition de pression nulle au sein du lubrifiant à la sortie
de l’emprise. Notons que la pression d’interface p calculée dans la zone de travail, que ce
soit dans le régime haute vitesse ou basse vitesse, est obtenue sur base de l’intégration des
équations élastoplastiques du matériau.

La valeur du débit utilisée dans ce cas est la dernière valeur minimum dv,min testée lors du
processus itératif. La valeur maximale dv,max aurait en effet donné une pression du lubrifiant
négative dans une partie de l’emprise (cfr. figure 3.22) ce qui n’aurait évidemment aucun
sens physique.

pb pour le débit

minimal admis

pb pour le débit

maximal admis

pb pour le débit exact

pb pour le débit

approché haute vitesse

p

x

FIGURE 3.22 – Gestion des tirs sur le débit de lubrifiant : bornes compatibles, solution exacte et solution
approchée haute vitesse [93].
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Calcul de la vitesse de la bande en entrée

La boucle qui entoure les tirs sur le débit consiste à effectuer des tirs sur la vitesse de la
bande en entrée VS,1. Comme pour le débit, on définit un intervalle de valeurs admissibles :

�
VS,1,min, VS,1,max

�
= ]0, VR[ (3.41)

Les bornes du domaine, 0 et VR, ne sont pas testées au cours du processus itératif car cela
aurait peu de sens physique.

Contrairement aux tirs sur le débit de lubrifiant, la première valeur testée au cours du
processus n’est pas située au centre de l’intervalle des valeurs admissibles. Stephany [93]
propose d’utiliser :

VS,1 =min

�
1; 1.1

eS,2

eS,1

�
VR (3.42)

L’ajustement de la vitesse de la bande en entrée doit permettre de retrouver la tension
de consigne en sortie σx ,2,C définie par l’utilisateur dans le jeu de données. Cette condition
s’écrit :

|σx ,2 −σx ,2,C |
σY,1

< ǫσ (3.43)

où σY,1 est la limite d’élasticité initiale du matériau et ǫσ une tolérance définie par l’utilisa-
teur. Dans MetaLub, la valeur par défaut est de 0.01.

Ajustement de la position verticale du cylindre

Une fois que les tirs sur le débit de lubrifiant et sur la vitesse de la bande en entrée ont
convergé, il faut encore vérifier que l’épaisseur de la bande en sortie eS,2 calculée lors de la
simulation correspond à la valeur consigne spécifiée par l’utilisateur eS,2,C . Cette valeur est
en effet influencée par le retour élastique du matériau.

La condition à vérifier s’écrit :

|eS,2 − eS,2,C |
eS,2,C

< ǫe,S (3.44)

où ǫe,S est une tolérance définie par l’utilisateur. Lorsque cette condition n’est pas satisfaite,
on ajuste la position verticale du cylindre. La forme du cylindre est définie par le profil eR(x).
On modifie sa position verticale selon [93] :

eR(x) = eR(x)−
� eS,2 − eS,2,C

4

�
(3.45)
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Calcul des déformations du cylindre

Une fois que ces trois boucles de calcul ont fourni une solution, on obtient le profil de
pression d’interface p. Tous ces calculs ont été effectués pour un profil du cylindre eR(x)
donné (circulaire ou non). Lorsque l’utilisateur le souhaite, il est possible de mettre à jour
ce profil en fonction de la pression d’interface. C’est ce qui est fait dans la boucle la plus
externe : la boucle sur la déformation du cylindre. Une fois la forme du cylindre mise à
jour, à l’aide de la formulation d’Hitchcock ou de Jortner, on recommence l’ensemble du
processus itératif : tirs sur le débit de lubrifiant, tirs sur la vitesse de la bande en entrée, et
ajustement de la position verticale du cylindre.

On utilise un facteur de relation géométrique W lors de la mise à jour du profil du
cylindre. Le profil cylindre à l’itération i + 1 est donnée par

eR,i+1 =WieR,∗ + (1−Wi)eR,i (3.46)

où eR,∗ est la solution calculée à l’aide de la formulation choisie et eR,i et profil du cylindre
utilisé à l’itération i. La valeur coefficient de relation Wi doit parfois être adaptée au cours
des itérations pour permettre la convergence. Stephany décrit dans [93] une stratégie pour
la mise à jour de ce paramètre.

La simulation s’arrête lorsque le critère sur la forme du cylindre (Roll Flattening Criterion)
est satisfait. Celui-ci s’écrit [93] :

RFCi ≡
1

Wi

max x |eR,i+1− eR,i|
eM I N

R,i+1

< ǫeR (3.47)

Le fait d’introduire Wi au dénominateur de la relation 3.47 permet, au vu de l’équation 3.46,
de rendre RFCi indépendant du coefficient de relations Wi utilisé. Dans MetaLub la valeur
par défaut de ǫeR est de 0.01.
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3.3.7 Modélisation de la sous-alimentation

En plus d’avoir amélioré la stabilité numérique du modèle Marsault [69], Stephany [93]
y a ajouté des fonctionnalités comme la prise en compte de la sous-alimentation. Cette
fonctionnalité permet à l’utilisateur de spécifier la quantité d’huile qui rentre dans l’emprise.

Celle-ci a été implémentée comme un enchaînement de zones sèches et lubrifiées. Les
zones sèches ont été obtenues en annulant les termes de pression du lubrifiant pb des équa-
tions développées par Marsault et en retirant l’équation de Reynolds moyenne du système.

Dans ce cas, l’intégration de l’emprise débute en cas sec. Une épaisseur initiale de film
hl est néanmoins présente sur la bande. Un test est effectué après chaque pas spatial. Une
fois que la condition hv > hl n’est plus remplie (nb : hv représente la hauteur des vallées),
le lubrifiant est mis sous pression. Le calcul de l’emprise se poursuit donc en intégrant les
équations relatives aux zones lubrifiées.

Cette fonctionnalité est très importante pour modéliser des conditions industrielles de
laminage. Par exemple, lorsqu’on étudie la sensibilité des résultats à la vitesse de laminage,
la force de laminage peut augmenter ou diminuer selon les cas. Lorsque l’emprise absorbe
autant d’huile qu’elle le peut, on parle de lubrification surabondante, la quantité de lubrifiant
entraînée par le cylindre et la bande dans l’emprise augmente avec la vitesse de laminage.
Ceci a pour effet de réduire le frottement dans l’emprise et ainsi la force de laminage. On
rencontre ce type de comportement lorsque l’emprise est lubrifiée avec une huile entière.
On peut néanmoins également observer le comportement inverse, notamment lorsqu’on
utilise des émulsions. Dans ce cas, la quantité de lubrifiant présente à l’entrée de l’emprise
est limitée. Lorsque la vitesse augmente, la quantité de lubrifiant qui rentre dans l’emprise
n’augmente pas autant que dans le cas précédent. Le frottement a donc tendance à croître
et la force augmente. L’avantage que présente une emprise sous-alimentée est qu’elle per-
met d’atteindre des vitesses de laminage élevées tout en évitant le régime hydrodynamique
synonyme d’un état de surface inadapté et d’un risque de patinage.

Des modifications ont été apportées à MetaLub dans le cadre de cette thèse. Celles-ci
ont permis de remplacer les lois analytiques d’écrasement d’aspérités par des simulations
éléments finis réalisées à l’aide du logiciel Metafor. On peut ainsi s’affranchir de l’hypothèse
d’arasement et traiter des cas où la tôle et l’outil ont des profils de rugosité réalistes. Cette
nouvelle fonctionnalité est valable en cas sec. Les modifications apportées aux équations
sont décrites au chapitre 5.

Dans la section suivante, on décrit une application originale du modèle MetaLub sur des
conditions de laminage rencontrée sur le site de Tilleur lors de l’essai d’un nouveau système
de lubrification flexible.
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3.4 Modélisation de conditions de laminage rencontrées
en lubrification flexible

Un nouveau système de lubrification a été installé sur les cages 1 et 3 du laminoir de
Tilleur en septembre 2011. La figure 3.23 montre les rampes d’aspersions de cette installa-
tion.

FIGURE 3.23 – Photos des rampes du système d’aspersion utilisé sur les cages 1 et 3 du laminoir 4 cages de
Tilleur. À gauche : entrée de la cage 1. À droite : entrée de la cage 3.

Ce nouveau système permet d’ajuster en temps réel la concentration de l’émulsion uti-
lisée en chacune des cages. Le premier objectif est de réduire de 30 % la consommation
d’huile du laminoir. Le deuxième objectif est d’obtenir un meilleur contrôle de la force en
cage 1 lors du laminage d’acier à haute limite d’élasticité. A l’aide de ce nouveau système, on
pourra en effet adapter les conditions de lubrification à la nuance d’acier laminé. Cette nou-
velle méthode, appelée lubrification flexible [58] est aujourd’hui en cours d’industrialisation
au sein du groupe ArcelorMittal.

Dans cette section, on modélise, à l’aide du logiciel MetaLub, des conditions de fonc-
tionnement mesurées lors de la phase de test de ce nouveau système en cage 1 du laminoir
de Tilleur. On décrit tout d’abord les hypothèses du modèle. Ensuite, on analyse les résul-
tats obtenus pour différents paliers de vitesse à concentration constante. Trois valeurs de
concentration ont été testées : 4, 7 et 14 %. Enfin, on traite un cas de laminage à vitesse
constante au cours duquel la concentration varie par palier de 4 à 14 %.
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3.4.1 Hypothèses du modèle

Conditions de laminage

Les valeurs des tensions et des épaisseurs à l’entrée et à la sortie sont constantes pour
l’ensemble des points de fonctionnement étudiés ici. Ces valeurs sont indiquées dans le
tableau 3.1. La force de laminage et le glissement avant ont été mesurés lors des essais.
Ces valeurs, qui dépendent de la concentration de l’émulsion et de la vitesse de laminage
qui varient, sont utilisées pour ajuster des paramètres du modèle tels que le coefficient de
frottement sur les plateaux.

Tension à l’entrée σ1 59 MPa
Tension à la sortie σ2 135 MPa
Épaisseur d’entrée eS,1 2.65 mm
Épaisseur de sortie eS,2 1.65 mm
Réduction 37.7 %

TABLEAU 3.1 – Conditions en entrée et en sortie de la cage 1 du site de Tilleur lors de la phase de tests du
MIDAS.

Matériau de la bande

On ne possède pas la courbe de traction relative au matériau laminé. Cette courbe aurait
permis d’identifier le comportement élastoplastique de la bande. Néanmoins, on dispose
d’une loi empirique utilisée à Tilleur, qui permet d’obtenir la limite d’élasticité moyenne
dans la cage. Pour le cas traité ici, on a une valeur de :

σY = 630 MPa (3.48)

On a décidé d’utiliser une loi élastique parfaitement plastique pour modéliser le com-
portement de la bande. Cependant, au vu de la faible précision que l’on a sur la valeur de
σY , ce paramètre sera ajusté sur des mesures expérimentales de force et de glissement.

Déformations du cylindre

Le cylindre de travail a un diamètre de 517 mm. La méthode de Jortner est utilisée pour
calculer ses déformations. Ce cylindre est en acier. On utilise donc un modèle de Young ER

de 210 GPa et un coefficient de Poisson νR de 0.3.

Rugosité composite

On dispose de la rugosité de la bande avant laminage Rq,S ainsi que la rugosité du cy-
lindre neuf et usé Rq,R. Le cylindre usé a laminé 122 km de tôle. Comme les points de
fonctionnement modélisés ici ont été obtenus pour un kilométrage compris entre 75 et 83
km, on a choisi d’utiliser les paramètres relatifs au cylindre usé.
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Les valeurs des paramètres sont indiquées dans le tableau suivant :

Rq,S Rq,R

1.721 [µm] 0.695 [µm]

TABLEAU 3.2 – Rugosité quadratique de la bande et du cylindre utilisée pour calculer la rugosité composite
Rq,c utilisée dans MetaLub.

Dans MetaLub, la tôle rugueuse est écrasée par un outil lisse. Pour prendre en compte
la rugosité de la tôle et de la bande dans le modèle, on fait appel à la notion de rugosité
composite Rq,c :

Rq,c =
Ç

R2
q,S + R2

q,R (3.49)

où Rq,s et Rq,r sont les rugosité quadratiques de la bande et du cylindre.

Dans ce cas, on trouve Rq,c = 1.8563 µm. Cette rugosité a été modélisée à l’aide d’un
profil d’aspérités de Christensen.

La demi-distance entre aspérités l̄ prise en compte dans le modèle a été choisie afin
d’obtenir une pente moyenne des aspérités de 15̊ . Dans ce cas, on obtient

l̄ = 41.57 µm (3.50)

Les cylindres de travail utilisés lors des essais sont rectifiés. Ils ont donc une rugosité
longitudinale. Les facteurs d’écoulement de l’équation de Reynolds moyenne en tiennent
compte à l’aide du nombre de Peklenik γS. On a choisi γS = 9 qui est une valeur typiquement
utilisée par Stephany [93] pour traiter ce type de cas.

Loi de frottement

On utilise la loi de Coulomb pour calculer le cisaillement sur les plateaux.

τa = µapa (3.51)

Il n’est pas nécessaire d’utiliser la loi de Coulomb-Orowan car le cisaillement obtenu dans
ces simulations est largement en deçà de la limite d’élasticité en cisaillement k.

Le coefficient de frottement sur les plateaux est inconnu a priori. Cette valeur a été
ajustée de manière à pouvoir modéliser l’ensemble des points de fonctionnement traités ici
avec un paramètre µa unique. Le matériau à laminer est en effet identique pour les différents
points de fonctionnement étudiés ici. Il n’y a donc pas de raison de faire varier ce coefficient
d’une simulation à l’autre. La méthodologie utilisée pour ajuster la valeur de ce paramètre
est décrite dans la suite de cette section.
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Modélisation du comportement du lubrifiant

On modélise le comportement de l’huile à l’aide de la loi WLF :

logη (T, pb) = logηg −
C1

�
T − Tg (pb)

�
F (pb)

C2 +
�
T − Tg (pb)

�
F (pb)

(3.52)






Tg(pb) = Tg(0) +A1 ln (1+ A2pb)

F(pb) = 1− B1 ln (1+ B2pb)

ηg = 1012Pa.s

(3.53)

Les paramètres utilisés ont été identifiés sur les mesures expérimentales représentées sur la
figure 3.24.

Dans nos simulations, on a fait l’hypothèse que la température du lubrifiant est constante
dans l’emprise. On a choisi une température de 50̊ C.
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a1  [°C]        = 3.6536
a2  [MPa−1] = 0.0046421
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FIGURE 3.24 – Comportement piézo visqueux de l’huile A pour différentes températures [100]. Comparaison
des points expérimentaux aux courbes obtenues après identification des paramètres de la loi WLF.
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Sous-alimentation

L’effet de la variation de la vitesse de laminage sur la force et le glissement avant est mo-
délisé en ajustant l’épaisseur de film d’huile à l’entrée de l’emprise. Cette hypothèse se base
sur les expériences de Zhu [110]. Celui-ci a étudié un cylindre tournant au dessus d’un plan.
Le système est lubrifié avec une émulsion. À l’aide d’un système optique, il a pu observer la
formation d’une réserve de lubrifiant à l’entrée de l’emprise. Celle-ci est représentée sché-
matiquement sur la figure 3.25. Zhu a également constaté que cette réserve de lubrifiant
diminuait lorsque la vitesse augmentait. Bien que ce système soit différent du laminage,
dans la mesure où il traite un cas élasto-hydrodynamique, on applique ces observations ici.

FIGURE 3.25 – Formation d’une réserve d’huile en amont de l’emprise. L’huile joue le rôle de lubrifiant tandis
que l’eau, repoussée en amont, jour le rôle de thermorégulateur [18]. L’huile est représentée en jaune tandis
que l’eau est représentée en bleu.

Différents travaux sont entièrement dédiés à l’étude de la lubrification en laminage à
froid à l’aide d’émulsions. Le lecteur intéressé consultera par exemple le manuscrit de thèse
de Cassarini [18].
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Ajustement des paramètres

Deux paramètres numériques sont à déterminer. Il s’agit :

• du coefficient de frottement sur les plateaux µa

• de la limite d’élasticité du matériau (supposé élastique parfaitement plastique)

On souhaite pouvoir modéliser l’ensemble des conditions de laminage rencontrées lors
des essais sans devoir modifier les valeurs de ces paramètres. Pour couvrir l’ensemble de
la gamme de forces et de glissements, on a recalé ces deux paramètres sur deux points de
fonctionnement :

• laminage à faible vitesse 1.63 m/s avec une concentration élevée de 14 %
• laminage à vitesse élevée 6.65 m/s avec une concentration faible de 4 %

Les courbes de force de laminage (par exemple sur la figure 3.27) mesurées lors des
essais montrent que la force augmente avec la vitesse. L’hypothèse la plus plausible est
une sous-alimentation de l’emprise. La quantité de lubrifiant qui rentre effectivement dans
l’emprise est inconnue. On a imposé ces valeurs de manière arbitraire. Le cas à faible vitesse
a été modélisé dans des conditions de lubrification surabondante : l’emprise absorbe autant
d’huile qu’elle le peut. Le cas à vitesse élevée a lui été traité en sous-alimentation. Dans ce
cas, l’épaisseur de film d’huile a été fixée arbitrairement à 1% de la distance entre les pics
et les creux du profil d’aspérités traité, soit 0.056 µm.

En procédant de la sorte, on trouve par identification un coefficient de frottement sur
les plateaux µa de 0.058 et une limite d’élasticité σy,0 de la bande de 490 MPa.

Afin de modéliser l’ensemble des points de fonctionnement en sous-alimentation, on a
ajusté l’épaisseur du film de lubrifiant hlub,in à l’entrée sur le cas basse vitesse en conservant
les paramètres µa et σY,0 constants. Une valeur hlub,in de 1 µm peut être utilisée pour traiter
ce cas.

3.4.2 Augmentation de la vitesse par paliers : concentration de 7%

Traitement des données

Les données expérimentales sont représentées en noir (traits fins) sur les figures 3.27 et
3.26. Celles-ci ont été obtenues lors d’un essai où la concentration de l’émulsion utilisée est
de 7% et où la vitesse de laminage VR varie par paliers de 1.403 à 6.57 m/s. Ces courbes
sont bruitées. Elles ont donc été filtrées. Les signaux filtrés sont représentés en noir (traits
épais). Les paliers de vitesse sont délimités par des flèches sur ces figures. Pour chacun des
paliers, on a sélectionné un couple force de laminage – glissement avant. Ceux-ci ont été
choisis, à la fin de chacun des paliers, de manière à éviter les effets transitoires. L’ensemble
des données expérimentales présentées dans cette section a été traité de cette manière.
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Force de laminage et glissement

Le glissement avant et la force de laminage sont représentés sur les figures 3.26 et 3.27.
On constate que les résultats obtenus avec MetaLub sont très proches des données expéri-
mentales sélectionnées sur chacun des 5 paliers. Pour la force, l’erreur relative maximale est
de l’ordre de 1%.

L’épaisseur du film d’huile à l’entrée de l’emprise a été ajustée pour approcher les résul-
tats expérimentaux. On constate que les valeurs ainsi obtenues diminuent lorsque la vitesse
augmente. Cette évolution est représentée sur la figure 3.28.
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FIGURE 3.26 – Glissement avant pour des paliers progressifs de vitesse – Concentration de 7.2 % – Bobine
6839 – Cage 1 Tilleur.
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FIGURE 3.27 – Force de laminage pour des paliers progressifs de vitesse – Concentration de 7.2 % – Bobine
6839 – Cage 1 Tilleur
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FIGURE 3.28 – Épaisseur de film d’huile à l’entrée
de l’emprise utilisée dans le modèle MetaLub.
Concentration de 7.2 % – Bobine 6839 – Cage
1 Tilleur.
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FIGURE 3.29 – Coefficient de frottement moyen dans
l’emprise en fonction de la vitesse de laminage.
Modélisation du cas de concentration de 7.2 % –
Bobine 6839 – Cage 1 Tilleur.

Pression et cisaillement d’interface

On a tracé les profils de pression d’interface pour 3 paliers de vitesses. Les vitesses choi-
sies correspondent à des vitesses faible, moyenne et élevée, respectivement 1.4, 3.9 et 6.6
[m/s]. Sur la figure 3.30, on constate que la pression maximale augmente avec la vitesse
ce qui traduit bien l’augmentation de la force de laminage. On constate également que le
maximum se décale vers la gauche, signe que le point neutre s’éloigne de la sortie de l’em-
prise.
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FIGURE 3.30 – Pression d’interface pour trois ni-
veaux de vitesse. Concentration de 7.2 % – Bo-
bine 6839 – Cage 1 Tilleur
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FIGURE 3.31 – Cisaillement d’interface pour trois
niveaux de vitesse. Concentration de 7.2 % – Bo-
bine 6839 – Cage 1 Tilleur

On fait la même constatation sur le profil de cisaillement d’interface représenté à la
figure 3.31. La transition entre les parties positives et négatives du frottement, matérialisant
le point neutre, se déplace vers l’entrée de l’emprise. De plus, on constate que l’aire sous la
courbe

�∫
|τ|d x

�
, qui représente l’énergie dissipée par frottement, augmente avec la vitesse.
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Sur la figure 3.31, on constate que le cisaillement d’interface augmente de manière im-
portante à l’entrée de l’emprise. L’aire relative de contact croit donc de manière importante,
ce qui engendre des valeurs de cisaillement élevées. Ensuite, le lubrifiant est mis sous pres-
sion. Cela se manifeste par une diminution du cisaillement d’interface τ. Plus l’épaisseur du
film de lubrifiant à l’entrée est importante plus cette diminution est proche de l’entrée de
l’emprise. Ensuite, le cisaillement croît de manière parabolique, jusqu’à la discontinuité de
la courbe au niveau du point neutre.

L’évolution du frottement moyen dans l’emprise est représentée sur la figure 3.29. Celui-
ci est calculé par la relation :

µmo yen =

∫
Le
|τ|d x

∫
Le

pd x
(3.54)

On constate que µmo yen augmente lorsque l’épaisseur du film d’huile à l’entrée hlub,in

diminue. Celle-ci diminue lorsque la vitesse varie de 1.4 à 5.15 m/s (cfr. figure 3.28).

Déformations du cylindre

Dans le cas présent, les déformations du cylindre sont faibles. Celles-ci sont représentées,
pour trois valeurs de vitesse, sur la figure 3.32. La longueur de l’emprise ne varie donc
pratiquement pas avec la vitesse. Il en va donc de même pour les courbes d’épaisseur de
tôle et la déformation plastique équivalente dans l’emprise (cfr. figure 3.33).
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FIGURE 3.32 – Comparaison du cylindre déformé,
pour différentes vitesses de laminage, avec un
profil de cylindre circulaire. Modélisation du cas
de concentration de 7.2 % – Bobine 6839 – Cage
1 Tilleur
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nage. Modélisation du cas de concentration de
7.2 % – Bobine 6839 – Cage 1 Tilleur
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3.4.3 Augmentation de la vitesse par paliers : concentration de 14%

Comme dans le cas précédent, on a comparé les résultats numériques obtenus pour
différentes valeurs d’épaisseur de film de lubrifiant aux mesures de la force de laminage et
du glissement. On constate un très bon accord entre ces deux types de résultats (cfr. figure
3.34 et 3.35).

Sur la figure 3.35 on constate que la variation de la force de laminage rencontrée avec
une concentration de 14 % est moins marquée qu’avec une émulsion à 7%. La force maxi-
male dans le cas à 14 % est de 9.38 MN/m contre 9.71 MN/m pour une émulsion à 7%.

0 50 100 150 200 250 300
0

1

2

3

4

5

6

temps − [s]

G
lis

se
m

en
t a

va
nt

 −
 [%

]

 

 

Données expérimentales
Signal filtré (filtre passe−bas du second ordre)
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FIGURE 3.34 – Glissement avant pour des paliers progressifs de vitesse – Concentration de 14 % – Bobine 6840
- Cage 1 Tilleur
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FIGURE 3.35 – Force de laminage pour des paliers progressifs de vitesse – Concentration de 14 % – Bobine
6840 – Cage 1 Tilleur
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La valeur de l’épaisseur de film d’huile à basse vitesse est identique mais sa variation
avec la vitesse est beaucoup plus faible lorsque la concentration de l’émulsion est de 14%
comme le montre la figure 3.36.
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FIGURE 3.36 – Épaisseur de film de lubrifiant à l’entrée utilisée dans MetaLub pour modéliser les conditions
de laminage rencontrées avec les émulsions de 7 et 14 % pour des paliers de vitesse croissants.

3.4.4 Augmentation de la vitesse par paliers : concentration de 4%

Les résultats obtenus avec une concentration d’huile de 4% sont représentés sur les fi-
gures 3.37 et 3.38. Les tendances et les épaisseurs de film d’huile à l’entrée sont similaires
à celles obtenues avec une émulsion à 7%.
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Données expérimentales
Signal filtré (filtre passe−bas du second ordre)
Points de fonctionnement à modéliser
Résultats MetaLub

h
lub,in

 = 0.6

[µm]

h
lub,in

 = 0.301

[µm]

h
lub,in

 = 0.124

[µm]

h
lub,in

 = 0.075

[µm]

h
lub,in

 = 0.075

[µm]

Vr = 5.13
[m/s]

Vr = 6.566
[m/s]

Vr = 3.902
[m/s]

Vr = 2.6195
[m/s]

Vr = 1.35
[m/s]

FIGURE 3.37 – Glissement avant pour des paliers progressifs de vitesse – Concentration de 4 % – Bobine 6841
– Cage 1 Tilleur.
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Signal filtré (filtre passe−bas du second ordre)
Points de fonctionnement à modéliser
Résultats MetaLub

Vr = 5.13
[m/s]

Vr = 6.566
[m/s]

Vr = 3.902
[m/s]

Vr = 2.6195
[m/s]

Vr = 1.35
[m/s]

FIGURE 3.38 – Force de laminage pour des paliers progressifs de vitesse – Concentration de 4 % – Bobine 6841
– Cage 1 Tilleur

3.4.5 Diminution de la concentration par paliers à vitesse constante VR

= 5.1 m/s

Les évolutions temporelles du glissement avant et de la force de laminage sont repré-
sentées sur les figures 3.39 et 3.40. Comme pour dans les cas précédents où on modélisait
l’effet de la vitesse à concentration constante, on a déterminé l’épaisseur de film de lubrifiant
permettant d’approcher les conditions expérimentales.
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FIGURE 3.39 – Glissement avant pour des paliers dégressifs de concentration – VR = 5.175 m/s – Bobine 6843
– Cage 1 Tilleur

Sur la figure 3.39, on constate qu’une diminution de la concentration d’huile se maté-
rialise, comme attendu, en une diminution de l’épaisseur de film de lubrifiant à l’entrée.
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L’accord entre les résultats numériques et expérimentaux est très bon : on trouve des
résultats à la fois très proches du glissement et de la force.

Comme les gammes de forces de laminage et de glissement avant sont identiques à celle
rencontrée dans les cas précédents, on n’effectuera pas une étude plus détaillée des résultats
au sein de l’emprise. Ces résultats sont en effet très proches de ceux décrits précédemment.
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FIGURE 3.40 – Force de laminage pour des paliers dégressifs de concentration – VR = 5.175 m/s – Bobine
6843 – Cage 1 Tilleur

3.4.6 Conclusion

L’analyse des résultats effectuée dans cette section montre qu’il est possible de modéliser
des cas lubrifiés avec une émulsion. L’ensemble des résultats a été obtenu avec une valeur
unique du coefficient de frottement sur les plateaux µa.

L’effet des variations de concentration en huile et celui de la vitesse a été modélisé en
ajustant l’épaisseur du film de lubrifiant à l’entrée de l’emprise. Les variations de ce para-
mètre présentent les tendances attendues. À savoir, une diminution de l’épaisseur de film
avec l’augmentation de la vitesse ou une diminution de la concentration.

À terme, la valeur de l’épaisseur de film en entrée sera fournie par un modèle numérique
[40] développé à l’Université de Bordeaux. Celui-ci permet de modéliser l’impact des gouttes
d’émulsion sur une tôle en mouvement.

La modélisation présentée ici a cependant ses limites. Il y a très certainement des effets
qui ne sont pas pris en compte dans ce modèle. On pense par exemple aux augmentations
de la température du cylindre et de la bande lorsque la quantité d’huile qui rentre dans
l’emprise diminue.
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3.5 Épaisseur de film d’huile dans l’emprise

L’analyse numérique des résultats traités dans la section précédente montre que la quan-
tité de lubrifiant qui rentre dans l’emprise influence la force de laminage, le glissement avant,
la puissance consommée, etc. Des actions ont donc été entreprises par ArcelorMittal pour
mesurer l’épaisseur de film de lubrifiant au sein de l’emprise. Un processus expérimental,
basé sur des ondes ultrasonores, a été développé à l’Université de Sheffield et testé sur le
laminoir pilote d’ArcelorMittal à Maizières-Lès-Metz. Lors d’un séjour à Sheffield, on a effec-
tué, à l’aide de MetaLub, une brève étude numérique d’un point de fonctionnement rencon-
tré lors de ces essais. Le principe sur lequel se basent les expériences est brièvement rappelé.
Ensuite, les résultats numériques sont analysés et comparés aux mesures expérimentales.

3.5.1 Méthode expérimentale

Des mesures relatives à l’interface entre deux corps en contact peuvent être effectuées
à l’aide d’ondes ultrasonores. En pratique, un capteur piézo-électrique émet un signal en
direction de l’interface. À cet endroit, une partie du signal est réfléchi et renvoyé en direction
du capteur. Le ratio entre ces deux signaux permet de calculer le coefficient de réflexion R

R=
z1 − z2

z1 + z2
(3.55)

où z1 et z2 représentent l’impédance acoustique des matériaux situés des deux côtés de
l’interface. Cette grandeur correspond au produit de la masse volumique ρ et de la vitesse
du son au sein du matériau c. Le coefficient de réflexion vaut 1 lorsque l’entièreté du signal
est réfléchie et vaut 0 lorsqu’il est entièrement transmis [50].

Lorsque la longueur d’onde du signal est grande devant l’épaisseur de l’interface, celle-ci
peut être vue comme un réflecteur unique. Le coefficient R s’exprime alors par

R=
z1 − z2 + iω(z1z2/Ku)

z1 + z2 + iω(z1z2/Ku)
(3.56)

où Ku est la raideur de l’interface et ω la fréquence du signal. La relation suivante donne
l’amplitude du coefficient de réflexion

|R|= 1r
1+

�2Ku
ωz

�2
(3.57)

Pour l’obtenir, on fait l’hypothèse que le matériau des deux côtés de l’interface est identique :
z = z1 = z2.
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Cette méthode a été utilisée pour étudier le contact entre deux surfaces rugueuses en
l’absence de lubrifiant [30]. En pratique, la raideur de l’interface a été mesurée lors de
cycles de charge-décharge. Les auteurs ont ensuite utilisé le modèle numérique de Webs-
ter et Sales [102] qui permet de calculer l’écrasement d’un profil réel d’aspérité par un
corps lisse courbé. Le but de cette comparaison est d’aider à l’interprétation des mesures
expérimentales. La raideur calculée à l’aide du modèle est inférieure à celle observée expé-
rimentalement. Ceci est probablement dû au fait que le modèle numérique ne prend pas en
compte les déformations plastiques des aspérités.

Il est également possible d’effectuer des mesures sur des contacts lubrifiés. Dans ce cas,
deux signaux sont nécessaires : des ondes longitudinales, qui mesurent la raideur des aspé-
rités et du lubrifiant, et des ondes transversales qui permettent de déterminer la raideur des
aspérités. Sur base de ces deux mesures, il est possible de calculer la raideur ultrasonore
du lubrifiant qui est liée à l’épaisseur de film. C’est cette méthode qui a été utilisée dans
les essais réalisés sur le laminoir pilote. Pour pouvoir effectuer des mesures dans l’emprise,
les capteurs dont la taille caractéristique est de quelques millimètres, ont été montés sur le
cylindre après qu’une découpe ait été effectuée sur celui-ci (cfr. figure 3.41).

FIGURE 3.41 – À gauche : schéma du cylindre sur lequel le capteur ultrasonore a été monté en vue des es-
sais réalisés sur un laminoir pilote. À droite : découpe du cylindre sur laquelle les capteurs, dont la taille
caractéristique est de l’ordre de quelques millimètres, ont été montés.
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3.5.2 Modélisation du cas de laminage à l’aide de MetaLub

Les conditions de laminage étudiées ici sont résumées dans le tableau 3.3. Ce sont ces
paramètres qui ont été utilisés dans le modèle. Les hypothèses effectuées lors de la modéli-
sation de ce cas sont décrites dans les différents points ci-dessous. Les résultats numériques
obtenus sont comparés à l’expérience dans la section 3.5.3.

Tension à l’entrée σ1 39 MPa
Tension à la sortie σ2 117 MPa
Épaisseur d’entrée eS,1 2.780 mm
Épaisseur de sortie eS,2 2.317 mm
Réduction 20 %
Largeur de bande 100 mm

Diamètre du cylindre 386.65 mm
Vitesse de laminage 100 m/min

Force de laminage 50.5 t
Glissement avant SF 5.5 %

TABLEAU 3.3 – Conditions de laminage rencontrées lors du test du capteur ultrasonore sur le laminoir pilote
de Maizières-Lès-Metz. Point de fonctionnement 11 A.

Comportement élastoplastique de la bande

L’acier laminé est une nuance IF Titane laminée à chaud. Le comportement de la tôle a
été modélisé à l’aide de la loi Smatch :

σY = (415+ 155ǭeq) (1− 0.39exp(−11.53ǭeq)) (3.58)

Les paramètres ont été fournis par ArcelorMittal. Ceux-ci ont été obtenus lors d’un test de
bipoinçonnement.

Modélisation des déformations du cylindre

Les déformations élastiques du cylindre sont calculées à l’aide de la méthode de Jortner.
Le module de Young utilisé est celui de l’acier soit ER = 210 GPa. On fait l’hypothèse que la
vitesse de laminage, indiquée dans le tableau 3.3, correspond à la vitesse périphérique du
cylindre VR.

Comportement du lubrifiant

Le lubrifiant utilisé est une émulsion contenant 4% d’huile B. Celle-ci est modélisée à
l’aide de la loi WLF. Les paramètres numériques utilisés sont indiqués dans le tableau 3.4.

On a choisi d’utiliser une température de lubrifiant, Tl = 55̊ C , constante le long de
l’emprise.
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Paramètres Huile B

A1 10.0095388 C̊
A2 0.01001026 M Pa−1

B1 0.26129125 -
B2 0.01276601 M Pa−1

C1 16.0013215 -
C2 24.2610066 C̊

Tg(0) -90.4295393 C̊
µg 1012 Pa.s

TABLEAU 3.4 – Paramètres utilisés avec la loi WLF pour modéliser le comportement thermopiézovisqueux de
l’huile B [100].

Rugosité composite

La rugosité Ra a été mesurée sur la bande et sur le cylindre avant laminage. Ces valeurs
sont indiquées dans le tableau 3.5.

Ra,R Ra,S

0.54 µm 1.015 µm

TABLEAU 3.5 – Rugosités arithmétiques mesurées sur le cylindre et la tôle et avant laminage.

Dans ce modèle, on utilise un profil d’aspérités triangulaires. Pour ce type de profil, la
relation entre la rugosité arithmétique Ra et la rugosité quadratique Rq est donnée par [69] :

Rq =
2p
3

Ra (3.59)

Après avoir effectué cette conversion pour le cylindre et la bande, on peut calculer la
rugosité composite

Rq,c =
Ç

R2
q,S + R2

q,R = 1.327 µm (3.60)

La demi-distance entre aspérités à été choisie de manière à avoir une pente des aspérités
de 10̊ . On utilise donc :

l̄ = 26.08 µm (3.61)
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Loi de frottement

Le cisaillement sur les plateaux τa est calculé à l’aide de la loi de Coulomb. Le coefficient
de frottement a été ajusté de manière à approcher les valeurs de la force de laminage Flam

et du glissement avant SF . Cette identification a été effectuée en sous-alimentation avec une
épaisseur de film de 0.8 µm. Notons que l’ensemble des résultats est identique dans le cas
de la lubrification surabondante.

Le coefficient retenu a une valeur µa = 0.13. Les valeurs numériques de force et de
glissement sont indiquées dans le tableau 3.6.

SF [%] Flam [MN/m]
µa Exp. MetaLub Exp. MetaLub

0.13 5.5 3.79 4.95 4.96

TABLEAU 3.6 – Force de laminage et glissement avant calculés avec MetaLub après calage du coefficient de
frottement µa sur les valeurs expérimentales.

3.5.3 Comparaison des résultats numériques aux résultats expérimen-
taux

Sur base des coefficients de réflexion obtenus avec des ondes longitudinales et trans-
verses, il est possible de déterminer la raideur ultrasonore du lubrifiant Kb à l’interface
entre le cylindre et la bande. La raideur Kb obtenue pour le cas de laminage traité ici est
représentée sur la figure 3.42. Cette courbe présente trois maxima locaux à proximité des
points d’abscisses −7 , −4 et −1 mm. Deux minima sont présents à proximité de x = −6 et
−3 mm. La présence de ces deux creux sur la courbe n’a pas encore été justifiée. Des actions
sont en cours à Sheffield pour en déterminer la cause.
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FIGURE 3.42 – Raideur du film de lubrifiant obte-
nue sur base des mesures effectuées à l’aide des
capteurs ultrasonores.
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FIGURE 3.43 – Module de compressibilité de l’huile
B en fonction de la pression à température con-
stante de 55̊ C. Un polynôme du second degré a
été utilisé pour approcher les mesures expérimen-
tales.
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La raideur ultrasonore du film de lubrifiant peut être exprimée par la relation suivante :

Kb =
B (pb)

hl

(3.62)

où B est le module de compressibilité de l’huile.

Avec MetaLub, il est possible de calculer la pression ainsi que l’épaisseur du film de
lubrifiant dans l’emprise. Ces grandeurs sont représentées sur les figures 3.44 et 3.45. La
pression maximale calculée est de 564 MPa. L’épaisseur de film varie de 0.8 µm à 0.25 µm.
La variation de cette grandeur est très marquée à l’entrée de l’emprise entre −9.6 et −8.3
mm. Sur cette courte distance, l’épaisseur varie en effet de 0.8 à 0.27 µm. La diminution est
plus douce ensuite.

−10 −5 0
0

100

200

300

400

500

600

x [mm]

P
re

ss
io

n 
[M

P
a]

FIGURE 3.44 – Pression du lubrifiant dans l’emprise
calculée avec MetaLub.
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FIGURE 3.45 – Épaisseur du film de lubrifiant dans
l’emprise calculée avec MetaLub.

Pour pouvoir calculer la raideur Kb, il faut connaître la loi d’évolution du module de
compressibilité de l’huile en fonction de la pression. Ces mesures ont été effectuées sur
l’huile B à l’INSA de Lyon [100]. Ces résultats sont représentés sur la figure 3.43. On a
utilisé un polynôme du second degré pour approcher ces mesures. Pour une température de
55̊ C, on trouve :

B = −7.3 10−6p2
b + 0.012pb + 1.3 [GPa] (3.63)

Il est dès lors possible de déterminer l’évolution de la raideur du film de lubrifiant à l’aide
des résultats calculés avec MetaLub. Cette raideur est comparée à la courbe expérimentale
sur la figure 3.46. Tout d’abord, on constate que l’ordre de grandeur des deux résultats est
identique. De plus, entre −10 et −7 mm, les courbes sont proches. Au-delà de x = −7 mm,
les tendances diffèrent. Les deux minima observés sur les résultats expérimentaux au centre
de l’emprise n’apparaissent pas sur la courbe des résultats numériques. De plus, la longueur
de la zone de contact semble plus courte de 2 mm dans l’expérience.

Une comparaison en termes d’épaisseur de film d’huile est plus parlante que la compa-
raison des raideurs. L’épaisseur de film ne peut pas être déterminée uniquement sur base
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FIGURE 3.46 – Raideur du lubrifiant dans l’emprise. Comparaison des résultats numériques obtenus avec
MetaLub aux grandeurs expérimentales.

des résultats expérimentaux. Il faudrait en effet disposer de la pression du lubrifiant pb. Si
on utilise le profil de pression pb calculé avec MetaLub pour calculer le ratio :

hl =
B (pb)

Kb

(3.64)

on obtient alors la courbe rouge représentée sur la figure 3.47. Cette courbe et l’épaisseur
de film de lubrifiant obtenue avec MetaLub sont proches dans un intervalle qui s’étend de
−9 à −1 mm à l’exception des deux bosses pour lesquelles l’épaisseur maximale est de 1
µm. Soit environ trois fois l’épaisseur calculée avec MetaLub. Ces zones s’étendent autour
des minima locaux observés précédemment sur la courbe expérimentale de la raideur du
lubrifiant (cfr. figure 3.46).
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FIGURE 3.47 – Épaisseur du film de lubrifiant dans l’emprise. Comparaison des résultats numériques obtenus
avec MetaLub aux valeurs calculées sur base des données expérimentales.
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Une étude plus approfondie doit être menée sur ce cas ainsi que sur d’autres points de
fonctionnement testés. On pourrait par exemple effectuer une étude paramétrique sur les
valeurs numériques des grandeurs liées à l’interface comme la rugosité composite, la forme
du profil utilisé, la demi-distance entre aspérités, le nombre de Peklenik, etc. Ces paramètres
vont en effet influencer l’épaisseur du film de lubrifiant calculée dans MetaLub. De plus,
comme on l’a vu lors de la modélisation des mesures effectuées lors du test du système de
lubrification flexible de Tilleur (cfr. section 3.4), l’épaisseur du film d’huile à l’entrée va elle
aussi modifier l’épaisseur de film dans l’emprise. On pourrait en effet réduire l’épaisseur de
film d’huile à l’entrée hlub,in tout en diminuant le coefficient de frottement sur les plateaux
µa. Il est en effet possible d’obtenir un même couple force de laminage - glissement avant
pour plusieurs combinaisons µa − hlub,in. Même si cette étude aurait pu être plus complète,
ce type de comparaison est une première. Il était donc intéressant de la mentionner dans ce
travail.

3.6 Sensibilité du frottement à la réduction

Dans sa thèse, Stephany [93] présente des résultats numériques obtenus en modélisant
des conditions rencontrées lors du laminage d’aciers de type HSS (High Strength Steel) sur un
laminoir pilote. Ces résultats sont brièvement rappelés ici de manière à mettre en évidence
les améliorations à apporter à l’outil de simulation MetaLub pour le rendre plus prédictif.

Les essais expérimentaux réalisés sur le laminoir pilote avaient pour but d’étudier l’in-
fluence de la réduction sur le frottement obtenu au sein de l’emprise. Les conditions de
laminage sont résumées dans le tableau 3.7. La réduction varie entre 15 % et 45%. Deux
conditions de lubrification avaient été utilisées. C’est le cas lubrifié avec une émulsion qui
est traité ici. Pour chacun des points de fonctionnement testés, les valeurs de la force de
laminage Flam et de glissement avant SF ont été mesurées.

R0 Ra cylindre eS,1 w σ1 Force sortie VS,2

240 mm 0.6− 0.7 µm 3.3 mm 75 mm 47.8 MPa 2 t 0.83 ou 4.17 m/s

TABLEAU 3.7 – Conditions de passe sur le laminoir pilote.

Lors de la mise au point du modèle, Stephany a tout d’abord utilisé un coefficient de
frottement sur les plateaux valant µa = 0.07. Les résultats obtenus dans ce cas représentent
la tendance observée sur l’évolution de la force à la figure 3.48. Par contre, MetaLub prédit
une augmentation du glissement alors que pour des taux de réduction de 20 à 40 % la
valeur expérimentale du glissement diminue (cfr. figure 3.49). Il a alors décidé d’ajuster le
coefficient de frottement sur les plateaux µa pour chacun des points de fonctionnement. Ces
valeurs sont indiquées sur la figure 3.49. En procédant de la sorte, Stéphany constate qu’il est
possible de représenter à la fois l’évolution de la force de laminage et du glissement avant. De
plus, il observe une chute du coefficient de frottement sur les plateaux avec l’augmentation
de la réduction. Celle-ci est représentée sur la figure 3.50.
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FIGURE 3.48 – Evolution de la force de laminage en
fonction de la réduction [93].
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FIGURE 3.50 – Évolution du coefficient de frottement sur les plateauxµa en fonction de la réduction d’épaisseur.

Ces observations laissent penser qu’il existe un phénomène physique du premier ordre
qui n’est pas pris en compte dans le modèle. On pense au micro-hydrodynamisme pour
expliquer cette diminution du coefficient de frottement. Ce phénomène de remontée de
lubrifiant sur les plateaux est illustré à la figure 3.51 dans le cas du laminage à froid.

À l’entrée de l’emprise, on assiste tout d’abord à une rupture du film de lubrifiant (cfr.
schéma 2 figure 3.51) par les aspérités du cylindres. Lors de la progression de la tôle dans
l’emprise, le lubrifiant, piégé entre les aspérités de la tôle et celles du cylindre, est mis
sous pression dans des poches hydrostatiques (cfr. schéma 3 figure 3.51). Ensuite, sous
certaines conditions à déterminer, le lubrifiant pourrait quitter les poches hydrostatiques
au sein desquelles il est piégé et ainsi venir réalimenter les plateaux faisant chuter l’aire
de contact solide-solide et par conséquent le frottement à l’interface (cfr. schéma 4 figure
3.51).
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Cylindre
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FIGURE 3.51 – Illustration du phénomène de micro-hydrodynamisme. Ce phénomène n’est pas pris en compte
par les modèles de laminage actuels. Celui-ci permet d’expliquer la chute de frottement observée lors de
l’augmentation de la réduction d’épaisseur en laminage à froid.
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3.7 Conclusions

Dans ce chapitre, après avoir brièvement décrit le procédé de laminage à froid et cité
les défis liés à sa modélisation, nous avons détaillé les hypothèses sur lesquelles repose le
logiciel MetaLub. Les équations relatives à la partie macroscopique du modèle, à savoir le
cylindre et la tôle, ont été décrites. De même, les modèles analytiques permettant de traiter
l’écrasement des aspérités et son influence sur l’écoulement du lubrifiant dans l’emprise à
l’échelle microscopique ont été détaillés.

Le logiciel MetaLub a été utilisé pour modéliser des points de fonctionnement rencon-
trés, sur le site de production de Tilleur, lors de la phase de test d’un nouveau système de
lubrification flexible. Celui-ci permet d’ajuster la concentration de l’émulsion en continu au
cours du procédé. Le but recherché est de pouvoir adapter les conditions de lubrification au
type d’acier à laminer. Les résultats numériques obtenus sont très proches des mesures ex-
périmentales de la force de laminage et du glissement avant. Pour ce faire, il a fallu ajuster,
sur chacun des cas, l’épaisseur du film de lubrifiant à l’entrée de l’emprise. On observe que
ce paramètre diminue avec la vitesse et la concentration d’huile dans l’émulsion ce qui est
cohérent avec des observations expérimentales obtenues en élastohydrodynamique [110].
Une fois ce paramètre ajusté, il est possible d’analyser finement les effets présents au sein
de l’emprise. Cette étude a été effectuée pour une augmentation de la vitesse par paliers de
1.4 à 6.6 m/s avec une émulsion de 7%. Dans ce cas, on a constaté que les déformations du
cylindre étaient faibles. La variation de vitesse de laminage provoquait une diminution de
l’épaisseur de film d’huile à l’entrée qui engendrait un déplacement de la position du point
neutre vers l’entrée de l’emprise et une augmentation de l’énergie dissipée par frottement.
De plus le comportement macroscopique de la bande, à savoir sa variation d’épaisseur et
le profil de déformations plastiques équivalentes, n’était pas affecté par le changement des
conditions de lubrification. Cette constatation est assez logique dans la mesure où la force
de laminage varie d’environ 10% dans le cas traité.

Ensuite, on a modélisé un cas de laminage rencontré sur le laminoir pilote de Maizières-
Lès-Metz lors de l’essai d’un capteur ultrasonore destiné à mesurer l’épaisseur de film de
lubrifiant au sein de l’emprise. La comparaison des résultats obtenus avec MetaLub aux
grandeurs expérimentales est très encourageante. Cette étude est originale et mérite d’être
approfondie.

Enfin, un cas de laminage traité par Stephany [93] lors de sa thèse a été brièvement
décrit ici. Celui-ci montre que le frottement diminue lorsque le taux de réduction augmente.
Le phénomène de micro-hydrodynamisme permet d’expliquer ce phénomène. La méthode
envisagée pour prendre cet effet en compte dans le modèle de laminage est abordée dans
le chapitre 6. La modélisation de ce phénomène dans un cas d’étirage plan, à l’aide de la
méthode des éléments finis, est décrite dans le chapitre 7.
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Chapitre 4

Simulations d’écrasement d’aspérités
dans Metafor

4.1 Introduction

Une bonne maîtrise du frottement et de la lubrification à l’interface entre le matériau à
mettre en forme et les outils est capitale pour obtenir des produits finis de bonne qualité tout
en optimisant la consommation énergétique liée au procédé. L’interaction entre les aspérités
des outils et celles du matériau a un impact considérable sur le frottement. Un meilleur
contrôle du frottement passe donc par une meilleure compréhension de ces phénomènes.

Différents modèles d’écrasement d’aspérités ont été développés pour atteindre cet objec-
tif. Ceux-ci sont brièvement décrits dans la première partie de ce chapitre. Ensuite, on pré-
sente des résultats des simulations éléments finis d’écrasement d’aspérités effectuées avec
Metafor. Ces résultats sont comparés aux mesures expérimentales obtenues par Sutcliffe sur
des aspérités macroscopiques usinées dans un bloc de cuivre. Ensuite, on décrit des simula-
tions d’écrasement d’aspérités effectuées sur des profils réels, mesurés sur des tôles laminées
à froid. Enfin, on présente des résultats de calcul de raideur des aspérités lors de cycles de
charge–décharge. Cette première analyse a été effectuée sur une aspérité triangulaire. Cette
configuration a permis de valider la méthodologie employée et pourra être étendue par la
suite pour prendre en compte des profils réels.
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4.2 Étude bibliographique

4.2.1 Premiers modèles mathématiques d’écrasement d’aspérités

Le modèle de Greenwood et Williamson [37] est un des premiers modèles d’écrasement
d’aspérités à avoir été développé. Celui-ci fait l’hypothèse que les sommets de la surface
rugueuse ont une forme sphérique de rayon β . La manière de définir ces sommets et de
calculer le rayon est décrite dans [38]. Dans ce modèle les aspérités sont élastiques et sont
caractérisées par la fonction de répartition des hauteurs f (h), gaussienne, qui donne la
probabilité de trouver un sommet à une hauteur h donnée. Ces aspérités sont écrasées par
un plan lisse. La configuration traitée dans ce modèle est représentée schématiquement sur
la figure 4.1. Ce modèle permet de déterminer l’aire relative de contact pour une pression
donnée.

plan moyen des aspérités

plan moyen des
sommets

b

F
N

FIGURE 4.1 – Contact entre un plan rigide et une surface rugueuse composée de sommets sphériques. D’après
Westeneng [103].

D’autres modèles mathématiques de ce type ont été établis par Chang, Etsion et Bogy
[19], qui prennent en compte la déformation plastique des sommets, ainsi que par Halling
Arnell et Nuri [44] dans lequel les sommets se déforment de manière élastique parfaitement
plastique. Le lecteur intéressé pourra trouver une comparaison des résultats de ces différents
modèles dans le manuscrit de thèse de Westeneng [103].

Ces modèles ne prennent pas en compte les interactions entre les aspérités voisines. Par
conséquent, ils ne sont valides que pour les faibles charges.

4.2.2 Prise en compte des interactions entre aspérités voisines

Bay et Wanheim [101] on modélisé l’écrasement d’aspérités triangulaires, en prenant en
compte leur interaction, à l’aide de la méthode des lignes de glissement. Dans ce modèle,
les aspérités sont écrasées par un plan lisse rigide. Les solutions, pour de faibles et grandes
valeurs de pression, sont représentées sur la figure 4.2. Ils ont ensuite pris en compte le
glissement de l’outil sur les aspérités (cfr. figure 4.3). Ils ont ainsi déterminé l’aire relative de
contact et le cisaillement en fonction de la pression verticale q et du coefficient de frottement
m. Leurs résultats sont présentés sur les figures 4.4 et 4.5.
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FIGURE 4.2 – Lignes de glissement obtenues lors de
l’écrasement d’aspérités triangulaires. Il n’y a pas
de glissement entre le plan lisse et les aspérités.
Résultats obtenus à faible pression (en haut) et
à pression élevée (en bas) [101].

FIGURE 4.3 – Lignes de glissement obtenues en mo-
délisant un cas de compression glissement avec
un coefficient de frottement m = 1/2 (τ = mk)
[101].

FIGURE 4.4 – Aire relative de contact en fonction
de la pression q et du coefficient de frottement
m. k représente la limite d’élasticité initiale en
cisaillement [101].

FIGURE 4.5 – Contrainte de cisaillement τn en fonc-
tion de la pression q et du coefficient de frotte-
ment m. k représente la limite d’élasticité initiale
en cisaillement [101].
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Pullen et Williamson [83] ont développé un modèle d’écrasement d’aspérités permet-
tant de traiter l’écrasement d’aspérités par un plan lisse rigide en prenant en compte la
conservation du volume des aspérités.

a) b)

FIGURE 4.6 – a) Représentation schématique du dispositif expérimental utilisé par Pullen et Williamson [83]
b) profils de rugosité mesurés, au cours de l’essai, pour différentes valeurs de charge appliquée [83].

Pour développer leur modèle, ils se sont basés sur des tests d’écrasement au cours des-
quels un cylindre rugueux était écrasé par un outil lisse. Ce cylindre aluminium était posi-
tionné dans un outil en acier très dur de manière à empêcher les déformations du substrat
(cfr. figure 4.6). Des profils de rugosité mesurés pour différentes valeurs de la charge ap-
pliquée sont représentés sur la figure 4.6. Au cours de ces essais, ils ont constaté que le
déplacement vertical des vallées était uniforme. Ils ont donc effectué cette hypothèse dans
leur modèle. Celui-ci permet de déterminer l’aire relative de contact en fonction de la charge
appliquée pour un profil d’aspérités défini par sa fonction de répartition des hauteurs f (h).
La figure 4.7 compare les résultats obtenus avec le modèle à des résultats expérimentaux.
On observe un bon accord entre ces deux types de résultats.
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FIGURE 4.7 – Comparaison entre les résultats du modèle développé par Pullen et Williamson [83] (courbe b)
aux mesures expérimentales (o) effectuées à l’aide du dispositif décrit sur la partie gauche de la figure 4.6
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Ce modèle présente l’inconvénient de ne pas prendre en compte l’écrouissage des aspé-
rités ni l’influence des déformations plastiques du substrat. Or d’après Greenwood et Rowe
[36], ces déformations facilitent l’écrasement des aspérités. Ils ont effectué cette constata-
tion lors de tests de compression de cylindres d’aluminium par des outils en acier. La surface
des outils, polie, présentait une rugosité Ra = 0.03 µm beaucoup plus faible que celle de la
surface du cylindre d’aluminium de 1.016 µm. En fonction du rapport hauteur-diamètre des
cylindres utilisés, ils ont pu contrôler la déformation plastique sous les aspérités au cours
de la phase de compression. Ils ont constaté que les aspérités s’écrasent beaucoup plus faci-
lement lorsque le substrat se déforme plastiquement.

Dans les procédés de fabrication, le matériau subit des déformations plastiques impor-
tantes. Leur effet doit donc être pris en compte dans la modélisation. Wilson et Sheu [106]
ainsi que Sutcliffe [98] ont développé des modèles permettant de prendre en compte ce
phénomène. Ces modèles ont déjà été évoqués dans le chapitre 3 (cfr. page 59). Wilson et
Sheu ont utilisé la méthode de la borne supérieure pour obtenir une relation qui lie la dureté
des aspérités Ha à l’aire relative de contact A et à la vitesse de déformation adimensionnelle
Ep. Ce modèle permet de traiter des aspérités longitudinales orientées parallèlement à la
déformation du substrat. Sutcliffe, quant à lui, a obtenu une relation de ce type, en utili-
sant la méthode des lignes de glissement, pour traiter l’écrasement d’aspérités transverses,
perpendiculaires à la direction d’étirage.

Ces deux modèles peuvent être utilisés pour calculer l’évolution de l’aire relative de
contact dans l’emprise d’une cage de laminoir grâce à la relation 3.24 développée par Mar-
sault (cfr. page 61). Cette équation a été obtenue en faisant l’hypothèse d’arasement. La
matière qui est écrasée est éliminée du modèle. Il n’y a donc pas de conservation de la
masse.

Westeneng [103] a développé un modèle numérique d’écrasement d’aspérités prenant
en compte la conservation du volume. Dans ce modèle, les aspérités sont représentées au
moyen de barres verticales (cfr. figure 4.8). Les calculs sont effectués sur base de l’équilibre
énergétique suivant :

Wex t =Wint,st +Wint,r i (4.1)

où

• Wex t est le travail des forces externes nécessaire pour écraser les aspérités
• Wint,st est l’énergie absorbée par le matériau
• Wint,r i est l’énergie utilisée pour soulever les vallées

Le matériau a un comportement rigide plastique avec écrouissage. L’allongement du sub-
strat dans la direction hors plan est pris en compte dans le modèle. Il ne permet cependant
pas de prendre en compte la présence du lubrifiant dans les vallées.
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plan moyen des aspérités

aspérités écrasées

plan lisse

soulèvement des vallées

aspérités écrasées

FIGURE 4.8 – Écrasement d’une surface rugueuse par un plan lisse : géométrie considérée dans le modèle de
Westeneng [103].

4.2.3 Profils d’aspérités composés de plusieurs longueurs d’onde

D’après Le et Sutcliffe [60], les modèles d’écrasement d’aspérités utilisés dans les codes
de laminage sont trop simplifiés pour prédire de manière précise l’aire relative de contact.
Une faiblesse dans ces modèles est que la rugosité est représentée par un réseau d’aspérités
avec une hauteur des pics et une longueur d’onde uniformes alors que dans la réalité la
rugosité est constituée d’un spectre de différentes valeurs de hauteur de pics et de longueurs
d’onde.

Steffensen et Wanheim [92] ont étudié l’influence de la longueur d’onde des aspérités
lors de tests de compression effectués sur des aspérités macroscopiques usinées à la surface
d’un cylindre : une aspérité de grande longueur d’onde présentait des aspérités de plus faible
longueur d’onde à sa surface. Au cours de leurs essais, ils ont pu observer que des aspérités de
faible longueur d’onde pouvaient résister à l’écrasement contrairement à celle de longueur
d’onde élevée. La présence ou non de déformations plastiques au sein du substrat n’est pas
abordée dans cet article.

Cet effet a également été étudié par Sutcliffe [95] dans des analyses expérimentales
effectuées sur des tôles d’aluminium. Lors des ces essais, Sutcliffe a laminé des tôles d’alu-
minium avec des cylindres lisses sans lubrifiant. Les mesures expérimentales ont montré
que les composantes de faible longueur d’onde étaient écrasées moins rapidement que les
composantes de grande longueur d’onde.

Sutcliffe a donc développé un modèle d’écrasement d’aspérités comprenant deux lon-
gueurs d’onde. Celles-ci sont représentées schématiquement sur la figure 4.9. Les aspérités
de la bande sont écrasées par un plan lisse. Ce modèle a été implémenté dans un code de
laminage sans prendre en compte le lubrifiant [95]. Le modèle de Sutcliffe utilisant une
rugosité idéalisée, comprenant deux longueurs d’onde, fournit des résultats – en termes de
rugosité de la bande après laminage – en bon accord avec l’expérience.
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a) b)

FIGURE 4.9 – Représentation schématique des profils d’aspérités à plusieurs longueurs d’onde utilisées par Sut-
cliffe dans son modèle de laminage [95]. a) configuration initiale b) configuration en cours d’écrasement.

Sutcliffe a étendu le modèle d’écrasement d’aspérité à deux longueurs d’onde afin de
prendre en compte la présence du lubrifiant dans les vallées [60, 96]. Il a ensuite inclus
ce modèle dans un code de laminage. Les tendances observées expérimentalement peuvent
être prédites par le modèle. Au cours de cette étude, il observe que l’effet de la réduction
est insignifiant[60].

4.2.4 Modélisation éléments finis d’écrasement d’aspérités

La méthode des éléments finis peut également être utilisée pour étudier cette probléma-
tique. Les sections ci-dessous décrivent les résultats, de la littérature, obtenus avec ce type
de modèles.

Aspérités triangulaires

Makinouchi et Ike [68] ont effectué des essais expérimentaux d’écrasement d’aspérités
triangulaires ayant une pente de 11.5̊ . Celles-ci ont été usinées à la surface d’une tôle en
aluminium. Le dispositif expérimental est indiqué sur la figure 4.10. Les aspérités ont été
écrasées par un plan rigide. Avant le contact, l’interface a été préalablement lubrifiée à
l’aide d’un spray de polytetrafluorethylène. Au cours de ces essais, l’aire de contact ainsi
que la forme du bord latéral des aspérités ont été mesurées pour différentes valeurs du
déplacement vertical de l’outil rigide.

13
0 m

m

13
0 m

m

FIGURE 4.10 – Schéma du dispositif expérimental utilisé par Makinouchi et Ike [68] lors des tests d’écrasement
d’aspérités en état plan déformation.
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Makinouchi et Ike ont ensuite reproduit ces expériences numériquement à l’aide de la
méthode des éléments finis. La comparaison des résultats numériques et expérimentaux est
effectuée sur les figures 4.11 et 4.12. On observe un bon accord entre ces différents résultats.

FIGURE 4.11 – Evolution de la forme du bord la-
téral des aspérités en fonction de la descente de
l’outil δ : a) résultats numériques - b) résultats
expérimentaux sur de l’aluminium pur [68].

Résultats numériques

Résultats expérimentaux

Descente de l’outil [mm]

A
ir

e 
re

la
ti

ve
 d

e 
co

n
ta

ct
 [
%

]

FIGURE 4.12 – Aire relative de contact en fonction
de la descente de l’outil δ : comparaison des ré-
sultats numériques aux résultats expérimentaux
[68].

Dans un second article [51], les mêmes auteurs ont analysé l’influence des conditions
aux limites appliquées sur les bords latéraux des aspérités. Cette étude a été effectuée sur
une seule aspérité triangulaire. Quatre types de conditions aux limites différents ont été
testés sur le bord vertical gauche de l’aspérité triangulaire (le bord droit étant soumis à des
conditions de symétrie) :

• A. le mouvement horizontal du bord gauche est empêché
• B. le déplacement du bord gauche vaut la moitié de celui obtenu avec la condition C

décrite ci-dessous. Le bord gauche est donc soumis à de la compression
• C. le bord gauche reste vertical mais la tension moyenne appliquée sur celui-ci est

nulle
• D. bord gauche en tension

L’aire relative de contact en fonction du déplacement vertical de l’outil et de la pression
moyenne de contact est indiquée sur la figure 4.13. Sur celle-ci, on constate que c’est la
condition D, qui autorise le déplacement horizontal du bord gauche de l’aspérité, qui néces-
site la pression moyenne la plus faible pour une aire relative de contact donnée. En d’autres
termes, l’allongement du substrat facilite l’écrasement des aspérités.

À l’inverse, lorsque le bord gauche est bloqué, on obtient une aire relative de contact de
100 % pour un déplacement vertical de l’outil plus faible que dans les trois autres cas, mais
celle-ci est obtenue au prix d’une pression beaucoup plus élevée.
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FIGURE 4.13 – Evolution de l’aire relative de contact en fonction de la descente de l’outil rigide (à gauche) et
en fonction de la pression moyenne de contact pm adimensionnalisée par la limite d’élasticité initiale σY,0

[51] A : bord gauche bloqué - B : bord gauche en compression - C : bord gauche libre - D : bord gauche
sous tension .

Etat plan contrainte : Wilson&Sheu

Traction simple

H
a

Etat plan déformation : Sutcliffe

FIGURE 4.14 – Dureté relative adimensionnelle en fonction de la direction de déformation ϕ pour une aire
relative de contact α = 0.5 et différentes valeurs de vitesse de déformation plastique adimensionnelle E
[103].
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Kimura et Childs [53] ont utilisé la méthode de la borne supérieure pour étudier l’écra-
sement d’aspérités triangulaires orientées parallèlement à la direction d’étirage. Cette étude
a montré que l’aire relative de contact augmentait de manière importante lors de la pre-
mière phase du test de compression pour atteindre des valeurs comprises entre 75 et 95 %.
Ensuite, cette phase d’écrasement d’aspérités est terminée, l’aire relative de contact reste
constante lorsque les déformations plastiques du substrat augmentent.

Korzekwa et al. [54] ont utilisé la méthode des éléments finis pour calculer la défor-
mation d’aspérités triangulaires reposant sur un substrat soumis à des déformations mul-
tiaxiales. Leurs résultats donnent l’évolution de la dureté des aspérités Ha en fonction de
l’aire relative de contact A et de la vitesse de déformation adimensionnelle Ep et de l’angle
ϕ entre la direction de la vitesse de déformation ǫ̇ et l’axe X.

La figure 4.14 montre la forme de Ha en fonction de l’angle ϕ pour différentes valeurs
de Ep et pour une aire relative de contact A de 50 %. On constate que la dureté est minimale
lorsque ϕ vaut 0. Cette situation correspond au cas modélisé par Sutcliffe [98]. Lorsque
ϕ = π/2 on retrouve la configuration traitée par Wilson et Sheu [106]. Dans ce cas, la
dureté est très proche de la valeur maximale de la courbe.

Aspérités triangulaires composées de plusieurs longueurs d’onde

Ma et al. [66] ont également effectué des simulations éléments finis d’écrasement d’as-
pérités. Comme dans les cas précédents, les aspérités - représentées au moyen d’un profil
simplifié - sont écrasées par un plan lisse. Ce profil est composé d’une superposition d’aspé-
rités triangulaires de longueurs d’onde différentes. En pratique, ils ont mesuré la rugosité
d’une tôle laminée à chaud. Ils ont ensuite analysé le contenu fréquentiel du profil. Cette
analyse leur a permis d’isoler trois fréquences dominantes dans le profil (cfr. partie gauche
figure 4.15). Ils ont ensuite utilisé une procédure d’optimisation pour ajuster la hauteur des
différentes composantes du profil pour obtenir une rugosité Ra équivalente à la rugosité
mesurée. Le profil obtenu est indiqué sur la droite de la figure 4.15.
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FIGURE 4.15 – A gauche : densité spectrale obtenue lors de l’analyse d’un profil de rugosité mesuré sur une
tôle laminée à chaud. A droite : profils simplifiés obtenus en utilisant 1, 2 et 3 longueurs d’ondes différentes
[66].

Ils ont ensuite comparé l’évolution de la rugosité au cours de la simulation d’écrase-
ment à des valeurs expérimentales. Il y a un bon accord entre les grandeurs numériques et
l’expérience comme le montre la figure 4.16.
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FIGURE 4.16 – Comparaison de la rugosité calculée à l’aide du modèle à trois longueurs d’onde à des données
expérimentales obtenues lors d’un test d’écrasement [66].

Dans [67], les mêmes auteurs montrent que, pour une pression moyenne de contact don-
née, l’aire relative obtenue avec un profil comprenant trois longueurs d’onde est inférieure
à celle calculée avec une ou deux longueurs d’onde. Ceci est cohérent avec les observations
de Steffensen et Wanheim [92] ainsi que celles de Sutcliffe [60, 95]. Les différentes courbes
présentées par Ma sont indiquées sur la figure 4.17.
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FIGURE 4.17 – Aire relative de contact en fonction de la pression adimensionnelle pour des profils à 1, 2 ou
3 longueurs d’ondes [67]. Le profil à trois longueurs d’onde donne une aire relative de contact plus faible
que celui à 1 ou 2 longueurs d’onde.
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Simulations d’écrasement d’aspérités réalistes

Les différents modèles éléments finis d’écrasement d’aspérités décrits dans les sections
précédentes permettent de prendre en compte l’effet de l’allongement du substrat mais sont
limités à des géométries simples : aspérités triangulaires ou superpositions de profils d’as-
pérités triangulaires de longueurs d’onde différentes.

Des simulations éléments finis peuvent être effectuées sur des profils d’aspérités plus
réalistes. On peut par exemple citer le travail de Pei [81]. Celui-ci a effectué des simulations
d’écrasement d’aspérités tridimensionnelles par un plan lisse. Ces aspérités sont représen-
tées à l’aide de surfaces fractales (cfr. figure 4.18). À l’aide de ces simulations, il a étudié
l’influence de différents paramètres matériaux tels que la limite d’élasticité et les coefficients
de la loi d’écrouissage. Il ne prend pas en compte les effets de l’allongement du substrat, ces
résultats ne peuvent donc pas être appliqués à des cas de mise en forme.

a) b)

FIGURE 4.18 – a) surface fractale utilisée par Pei dans son modèle éléments finis. La couleur varie du bleu au
rouge pour représenter des hauteurs croissantes. b) configuration traitée dans le modèle numérique : les
aspérités sont portées par la partie supérieure tandis que la partie inférieure représente un outil lisse rigide
[81].

Écrasement d’aspérités présentes à la surface de tôles en inox

Le et Sutcliffe [61] ont effectué des simulations d’écrasement d’aspérités bidimension-
nelles et tridimensionnelles par un plan lisse rigide. Ces géométries représentent des aspé-
rités présentes à la surface de tôles en inox avant laminage à froid. Ils ont étudié l’influence
de la pente des aspérités et de la distribution des déformations plastiques équivalentes dans
le substrat. Celle-ci a été définie en fonction de mesures de dureté effectuées sur l’épaisseur
d’une tôle en acier inoxydable. Ils n’ont pas observé d’influence de la déformation plastique
ni du frottement sur la vitesse d’écrasement.
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Prise en compte du lubrifiant

Stephany [94], en collaboration avec Le et Sutcliffe, a effectué des simulations d’écra-
sement d’aspérités triangulaires, à deux dimensions, en prenant en compte la présence du
lubrifiant dans les vallées. Ces simulations ont été réalisées dans le logiciel commercial Aba-
qus [26]. Le fluide était modélisé à l’aide d’éléments hydrostatiques. La cavité fluide est
reliée à l’extérieur du système par des tuyaux similaires à ceux utilisés dans le modèle d’éti-
rage plan développé par Hubert [49] et décrit dans le chapitre 2 (cfr. page 38).

Azushima [6] a effectué des simulations similaires. Il a calculé la pression hydrostatique
dans une poche de lubrifiant conique à la surface d’un cylindre en aluminium lors de l’écra-
sement de ce cylindre par un outil lisse rigide. Dans ce cas, le lubrifiant n’est pas relié à
l’extérieur. Il a montré que la pression hydrostatique était proche de la valeur de la pression
d’interface solide–solide (cfr. figure 4.19).

Dimensions Réduction = 0.4% 0.8% 4.1% 19.8%

FIGURE 4.19 – Pression hydrostatique q et pression d’interface p en fonction de la réduction de hauteur lors
de la compression d’un cylindre présentant à sa surface une poche conique remplie de lubrifiant [6].
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FIGURE 4.20 – À gauche : représentation schématique du dispositif expérimental utilisé dans les tests de com-
pression de Shimizu [88]. À droite : pression hydrostatique au sein de la poche de lubrifiant conique en
fonction de la réduction de hauteur du cylindre
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[88].
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Shimizu [88] a également réalisé des simulations de ce type. Il a comparé la pression
hydrostatique, calculée par éléments finis, à des mesures expérimentales. Les courbes obte-
nues sont représentées sur la figure 4.20.

4.2.5 Conclusions

L’étude bibliographique a montré que les modèles analytiques d’écrasement d’aspérités
manquent de généralité : celui de GreenWood et Williamson ne prend pas en compte les dé-
formations plastiques des aspérités, le modèle de Wilson et Sheu ainsi que celui de Sutcliffe
font l’hypothèse d’arasement (la matière qui est écrasée est éliminée du modèle). De plus,
tous ces modèles sont limités à des configurations de type : outil lisse – tôle rugueuse.

L’approche par éléments finis est quant à elle beaucoup plus générale. Elle permet de
traiter des géométries beaucoup plus variées et donc de prendre en compte des profils réels.
De plus, elle prend en compte la conservation de la masse et le comportement du matériau
peut être modélisé à l’aide de lois élastoplastiques. En outre, la méthode des éléments fi-
nis permet traiter des configurations où la tôle et l’outil sont rugueux. Enfin, elle offre la
possibilité de prendre en compte la présence de lubrifiant à l’interface.

C’est donc l’approche éléments finis que nous avons retenue. Dans les sections suivantes,
on analyse des résultats de simulations d’écrasement d’aspérités en cas sec. On décrit tout
d’abord un modèle d’écrasement d’aspérités macroscopiques que l’on valide sur des mesures
expérimentales. Ensuite, on analyse l’écrasement d’aspérités microscopiques.

4.3 Modélisation des expériences de Sutcliffe

Pour pouvoir valider son modèle d’écrasement d’aspérités transversales, Sutcliffe [98]
a effectué des expériences d’écrasement d’aspérités triangulaires macroscopiques par des
outils lisses. Celles-ci étaient usinées à la surface d’un bloc de cuivre. La géométrie ainsi que
les dimensions sont indiquées sur la figure 4.21.

Les essais étaient effectués en deux étapes. Tout d’abord, une charge était appliquée
sur les outils pour obtenir une pression moyenne de contact p. Au cours de cette étape,
le mouvement latéral du substrat était empêché. Ensuite, au cours de la deuxième phase
de l’essai, une charge latérale σ était appliquée aux deux extrémités du bloc de cuivre de
manière à générer des déformations plastiques dans le substrat tout en maintenant la charge
verticale constante. Cette procédure a été répétée plusieurs fois pour différentes valeurs de
pression et de déformations du substrat.

Ces expériences ont été reproduites numériquement à l’aide de la méthode des éléments
finis avec Metafor [64]. Le modèle, les hypothèses ainsi que les résultats obtenus sont pré-
sentés dans les sections suivantes.
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FIGURE 4.21 – Représentation schématique des aspérités triangulaires utilisées par Sutcliffe [98] lors de ses
tests d’écrasement H = 5 mm – h = 4.526 mm et l = 1.3 mm. Les aspérités ont une pente de 20̊ .

4.3.1 Hypothèses du modèle

En raison de la symétrie, seul un quart d’une aspérité triangulaire a été considérée dans
le modèle. Cette portion d’aspérité est représentée par la partie grisée de la figure 4.21. Le
bord gauche AD et le bord inférieur AB sont donc bloqués respectivement selon l’horizontale
et la verticale.

Maillage

Le maillage est représenté sur la figure 4.22. Il est raffiné à proximité de la frontière supé-
rieure de manière à obtenir une bonne approximation de l’aire de contact. Ce maillage a été
généré en utilisant l’implémentation, au sein de Metafor [64], du mailleur quadrangulaire
non structuré décrit dans [85]. Le maillage est composé de 1441 éléments quadrangulaires
et de 138 éléments de contact sur le bord supérieur.

Les simulations ont été effectuées en état plan de déformation. Ceci permet des gains
en termes de temps de calcul. De plus, lors des essais, Sutcliffe a observé que les déforma-
tions hors plan étaient faibles comparativement aux déformations dans le plan des aspérités.
Notre hypothèse est donc réaliste.

Ces essais ont déjà été modélisés par Lu et al. [65] à l’aide du logiciel commercial MSC-
Marc. Ils ont utilisé une loi matériau rigide plastique et un maillage uniforme composé de
quadrangles. Pour gagner du temps de calcul, ils n’ont pas pris en compte toute la hauteur
du quart de l’aspérité. Ils ont effectué une étude paramétrique de manière à trouver une
hauteur du substrat optimale : suffisamment grande pour ne pas influencer l’aire relative de
contact et suffisamment faible pour éviter les temps de calcul trop importants.
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a) b)

FIGURE 4.22 – Maillage utilisé dans les simulations éléments finis. a) Vue d’ensemble. b) Zoom sur le sommet
de l’aspérité.

Intégration des éléments

Dans notre simulation, des éléments quadrangulaires sont utilisés. L’intégration des élé-
ments est effectuée à l’aide d’une méthode de sous intégration sélective. La partie dévia-
torique du tenseur des contraintes est calculée sur quatre points de Gauss. L’incrément de
pression quant à lui est calculé au centre des éléments et ensuite reporté vers les quatre
points de Gauss. Il s’agit d’éléments de type SRIPR. Cette méthode permet d’éviter le phé-
nomène de locking volumique ainsi que l’apparition de modes sabliers [82].

L’intégration temporelle est effectuée à l’aide d’un schéma dynamique implicite de Chung-
Hulbert [22]. Les valeurs des paramètres utilisés sont les valeurs par défaut décrites dans la
section 6.2.8.

Gestion du contact

Le contact est traité à l’aide de la méthode de la pénalité avec un outil rigide défini de
manière analytique. Il s’agit d’une ligne horizontale. Avec cette méthode, la force de contact
normale FN est proportionnelle au gap normal GN (pénétration) entre l’outil et le maillage,
à la pénalité normale CN ainsi que l’aire associée à chaque noeud esclave AS

FN

AS

= CN GN (4.2)

La pénalité normale CN est choisie de manière à minimiser le gap normal GN tout en
évitant les temps de calcul importants engendrés par de trop grandes valeurs de pénalité.
Dans le cas présent, on utilise CN = 106 MPa/mm. Comme les aspérités avaient été lubrifiées
au cours des tests, on a fait l’hypothèse de contact sans frottement dans les simulations.
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Loi matériau

Sutcliffe a réalisé des essais de compression sur des cylindres usinés dans le même maté-
riau que celui utilisé pour ses expériences d’écrasement d’aspérités. Le comportement de ce
matériau a été modélisé grâce à la loi d’écrouissage linéaire isotrope donnée par la relation
suivante :

σY = 277+ 93.77ǭep MPa (4.3)

Les paramètres de cette loi ont été identifiés sur base des données expérimentales de Sut-
cliffe.

Chargement

Le chargement appliqué sur l’aspérité est divisé en deux étapes. Au cours de la première,
l’aspérité est écrasée par une droite horizontale rigide. La charge appliquée sur cet outil est
augmentée progressivement jusqu’à ce qu’elle atteigne une valeur donnée, correspondant à
la pression de contact moyenne utilisée dans les expériences de Sutcliffe. La valeur de cette
pression moyenne est égale à la charge verticale appliquée divisée par la demi-distance entre
aspérités au début du calcul notée l0. Le déplacement horizontal des noeuds du bord droit
BC est empêché (cfr. étape 1 figure 4.23). Lors de la deuxième étape, la charge appliquée
sur l’outil rigide est maintenue constante et un déplacement horizontal est appliqué sur les
noeuds du bord vertical droit de l’aspérité de manière à générer des déformations plastiques
du substrat (cfr. étape 2 figure 4.23).

P
P

U

Config. initiale Etape 1 Etape 2

ll0

FIGURE 4.23 – Chargement et conditions aux limites utilisées au cours des différentes étapes de la simulation
éléments finis des expériences de Sutcliffe.
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L’aire relative de contact ainsi que la déformation du substrat (la déformation ingénieur
de la largeur de l’aspérité ǫx = (l − l0)/l0) sont calculées à chaque pas de temps de la
simulation sans retirer la charge verticale appliquée sur l’outil.

4.3.2 Analyse des résultats

La figure 4.24 compare les résultats obtenus avec Metafor aux résultats expérimentaux
de Sutcliffe [98]. On constate que les résultats numériques sont très proches des résultats
expérimentaux pour les trois valeurs de pression testées. De plus, on observe que les ré-
sultats du modèle éléments finis sont plus proches de l’expérience que ne l’est le modèle
de Sutcliffe à l’exception du cas p/2k = 0.66 (p étant la pression moyenne de contact et k
la limite d’élasticité en cisaillement) pour lequel le modèle de Sutcliffe donne des résultats
légèrement meilleurs.

Pour la pression moyenne la plus élevée p/2k = 1, la courbe obtenue avec Metafor sature
au-delà d’une déformation du substrat de 14 %. Cette caractéristique est aussi présente sur
les données expérimentales, mais n’est pas prédite par le modèle analytique.

Pour la pression la plus faible p/2k = 0.40, les résultats du modèle éléments finis
s’écartent de la courbe du modèle de Sutcliffe pour des déformations du substrat supérieures
à 2% et se rapprochent des résultats expérimentaux.

Le temps de calcul d’une des simulations est inférieur à 3 minutes sur le PC1 de l’annexe
A.

0 2 4 6 8 10 12 14 16 18 20
0

10

20

30

40

50

60

70

80

90

100

p k/(2 ) = 0.4

p k/(2 ) = 1.0

p k/(2 ) = 0.66

A
ir

e 
re

la
ti

ve
 d

e 
co

n
ta

ct
 [
%

]

Déformation du substrat [%]ex

Résultats exp. de Sutcliffe : /(2 ) = 1.0p k

Résultats exp. de Sutcliffe : p k/(2 ) = 0.66

Résultats exp. de Sutcliffe : /(2 ) = 0.40p k
Modèle Metafor (FEM)
Modèle analytique de Sutcliffe

FIGURE 4.24 – Comparaison des résultats numériques, obtenus à l’aide de la méthode des éléments finis, aux
résultats numériques et expérimentaux de Sutcliffe [98].
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4.4 Écrasement d’un profil réel

Dans cette section, on étudie l’écrasement de profils de rugosités, mesurés sur des tôles
laminées à froid, par un plan lisse rigide. Des simulations de ce type ont déjà été réalisées
par Bertrandié [10], à l’aide des logiciels éléments finis Abaqus [26] et LAM3 [42, 43].
Ces simulations avaient été effectuées dans la cadre d’un projet destiné à modéliser les
contraintes thermomécaniques dans une bobine lors du recuit-base. L’intérêt de reproduire
ces simulations est de montrer qu’il est possible de traiter ce type de cas avec Metafor et que
les résultats obtenus sont proches de ceux calculés avec Abaqus et LAM3.

Dans les paragraphes suivants, on décrit tout d’abord les hypothèses de la modélisation
et les résultats obtenus lors de l’écrasement du profil par un plan lisse. Ensuite, on analyse
des résultats lors du contact entre deux profils d’aspérités déformables. On montre ainsi que
nous sommes capables de traiter des cas où la tôle et l’outil sont rugueux.

4.4.1 Hypothèses du modèle

Géométrie

Le profil de rugosités utilisé dans les simulations d’écrasement est représenté sur la figure
4.25. Celui-ci a été mesuré sur une tôle laminée à froid dans le sens de la largeur. La longueur
palpée est de 3.3 mm. La rugosité moyenne arithmétique du profil est de 0.94 µm.
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FIGURE 4.25 – Profil de rugosités mesuré sur une tôle après laminage à froid dans le sens de la largeur. Ce
profil a été utilisé par Betrandié [10] dans des simulations d’écrasement d’aspérités Abaqus et LAM3.
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Maillage

Le maillage est représenté sur la figure 4.26. Celui-ci est identique à celui utilisé par
Bertrandie [10] dans les simulations éléments finis effectuées avec Abaqus et LAM3. Ceci
permet de réaliser une meilleure comparaison entre les différents résultats.

Le maillage présente 10 éléments sur l’épaisseur. La hauteur du plus petit élément en
surface est de 15 µm. La taille des éléments selon la hauteur du profil suit une progression
géométrique de raison r = 1.205. La largeur des éléments est constante et vaut 0.01 mm.

Comme dans la section précédente, ces simulations sont effectuées en état plan de dé-
formation. On utilise des éléments quadrangulaires intégrés à l’aide de la méthode de sous-
intégration sélective rappelée à la section précédente. On utilise ici aussi un schéma d’in-
tégration dynamique de Chung-Hulbert [22]. Les valeurs des paramètres utilisés sont les
valeurs par défaut décrites dans la section 6.2.8.

X

Y

FIGURE 4.26 – Zooms successifs sur le maillage du profil d’aspérité présenté à la figure 4.25.

Gestion du contact

On traite le contact à l’aide de la méthode de la pénalité. La pénalité normale choisie
est de CN = 106 MPa/mm. On ne prend pas en compte le frottement. Dans ce type de
simulations, comme le glissement entre les corps en contact est très faible, le frottement a
très peu d’influence sur les résultats.

On impose un déplacement vertical, linéaire au cours du temps, au plan rigide. Le dépla-
cement maximal est de 3.5 µm. Cette valeur permet d’écraser complètement les aspérités.
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Loi matériau

On utilise une loi matériau élastoplastique à écrouissage isotrope de type "Smatch" :

σY =
�
65.9+ 19.8ǭpl

� �
1− 0.36exp−14.1ǭpl

�
MPa (4.4)

Le matériau est un acier, le module d’Young est donc de 210 GPa et le coefficient de Poisson
vaut 0.3.

Notons que nous sommes aux limites de l’hypothèse d’un milieu continu. En effet, à
cette échelle, on est proche de la taille des grains. Par définition, ceux-ci délimitent des
régions d’orientations cristallographiques différentes. La réponse du matériau à l’échelle
microscopique sera donc influencée par l’orientation des grains. Or, dans les modèles décrits
ici, le comportement du matériau est identique sur chacun des éléments du domaine.

Conditions aux limites

L’épaisseur du substrat sur lequel reposent les aspérités est de 0.4 mm. Le déplacement
vertical du bord inférieur est bloqué et les déplacements horizontaux des bords verticaux
sont empêchés.

4.4.2 Analyse des résultats

Modifications du profil de rugosité au cours de l’écrasement

La figure 4.27 représente le déplacement vertical de l’outil en fonction de l’aire relative
de contact. Ces résultats ont été obtenus d’une part avec Abaqus et LAM3 par Bertrandié
[10] et d’autre part, avec Metafor dans le cadre de ce travail.
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FIGURE 4.27 – Descente du plan en fonction de l’aire relative de contact. Comparaison des résultats obtenus
lors des simulations Abaqus-LAM3-Metafor avec la courbe d’Abbott.
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On remarque que les trois résultats issus des simulations éléments finis présentent la
même allure ; une première phase durant laquelle l’aire relative de contact augmente très
lentement (pour un déplacement vertical de l’outil compris entre 0 et −1.2 µm) suivie d’une
seconde phase dans laquelle l’aire relative de contact augmente linéairement avec la des-
cente du plan.

Les courbes sont toutes les trois très proches les unes des autres. D’ailleurs, on remarque
que les résultats obtenus avec Metafor et Abaqus sont pratiquement identiques.

La quatrième courbe représentée sur la figure 4.27 correspond à la courbe d’Abbott du
profil d’aspérités. Pour comprendre ce qu’est une courbe d’Abbott, il faut définir le taux
de longueur portante. Le taux de longueur portante, est le rapport en pourcentage, entre
le profil rencontré par une ligne de coupe traversant le profil initial (sans déformation) et
la longueur de référence lp. La courbe d’Abbott est la transcription graphique du taux de
longueur portante (cfr. figure 4.28).

Au vu de la définition ci-dessus, la courbe de Abbott correspond à l’évolution de l’aire
relative de contact fournie par un modèle d’arasement (i.e. la quantité de matière écrasée
est éliminée du modèle), lors de l’écrasement du profil d’aspérités par un plan rigide.

Lorsque l’aire relative de contact est inférieure à 30%, on remarque que les résultats des
simulations éléments finis suivent la courbe d’Abbott. Par contre, pour les taux de contact
plus élevés, les résultats des simulations s’en écartent fortement. Ceci nous montre une
fois de plus les limitations du modèle d’arasement : la conservation de la masse doit
être prise en compte pour des valeurs élevées du taux de contact.

100%50%0%

taux de

longueur portante

hauteur du profil
lp

FIGURE 4.28 – Courbe d’Abbott : représentation schématique du taux de longueur portante (longueur des
segments rouges divisée par lp) en fonction de la hauteur du profil. lp représente la longueur portante.

La figure 4.29 représente la pression moyenne de contact en fonction de la descente de
l’outil. On remarque que les trois courbes (obtenues avec des codes éléments finis différents)
sont très proches les unes des autres.
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La figure 4.30 montre l’aire relative de contact en fonction de la pression moyenne de
contact. La courbe noire obtenue avec LAM3 présente une allure différente des deux autres.
Par contre, les courbes Metafor et Abaqus se superposent quasi parfaitement. Les résultats
fournis par Metafor et Abaqus donnent une relation linéaire entre la pression et l’aire relative
lorsque A est inférieure à 60%. Au-delà, la courbe sature. On obtient une aire relative de
contact de 100% pour une pression moyenne de 270 MPa.
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FIGURE 4.29 – Pression moyenne de contact en fonc-
tion de la descente de l’outil. Comparaison des
résultats Abaqus-LAM3-Metafor.
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FIGURE 4.30 – Aire relative de contact en fonction
de la pression moyenne de contact. Comparaison
des résultats Abaqus-LAM3-Metafor.

Modifications du profil de rugosité au cours de l’écrasement

La figure 4.31 montre la forme du profil de rugosité, à différents moments de la simu-
lation réalisée avec Metafor. On constate que pour une descente du plan inférieure à 2µm,
la partie supérieure des aspérités écrasées par le plan a simplement été tronquée, ce qui
rejoint les observations faites dans [10]. Dans ce cas, l’élargissement des pics écrasés est
négligeable par rapport à leur forme initiale et la remontée des vallées est très faible par
rapport à la descente du plan ce qui influence peu la valeur de l’aire relative de contact.
Cette observation rejoint le commentaire réalisé au paragraphe précédent. En effet, en ana-
lysant la figure 4.27, on avait remarqué que les courbes issues des simulations éléments finis
suivaient la courbe d’Abbott pour une descente du plan inférieure à 2 µm.

Au-delà de cette valeur, on constate sur la figure 4.31 une remontée importante des
vallées lors de l’écrasement. En effet, les conditions aux limites empêchent la matière de
s’échapper sur les côtés. La matière n’a donc d’autre choix que de remonter vers le plan
rigide. Par conséquent, l’aire relative de contact augmente. Ceci explique le fait que l’on
s’écarte de la courbe d’Abbott pour une descente du plan supérieure à 2 µm.

Enfin après une descente de l’outil de 3.5 µm on constate que le profil de rugosité est
complètement écrasé, celui-ci s’est conformé à la géométrie du plan.

Le temps de calcul de cette simulation est de l’ordre de 5 minutes sur le PC1 de l’annexe
A.
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FIGURE 4.31 – Modification de la forme du profil de rugosité lors de l’écrasement des aspérités par un plan
rigide. Résultats obtenus avec Metafor. En bleu : profil de rugosité initial, en rouge : profil déformé correspon-
dant au déplacement vertical de l’outil mentionné dans la légende, en noir : position du plan d’écrasement.
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4.4.3 Contact entre deux profils rugueux déformables

Hypothèses du modèle

On a effectué une simulation au cours de laquelle deux profils d’aspérités déformables
sont mis en contact. Le profil inférieur correspond au profil utilisé dans les sections précé-
dentes. Le profil supérieur a été obtenu par une opération de symétrie centrale du profil
inférieur.

L’épaisseur du substrat est de 0.4 mm pour les deux corps. La loi matérielle utilisée sur ces
deux domaines est identique. Il s’agit de la loi Smatch utilisée précédemment (cfr. équation
4.7). Le maillage possède les mêmes caractéristiques que celui utilisé dans les simulations
d’écrasement décrites au point précédent

On considère un contact sans frottement. Celui-ci est géré à l’aide d’une méthode double
passe. Dans ce cas, à chaque itération, l’interpénétration entre les corps est empêchée en
deux étapes (ou passes). Au cours de la première passe, le corps inférieur est l’esclave. Les
noeuds de contact du corps inférieur, ayant traversé le profil supérieur, sont donc ramenés
vers la surface du bord supérieur, le maître, à l’aide de la méthode de la pénalité. Ensuite,
les rôles sont inversés. La pénalité normale utilisée est de CN = 106 MPa/mm.

Les mouvements horizontaux des bords latéraux sont empêchés. Le déplacement vertical
de la base de l’aspérité inférieure est bloqué. La mise en charge s’effectue en imposant un
déplacement vertical sur la base de l’aspérité supérieure. On a choisi d’imposer un déplace-
ment linéaire au cours du temps dont la valeur maximale correspond à la différence entre
le maximum du profil supérieur et le minimum du profil inférieur.

Analyse des résultats

L’interaction entre les profils de rugosité lors du contact est représentée sur la figure
4.32. On constate qu’en fin de simulation les profils déformés se conforment parfaitement.

Sur les figures 4.33 et 4.34 on a tracé l’aire relative de contact ainsi que le volume libre en
fonction de la pression moyenne de contact. Lorsque l’aire relative de contact est inférieure
à 60 %, on observe une évolution linéaire de cette grandeur avec la pression. Ensuite, cette
courbe sature. Une conformation parfaite entre les surfaces est obtenue pour une pression
de 272 MPa.

Le volume libre décroît de manière importante au début de la simulation lorsqu’il y a
peu de contact entre aspérités. Cette variation s’amenuise avec la multiplication des points
de contact. Cette courbe sature enfin, comme celle de l’aire relative de contact, pour une
pression moyenne supérieure à 200 MPa.

Le temps de calcul de cette simulation est de l’ordre de 30 minutes sur le PC1 de l’annexe
A.
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FIGURE 4.32 – Contact entre deux profils d’aspérités déformables. Résultats obtenus avec Metafor. En rouge
profil de rugosité inférieur. En noir : profil supérieur.
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FIGURE 4.33 – Aire relative de contact en fonction
de la pression moyenne de contact.
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FIGURE 4.34 – Évolution du volume libre, entre les
aspérités, en fonction de la pression moyenne de
contact.

4.5 Calcul de la raideur des aspérités

Des mesures de raideur ultrasonore ont été effectuées par Dwyer-Joyce, Drinkwater et
Quinn [30] pour étudier le contact entre surfaces rugueuses. Ils ont analysé la réflexion
d’ultrasons à l’interface entre un bloc d’aluminium (de type 6082) et un outil en acier. Le
dispositif expérimental est schématisé sur la figure 4.35. Cette technique de mesure a déjà
été décrite à la section 3.5 (cfr. page 84). Notons qu’ici aucun lubrifiant ne séparait les
aspérités des deux corps en contact.

Ces mesures de raideur ont été réalisées pour différents niveaux de pression de contact.
Des cycles de charge-décharge montrent que la raideur mesurée suit une courbe d’hystérésis
(cfr. figure 4.36).

FIGURE 4.35 – Schéma du dispositif expérimental
utilisé dans [30] pour mesurer la raideur à l’in-
terface entre une plaque d’aluminium et un outil
métallique.
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FIGURE 4.36 – Raideur d’interface mesurée, lors de
cycles de charge décharge, à l’aide du dispositif
de la figure 4.35 [30].

121



CHAPITRE 4. SIMULATIONS D’ÉCRASEMENT D’ASPÉRITÉS DANS METAFOR

Pour le contact entre deux surfaces rugueuses, la raideur est déterminée par [30] :

K = −dpnom

du
(4.5)

où pnom est la pression moyenne de contact et u est la distance entre les lignes moyennes
des surfaces rugueuses.

Il y a bien évidemment un lien entre l’aire relative de contact et la raideur mesurée.
En effet, plus la conformation entre les surfaces est importantes, plus le rapport entre le
signal ultrasonore réfléchi par l’interface et celui émis par le capteur, appelé coefficient de
réflexion R, est faible. L’équation 4.6 (déjà décrite à la page 122) montre que dans ce cas, la
raideur des aspérités K est élevée. Cependant, il n’est pas possible de déterminer une valeur
d’aire relative de contact uniquement sur base de ces mesures. Pour ce faire, il faut utiliser
un modèle d’écrasement d’aspérités, qui sur base des mesures expérimentales de raideur
permettra de déduire l’état de l’interface.

|R|= 1Ç
1+

�
2K
ωz

�2
(4.6)

Différentes tentatives ont été effectuées pour calculer la raideur de l’interface [30]. Le
modèle de Greenwood et Williamson [37] fournit une raideur des aspérités très en deçà
des valeurs expérimentales. Le modèle numérique de Webster et Sayles [102], qui permet
de calculer l’écrasement d’un profil réel – supposé élastique – par un outil lisse, quant à lui
fournit des valeurs de raideurs moitié moindre que les grandeurs expérimentales. Ces deux
modèles font l’hypothèse que les aspérités ont un comportement élastique. Or on sait que
ces aspérités vont plastifier, à tout le moins au droit des points de contact.

Dans le cadre de ce travail, on a reproduit numériquement ces expériences sur une aspé-
rité simplifiée. Pour ce faire, on a étudié le comportement d’une aspérité triangulaire, ayant
une rugosité quadratique similaire à celle mesurée sur un des profils testés dans [30]. On a
choisi d’utiliser Rq = 1.87 µm. La pente de l’aspérité vaut 10̊ . Celle-ci repose sur un substrat
de 200 µm d’épaisseur. La largeur du substrat est de 36.73 µm. La géométrie ainsi que le
maillage utilisé sont similaires à ceux décrits à la section 4.3.

Dans le modèle, l’aspérité est écrasée par un plan lisse rigide. Cette approximation est
acceptable dans la mesure où le corps en acier est beaucoup plus dur que la plaque d’alu-
minium. Le mouvement horizontal des bords verticaux de l’aspérité est empêché de même
que le mouvement vertical du bord inférieur. Les autres hypothèses du modèle en termes de
types d’élément, de gestion du contact et d’intégration temporelle sont identiques à celles
effectuées à la section 4.3.
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On ne dispose pas de la loi d’écrouissage du bloc d’aluminium utilisé lors des expériences.
On a donc décidé d’utiliser la loi suivante :

σY =
�
1875.8+ 21.98ǭpl

� �
1− 0.042e−13.28ǭpl

�
− 1584.2 MPa (4.7)

dont les paramètres ont été identifiés sur mesures réalisées lors de tests de bipoinçonnement
réalisés par Bech [8].

D’un point de vue expérimental, la raideur des aspérités correspond à la variation de
pression due à une perturbation élastique générée dans la zone de contact par une onde
ultrasonore. Or, lors de l’écrasement de l’aspérité pour l’outil rigide, le matériau subit des
déformations élastoplastiques. Il n’est donc pas possible de déterminer la raideur sur base
de la pression moyenne de contact pnom et de la distance entre les lignes moyennes u par
l’intermédiaire de la relation 4.5. Dès lors, pour que les déformations soient purement élas-
tiques lors du calcul de la raideur des aspérités, les phases de charge sont entrecoupées de
déchargements élastiques comme le montre la figure 4.37.

Déplacement

Temps

Décharge élastiqueDéformations
élastoplastiques

Calcul de la raideur
Δpnom

Δu

vertical de l’outil

FIGURE 4.37 – Représentation schématique du déplacement vertical de l’outil lors des simulations destinées au
calcul de la raideur des aspérités. Le chargement élastoplastique de l’aspérité comprend différentes phases
de décharges élastiques régulièrement espacées. C’est au cours de ces phases que la raideur des aspérités est
calculée.

Les résultats obtenus sont représentés sur la figure 4.38. Tout d’abord, on constate que
l’ordre de grandeur de la raideur est similaire aux valeurs mesurées. De plus, on observe
comme dans les expériences, un comportement hystérétique. Ce type de résultats numé-
riques est à notre connaissance une première.

Il y a un écart entre les courbes numériques et expérimentales. Gardons cependant à
l’esprit que le modèle utilisé ici est fortement simplifié dans la mesure où l’outil rugueux en
acier est modélisé à l’aide d’un plan lisse, les aspérités de la tôle d’aluminium sont repré-
sentées par une géométrie simplifiée et la loi matériau utilisé lors des essais expérimentaux
n’est pas connue.

Le temps de calcul de cette simulation est de l’ordre de 15 minutes sur le PC1 de l’annexe
A.
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FIGURE 4.38 – Raideur des aspérités lors d’un cycle de charge-décharge : comparaison des résultats numériques,
obtenus sur une aspérité triangulaire de rugosité Rq = 1.87µm, aux résultats expérimentaux.

Le modèle numérique décrit ici a toutefois un intérêt qualitatif dans la mesure où il est
possible d’effectuer des études paramétriques. Celles-ci permettent d’étudier séparément
l’influence de différents paramètres tels que la pente des aspérités. La figure 4.39 montre
que la raideur augmente avec la pente des aspérités. Les aspérités les plus pentues sont en
effet les plus difficiles à écraser : pour obtenir un taux de contact donné, une pression plus
importante est nécessaire lorsque la pente est plus élevée. La raideur des aspérités est donc
plus importante dans ce cas.
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FIGURE 4.39 – Étude paramétrique réalisée à l’aide du modèle numérique simplifié : influence de la pente des
aspérités sur la raideur.
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4.6 Conclusions

Dans ce chapitre, on a tout d’abord validé le modèle éléments finis en reproduisant nu-
mériquement des essais expérimentaux d’écrasement d’aspérités macroscopiques. Ces essais
avaient été effectués par Sutcliffe [98] sur des aspérités triangulaires usinées dans un bloc
de cuivre. On a montré, pour les trois niveaux de pression de contact utilisés par Sutcliffe,
que les résultats obtenus avec Metafor étaient proches des résultats expérimentaux. De plus
lorsque la pression de contact est faible ainsi que pour les déformations plastiques du sub-
strat élevées, le modèle éléments finis donne de meilleurs résultats (i.e. plus proche des
résultats expérimentaux) que le modèle analytique de Sutcliffe.

La méthode des éléments finis est beaucoup plus générale que les lois empiriques de
Sutcliffe [98] ou Wilson et Sheu [106]. Elle permet en effet de prendre en compte des
profils réels ainsi que l’écrouissage du matériau. Des résultats de calculs faisant intervenir
des profils réels ont donc été présentés dans le but de montrer que ce type de simulation était
tout à fait réalisable. On a tout d’abord étudié un cas d’écrasement d’un profil réel par un
outil lisse. Ceci nous a permis de montrer que notre modèle donne des résultats similaires
à ceux obtenus avec deux autres logiciels éléments finis : Abaqus et LAM3. Ensuite, on a
effectué des simulations dans lesquelles l’outil et la tôle sont rugueux. Dans le cas présent,
les deux corps avaient un comportement élastoplastique. Cette configuration n’était pas
représentative du laminage à froid puisque, dans ce cas, l’outil devrait être beaucoup plus
dur que la tôle. De plus, l’allongement du substrat dans la direction de laminage n’était pas
considéré dans le modèle. On a néanmoins montré la possibilité de traiter une configuration
peu étudiée dans la littérature : l’interaction entre deux corps rugueux.

Dans les différentes simulations discutées ici, on n’a pas pris en compte les variations de
la dureté du matériau dans le substrat. En effet, le matériau est généralement plus écroui
en surface suite aux opérations de mise en forme successives. Il y a deux raisons principales
à cela. D’une part, le frottement de la tôle avec les outils et d’autre part, le fait que les défor-
mations ne sont pas homogènes sur l’épaisseur des tôles. Le et Sutcliffe [61] ont cependant
observé dans leurs simulations éléments finis que cet effet avait peu d’influence sur le taux
d’écrasement.

On a également calculé la raideur des aspérités lors de cycles charge-décharge. Ces si-
mulations ont été réalisées sur un modèle simplifié dans lequel une aspérité triangulaire
est écrasée par un plan rigide. Les résultats obtenus présentent une forme hystérétique tout
comme ceux obtenus expérimentalement. De plus, les ordres de grandeur des deux types de
résultats sont identiques. Ce modèle simplifié peut être utilisé en l’état pour quantifier l’in-
fluence de différents paramètres de la géométrie, de la loi matérielle, etc. Le modèle pourra
être adapté pour pouvoir traiter des profils réels. La taille du modèle sera beaucoup plus
grande. Celui-ci sera donc plus complexe à traiter.

L’approche, utilisée par Sutcliffe [95] et Ma [66], qui consiste à étudier un profil simplifié
constitué de plusieurs longueurs d’onde semble prometteuse et constitue une des perspec-
tives de ce travail. Cette méthode permet en effet de réduire la taille des profils à prendre
en compte dans les simulations, d’écrasement d’aspérités ou de calcul de raideur, ainsi que
le temps de calcul.
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Chapitre 5

Améliorations des capacités de MetaLub
via son couplage avec d’autres logiciels

5.1 Introduction

Dans le chapitre précédent, lors de la description de MetaLub, on a assez peu insisté
sur les aspects thermiques. Ceux-ci sont pris en compte à l’aide de profils de température
imposés sur le cylindre et la bande. Ces profils de température sont donc supposés connus
dès le début du calcul. Ceux-ci influencent le comportement du lubrifiant dont les propriétés
dépendent fortement de la température. Dans le modèle, l’auto-échauffement du lubrifiant
dû au cisaillement du film est négligeable [69] et sa température est calculée comme étant
la moyenne arithmétique des températures du cylindre et de la bande.

En laminage à froid, les variations de température de la bande et du cylindre ont deux
origines. Il y a tout d’abord la chaleur générée par les déformations plastiques de la bande.
Celles-ci apparaissent sur une très courte distance, à savoir la longueur de l’emprise qui est
de l’ordre de 5 à 15 mm. Dans ce cas, l’augmentation de la température de la bande va
également influencer celle du cylindre par conduction. La deuxième source de chaleur vient
du cisaillement dans l’emprise. Celle-ci affecte à la fois le cylindre et la bande.

Afin de quantifier ces phénomènes, un modèle numérique bidimensionnel a été déve-
loppé, par Bouache [15], au sein d’un logiciel baptisé ThermRoll. Ce modèle utilise les ré-
sultats de MetaLub pour évaluer les sources de chaleur et calcule ensuite la température du
cylindre de la bande en régime établi. Il fournit alors des profils de température moyenne sur
la bande et le cylindre qui peuvent être utilisés par MetaLub pour une nouvelle simulation.

Une procédure de couplage automatique entre MetaLub et ThermRoll a été programmée
dans le cadre de cette thèse. Ces deux logiciels sont appelés séquentiellement jusqu’à ce
qu’un critère de convergence sur la solution soit vérifié. Ce couplage entre les deux logiciels
permet de réaliser des calculs thermomécaniques.
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La première partie de ce chapitre décrit tout d’abord le modèle ThermRoll, la procédure
de couplage avec MetaLub et discute enfin la validation numérique de la procédure sur un
cas de laminage rencontré en cage 5 du laminoir de Dofasco situé au Canada.

La deuxième partie de ce chapitre traite du couplage entre MetaLub et Metafor. Ce cou-
plage constitue une première étape importante en vue de pouvoir prendre en compte le
micro-hydrodynamisme dans les simulations de laminage. Ce phénomène permet en effet
d’expliquer la sensibilité du frottement à la réduction discutée à la section 3.6. De plus, on
pense que ces écoulements de lubrifiant à l’échelle microscopique auront un effet encore
plus important lors du laminage à froid d’aciers à haute limite d’élasticité.

On l’a vu au chapitre 2, seuls quelques modèles permettent de prendre en compte ce
phénomène. Ceux développés par Wilson [62] ou Sutcliffe [61, 97] font des hypothèses
simplificatrices importantes. De plus, ils ne permettent pas de déterminer le moment à partir
duquel les phénomènes apparaissent. C’est donc une approche purement numérique qui a
été retenue dans le cadre de ce travail. L’objectif est de pouvoir représenter ces écoulements
de lubrifiant, à l’échelle microscopique, à l’aide de la méthode des éléments finis.

Une première étape en vue de la prise en compte du micro-hydrodynamisme dans le
cas du laminage à froid consiste à coupler MetaLub avec Metafor en cas sec, c’est-à-dire en
l’absence de lubrifiant. Dans ce cas, MetaLub fournit les conditions aux limites représen-
tatives de la cage de laminoir au modèle éléments finis d’écrasement d’aspérités. Metafor
traite alors ce cas d’écrasement d’aspérités et calcule alors l’aire relative de contact A qui
représente le pourcentage surfacique de contacts directs entre aspérités. Celle-ci est ensuite
retournée vers MetaLub pour une nouvelle simulation. Dans ce cas, les résultats des simu-
lations éléments finis remplacent les lois analytiques d’écrasement d’aspérités.

La limitation de ce modèle couplé vient du fait qu’il n’est, à ce stade, pas possible de tenir
compte de la présence d’un lubrifiant. La levée de cette hypothèse est une des perspectives
principales de ce travail.

5.2 Couplage MetaLub-ThermRoll

5.2.1 Description du modèle numérique ThermRoll

ThermRoll est un logiciel qui permet de modéliser les échanges thermiques bidimension-
nels au sein d’une cage de laminage à froid. Celui-ci utilise la méthode des volumes finis
pour calculer les champs de températures sur le cylindre et la bande en régime établi. Dans
ce modèle, le cylindre et une portion de la bande autour de l’emprise sont discrétisés à l’aide
de maillages structurés composés de quadrangles.
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Champ de température de la bande

Le champ de température sur la bande est calculé à l’aide de l’équation de la chaleur :

vx

∂ TS

∂ x
+ vy

∂ TS

∂ y
= λ
∂ 2TS

∂ x2
+λ
∂ 2TS

∂ y2
+

QP (x)

ρcp

(5.1)

λ est la conductivité thermique du matériau, cp est la capacité thermique, QP est la densité
d’énergie de déformation plastique de la bande, calculée sur base des résultats MetaLub, et
où vx et vy représentent la vitesse dans les directions horizontales et verticales.

Champ de température du cylindre

Sur le cylindre, le champ de température est régi par l’équation de la chaleur 5.2. Celle-ci
est exprimée en coordonnées cylindriques : r et θ sont respectivement les coordonnées ra-
diales et angulaires. Cette équation comprend un terme de transport qui permet de prendre
en compte la vitesse de rotation angulaire du cylindre ω.
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= 0 (5.2)

Le terme 2Haxial
λL

�
TR − T f

�
de cette équation permet de prendre en compte les déperditions

thermiques dans l’axe du cylindre : T f étant la température de l’axe du cylindre et Haxial le
coefficient d’échange. D’après Bouache [14], l’adjonction de cette conductance thermique
de paroi en modèle d’ailette suppose que la nombre de Biot axial, Bia = Hax ial L/2λ où L
est la largeur du cylindre, reste voisin de 0.1.

Seule la périphérie du cylindre est maillée dans le modèle. En effet, suite au déplacement
relatif du cylindre par rapport à la tôle, la profondeur du cylindre influencée par les transferts
thermiques bidimensionnels décroît avec l’augmentation du nombre de Peclet : Pe =ωR2/a
où a est la diffusivité thermique. Au-delà de cette profondeur, les transferts thermiques sont
unidirectionnels [14].

Le cylindre est divisé en plusieurs secteurs angulaires. Chacun correspond à un échange
avec un milieu différent : l’air ambiant, un spray d’émulsion, etc.. Ces différentes conditions
aux limites sont supposées linéaires. Le flux de chaleur est donné par :

φ = H
�
T − Tre f

�
(5.3)

où H est le coefficient d’échange et Tre f est la température du milieu environnant.
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Liaison entre le cylindre et la bande

Les conditions d’échange entre le cylindre et la bande dans l’emprise sont modélisées au
moyen des équations suivantes :

Cylindre :−λR
∂ TR(R,θ )

∂ r
= Hcontact

�
TR(R,θ )− TS,sur f

�
+α QF(x) (5.4)

Bande :−λS

∂ TS,sur f

∂ r
= Hcontact

�
TS,sur f − TR(R,θ )

�
+ (1−α) QF(x) (5.5)

où TS,sur f est la température à la surface de la bande

Dans ces relations, la densité d’énergie de frottement QF(x) est calculée par

QF = τVg (5.6)

Le cisaillement τ et la vitesse de glissement Vg = VR − VS sont obtenus sur base des
résultats de MetaLub. La source de chaleur QF est partagée vers la bande et le cylindre au
moyen du paramètre α.

Température dans l’espace inter-cages

La distance séparant deux cages successives est de l’ordre de plusieurs mètres. Les aspects
thermiques sont aussi à prendre en compte à cet endroit puisque des sprays d’émulsion sont
envoyés sur la bande pour la refroidir et la lubrifier avant le passage dans la cage suivante. Il
n’est cependant pas envisageable d’utiliser un maillage 2D sur la tôle à cet endroit, car cela
demanderait un temps de calcul trop important. Bouache [15], dans son modèle, a choisi
d’utiliser la formule analytique suivante :

T (x) = Tre f + (T1 − Tre f )exp (−ξH x) (5.7)

où T1 est la température initiale.

La constante ξ est exprimée par

ξ =
2

ρcpeSVS

(5.8)

où VS et eS sont respectivement la vitesse et l’épaisseur de la bande.
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5.2.1.1 Méthode de résolution

La méthode itérative SOR (Successive Over Relaxation) est utilisée pour résoudre les équa-
tions discrétisées. Dans ce cas, la température à l’itération k + 1 est estimée sur base des
températures obtenues à l’itération k et de la température eTi, j calculée à l’aide du bilan des
échanges avec les éléments voisins [14]

T (k+1)
i, j = (1− ǫ)T (k)i, j + ǫ

eTi, j (5.9)

où ǫ représente le coefficient de relaxation.

5.2.2 Méthode de couplage

La procédure de couplage entre MetaLub et ThermRoll est schématisée sur la figure 5.1.
Le processus commence par exécuter MetaLub. Une fois que cette simulation est terminée,
ThermRoll peut utiliser ces résultats pour calculer les sources de chaleur dues au frottement
QF et aux déformations plastiques QP dans la bande. Celles-ci permettent de déterminer le
champ de température sur la bande et le cylindre. Sur base de ceux-ci, ThermRoll génère
des profils de température moyenne sur la bande et le cylindre qui peuvent être utilisés par
MetaLub pour l’itération suivante.

MetaLub

(modèle mécanique)

ThermRoll

max[Ts(x)-Ts (x)]< tol
i i-2

Q xF ( ) = Vgt

Q xP ( ) = 0.9 s e

i = 1

non

i=2

Sources de chaleurProfils de température

sur la bande

et le cylindre

Ts x

T

( )

( )R q

i > 2

(modèle thermique)

i=i+1i=i+1

Fin du processus itératif
oui

FIGURE 5.1 – Représentation schématique de la procédure de couplage entre MetaLub et ThermRoll. Lors de
la première simulation avec MetaLub, la température est constante sur le cylindre et sur la bande.

Le processus itératif se termine lorsque la différence du profil de température sur la
bande entre deux itérations successives est inférieure à une tolérance fixée par l’utilisateur.
Dans le cas de la modélisation du laminoir de Dofasco, cette tolérance est fixée à 0.5 ˚C.
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MetaLub et ThermRoll sont programmés dans des langages différents : C++ pour Meta-
Lub et Fortran90 pour ThermRoll. Ces logiciels communiquent en échangeant des fichiers.
L’implémentation de la procédure de couplage a été grandement facilitée par l’utilisation du
langage de programmation Python [57]. Celui-ci permet en effet de créer facilement de nou-
veaux répertoires, de copier des fichiers d’un répertoire à l’autre, de lancer les simulations ;
etc.

5.2.3 Modélisation du comportement de la cage 5 de Dofasco

Le site de Dofasco permet de laminer du fer blanc. C’est un système de lubrification
recirculée qui est utilisé sur ce site. La configuration de la cage 5 est représentée sur la
figure 5.2. Avant l’entrée dans la cage 5, la bande est refroidie par deux sprays d’émulsion.
L’un d’eux est situé, entre la sortie de la cage 4 et un rouleau essoreur, environ 4 m en amont
de la cage 5. Le second est situé 1.1 m avant l’entrée dans l’emprise.

1.1m
2 m

515 mm

S
Y

M

convection avec l’air ambiant

3.7 m

3.96 m

0.4m

Spray n°1

Stand 5

X

Y

TS,2

direction de laminageSprays d’émulsion Tref = 65°C

Spray n°2

FIGURE 5.2 – Configuration du système de lubrification utilisé sur la cage 5 du laminoir de Dofasco.

Différentes expériences ont été réalisées sur cette ligne. L’une d’elles avait pour but d’étu-
dier l’influence du refroidissement de la bande sur le comportement de la cage 5 et la tem-
pérature de la bande en sortie.

Au cours de cette expérience, trois configurations ont été testées. Dans un premier temps,
le premier spray est allumé tandis que le second est éteint. Ensuite, le deuxième spray est
mis en marche. Dans ce cas, on n’observe pas de changement significatif à la cage 5 : ni le
glissement avant ni la température de la bande deux mètres après la sortie TS,2, n’ont été
influencés. Enfin, le premier spray est arrêté. Ceci conduit à une augmentation du glissement
avant de 2.5 %, ce qui montre une augmentation du frottement, et une augmentation de la
température en sortie de 7̊ C. De plus, des vibrations apparaissent sur la cage. Les sections ci-
dessous décrivent les hypothèses effectuées dans le modèle numérique ainsi que les résultats
obtenus lorsque le spray 1 est mis à l’arrêt.
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Hypothèse du modèle ThermRoll

Dans le modèle thermique, on va représenter l’effet du spray 1 en faisant varier la tem-
pérature TS,1 de la bande avant le passage sous le spray 2 (cfr. figure 5.3). On peut ainsi
limiter l’étendue du modèle.

En amont de l’emprise, la tôle est refroidie par du lubrifiant alors qu’en aval, elle échange
de la chaleur par convection avec l’air ambiant. Les coefficients d’échange ainsi que les
dimensions sont indiqués sur la figure 5.3.

En dehors de l’emprise, la température est déterminée à l’aide de la relation 5.7. À proxi-
mité de l’emprise, les échanges thermiques bidimensionnels sont calculés sur un maillage
composé de quadrangles. Celui-ci s’étend en amont et en aval de l’emprise (cfr. figure 5.4).
Dans le cas présent, la longueur du maillage 2D est de 16 mm. Les coefficients d’échange et
les températures de références sont identiques à ceux mentionnés sur la figure 5.3.

1.1m

convection avec l’air ambiant

120°

1Z

5Z

4Z

2Z

3Z

0.4m S
Y

M

refroidissement par émulsion

2 m

TS,1

direction de laminage

Spray n°2

Tref = 65°C - H = 5670 W/(m²K) Tref = 25°C H = 10 W/(m²K)

TS,2

FIGURE 5.3 – Représentation schématique de la configuration modélisée à l’aide de ThermRoll. L’influence du
spray 1 sur la thermique est prise en compte à l’aide de TS,1. La tôle en amont de l’emprise est refroidie par
une émulsion à 65̊ C tandis que la partie aval échange avec l’air ambiant.

Le cylindre est divisé en différents secteurs angulaires (cfr. figure 5.3). Chacun d’eux
permet de prendre en compte un échange thermique avec un milieu différent. Dans les
zones Z1 et Z3 le cylindre échange de la chaleur, par conduction, avec respectivement la tôle
et le cylindre d’appui. Les zones Z2 et Z4 sont caractérisées par un échange convectif avec
l’air ambiant supposé être à 25 ˚C tandis que la zone Z5 est refroidie par une émulsion à 65
C̊. Les valeurs numériques de ces coefficients d’échange et les températures de référence

correspondantes sont indiquées dans le tableau 5.1.

Z1 Z2 Z3 Z4 Z5

H (W m−2K−1) 2 106 10 2 105 10 18 000
Tre f C̊ - 25 40 25 65

emprise convection contact convection refroidissement
air ambiant cylindre d’appui air ambiant par émulsion

TABLEAU 5.1 – Coefficients d’échange et températures de référence utilisés pour les différentes zones du cylindre
lors de la modélisation de la cage 5 du laminoir de Dofasco.
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Comme cela a été mentionné précédemment, seule la partie extérieure du cylindre est
maillée. Une partie du maillage utilisé est représenté sur la figure 5.4. L’ensemble de la
périphérie du cylindre est discrétisée dans le modèle. Dans le cas présent, on a utilisé une
profondeur de 0.85 mm.

16 mm

0.85 mm

0.349 mm
2 0.21 mm

2

FIGURE 5.4 – Maillage utilisé, dans le modèle thermique au voisinage de l’emprise. La longueur du maillage
de la tôle est de 16 mm. L’ensemble de la périphérie du cylindre est maillé sur une épaisseur de 0.85 mm.

Hypothèse du modèle MetaLub

Les valeurs des tensions et de l’épaisseur à l’entrée et à la sortie sont indiquées dans le
tableau 5.2. Le matériau est modélisé par une loi élastique parfaitement plastique avec une
limite d’élasticité de 778 MPa.

Tension [MPa] Épaisseur [mm]
Entrée 155 0.349
Sortie 110 0.210

TABLEAU 5.2 – Tension et épaisseur de la bande en entrée et en sortie de la cage 5 de Dofasco.

On modélise le comportement comportement thermopiézovisqueux à l’aide de la loi WLF.
Les paramètres utilisés sont indiqués sur la figure 3.24 à la page 74.

On utilise un profil de Christensen pour modéliser la distribution des hauteurs des as-
pérités. La rugosité arithmétique Ra des cylindres des cages 4 et 5 vaut respectivement
Ra,R,4 = 0.65 µm et Ra,R,5 = 0.5 µm. On fait l’hypothèse que la rugosité de la bande à
l’entrée de la cage 5 est égale à la rugosité du cylindre en cage 4. La rugosité composite de
la bande et du cylindre en cage 5 vaut Rq,c = 1.03 µm. On fait appel à la loi de Wilson et
Sheu pour modéliser l’écrasement des aspérités.
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À l’interface, le cisaillement sur les plateaux est calculé à l’aide de la loi de Coulomb-
Orowan :

τa =min (µapa, 2.6µak) (5.10)

où k est la limite d’élasticité en cisaillement du solide (k = σY/
p

3 = 778/
p

3 MPa) . Cette
loi permet de limiter les contraintes de cisaillement aux pressions élevées.

Le diamètre du cylindre est de 515 mm et la vitesse de laminage est de 1000 m/min. On
modélise les déformations du cylindre à l’aide de la méthode de Jortner.

Sprays 1 et 2 allumés : conditions de lubrification surabondante

On étudie ici la configuration où les sprays 1 et 2 sont allumés. La quantité de lubrifiant
projetée sur la bande est donc importante. On décide donc de modéliser ce cas en faisant
l’hypothèse de lubrification surabondante dans MetaLub.

Deux paramètres du modèle couplé doivent être ajustés. Le premier est le coefficient de
frottement sur les plateaux utilisé dans le modèle mécanique. Celui-ci est réglé de manière
à s’approcher de la valeur de glissement avant mesurée lors de l’essai. Notons que la valeur
de la force de laminage n’a pas été fournie par ArcelorMittal dans ce cas. Le deuxième pa-
ramètre à ajuster, dans le modèle thermique cette fois, est la température TS,1 sur la bande
avant le passage sous le spray 2 (cfr. figure 5.3). Ce paramètre permet de retrouver la valeur
de la température TS,2, 2 m après la sortie de l’emprise. Les résultats numériques obtenus
avec µa = 0.04 et TS,1 = 118̊ C sont indiqués dans le tableau 5.3. Comme on peut le consta-
ter, ces paramètres permettent d’obtenir des résultats proches de l’expérience.

Expérience Résultats numériques
Glissement avant SF 3 [%] 3.3 [%]

TS,2 153 [̊ C] 152.4 [̊ C]

TABLEAU 5.3 – Comparaison entre les résultats numériques et les grandeurs expérimentales pour µa = 0.04
et TS,1 = 118̊ C

Spray 1 éteint - spray 2 allumé : sous-alimentation de l’emprise

Le fait d’éteindre le spray 1 a deux conséquences. La première est une diminution de la
quantité de lubrifiant à l’entrée de l’emprise. La seconde est une augmentation de la tempé-
rature de la bande. Ces deux effets ont été étudiés séparément dans le modèle numérique
en modifiant la température TS,1 et la quantité de lubrifiant qui rentre dans l’emprise hlub,in.

Dans le premier cas, on a maintenu la température TS,1 constante et l’épaisseur de film
à l’entrée de l’emprise hlub,in a été diminuée progressivement. L’influence de ces paramètres
sur le glissement et la température en sortie TS,2 est représentée sur les courbes vertes des
figures 5.5 et 5.6.
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Sur la figure 5.5 on constate qu’une épaisseur de film de lubrifiant supérieure à 10 µm
donne des résultats similaires à ceux obtenus dans le cas de lubrification surabondante.
Pour les épaisseurs plus faibles, l’effet de la sous-alimentation se fait sentir. En effet, une
réduction de hlub,in de 10 à 5 µm engendre une légère augmentation du glissement avant
d’environ 2.7 %. Ensuite, une augmentation significative du glissement est observée jusqu’à
une épaisseur de 0.1 µm. Enfin, pour une épaisseur de film inférieure à 0.1 µm, le glissement
reste pratiquement constant. Sur la figure 5.6, la variation de l’épaisseur de sortie TS,2 est
faible, elle est de l’ordre de 2.5 C̊.

Sur la figure 5.5, on constate qu’une épaisseur de film hlub,in de 3.48 µm permet d’obtenir
une valeur de glissement très proche de celle obtenue dans lorsque le spray 1 est éteint. Par
contre, la température de sortie obtenue dans ce cas est 5̊ C plus faible que la grandeur
expérimentale (cfr. figure 5.6).

Dans un deuxième temps, les mêmes simulations ont été réalisées avec une température
initiale TS,1 de 150˚C. Les valeurs du glissement avant obtenues dans ce cas sont très proches
des valeurs décrites précédemment avec TS,1 = 118̊ C . Ces deux températures semblent très
éloignées, mais la différence de température moyenne sur la bande à l’entrée de l’emprise,
après refroidissement par l’émulsion envoyée par le spray 2, est de 10̊ C. Comme on peut le
voir sur les figures 5.5 et 5.6, une température TS,1 = 150̊ C et une épaisseur de film d’huile
à l’entrée de hlub,in = 3.48µm permettent d’approcher les valeurs de températures en sortie
TS,2 et de glissement avant lorsque le spray 1 est éteint.

Au vu de cette analyse, on peut conclure que la réduction de la quantité de lubrifiant à
l’entrée affecte le glissement avant alors que la température de sortie est très peu influen-
cée. Lorsque la température moyenne de la bande à l’entrée de l’emprise varie de manière
modérée, dans le cas présenté ici cette valeur augmente de 10̊ C, le glissement avant est
peu influencé. Cette variation de température affecte surtout la température de sortie TS,2.
L’étude paramétrique effectuée ici montre que les phénomènes thermiques et mécaniques
semblent découplés dans ce cas.

Les champs de températures sur la bande et le cylindre obtenus dans les deux cas per-
mettant d’approcher les conditions expérimentales étudiées sont représentés sur la figure
5.7. Sur celle-ci, on constate que la température de la bande en entrée est plus importante
dans le cas où le spray 1 est éteint. La température maximale est elle aussi plus élevée dans
ce cas. La distribution de température sur le cylindre varie peu d’un cas à l’autre même si la
température maximale du cylindre est plus élevée lorsque le spray 1 est éteint.
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FIGURE 5.5 – Glissement avant calculé, pour deux températures TS,1, en fonction de l’épaisseur de film de
lubrifiant à l’entrée de l’emprise.
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FIGURE 5.6 – Température TS,2 de la bande 2 m après la sortie de l’emprise, pour deux températures TS,1, en
fonction de l’épaisseur de film de lubrifiant à l’entrée de l’emprise.
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FIGURE 5.7 – Champ de température en˚C sur le cylindre et sur la bande pour les deux points de fonctionnement
étudiés ici : spray 1 ON (au dessus) – spray 1 OFF (en dessous).
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5.3 Couplage MetaLub-Metafor

Une procédure automatique de couplage entre MetaLub et Metafor a été implémentée.
Celle-ci permet de remplacer les équations analytiques d’écrasement d’aspérités, utilisées
jusqu’à présent dans MetaLub, par des résultats de simulations éléments finis provenant de
Metafor. Il est ainsi possible de traiter des cas plus réalistes et plus complexes. En effet,
les équations analytiques d’écrasement d’aspérités utilisées dans MetaLub présentent diffé-
rentes limitations. Il y a tout d’abord l’hypothèse d’arasement : la matière qui est écrasée
est éliminée du modèle. Il n’y a donc pas de conservation de matière. Ensuite, les aspérités
sont représentées au moyen de profils simplifiés. On peut utiliser un profil de Christensen
[21] ou un profil en dents de scie. Enfin, le contact entre le cylindre et la tôle, qui sont tous
les deux rugueux, est modélisé par une configuration outil lisse – bande rugueuse ce qui
constitue là aussi une approximation importante.

Au cours de cette procédure, le modèle macroscopique MetaLub alimente automatique-
ment le modèle microscopique de Metafor en conditions aux limites (traction dans la bande
σx et déplacement vertical du cylindre) qui simule alors, en fonction de ces conditions lo-
cales, l’écrasement des aspérités et en déduit l’aire relative de contact A. Cette aire relative
de contact est ensuite réintroduite dans MetaLub, exactement comme le modèle analytique
le faisait auparavant, qui peut poursuivre ses calculs jusqu’à la convergence.

Dans les paragraphes suivants, on détaille tout d’abord les modifications apportées aux
systèmes d’équations résolus en cas sec par MetaLub pour pouvoir prendre en compte les
résultats issus de Metafor. Ensuite, on décrit la méthode de couplage et les grandeurs échan-
gées par les deux codes. Enfin, cette méthode est validée par rapport aux résultats obtenus,
lors de l’utilisation de la loi empirique de Wilson et Sheu [106], dans un cas de laminage
sans lubrifiant où les aspérités sont représentées par un profil en dents de scie.

5.3.1 Modifications apportées aux systèmes d’équations en régime sec

Dans MetaLub, le calcul de l’emprise est divisé en plusieurs zones. Chacune de ces zones
correspond à un système d’équations à résoudre. Dans le cas sec, on en dénombre 4 :

1. zone d’entrée "hydrodynamique"

2. zone d’entrée mixte

3. zone de travail

4. zone de sortie
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Les sections ci-dessous décrivent tout d’abord ces différents systèmes d’équations. Celles-
ci ont été obtenues par Stephany [93] en annulant les termes dépendants de la pression
du lubrifiant dans les équations développées par Marsault [69]. Ensuite, on décrit les mo-
difications apportées pour prendre en compte les résultats des simulations éléments finis
d’écrasements d’aspérités. Dans ces nouveaux systèmes d’équations, l’accolade supérieure
décrit les équations relatives à l’écrasement des aspérités. Celles-ci traitent les résultats is-
sus des simulations éléments finis effectuées avec Metafor. L’accolade inférieure contient les
équations différentielles intégrées dans MetaLub. Le critère de sortie de chacune des zones
est spécifié dans l’accolade de droite.

5.3.1.1 Zone d’entrée hydrodynamique

L’intégration de cette zone débute en x = −R0, où R0 est le rayon du cylindre non dé-
formé, et se termine au droit du premier contact entre le cylindre et les aspérités de la tôle.
Cette zone ne sert évidemment à rien en l’absence de lubrifiant, mais elle est utile pour trai-
ter les conditions de sous-alimentation. Dans ce cas, le calcul commence par l’intégration
des zones sèches et se poursuit en cas lubrifié une fois que le cylindre est mis sous pression.
Dès lors, si l’épaisseur du film de lubrifiant hlub,in choisie par l’utilisateur est très grande, il
se peut que le fluide soit mis sous pression avant le premier contact tôle cylindre. On doit
alors passer de la zone d’entrée hydrodynamique du cas sec à celle du cas lubrifié. Le fait
de conserver une zone hydrodynamique en cas sec facilite le traitement de cette condition
dans le code de calcul.

Les conditions initiales ainsi que la condition de sortie de cette zone sont indiquées dans
le tableau 5.4.

�
A = 0

pa = 0





dσx

d x
= 0

deS

d x
= 0

dVS

d x
= 0

→
�
h (x im) ≤ Rp (5.11)

TABLEAU 5.4 – MetaLub cas sec : système 〈1〉D pour la zone d’entrée hydrodynamique et sa condition de sortie.
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5.3.1.2 Zone d’entrée mixte

Cette zone débute lorsque le cylindre entre en contact avec les aspérités de la bande. Les
aspérités sont donc écrasées tandis que le coeur de la bande reste dans le domaine élastique.
Son comportement est modélisé à l’aide de la loi de Hooke.

A. Utilisation des lois analytiques d’écrasement d’aspérités

Lorsqu’on utilise les équations analytiques d’écrasement d’aspérités, ce sont les équations
du tableau 5.5 qui sont intégrées dans la zone d’entrée mixte.






dh

d x
=

deR

d x
− 1

2

deS

d x
A = f c t (h)

Ep = 0

Ha = f c t (A)

pa = Hak

dp

d x
= k

d(AHa)

dh

dh

d x




deS

d x
=

eS

�
1− ν2

S

� �
k d(AHa)

dh

�
deR
d x − 2νS (1+ νS)τ

νS (1+ νS) (p+σx)− ES +
�
1− ν2

S

� eS

2

�
k d(AHa)

dh

�

dσx

d x
=

�
1− ν2

S

�
(p+σx)

dp
d x eS − 2ESτ

νS [1− νS (1+ νS) (p+σx)]

dVS

d x
=

VS

ES

��
1− ν2

S

� dσx

d x
+ νS (1+ νS)

dp

d x

�

→
�
σV M (xwm) =σY

(5.12)

TABLEAU 5.5 – MetaLub cas sec : système 〈2〉D pour la zone d’entrée mixte. L’écrasement des aspérités est calculé
au moyen de lois analytiques.

Dans ce système, l’écrasement des aspérités intervient dans le calcul du terme dp
d x :

dp

d x
= k

d(AHa)

dh

dh

d x
(5.13)

où

• h est la distance entre les lignes moyennes non-réactualisées, qui est déterminée en
fonction du profil du cylindre eR et de l’épaisseur de la bande eS

• A est l’aire relative de contact, calculée en fonction de h pour un type de profil donné
• la dureté relative adimensionnelle des aspérités Ha est uniquement une fonction de

A lorsque les déformations au coeur de la bande sont élastiques (cfr. Wilson et Sheu
[106])
• k est la limite d’élasticité en cisaillement du solide (k = σY/

p
3)
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De plus, le terme k d(AHa)

dh est présent au numérateur et au dénominateur de l’expression

de deS

d x dans le tableau 5.5. Cependant, il n’est pas possible d’évaluer k d(AHa)

dh uniquement
à partir des résultats d’une simulation éléments finis d’écrasement d’aspérités. En effet, h
correspond à la distance entre la ligne moyenne du profil initial et le plan qui matérialise
le cylindre. Or, au cours d’une simulation éléments finis Metafor, le profil se déplace suite
à l’évolution de la tension σx appliquée dans la direction de laminage. De plus, le profil
est déformé au cours de l’écrasement. Dès lors la grandeur h, qui avait permis d’établir la
relation 5.13 sur base des hypothèses d’arasement des aspérités de la bande, est impossible
à évaluer lors de la simulation éléments finis. Le système d’équations doit donc être réécrit
indépendamment de cette grandeur.

B. Écrasement des aspérités pris en compte au moyen de résultats de simulations
éléments finis

Le système d’équations de la zone d’entrée mixte qui utilise les résultats des simulations
numériques est décrit dans le tableau 5.6. Comme les équations analytiques permettaient
de calculer dp

d x , il a été décidé d’évaluer le gradient de pression à l’aide des résultats des
simulations numériques d’écrasement d’aspérités. Ceci permet de rester cohérent avec le
système d’équations initial. L’expression de deS

d x a été réécrite en conséquence.

Notons que l’aire relative de contact A intervient dans le système du tableau 5.6. En
effet, cette grandeur est notamment utilisée dans le calcul du cisaillement τ = Aτa , qui
intervient à son tour dans le calcul de deS

d x et de dσx
d x .






A = Res. Metafor

p = Res. Metafor

dp

d x
= Res. Metafor

pa =
p

A




deS

d x
=

�
1− ν2

S

� dp
d x eS − 2νS (1+ νS)τ

νS (1+ νS) (p+σx)− ES

dσx

d x
=

�
1− ν2

S

�
(p+σx)

dp
d x eS − 2ESτ

eS [ES − νS (1+ νS) (p+σx)]

dVS

d x
=

VS

ES

��
1− ν2

S

� dσx

d x
+ νS (1+ νS)

dp

d x

�

→
�
σV M (xom) = σY (5.14)

TABLEAU 5.6 – MetaLub cas sec : système 〈2〉D pour la zone d’entrée mixte. L’écrasement des aspérités est calculé
sur base des résultats d’une simulation éléments finis.
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5.3.1.3 Zone de travail

Dans la zone de travail, le comportement de la bande est élastoplastique. Cette zone
commence lorsque le matériau plastifie et se termine à l’abscisse correspondant au point
bas du cylindre eR,min dont l’abscisse est notée xeR,min.

A. Utilisation des lois analytiques d’écrasement d’aspérités

Le système du tableau 5.7 est intégré dans la zone de travail mixte. Dans ce cas, les
équations d’écrasement d’aspérités (cfr. terme Ep) interviennent dans l’évaluation de dh

d x (cfr.
équation 5.16), qui elle-même est utilisée pour calculer la variation d’épaisseur de la bande
deS

d x (cfr. équation 5.17).






A = f c t(h)

Ha =
pa − pb

k
Ep = f c t(Ha, A)

deS

d x
≡ eS

VS

ǫ̇y = 2
�

deR

d x
− dh

d x

�






dh

d x
=

deR

d x

1+
Ep eS

2l̄

dVS

d x
≡ ǫ̇x =

�
2G
�
1+ 3asxsy

�
− 3χ

�
ǫ̇y + 3 dσx

d x VS

2G
�
2− 3as2

x

�
+ 3χ

dsx

d x
=

2G

3VS

��
2− 3as2

x

�
ǫ̇x −

�
1+ 3asxsy

�
ǫ̇y

�

dsy

d x
=

2G

3VS

�
−
�
1+ 3asx sy

�
ǫ̇x +

�
2− 3as2

y

�
ǫ̇y

�

dpH ydro

d x
= − χ

VS

�
ǫ̇x + ǫ̇y

�

d ǭpl

d x
=

1

VS

√√2

3

��
ǫ̇x − ǫ̇x ,el

�2
+
�
ǫ̇y − ǫ̇y,el

�2
�

→
�

x = xeR,min (5.15)

TABLEAU 5.7 – MetaLub cas sec : système 〈3〉D pour la zone de travail et sa condition de sortie. L’écrasement
des aspérités est calculé au moyen de lois analytiques.

dh

d x
=

deR
d x

1+
Ep eS

2l̄

(5.16)

deS

d x
= 2

�
deR

d x
− dh

d x

�
(5.17)
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B. Écrasement des aspérités pris en compte au moyen de résultats de simulations
éléments finis

Comme cela a été mentionné précédemment, la distance entre les lignes moyennes non
réactualisées h ne peut pas être calculée à partir des résultats des simulations éléments finis.
Ici aussi, le système d’équations a été modifié en conséquence. Les équations obtenues sont
indiquées dans le tableau 5.8. Dans ce cas, l’aire relative de contact A, l’épaisseur de la bande
eS ainsi que sa dérivée spatiale deS

d x sont désormais déterminées sur base des résultats des
simulations numériques réalisées dans Metafor.






A = Res. Metafor

eS = Res. Metafor

deS

d x
≡ eS

VS

ǫ̇y = Res. Metafor





dVS

d x
≡ ǫ̇x =

�
2G
�
1+ 3asxsy

�
− 3χ

�
ǫ̇y + 3 dσx

d x VS

2G
�
2− 3as2

x

�
+ 3χ

dsx

d x
=

2G

3VS

��
2− 3as2

x

�
ǫ̇x −

�
1+ 3asxsy

�
ǫ̇y

�

dsy

d x
=

2G

3VS

�
−
�
1+ 3asx sy

�
ǫ̇x +

�
2− 3as2

y

�
ǫ̇y

�

dpH ydro

d x
= − χ

VS

�
ǫ̇x + ǫ̇y

�

d ǭpl

d x
=

1
VS

√√2
3

��
ǫ̇x − ǫ̇x ,el

�2
+
�
ǫ̇y − ǫ̇y,el

�2
�

→
�

x = xeR,min (5.18)

TABLEAU 5.8 – MetaLub cas sec : système 〈3〉D pour la zone de travail et sa condition de sortie. L’écrasement
des aspérités est calculé sur base des résultats d’une simulation éléments finis.
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5.3.1.4 Zone de sortie

A. Utilisation des lois analytiques d’écrasement d’aspérités

Dans la zone de sortie, la bande est à nouveau élastique. Le système d’équations corres-
pond au tableau 5.9. Comme Marsault [69] pour la zone de sortie en cas lubrifié, on fait
l’hypothèse que ce retour élastique est tel que la distance entre les lignes moyennes non
réactualisées h est constante. On impose h = hom où hom est la valeur de h en sortie de la
zone de travail. Par conséquent l’aire relative de contact ne varie pas dans cette zone.

A partir de la valeur de h et du profil du cylindre eR, on détermine l’épaisseur de la
bande eS. La variation d’épaisseur de la bande deS

d x est quant à elle uniquement fonction de
la dérivée du profil cylindre deR

d x puisque dh
d x = 0.






h = hom

dh

d x
= 0

A = Aom

eS = f c t(hom, eR)




dσx

d x
=

1
eS

��
σy −σx

� deS

d x
− 2τ

�

dσy

d x
=

ES
deS

d x�
1− ν2

S

�
eS

+
νS

1− νS

dσx

d x

dσz

d x
= νS

�
dσx

d x
+

dσy

d x

�

dVS

d x
=

VS

ES (1− νS)

�
(1− 2νS) (1+ νS)

dσx

d x
− νS ES

eS

deS

d x

�

d ǭpl

d x
= 0

→
�

p (xend) = 0 (5.19)

TABLEAU 5.9 – MetaLub cas sec : système 〈4〉D pour la zone de sortie et sa condition de sortie. L’écrasement
des aspérités est calculé au moyen de lois analytiques.
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B. Écrasement des aspérités pris en compte au moyen de résultats de simulations
éléments finis

Le système d’équations permettant d’utiliser les résultats éléments finis correspond au
tableau 5.10. L’épaisseur de la bande eS ainsi que sa dérivée deS

d x sont calculées sur base de
ces résultats. De plus, on n’est plus obligé de faire l’hypothèse d’une aire relative de contact
constante dans cette zone. On peut en effet, on peut extraire cette grandeur des résultats
de la simulation numérique où A peut varier lors de la remontée de l’outil.






A = Res. Metafor

eS = Res. Metafor

deS

d x
= Res. Metafor






dσx

d x
=

1
eS

��
σy −σx

� deS

d x
− 2τ

�

dσy

d x
=

ES
deS

d x�
1− ν2

S

�
eS

+
νS

1− νS

dσx

d x

dσz

d x
= νS

�
dσx

d x
+

dσy

d x

�

dVS

d x
=

VS

ES (1− νS)

�
(1− 2νS) (1+ νS)

dσx

d x
− νS ES

eS

deS

d x

�

d ǭpl

d x
= 0

→
�

p (xend) = 0 (5.20)

TABLEAU 5.10 – MetaLub cas sec : système 〈4〉D pour la zone de sortie et sa condition de sortie. L’écrasement
des aspérités est calculé sur base des résultats d’une simulation éléments finis.
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5.3.2 Méthode de couplage

La figure 5.8 illustre la méthode de couplage entre MetaLub et Metafor. MetaLub fournit
les conditions aux limites représentatives de la cage de laminoir au modèle éléments finis
d’écrasement d’aspérités. Metafor calcule alors l’évolution de l’aire relative de contact A, qui
représente le pourcentage surfacique de contacts directs entre aspérités, le long de l’em-
prise. Celle-ci est ensuite retournée vers MetaLub, tout comme l’épaisseur moyenne de la
bande et la pression moyenne d’interface, pour une nouvelle simulation. Lors de la première
simulation MetaLub (i = 1), ce sont les équations analytiques d’écrasement d’aspérités qui
sont utilisées afin de fournir une première estimation des grandeurs nécessaires au calcul
Metafor.
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FIGURE 5.8 – Représentation schématique de la procédure de couplage entre MetaLub (comportement de la
cage de laminoir à l’échelle macroscopique) et Metafor (écrasement des aspérités à l’échelle microscopique).

5.3.3 Validation de la méthode

Dans cette section, on valide la procédure de couplage sur une aspérité de géométrie
simplifiée. Pour ce faire, on modélise l’écrasement d’une aspérité longitudinale de section
triangulaire par un plan lisse. Ceci permet de comparer les résultats obtenus avec les lois
analytiques d’écrasement d’aspérités à ceux calculés via les simulations éléments finis lors
des itérations suivantes.

On décrit tout d’abord les hypothèses effectuées lors des simulations MetaLub et Metafor.
Ensuite, on analysera les résultats obtenus avec la procédure de couplage.
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Modèle MetaLub

Les conditions de laminage utilisées sont issues d’une étude de sensibilité à la vitesse
de laminage, réalisée par Stephany [93], sur données expérimentales provenant de la cage
1 du laminoir de St Agathe à Florange (France). Ce cas est modélisé ici sans prendre en
compte la présence du lubrifiant. Ces conditions sont résumées dans le tableau 5.11.

Tension à l’entrée σ1 48.1 [MPa]
Tension à la sortie σ2 145 [MPa]
Épaisseur d’entrée eS,1 3.14 [mm]
Épaisseur de sortie eS,2 1.9 [mm]
Réduction 39.5 [%]

Diamètre du cylindre 553.6 [mm]
Vitesse de laminage 3.24 [m/s]

TABLEAU 5.11 – Conditions de laminage utilisées lors du test de validation de la procédure de couplage entre
MetaLub et Metafor.

Le comportement élastoplastique est ici modélisé à l’aide de la loi de Krupkowski :

σY = 184.1 (1+ 64ǭep)
0.25

[MPa] (5.21)

On modélise ici, le laminage d’un acier. Le module de Young et le coefficient de Poisson
valent donc respectivement ES = 210 GPa et νS = 0.3.

À l’interface, les aspérités sont modélisées par un profil triangulaire. La rugosité compo-
site est de Rq,c = 2.36 µm et la demi-distance entre aspérités l̄ a été choisie pour obtenir
une pente des aspérités de 15̊ , soit l̄ = 30 µm. On utilise la loi de frottement de Coulomb
avec un coefficient µa = 0.09.

Le cylindre est supposé rigide et circulaire. Ce choix simpliste a été fait pour faciliter la
mise au point de la procédure.

Modèle Metafor

Pour pouvoir valider les résultats de la simulation éléments finis, on modélise une confi-
guration similaire à celle traitée par MetaLub lors de la première itération, soit l’écrasement
d’une aspérité triangulaire par un plan lisse. Dans le cas traité ici, le cylindre est donc as-
similé localement à un plan horizontal. Par symétrie, on modélise seulement un quart de
cette aspérité. La géométrie est représentée sur la figure 5.9.

La distance verticale (axe Y) entre le sommet des aspérités et les vallées est de 8.17 µm.
Ceci permet d’obtenir une rugosité composite Rq,c identique à celle du modèle MetaLub. Il
en va de même pour la demi-distance entre aspérités qui est de 30 µm.

Les conditions aux limites ont été choisies de manière à être aussi représentatives que
possible des conditions de laminage industrielles. Tout d’abord, par symétrie, on empêche
les déplacements normaux aux faces ABFE, BCGF et ABCD. Ensuite, comme les déforma-
tions de la bande dans la direction transverse au laminage sont négligeables, on empêche le
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déplacement selon Z de la face HGFE. Une tension σx variable, issue du modèle MetaLub,
est appliquée sur la face AEHD. De plus, cette face reste orthogonale à la direction de lami-
nage x au cours de la simulation. Enfin, l’aspérité est écrasée par un plan lisse rigide. Celui-ci
se déplace verticalement en suivant la trajectoire décrite par la périphérie du cylindre dans
l’emprise eR(x).

Le frottement entre le cylindre et l’aspérité n’est pas pris en compte dans le modèle
éléments finis. Différentes simulations d’écrasement d’aspérités réalisées en 2D ont en effet
montré la très faible influence de ce paramètre sur l’aire relative de contact. De plus, la
tension σx , calculée dans MetaLub, dépend du cisaillement d’interface. On prend donc en
compte le frottement dans le modèle éléments finis mais de manière indirecte.
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FIGURE 5.9 – Géométrie du quart de l’aspérité longitudinale prise en compte dans le modèle éléments finis.

L’aspérité est maillée à l’aide d’un mailleur non structuré. Ceci permet de concentrer des
éléments de bonne qualité géométrique à proximité du bord supérieur de manière à obtenir
une bonne approximation de l’aire de contact. Ce maillage est obtenu en deux étapes. On
maille tout d’abord la face BFGC (cfr. figure 5.9) de l’aspérité avant d’extruder ce maillage
selon la direction de laminage X. On utilise un seul élément sur l’épaisseur selon X. La partie
du maillage située à proximité du bord supérieur est représentée sur la figure 5.10.

La tension dans la bande σx et le profil du cylindre issu de la première simulation effec-
tuée avec MetaLub sont repris sur les figures 5.11 et 5.12. Ce sont ces grandeurs qui sont
utilisées comme conditions aux limites lors de la première simulation éléments finis de la
procédure de couplage.

La loi d’écrouissage utilisée dans la simulation éléments finis est identique à celle du
modèle MetaLub.
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Perspective
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z

FIGURE 5.10 – Maillage de la partie supérieure de l’aspérité triangulaire utilisée dans les simulations éléments
finis. À gauche : vue dans la plan YZ. À droite : vue en perspective. Ce maillage comprend 3601 éléments.
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la première simulation effectuée dans MetaLub.
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utilisé dans la première simulation effectuée dans
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compte l’écrasement des aspérités à l’aide de la
loi de Wilson et Sheu.
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Comparaison des résultats éléments finis aux lois analytiques d’écrasement d’as-
pérités

L’évolution de l’aire relative de contact obtenue aux différentes itérations de la procé-
dure de couplage est présentée sur la figure 5.13. En comparant la courbe obtenue via les
lois analytiques d’écrasement d’aspérités, implémentées dans MetaLub, à celle obtenue avec
Metafor, on constate que les résultats éléments finis sont proches de ceux obtenus avec les
lois analytiques de MetaLub : l’écart maximal observé est inférieur à 10% d’aire relative de
contact. Les résultats sont donc concordants.
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FIGURE 5.13 – Aire relative de contact en fonction de la position dans l’emprise. La courbe correspondant à
l’itération i = 1 a été obtenue en utilisant la relation de Wilson et Sheu [106]. L’aire relative de contact,
calculée lors de la première simulation éléments finis (i = 2) est ensuite utilisée dans MetaLub (i = 3).
L’aire relative calculée lors du calcul Metafor i = 4, se superpose à celle obtenue à l’itération précédente i =
2. Le processus a donc convergé.

On remarque toutefois que l’aire relative de contact calculée avec Metafor atteint plus
rapidement une valeur de 100%. Ceci est dû à la conservation de la masse qui est automati-
quement prise en compte dans les résultats éléments finis, contrairement au cas analytique
qui est basé sur l’hypothèse d’arasement.

Les courbes correspondantes aux itérations i = 2 et i = 4, se superposent parfaitement.
La convergence est donc atteinte au terme de la deuxième simulation éléments finis (i = 4).

La modification de l’aire relative de contact a peu d’influence sur les résultats globaux.
En effet, si on analyse la forme du profil de cisaillement d’interface calculée dans MetaLub
aux itérations i= 1, 3 et 5 de la figure 5.14, on constate que ces trois courbes se superposent.
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FIGURE 5.14 – Cisaillement d’interface en fonction de la position dans l’emprise. A la simulation i= 1, MetaLub
utilise les lois analytiques d’écrasement d’aspérité. A l’inverse, lorsque i = 3 et i = 5, MetaLub utilise les
résultats issus des simulations éléments finis.

−20 −18 −16 −14 −12 −10 −8 −6 −4 −2 0 2
0

100

200

300

400

500

600

700

800

x [mm]

P
 [M

P
a]

 

 

MetaLub : i = 1
MetaLub : i = 3
MetaLub : i = 5

FIGURE 5.15 – Pression d’interface en fonction de la position dans l’emprise. La courbe correspondant à l’ité-
ration i = 1 a été obtenue en utilisant la relation de Wilson et Sheu [106]. La pression d’interface, calculée
lors de la première simulation éléments finis (i = 2) est ensuite utilisée dans MetaLub (i = 3 et i = 5).
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Ceci s’explique facilement. Dans MetaLub, le cisaillement est calculé à l’aide de la loi
de Coulomb 5.22. La pression et le cisaillement d’interface sont calculés à l’aide des lois de
partage 5.23 et 5.24.

τa = µapa (5.22)

p = Apa + (1− A)pb (5.23)

τ= Aτa + (1− A)τb (5.24)

En cas sec, pb et τb sont nuls. Le cisaillement τ peut être calculé par la relation suivante :

τ= Aτa = Aµapa = µap (5.25)

ce qui est indépendant de A si la pression d’interface n’est pas modifiée. Or c’est ce qu’on
observe sur la figure 5.15 : le profil de pression calculé par MetaLub (i = 3 et i = 5) se
superpose à celui obtenu lors de la première simulation (i=1).

Cette situation sera différente en présence de lubrifiant. En effet, dans ce cas, dans une
grande partie de l’emprise, on aura pa ≈ pb. La loi de partage pour la pression 5.23 donne
p ≈ pa ≈ pb. Si on néglige le cisaillement du fluide τb par rapport au cisaillement sur les
plateaux τa, la loi de partage donne :

τ= Aτa + (1− A)τb ≈ Aτa = Aµapa ≈ Aµap (5.26)

Dans ce cas, le cisaillement τ sera bien influencé par l’aire relative de contact A.

Un autre avantage déterminant de la méthode des éléments finis est qu’il est possible de
prendre en compte des profils d’aspérités beaucoup plus réalistes que les profils simplifiés
utilisés dans les modèles analytiques. Cela n’a pas été réalisé ici mais ça constitue une des
perspectives de ce travail. De plus, avec les éléments finis, il est possible de calculer sim-
plement l’évolution au cours de l’écrasement des valeurs statistiques du profil de rugosité
comme la rugosité arithmétique Ra, la rugosité quadratique Rq, etc.
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5.4 Conclusions

Dans ce chapitre, on a tout d’abord décrit la méthode de couplage qui automatise les
échanges de données entre deux codes existants : MetaLub et ThermRoll. L’association de
ces deux logiciels permet d’étudier le comportement thermomécanique d’une cage de lami-
noir. Cette procédure a été validée lors de l’étude d’un point de fonctionnement de la cage
5 du laminoir de Dofasco. Dans ce modèle, on a constaté que les effets thermiques et le
comportement mécanique de la cage étaient découplés.

Ensuite, on a présenté la méthode de couplage entre Metafor et MetaLub dans un cas sans
lubrifiant. La prédiction réaliste de A qui résulte de ce couplage constitue un apport original
et important par rapport aux modèles analytiques d’écrasement d’aspérités [98, 106] utilisés
jusqu’ici dans MetaLub ainsi que dans tous les autres logiciels du même type. Ces modèles
analytiques souffrent en effet de nombreuses limitations :

• la géométrie des aspérités est fortement simplifiée (ex : aspérités en dents de scie et
toutes identiques) ;
• le comportement matériel des aspérités est approximé au moyen d’un modèle rigide

parfaitement plastique ;
• la partie des aspérités qui est écrasée est éliminée du modèle (arasement). Il n’y a

donc pas de conservation de la masse ;
• les aspérités de la bande sont écrasées par un plan supposé lisse alors que le cylindre

est rugueux.

La limitation principale du modèle actuel provient du fait qu’il n’est, à ce stade, pas
possible de tenir compte, au niveau microscopique, de la présence d’un lubrifiant. La levée
de cette hypothèse constitue une des perspectives de ce travail.
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Chapitre 6

Modélisation du lubrifiant dans Metafor

6.1 Introduction

Le but de ce chapitre est de démontrer qu’il est possible de modéliser le comportement
d’un fluide newtonien avec Metafor, bien que ce logiciel ait été développé dans un forma-
lisme propre aux solides. Pour ce faire, on a tout d’abord modélisé des écoulements simples,
de type Couette, entre deux plans lisses et entre deux cylindres concentriques. L’utilisation
de la loi de Norton-Hoff choisie pour modéliser le comportement du fluide s’est révélée
compliquée pour certains cas. En effet, il est apparu que la grande valeur du module de
compressibilité rendait la simulation très sensible aux conditions aux limites utilisées. Ces
difficultés sont illustrées sur un cas bien connu en mécanique des fluides : l’écoulement dans
une cavité carrée. Ces cas tests, décrits dans la section 6.3, ont permis de valider le champ
de vitesse et le champ de cisaillement en effectuant des comparaisons avec les solutions
analytiques ou des solutions numériques de référence.

Ensuite, dans la section 6.4 on vérifie la validité du champ de pression sur deux confi-
gurations qui permettent de générer une pression hydrodynamique lors de l’écoulement : le
patin de Rayleigh et le coin d’huile.

Enfin, dans la dernière partie de ce chapitre, on démontre qu’il est possible d’effectuer
des simulations d’interaction fluide-structure avec Metafor. On a modélisé l’écoulement d’un
fluide visqueux autour d’un obstacle déformable situé à l’entrée d’un convergent. Les résul-
tats obtenus dans tous les cas sont très proches de ceux présentés dans la littérature.

Dans le cas de cette thèse, on se limite aux écoulements à faible nombre de Reynolds.
On ne traite pas de cas en régime turbulent car l’application visée ici est la modélisation
des expériences de Bech [8, 9] mettant en évidence le micro-hydrodynamisme à l’aide du
procédé d’étirage plan. Pour cette même raison, à l’exception de la dernière simulation, les
valeurs de la viscosité dynamique η et du module de compressibilité K utilisées dans les
simulations sont représentatives d’une huile de laminage : η = 0.3 Pa.s et K = 1700 MPa.
Le but étant de valider le comportement du lubrifiant avec des propriétés proches de celles
utilisées dans les expériences de Bech.
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6.2 Méthode de résolution

Dans cette section, on présente les équations traitées dans Metafor ainsi que la méthode
de résolution utilisée. Ceci nous permettra de positionner la méthode utilisée par rapport
aux théories classiques utilisées pour traiter les écoulements fluides.

6.2.1 Rappels et notations

On considère un corps qui, sous l’action de forces extérieures, passe de la configuration
initiale Γ à la configuration déformée γ. Au terme de la déformation, le point P – initialement
repéré par les coordonnées (X1, X2, X3) dans la configuration de référence – est situé en
(x1, x2, x3) dans la configuration courante. Le déplacement d’un point du solide est donc
donné par :

u = x − X (6.1)
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FIGURE 6.1 – Description du mouvement d’un corps déformable en mécanique des milieux continus. Introduc-
tion des notations utilisées dans ce chapitre.
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On suppose qu’il existe une correspondance biunivoque entre les points de la configura-
tion de référence X et ceux de la configuration courante x . Ainsi, on peut écrire :

x(t) = Φ(X , t) et X = Φ−1(x(t), t) (6.2)

oùΦ est l’application de la configuration de référence sur la configuration courante au temps
t .

On définit également le tenseur gradient de déformation Fi j =
∂ xi

∂ X j
qui caractérise la

transformation d’un vecteur matériel (dX) lors du passage de la configuration de référence
à la configuration courante.

Sur la configuration courante, on définit le tenseur gradient de vitesse tel que

dẋ = L dx (6.3)

Il s’agit d’un opérateur qui transforme le vecteur dx en sa dérivée temporelle dẋ . Celui-ci
est utilisé dans certaines lois constitutives qui font intervenir des termes liés à la vitesse de
déformation comme la loi de Norton-Hoff utilisée dans ce travail.

Le tenseur L est obtenu par la relation suivante : L= Ḟ F−1. Celui-ci peut être décomposé
en sa partie symétrique (D) et sa partie non symétrique (W) :

L= D +W (6.4)

D =
1
2

�
L+ LT

�
(6.5)

W =
1
2

�
L− LT

�
(6.6)

où D est le tenseur taux de déformation et W est le tenseur taux de rotation, également
appelé vorticité en mécanique des fluides.

6.2.2 Équations de conservation

Pour écrire les équations de conservation, on fait l’hypothèse de milieu continu : la ma-
tière qui compose le corps considéré est répartie de manière continue dans l’espace occupé
par le corps. Dans ce cas, lorsqu’on étudie le comportement de ce type de milieu, on peut
utiliser des propriétés matérielles macroscopiques pour caractériser son comportement.
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Au sein du volume du milieu continu, dans la configuration courante on a les relations
suivantes :

• équations de la conservation de la quantité de mouvement :

ρ ẍ i =
∂ σi j

∂ x j

+ρbi (6.7)

où ẍ i est l’accélération, σi j est le tenseur des contraintes de Cauchy et ρbi représente
les forces volumiques
• équations de conservation du moment de la quantité de mouvement :

σi j = σ ji (6.8)

cette relation implique que le tenseur des contraintes de Cauchy doit être symétrique.

Celles-ci constituent la forme forte des équations. Dans la plupart des cas, il n’est pas possible
d’obtenir une solution analytique à ces équations. On se tourne alors vers la méthode des
éléments finis pour trouver une solution approchée au problème.

6.2.3 Méthode des éléments finis

Cette méthode de calcul consiste à diviser le corps étudié en un nombre fini de sous do-
maines. Le système d’équations correspondant au système entier est obtenu par assemblage
des systèmes relatifs à chacun des éléments finis. Pour pouvoir obtenir la discrétisation des
équations de conservation, on fait appel au principe des travaux virtuels. Celui-ci permet
d’obtenir la forme faible des ces équations :

δM+δWint = δWext (6.9)

avec

δM=

∫

V(t)

ρ ẍ .δudV (6.10)

δWint =

∫

V (t)

σ :
∂ δu

∂ x
dV (6.11)

δWext =

∫

V (t)

ρb.δudV +

∫

S(t)

(σ.n).δudS (6.12)

où V (t) et S(t) sont respectivement le volume et la surface extérieure du corps étudié.
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Pour déterminer ces relations, les équations de conservation de la quantité de mouve-
ment ont été multipliées par un champ de déplacement virtuel cinématiquement admissible
δu. Ce type de déplacement doit respecter à la fois la continuité du corps et ses conditions
d’appui là où les déplacements sont imposés. La seule restriction relative à l’existence de
cette relation est l’hypothèse de milieu continu. Elle est donc valable quel que soit le type
de matériau.

Dans le cadre de ce travail, on utilise des éléments cinématiquement admissibles. Les
inconnues du système sont donc les déplacements nodaux q . L’utilisation de fonctions de
formes N(x ) permet d’interpoler le champ de déplacement u(x ).

u(x ) = N(x )q (6.13)

De la même manière, le champ des déplacements virtuels sera discrétisé par

δu(x ) = N(x )δq (6.14)

En introduisant 6.13 et 6.14 dans 6.9 et prenant en compte la contribution de chacun
des éléments du domaine, le principe des travaux virtuels discrétisé s’écrit :

δq [Mq̈ + Fint − Fext]︸ ︷︷ ︸
R(t)

= 0 ∀δq (6.15)

où R est le résidu, q̈ est le vecteur des accélérations nodales, M la matrice des masses, Fint

le vecteur des forces internes et Fext le vecteur des forces externes. Ceux-ci sont calculés à
l’aide des relations ci-dessous :

M =

∫

V(t)

ρNT NdV =

∫

V0

ρNT NdV0 (6.16)

Fint =

∫

V(t)

BT
σdV (6.17)

Fext =

∫

V(t)

ρNT bdV +

∫

S(t)

NT t dS (6.18)

Le vecteur δq étant totalement arbitraire, l’équation à résoudre en pratique sera donc

R(t) = 0 (6.19)
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Dans Metafor, on utilise notamment le formalisme du lagrangien actualisé. La configura-
tion de référence est la dernière configuration équilibrée connue et les équations d’équilibres
sont résolues sur la configuration courante. Dès lors, dans les équations 6.16, 6.17 et 6.18,
les volumes et les surfaces sont relatifs à la configuration courante. De plus, dans ces équa-
tions [82] :

• B est la matrice des dérivées des fonctions de forme par rapport aux coordonnées
courantes. Elles doivent donc être évaluées chaque fois que la configuration évolue.
• les contraintes sont calculées sur base de la résolution d’un système d’équations non

linéaires tout au long de l’histoire de la mise en charge. Ce système d’équations dépend
du modèle constitutif adopté.
• les charges sont, en toute généralité, fonctions de la configuration.

Pour résoudre les équations discrétisées qui sont fortement non linéaires, on utilise une
discrétisation temporelle et pour chaque pas de temps, on utilise la méthode de Newton-
Raphson. La linéarisation des équations d’équilibre donne :

Ri+1 = Ri + dRi = Ri +

�
∂ Ri

∂ x

�

︸ ︷︷ ︸
K t

dx +O
�
dx 2

�
= 0 (6.20)

où K t est la matrice de raideur tangente. Celle-ci permet de calculer l’incrément de position
aux noeuds ∆x i :

∆x i = −K t
−1Ri

x i+1 = x i +∆x i

En pratique, il n’est pas possible d’annuler complètement le résidu, on utilise donc le
critère suivant :

‖R‖
‖Fext‖+ ‖Fint‖+ ‖Finert‖

< tol (6.21)

où ‖Finert‖ est la norme des forces d’inerties. La valeur par défaut de la tolérance est de 10−4.
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Les différentes étapes de la méthode de résolution des équations d’équilibre sont repré-
sentées sur la figure 6.2. La première étape de la résolution du système consiste à effectuer
une prédiction sur la position des noeuds. Ceci fait, on peut calculer – pour chaque élé-
ment – des grandeurs cinématiques telles que le gradient de déformation. Celles-ci nous
permettent alors de calculer les contraintes aux points de Gauss ainsi que les forces internes
F int. Après avoir mis à jour le vecteur des forces externes F ext, et éventuellement le vecteur
des forces d’inertie F inert, on peut calculer le vecteur résidu R. Les positions des noeuds vont
être corrigées, de manière itérative, à l’aide de la méthode de Newton-Raphson jusqu’à ce
que le critère de convergence (cfr. relation 6.21) soit satisfait.

Définition des paramètres du jeu de données :
- géométrie

- mise en charge
- matériaux
- schéma d’intégration

- conditions aux limites

Système à l’équilibre

Prédiction de la position des noeuds

Intégration des lois constitutives → s → Fint

Calcul du résidu R

Equilibre ?
oui

Dernier pas de temps ?

oui

Fin du calcul

t t t= +Δ

la configuration équilibrée devient la configuration de référence

non
correction position des noeuds

non

Calcul de et deF Fext inert

FIGURE 6.2 – Étapes de résolution des équations d’équilibre aux noeuds.
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6.2.4 Intégrations des lois constitutives

Dans la section précédente, on a vu que le vecteur des forces internes était déterminé à
partir des tenseurs contraintes de Cauchy calculés aux points de Gauss. Cette section décrit
comment les équations constitutives sont intégrées pour obtenir les composantes du tenseur
des contraintes de Cauchy σ dans le cadre d’un formalisme élastoviscoplastique.

Surface de charge

Le postulat fondamental des modèles élasto plastique et élastoviscoplastiques est l’exis-
tence d’une équation scalaire f (σ,q) où σ est le tenseur des contraintes de Cauchy et q

l’ensemble des variables d’hérédité. Celles-ci permettent de prendre en compte les modifi-
cations de la forme et de la position de la surface de charge dues aux déformations perma-
nentes. L’équation scalaire f (σ,q) permet de séparer l’espace des contraintes (σ) en trois
zones (cfr. figure 6.3) :

1. zone élastique : f (σ,q) < 0, lorsque l’état de contraintes est dans cette zone, le
matériau a un comportement élastique

2. surface de plasticité ou surface de charge f (σ,q) = 0 : des déformations plastiques
apparaissent lorsque l’état de contraintes atteint cette surface.

3. zone interdite dans le cas de la plasticité f (σ,q) > 0

Zone élastique : < 0f

Surface de plasticité : = 0f

Zone interdite (en plasticité) : > 0f

FIGURE 6.3 – Représentation schématique de la surface de plasticité.

La surface de charge doit vérifier le principe d’objectivité. Celui-ci traduit l’indépendance
de la loi matériau vis-à-vis de l’observateur et de son mouvement. Dans le cas des matériaux
isotropes, une manière de faire est d’exprimer la surface de charge en fonction des invariants
du tenseur des contraintes I1, I2, I3 et des paramètres d’hérédité q :

f (σ,q) = σeq (I1, I2, I3)−σcr i t ique (q) (6.22)

Dans le cas des métaux, l’entrée en plasticité est indépendante de la pression hydrosta-
tique. Par conséquent, la contrainte équivalente σeq peut donc être exprimée en fonction de
J2 et J3 les deuxième et troisième invariants du déviateur des contraintes

σeq = σeq (J2, J3) (6.23)
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Lorsque le matériau a le même comportement en traction et en compression, le critère
doit être pair et l’on écrit

σeq = σeq

�
J2, J2

3

�
(6.24)

Parmi toutes les possibilités, on se limite généralement, dans les cas les plus simples, à une
dépendance en J2. On parlera alors de plasticité J2. Dans ce cas on a

σeq = σeq (J2) (6.25)

Dans Metafor, plusieurs critères d’entrée en plasticité sont disponibles. Dans le cadre de
ce travail, on utilise le critère de Von-Mises

f = J2 −
1

3
σ2

Y ≤ 0 (6.26)

Ce qui est équivalent à

f =

√√3
2

si jsi j

︸ ︷︷ ︸
σ̄V M

−σY ≤ 0 (6.27)

où σY est la limite d’élasticité courante.

À cause de l’écrouissage, la forme de la surface de charge évolue. Les paramètres in-
ternes notés q dans 6.22 permettent de modéliser cette évolution. Par exemple, dans un cas
d’écrouissage isotrope, on utilise la déformation plastique équivalente ǭep

ǭep =

∫
d ǭep =

∫
˙̄ǫepd t =

∫ √√2
3

Dp
i j D

p
i jd t (6.28)

où Dp
i j est le tenseur des vitesses de déformations plastiques (voir ci-après). On a alors

f = σ̄V M −σy(ǭ
ep)≤ 0 (6.29)

Dans ce cas, lorsque la matière subit des déformations plastiques, la surface de charge
s’étend mais reste centrée en σi j = 0.
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Décomposition additive du taux de déformation

Une autre hypothèse importante pour l’écriture et l’intégration des équations constitu-
tives est la décomposition additive du taux de déformation Di j en deux parties : le taux de
déformation élastique De

i j et le taux de déformation plastique Dp
i j :

Di j = De
i j + Dp

i j (6.30)

Le taux de déformation élastique représente la partie réversible de la déformation tandis
que le taux de déformation plastique décrit la partie irréversible.

Loi d’écoulement

Comme en petites déformations, on fait l’hypothèse que le matériau obéit à une loi
d’écoulement associée durant la déformation plastique. Dans ce cas, la vitesse de défor-
mation plastique est normale à la surface de charge et est donnée par

Dp
i j = λ

∂ f

∂ σi j

(6.31)

Si Ni j est la normale unitaire à la surface de charge, cette dernière relation s’écrit

Dp
i j = ΛNi j (6.32)

avec

Ni j =

∂ f
∂ σi jÇ
∂ f
∂ σkl

∂ f
∂ σkl

(6.33)

Repère corotationnel et matériaux hypoélastiques

Avant d’aller plus loin dans la description de la méthode de résolution des équations
constitutives, on précise que les équations décrites ici sont exprimées dans les axes corota-
tionnels [82]. Ceci permet d’utiliser des méthodes d’intégrations identiques à celles déve-
loppées pour traiter le cas des petites déformations. De plus, dans ce travail, on utilise des
matériaux hypoélastiques. Ceux-ci peuvent être modélisés par une équation constitutive de
la forme :

σ̇ = g(σ, L) (6.34)
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Pour ce type de matériaux, dans le repère corotationnel, on a la relation suivante :

σ̇ =H : De =H : (D − Dp) (6.35)

où H est le tenseur de Hooke de l’élasticité donné par

Hi jkl = Kδi jδkl + 2G
�
δikδ jl −δi jδkl

�
(6.36)

avec le module de compressibilité K et module de cisaillement G donnés respectivement
par les relations suivantes

K =
E

3(1− 2ν)
(6.37)

G =
E

2(1+ ν)
(6.38)

où E est le module de Young et ν le coefficient de poisson.

Méthode du retour radial [82]

La décomposition additive du taux de déformation permet de partitionner l’opérateur
élastoplastique en deux sous problèmes :

problème élastoplastique = prédicteur élastique + correcteur plastique

On commence par le calcul du prédicteur élastique. Dans ce cas, les contraintes sont
calculées en faisant l’hypothèse que le régime est parfaitement élastique. Dans l’espace co-
rotationnel, pour un matériau isotrope, le prédicteur élastique σe est obtenu en supposant
De = D et en intégrant

σ̇ =H : D

où l’état de contraintes au début du pas de temps est utilisé comme initiale utilisée.

En décomposant le tenseur contraintes en termes de pression hydrostatique p et en sa
partie déviatorique s , on écrit :

σ̇ = Ktrace(De)︸ ︷︷ ︸
ṗ

I + 2Gdev(De)︸ ︷︷ ︸
ṡ

(6.39)

où K et G sont respectivement le module de compressibilité et de Coulomb du matériau.
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L’intégration des parties hydrostatique et déviatorique donne :

pe = p0 + Ktrace(∆e) (6.40)

se = s0 + 2Gdev(∆e) (6.41)

où ∆e = ln U est le tenseur incrémental, sur le pas de temps, du tenseur logarithmique des
déformations. U est obtenu à l’aide du gradient de déformation F et de sa décomposition
polaire donnée par F = RU.

Lorsque le prédicteur élastique

σe = pe I + se (6.42)

est en dehors de la surface de charge f (σe, q0) > 0 (q0 étant la valeur de la variable d’héré-
dité au début de l’incrément i.e. q0 = q(t)), on calcule un correcteur plastique :

σ̇ = −H : Dp (6.43)

Celui-ci permet de modifier l’état de contraintes et la surface de charge f de manière à
respecter la contrainte f (t +∆t) = 0.

Dans le cas des métaux, la plasticité n’étant pas influencée par la pression hydrosta-
tique. La correction plastique intervient uniquement sur la partie déviatorique du tenseur
des contraintes :

ṡcor r = −2GDp (6.44)

Grâce à l’hypothèse d’écoulement associé, on peut écrire :

Dp
i j = ΛNi j = Λ

∂ f
∂ σi j

�
∂ f
∂ σkl

: ∂ f
∂ σkl

� 1
2

(6.45)

où Ni j est la normale unitaire à la surface de charge f . Dans le cas de la méthode du retour
radial, la normale unitaire Ni j est évaluée à l’endroit du prédicteur élastique.

Au terme de la correction plastique, l’état de contrainte doit se trouver sur la surface de
charge. On doit donc vérifier la relation :

f (J2(t +∆t), ǭeq(t +∆t)︸ ︷︷ ︸
ǭ

p
1

) = 0 (6.46)
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En introduisant 6.45 dans 6.44 et en intégrant, on obtient :

s corr = 2GN

∫ t1

t0

Λ(t)d t

︸ ︷︷ ︸
Γ

(6.47)

à ce stade, le scalaire Γ demeure inconnu.

De même, à l’aide de 6.28 et 6.32 on peut écrire

˙̄ǫpl =

√√2
3
λ(t) (6.48)

on en déduit

ǭ
pl
1 = ǭ

pl
0 +

√√2
3

∫ t1

t0

Λ(t)d t = ǭpl
0 +

√√2
3
Γ (6.49)

Après correction plastique, on obtient les relations

�
s1

i j = se
i j − 2GΓNi j

ǭ
pl
1 = ǭ

pl
0 +

q
2
3Γ

(6.50)

qui permettent d’évaluer le critère de plasticité f (s0
i j, ǭ

pl
1 , Γ ) en termes de la seule inconnue

Γ .

À l’exception du cas de l’écrouissage linéaire isotrope, σY = σ
0
Y + hǭpl où h est le coeffi-

cient d’écrouissage, pour lequel il existe une solution analytique :

Γ =

p
si jsi j −

q
2
3σY

�
ǭ

pl
0

�

2G
�
1+ h

3G

� (6.51)

on utilise la méthode de Newton-Raphson pour trouver la solution de ces équations.
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Les matériaux hypoélastiques viscoplastiques [82]

Il est possible d’étendre la méthode décrite ci-dessus aux matériaux élasto-viscoplastiques.
Dans ce cas, le tenseur taux de déformations viscoplastiques est donné par :

Dvp
i j = ΛNi j (6.52)

avec pour le modèle de Perzyna :

Λ=

√√3
2

®
σ̄−σY

η (ǭvp)
1
m

¸
(6.53)

Contrairement au cas élastoplastique, dans le cas élasto-viscoplastique, on peut sortir de
le surface de plasticité et avoir f (σ,q). On autorise donc un overstress :

d = σ̄−σY = η (ǭ
vp)

1
n
�
˙̄ǫvp
� 1

m (6.54)

Il n’y a donc plus de condition de consistence f = 0. Cependant, nous avons à notre
disposition la relation :

f̄ = σ̄−σY −η (ǭvp)
1
n
�
˙̄ǫvp
� 1

m = 0 (6.55)

Le système d’équations à résoudre s’écrit :






s1
i j = se

i j − 2GΓNi j

˙̄ǫvp =
q

2
3Γ

ǭ
vp
1 = ǭ

vp
0 +∆

˙̄ǫvp
∆t = ǭ

vp
0 +

q
2
3Γ

f̄
�
Γ , si j, ǭ

p, ˙̄ǫp
�
= 0

(6.56)

Comme dans le cas élastoplastique, il est possible d’exprimer la dernière équation de
6.56 en termes de Γ . La seule inconnue du système est donc la variable Γ . On utilise la
méthode de Newton-Raphson pour trouver une solution numérique aux équations.

Cependant, en associant une loi d’écrouissage linéaire isotrope

σY = σ
0
Y + hǭvp (6.57)

aux paramètres n =∞ et m = 1, on obtient la solution analytique suivante [82] :

Γ =

Æ
se

i js
e
i j −

q
2
3σ

0
Y

2G
�
1+ h

3G +
η

3G∆t

� (6.58)
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6.2.5 Modélisation du fluide

Afin de pouvoir modéliser les expériences de Bech [9]mettant en évidence les conditions
d’apparition du micro-hydrodynamisme, on doit pouvoir modéliser le comportement d’un
fluide newtonien.

Une manière de procéder pour approcher un comportement Newtonien est d’utiliser le
modèle de Perzyna décrit dans la section précédente. En effet, si dans 6.55 on imposeσY = 0
(et donc h= 0), n =∞ et m= 1, on a la relation :

σ̄ = η ˙̄ǫvp (6.59)

où η représente la viscosité du lubrifiant.

Bien que l’on se trouve dans un cas où la méthode du retour radial fournit une solution
analytique, le nombre d’opérations à effectuer est important. En effet, plusieurs paramètres
doivent être évalués pour calculer l’état de contrainte final : le prédicteur élastique, la nor-
male unitaire à la surface de charge au droit du prédicteur élastique et enfin le paramètre
Γ .

Dans un premier temps, lors de la mise au point des cas tests de validation fluide, c’est le
modèle de Perzyna qui était utilisé. Celui-ci donnait des résultats très proches de solutions
analytiques et numériques de références pour les différents cas tests étudiés. Cependant,
pour des raisons de temps de calcul, l’utilisation de cette loi matériau a été abandonnée au
profit de la loi de Norton-Hoff [31, 35].

si j = 2ηDi j

�
p

3

√√2
3

DlkDlk

�m−1

= 2ηDi j

�p
3˙̄ǫ
�m−1

(6.60)

où

• η est la viscosité dynamique
• Di j est le tenseur taux de déformation
• m est le coefficient de sensibilité à la vitesse de déformation
• ˙̄ǫ la vitesse de déformation équivalente

Dans le cas où m = 1, la loi de Norton-Hoff s’écrit :

si j = 2ηDi j (6.61)

Cette relation explicite permet de modéliser un fluide newtonien.
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La pression est calculée de manière incrémentale comme lors de l’utilisation de la mé-
thode du retour radial. La pression p1 à la fin du pas de temps est donnée par

p1 = p0 + Ktrace(∆e) (6.62)

où p0 est la pression au début du pas de temps.

6.2.6 Type d’éléments finis utilisés

Dans la section précédente, on a décrit comment intégrer les équations élastoplastiques
et élasto-viscoplastiques. Celles-ci permettent de déterminer les contraintes au sein du ma-
tériau en fonction de grandeurs cinématiques locales. Ces contraintes sont nécessaires pour
évaluer le vecteur des forces internes (cfr. équation 6.17 page 159) utilisé dans le système
d’équations d’équilibre 6.15 (cfr. page 159).

Le calcul de l’intégrale permettant de déterminer les forces internes sur un élément fini
est approché par une somme pondérée de l’expression à intégrer évaluée en différents points
de l’élément. Il s’agit de la méthode de quadrature de Gauss.

Dans Metafor, on utilise des éléments isoparamétriques bilinéaires à base cinématique-
ment admissible. Les positions sont interpolées de manière bilinéaire. Celles-ci sont ren-
tables du point de vue du temps de calcul car il est possible de calculer analytiquement
l’inverse de la matrice jacobienne et la matrice B des dérivées des fonctions de forme [82].

Dans le cas de simulations bidimensionnelles, on utilise 4 points de Gauss sur chacun
des éléments. Lorsque la déformation inélastique est largement supérieure à la déformation
élastique, comme c’est généralement le cas en plasticité des métaux soumis à de grandes
déformations, le volume des éléments ne peut varier de manière significative. En effet, les
déformations inélastiques liées à la viscoplasticité J2 n’engendrent pas de variation de vo-
lume. Ceci induit donc des contraintes entre les degrés de liberté de l’élément considéré.
Ceux-ci ne sont donc plus indépendants. Dans ce cas de figure, lorsque les contraintes sont
évaluées aux 4 points de Gauss, on est confronté au phénomène de locking. Ceci se traduit
par une augmentation artificielle de la raideur de la structure. Une solution pour contourner
ce problème est de faire appel à la sous intégration complète des éléments. Dans cette mé-
thode, les contraintes sont intégrées sur un seul point de Gauss unique situé au centre des
éléments. Cependant, cette méthode engendre des modes sabliers qui induisent une dégé-
nérescence du maillage [82]. Une autre méthode permettant de s’affranchir du phénomène
de locking consiste à effectuer une sous intégration partielle, dite sélective, des éléments :
la pression est considérée comme constante sur chacun des éléments et est calculée en leur
centre. Le déviateur des contraintes est lui intégré sur 4 points de Gauss. Dans ce cas, le
calcul du vecteur des forces internes est effectué de la manière suivante :

F int =

∫

V (t)

BT s dV

︸ ︷︷ ︸
4 points d’intégration en 2D

+

∫

V (t)

pBT I dV

︸ ︷︷ ︸
1 point d’intégration

(6.63)
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Les éléments finis intégrés grâce à cette méthode sont appelés SRI (Selective Reduced In-
tegration). À quelques exceptions près, ce sont ces éléments qui sont principalement utilisés
pour intégrer la loi de Norton-Hoff en leur sein.

La méthode SRI peut entraîner des erreurs dues à la mauvaise approximation du volume
des éléments lors du calcul de la pression. Cet effet est surtout présent dans des simulations
axisymétriques à proximité de l’axe de symétrie. La solution utilisée dans Metafor pour
résoudre ce problème est de calculer l’intégrale des termes relatifs à la pression sur les
points de Gauss déviatoriques. Dans ce cas, l’incrément de pression sur le pas de temps est
déterminé au centre de l’élément et est ensuite reporté vers les points de Gauss déviatoriques
pour le calcul des forces internes. Ces éléments sont appelés SRIPR.

6.2.7 Formalisme Arbitraire Lagrangien Eulérien

Lorsqu’on utilise la méthode des éléments finis, il est possible de faire appel à 3 types de
formalismes : la formulation lagrangienne, eulérienne et arbitraire lagrangienne-eulérienne
(ALE).

Dans le cas lagrangien, le maillage suit la matière. Ceci facilite le traitement des maté-
riaux dépendants de l’histoire des déformations subies.

Lorsqu’on utilise la formulation eulérienne, le maillage est fixe dans l’espace et la ma-
tière se déplace au travers de celui-ci. Cette méthode est essentiellement utilisée en mé-
canique des fluides. Celle-ci permet donc de conserver des mailles bien conditionnées tout
au long du calcul. Il faut cependant, prendre en compte des termes convectifs au sein des
équations.

Dans le cas de problèmes d’interaction fluide-structure que l’on traite dans ce travail, les
matériaux fluide et solide ont des propriétés très différentes. Par exemple, si on compare
le module de cisaillement de l’aluminium, soit G = 26 GPa, à la viscosité maximale du
lubrifiant rencontrée dans les expériences d’étirage plan réalisées par Bech [9] η= 38 Pa.s,
on constate qu’il y a une différence de 9 ordres de grandeur entre ces deux valeurs. Dès
lors, des distorsions de maillage apparaîtront rapidement au sein du fluide. Celles-ci vont
très vite provoquer un arrêt du calcul suite à des retournements de mailles.

Pour éviter ce genre de problèmes, une solution est d’utiliser le formalisme Arbitraire
Lagrangien Eulérien (ALE). Celui-ci permet de découpler le mouvement du maillage et de
la matière.

La formalise ALE avait déjà été implémenté dans Metafor par Ponthot [82] ainsi que par
Boman [12] au moment de commencer ce travail. L’approche utilisée dans Metafor est basée
sur la partition de l’opérateur Lagrangien-Eulérien. La première étape du calcul du pas de
temps est effectuée en formalisme Lagrangien, c’est l’étape lagrangienne. Ensuite, la phase
eulérienne commence. Celle-ci consiste premièrement à repositionner les noeuds du mail-
lage et deuxièmement à transférer les grandeurs nécessaires au bon déroulement du calcul
(ex : vitesses et accélérations nodales, grandeurs internes stockées aux points de Gauss :
pression hydrostatique, composantes du déviateur des contraintes, déformation plastique
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équivalente, etc.) de l’ancien vers le nouveau maillage. Ces deux étapes sont décrites à la
figure 6.4. La quasi-totalité des auteurs et codes de calculs utilise cette méthode pour ré-
soudre les équations ALE [12].
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calcul
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O


Phase
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 Phase
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FIGURE 6.4 – Représentation schématique des deux phases de calcul, phase lagrangienne et phase eulérienne,
en formalisme ALE [12].

Dans Metafor, deux méthodes de transfert de données peuvent être utilisées : la méthode
de Godunov précise au premier ordre ou la méthode de reconstruction linéaire précise au
deuxième ordre mais plus coûteuse en temps de calcul [12].

Dans le cadre de ce travail, l’utilisation de la méthode de Godunov s’est avérée suffisante.
Celle-ci permet de transférer des grandeurs nodales (ex : vitesses, accélérations, tempéra-
ture) ou aux points de Gauss (pression, déviateur des contraintes, déformation plastique
équivalente, etc.) à l’aide de la méthode des volumes finis. Pour ce faire, le domaine de
calcul est divisé en volumes de contrôle. Ceux-ci entourent chacun des éléments (noeuds
ou points de Gauss) contenant les grandeurs à transférer. Cette méthode fait l’hypothèse
que le champ à transférer est constant sur chacune des cellules. Un aspect intéressant est
la monotonicité de la solution : la méthode de transfert ne créera pas d’oscillations dans la
solution si celle-ci n’en possède pas initialement [12].
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6.2.8 Méthode d’intégration temporelle

Pour l’ensemble des cas tests réalisés dans le cadre de cette thèse, on utilise le schéma
dynamique implicite de Chung-Hulbert [22]. Celui-ci fait partie de la famille des algorithmes
α-généralisés. Pour ce type d’algorithme, les équations de conservation à résoudre sont mises
sous la forme :

(1−αM) M ẍ n+1 +αM M ẍ n + (1−αF)
�
F n+1

int − F n+1
ext

�
+αF

�
F n

int − F n
ext

�
= 0

où αM et αF sont des paramètres. Lorsque

• αM = αF = 0, on retrouve le schéma de Newmark [77]
• αM = 0, on obtient le schéma de Hilber-Hugues-Taylor [46]
• αF = 0, correspond au schéma de Wood-Bossak-Zienkiewicz [107]

Les relations entre les positions, vitesses et accélérations sont données par les relations
classiques de Newmark :

x n+1 = x n +∆t ẋ n + (
1
2
−β)∆t2 ẍ n + β∆t2 ẍ n+1 (6.64)

ẋ n+1 = ẋ n + (1− γ)∆t ẍ n + γ∆t ẍ n+1 (6.65)

où β et γ sont également des paramètres du schéma. Dans Metafor, les valeurs par défaut
du schéma de Chung-Hulbert sont fixées à αM = −0.97, αF = 0.01, β0 = 0.25, γ0 = 0.5 avec
β = β0 (1− αM + αF)

2 et γ = γ0 (1− 2αM + 2αF)
2. Ce sont ces valeurs qui ont été utilisées

ici. Ces valeurs garantissent, dans le cas élastique linéaire, une précision du second ordre,
une dissipation minimale pour les basses fréquences et une dissipation maximale pour les
hautes fréquences.

6.2.9 Positionnement de Metafor par rapport aux codes fluides

La principale différence entre les équations permettant de modéliser le comportement
des solides et celles permettant de traiter les cas fluides vient de la présence d’un terme
d’accélération convective dans les équations fluides [111]. Pour pouvoir traiter les écoule-
ments fluides à l’aide de la méthode des éléments finis, ces termes nécessitent l’utilisation
de méthodes de stabilisation qui permettent d’éviter les oscillations présentes dans les ré-
sultats. D’après Donéa et Huerta [28], la seule manière d’éviter ces oscillations sans utiliser
ces techniques de stabilisation et de raffiner la discrétisation spatiale et temporelle.

Cependant, à très faible vitesse, les termes d’accélération convective sont souvent né-
gligeables et les problèmes fluides peuvent être résolus à l’aide de logiciels utilisés pour
traiter des cas d’élasticité linéaire [111]. Dans les trois sections suivantes, on montre qu’il
est possible de modéliser des écoulements de fluides visqueux à faible vitesse avec Metafor.
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6.3 Validité du champ de vitesse

Dans cette section, on présente différents cas tests qui démontrent la validité des champs
de vitesses et de cisaillement obtenus dans des simulations d’écoulement fluides réalisées
avec Metafor. Pour l’ensemble des cas tests décrits dans cette section, on a utilisé une visco-
sité dynamique η= 0.3 Pa.s et un module de compressibilité K = 1700 MPa. Ces grandeurs
sont représentatives d’une huile de laminage.

6.3.1 Écoulement de Couette entre deux plans lisses

Cette première application traite un des écoulements les plus simples que l’on puisse
envisager : l’écoulement de Couette entre deux plaques parallèles. Dans le cas considéré ici,
la paroi supérieure est animée d’une vitesse horizontale v0 = 1 mm/s, caractéristique des
essais expérimentaux de Bech [9], tandis que la paroi inférieure est fixe.

La géométrie utilisée, ainsi que les dimensions du domaine, sont représentées sur la
figure 6.5. Il s’agit d’un système ouvert : le fluide rentre au travers du bord vertical gauche
et sort au travers du bord droit.

Dans ce modèle, on a bloqué les déplacements verticaux des noeuds situés sur les bords
gauche et droit. Ceci permet d’éviter les effets de bord sur le profil de vitesse en régime
établi. D’une certaine manière, cette condition revient à imposer des conditions aux limites
périodiques sur la vitesse. Cela permet en effet de prendre en compte la présence du fluide
en amont et en aval du domaine de calcul.

On utilise un maillage eulérien : au terme de chaque pas de temps lagrangien, les noeuds
sont repositionnés à la place qu’ils occupaient au début de la simulation. Ce maillage est
représenté sur la figure 6.6. Celui-ci est constitué de mailles carrées de 0.1 mm de côté.

v0 =1 mm/s

lx =2 mm

ly =1 mm

FIGURE 6.5 – Écoulement de Couette : géométrie et
conditions aux limites utilisées.

FIGURE 6.6 – Maillage utilisé pour modéliser l’écou-
lement de Couette. Celui-ci est composé de 200
mailles carrées de 0.1 mm de côté.
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Le champ de vitesse obtenu en régime établi est présenté sur la figure 6.7. Sur cette fi-
gure, on observe que le champ de vitesse est uniforme dans la direction horizontale. De plus,
comme on pouvait l’espérer, les lignes de courant sont toutes horizontales. Sur la figure 6.8,
on vérifie que le champ de cisaillement τx y est bien uniforme sur l’ensemble du domaine.

Vitesse [mm/s]
0 0.25 0.5 0.75 1

FIGURE 6.7 – Champ de vitesse et lignes de courant
obtenus en régime établi.

txy [Pa]

0 0.3 0.6

FIGURE 6.8 – Champ de cisaillement en régime éta-
bli.

Pour les fluides newtoniens, les profils de vitesse V et de cisaillement τx y sont donnés
par les équations suivantes :

V (y) = v0
y

l y

τx y = µ
v0

l y

On a comparé les profils de vitesse et de cisaillement sur la verticale au centre du do-
maine aux solutions analytiques. Ces résultats sont indiqués sur les figures 6.9 et 6.10. Sur
celles-ci, on constate que les solutions numériques se superposent parfaitement aux solu-
tions analytiques de référence.
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FIGURE 6.9 – Profil de vitesse, en régime établi, sur
la verticale au centre du domaine.
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FIGURE 6.10 – Profil de cisaillement τx y , en régime
établi, sur la verticale au centre du domaine.
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6.3.2 Écoulement de Couette entre deux cylindres concentriques

Le deuxième cas que l’on traite est l’écoulement de Couette entre deux cylindres concen-
triques. La géométrie est représentée sur la figure 6.11.

wr rint

rext

profil
de vitesse

FIGURE 6.11 – Géométrie et conditions aux limites utilisées lors de la modélisation de l’écoulement de Couette
entre deux cylindres concentriques.

La taille de l’entrefer est de 1 mm. Le cylindre intérieur est animé d’une vitesse circon-
férentielle de 1000 mm/s tandis que le cylindre extérieur est fixe. La taille de l’entrefer et
la valeur de la vitesse utilisée sont représentatives du viscosimètre utilisé par Vergne [100]
lors de mesures de la viscosité dynamique sur des huiles de laminage.

Le maillage utilisé dans cette simulation est représenté sur la partie gauche de la fi-
gure 6.12. Celui-ci comprend 20 éléments dans la direction radiale et 120 éléments dans la
direction circonférentielle. Comme dans le cas précédent, on utilise un maillage eulérien.

La champ de vitesse en régime établi est représenté sur la partie droite de la figure 6.12.
On constate que la vitesse est uniforme dans la direction circonférentielle et que les lignes
de courant sont concentriques.

Ici aussi il est possible de déterminer les équations analytiques du champ de vitesse V (r)
et du champ de cisaillement τrθ (r) [20] :

V (r) =
ωr r2

int

r2
ex t − r2

int

�
r −

r2
ex t

r

�
(6.66)

τrθ (r) = µ
ωr r2

int

r2
ex t − r2

int

�
2

r2
ex t

r

�
(6.67)
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Vitesse [mm/s]

0 250 500 750 1000

FIGURE 6.12 – À gauche : maillage utilisé lors de la modélisation de l’écoulement dans Metafor (20 × 120
éléments). À droite : champ de vitesse et lignes de courant obtenus en régime établi.

On a comparé les profils de vitesse et de cisaillement sur la verticale passant par le
point bas du domaine (cfr. figure 6.11) aux résultats théoriques. On constate que la solu-
tion numérique obtenue avec Metafor se superpose parfaitement à la solution analytique
correspondante.
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FIGURE 6.13 – Profil de vitesse sur la ligne verticale
passant par le point bas du domaine (cfr. figure
6.12) : comparaison des résultats obtenus avec
Metafor à la solution analytique de référence.
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FIGURE 6.14 – Profil de cisaillement sur la ligne ver-
ticale passant par le point bas du domaine : com-
paraison des résultats obtenus avec Metafor à la
solution analytique de référence.
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6.3.3 Écoulement dans une cavité carrée

La modélisation de l’écoulement dans une cavité carrée est un test classique en méca-
nique des fluides. Celui-ci consiste à étudier le mouvement du fluide qui se déplace dans
un domaine carré, sous l’action d’une vitesse horizontale v0 = 1 mm/s imposée sur la paroi
supérieure. La géométrie est représentée sur la figure 6.15. Pour discrétiser le domaine, on
a utilisé un maillage uniforme constitué d’éléments carrés de 0.02 mm de côté (cfr. 6.16).

v0 = 1 mm/s

l0 = 1 mm

FIGURE 6.15 – Cavité carrée, de 1 mm de côté, rem-
plie de lubrifiant. Une vitesse v0 de 1 mm/s est
imposée sur la paroi supérieure.

FIGURE 6.16 – Maillage utilisé dans Metafor et
OpenFOAM. Celui-ci est constitué de 2500 élé-
ments carrés de 0.02 mm de côté.

Le résultat obtenu avec Metafor en régime établi est indiqué sur la partie droite de la
figure 6.17. On a également affiché les lignes de courant sur cette figure. On observe bien
une recirculation du fluide dans la totalité de la cavité.

On a aussi effectué cette simulation dans openFOAM [78], un logiciel open source de
mécanique des fluides. Ce dernier résout l’écoulement à l’aide de la méthode des volumes
finis. Dans cette simulation, on a utilisé la même discrétisation du domaine que dans Meta-
for. Le champ de vitesse obtenu dans ce cas est représenté sur la partie gauche de la figure
6.17. On observe un bon accord entre les résultats obtenus avec Metafor et ceux donnés par
openFOAM.

Sur les figures 6.18 et 6.19, on a représenté le profil de vitesse horizontale vx sur la
verticale passant par le centre du domaine ainsi que le profil de vitesse verticale vy sur
l’horizontale passant par le centre du domaine. On a comparé la solution fournie par Metafor,
en bleu, avec la solution calculée avec openFOAM, en noir, et une solution numérique de
référence issue de Zienkiewicz et al. [111]. On constate, aussi bien pour vx que vy , que les

178



CHAPITRE 6. MODÉLISATION DU LUBRIFIANT DANS METAFOR

trois courbes se superposent parfaitement. Ceci démontre la qualité des résultats obtenus
avec Metafor.

Vitesse [mm/s]

FIGURE 6.17 – Champs de vitesse et lignes de courant obtenus avec openFOAM [78] (à gauche) et Metafor
[64] (à droite).
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FIGURE 6.18 – Composante horizontale vx du pro-
fil de vitesse sur la ligne verticale passant par le
centre du domaine : comparaison des résultats
obtenus avec Metafor à ceux calculés avec open-
FOAM et une solution numérique de référence.
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FIGURE 6.19 – Composante verticale vy du profil
de vitesse sur la ligne horizontale passant par le
centre du domaine : comparaison des résultats
obtenus avec Metafor à ceux calculés avec open-
FOAM et une solution numérique de référence.
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6.3.3.1 Influence d’une valeur élevée du module compressibilité

Les résultats décrits jusqu’ici sont identiques à des solutions numériques obtenues avec
des codes fluides. Cependant, la mise au point de ce cas test n’a pas été aisée. En effet,
lorsqu’on applique la condition d’adhérence du fluide à la paroi sur la totalité des bords ver-
ticaux, on obtient le champ de vitesse représenté sur la partie gauche de la figure 6.20. C’est
la valeur élevée du module de compressibilité K = 1700 MPa qui engendre ces perturbations
sur la vitesse. En effet, si on effectue la même simulation avec une valeur de K beaucoup
plus faible : K = 1700 10−6, on obtient le champ de vitesse représenté au centre de la figure
6.20. Celui-ci est identique à celui obtenu avec openFOAM. Bien évidemment, l’utilisation
d’une valeur aussi faible de K n’est pas envisageable dans le cadre de la modélisation du
micro-hydrodynamisme, qui est l’objectif de cette thèse. La solution pour pouvoir modéliser
ce type d’écoulement avec un module de compressibilité représentatif d’une huile de lami-
nage, est de relâcher la condition d’adhérence aux parois sur 10 % des bords verticaux (le
déplacement vertical est autorisé tandis que le déplacement horizontal est empêché). Dans
ce cas, comme l’indique la partie droite de la figure 6.20 le champ de vitesse n’est que peu
influencé par la modification des conditions aux limites.

Cas 1: = 1700 MPaK Cas 2: = 1700 10-6 MPaK Cas 3: = 1700 MPaK

Vitesse [mm/s]

FIGURE 6.20 – Champ de vitesse et lignes de courant obtenues avec Metafor dans 3 types de conditions. Cas 1 :
adhérence du fluide aux parois – K = 1700 MPa. Cas 2 : adhérence du fluide aux parois – K = 1700 10−6

MPa. Cas 3 : la condition d’adhérence du fluide aux parois a été relâchée sur 10 % de la hauteur au niveau
des coins supérieurs – K = 1700 MPa.
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6.3.3.2 Influence du type d’éléments : SRI vs SRIPR

La méthode d’intégration spatiale des éléments utilisés dans la simulation a également
une influence sur la solution numérique. Les résultats présentés dans cette section ont été
obtenus avec des éléments de type SRI. En utilisant des éléments de type SRIPR, pour les-
quels la pression est calculée au centre des éléments et ensuite reportée vers les points de
Gauss déviatoriques pour le calcul des forces internes, on obtient des oscillations dans le
champ de vitesse en régime établi. Ces oscillations sont représentées sur la partie droite de
la figure 6.21.

Sur la figure 6.22, on constate que la composante horizontale de la vitesse, vx , n’est pas
affectée. Par contre, la composante verticale de la vitesse, vy , est quant à elle impactée (cfr.
figure 6.23). Ces oscillations sont vraisemblablement engendrées par variations locales du
champ de pression au sein d’un même élément. En effet, dans le cas des éléments SRIPR, la
pression est stockée aux points de Gauss déviatoriques. Dès lors en ALE, après la phase de
transfert de l’étape eulérienne, la pression sur les éléments peut varier d’un point de Gauss
à l’autre contrairement au cas des éléments SRI où la pression est toujours constante sur un
élément.

Vitesse [mm/s]

FIGURE 6.21 – Comparaison des champs de vitesse obtenus avec deux méthodes d’intégrations des éléments de
Metafor. À gauche : les résultats ont été obtenus avec des éléments de type SRI. À droite : des éléments de
type SRIPR ont été utilisés.
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FIGURE 6.22 – Composante horizontale vx du pro-
fil de vitesse sur la ligne verticale passant par le
centre du domaine : comparaison des résultats
obtenus avec deux types d’éléments SRI et SRIPR.
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FIGURE 6.23 – Composante verticale vy du profil
de vitesse sur la ligne horizontale passant par le
centre du domaine : comparaison des résultats
obtenus avec deux types d’éléments SRI et SRIPR.

6.4 Vérification de la validité du champ de pression

Maintenant que l’on a vérifié la validité des champs de vitesse et de cisaillement sur
des écoulements simples, on valide le calcul de la pression hydrodynamique. Pour ce faire,
on étudie des écoulements dans un coin d’huile et dans un patin de Rayleigh. Les résultats
obtenus sont décrits dans les paragraphes ci-dessous.

6.4.1 Coin d’huile

Dans cette section, on a étudié l’écoulement d’un film de lubrifiant entre deux plaques
non parallèles. La géométrie considérée est représentée sur la figure 6.24. La plaque infé-
rieure subit un déplacement horizontal à vitesse v0. La plaque supérieure quant à elle, est
immobile et inclinée d’un angle α par rapport à l’horizontale.

v0=10 m/s

h2 = 0.05 mm

h1

a

h(x)

O B
x

OB = 10 mm

FIGURE 6.24 – Écoulement entre deux plaques non parallèles : géométrie et conditions aux limites.
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Lorsque l’épaisseur hors plan de la géométrie est infinie, l’intégration de l’équation de
Reynolds donne l’expression analytique du champ de pression suivant [32] :

p(x) =
6ηv0

tan(α)

�
1
h
− 1

h2

h1h2

h1 + h2

− 1
h1 + h2

�
(6.68)

On peut adimensionnaliser cette expression. La pression adimensionnelle p̄ s’écrit [32] :

p̄(x) = p(x)
h2

2

ηv0OB
(6.69)

L’intégration du profil de pression donne la charge verticale qui peut être supportée par
le système. Pour une épaisseur hors plan L, celle-ci s’écrit [32] :

W =
6ηv0 LB2

h2
2 (a− 1)2

�
ln(a)− 2

a− 1
a+ 1

�
(6.70)

où a = h1
h2

La charge adimensionnelle est donnée par :

W̄ =W
h2

2

ηv0OB
(6.71)

La simulation a été effectuée dans Metafor pour différentes valeurs du rapport a. Le mail-
lage n’est pas représenté ici car la géométrie considérée est fort allongée. Celui-ci comprend
500 éléments sur la largeur et 10 éléments sur l’épaisseur. Ceux-ci sont répartis de manière
uniforme sur la frontière. Les mailles ont été générées à l’aide d’un mailleur transfini.

Sur la figure 6.25, on a comparé le profil de pression adimensionnelle p̄ obtenu avec
Metafor à la solution analytique de référence pour 3 valeurs du paramètre a. On constate que
les profils obtenus avec Metafor se superposent parfaitement à ceux fournis par la solution
analytique.

On a également comparé la charge verticale adimensionnelle W̄ , obtenue en intégrant
le profil de pression calculé avec Metafor à la courbe fournie par la solution analytique
(cfr. figure 6.26). Cette fois, la comparaison a été obtenue avec 12 valeurs différentes du
paramètre a. Encore une fois, on a constaté un très bon accord entre les résultats numériques
obtenus avec Metafor et ceux prédits par la théorie.
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FIGURE 6.25 – Profils de pression adimensionnelle
obtenus, lors de l’écoulement d’un fluide newto-
nien entre deux plaques non parallèles, pour 3
valeurs du rapport a = h1/h2. Comparaison de
la solution numérique obtenue avec Metafor à la
solution analytique de référence.
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FIGURE 6.26 – Charge verticale adimensionnelle gé-
nérée lors de l’écoulement d’un fluide newtonien
entre deux plaques non parallèles. Comparaison
de la solution numérique obtenue avec Metafor à
la solution analytique de référence.

6.4.2 Patin de Rayleigh

Un patin échelon dit patin de Rayleigh permet, à l’instar du coin d’huile, de générer de
la portance hydrodynamique. La géométrie du patin est représentée sur la figure 6.27.

h1

h2 = 0.05 mm

B0 = 7.18 mm

B = 10 mm

v0=10 [m/s]

FIGURE 6.27 – Géométrie du patin de Rayleigh et conditions aux limites utilisées dans la simulation.

Celui-ci est composé d’une région d’entrée d’épaisseur h1 et d’une région de sortie d’épais-
seur h2. Il y a donc une discontinuité entre ces deux régions. Celle-ci se situe au point d’abs-
cisse B0.

Comme dans le cas du coin d’huile, la plaque inférieure est animée d’une vitesse hori-
zontale v0 tandis que la plaque supérieure est fixe.
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Dans le cas présent, le profil de pression est linéaire par morceaux : celui-ci passe de 0 sur
les bords gauche et droit du domaine à pm, la pression maximale, au droit de la discontinuité.
L’expression analytique de pm est donnée par [32] :

pm =
6ηv0B

h2
2

s(1− s)(a− 1)
a3(1− s) + s

(6.72)

où a = h1/h2 et s = B0/B.

La charge W s’écrit :

W = LB
pm

2
(6.73)

où L est l’épaisseur hors plan.

La pression adimensionnelle p̄ et la charge adimensionnelle W̄ sont obtenues en multi-
pliant les relations 6.72 et 6.73 par le facteur h2

2/(ηv0LB2).

Ici aussi on a représenté le profil de pression adimensionnelle pour trois valeurs du
paramètre a = h1/h2 (cfr. figure 6.28). On constate que le profil de pression est linéaire dans
les zones d’épaisseur h1 et h2 et que le maximum est atteint au droit de la discontinuité en
x = B0 . Pour les trois valeurs de a choisies 1.1, 2 et 6.5 le profil de pression obtenu avec
Metafor se superpose parfaitement à la solution fournie par l’intégration des équations de
Reynolds.
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FIGURE 6.28 – Profils de pression adimensionnelle
obtenus pour 3 valeurs du rapport a = h1/h2.
Comparaison de la solution numérique obtenue
avec Metafor à la solution analytique de réfé-
rence.
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FIGURE 6.29 – Charge verticale adimensionnelle en
fonction du rapport a = h1/h2. Comparaison de
la solution numérique obtenue avec Metafor à la
solution analytique de référence.
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On a également comparé la charge obtenue en intégrant le profil de pression calculé par
Metafor à la charge calculée à l’aide de la solution analytique de l’équation de Reynolds.
Cette dernière permet de tracer l’évolution de la charge en fonction de a (h2 = 0.05 mm).
Les simulations ont été réalisées par 13 valeurs différentes de a. Chacune d’elle fournit une
solution qui se superpose à la solution donnée par la solution analytique .

On a tracé le champ de vitesse ainsi que les lignes de courant, dans une région de 0.2 mm
autour de la discontinuité, dans le cas où a vaut 1.8. C’est cette valeur qui génère la portance
hydrodynamique maximale. Sur la figure on a représenté le maillage transfini utilisé dans
la zone considérée. Les mailles ont les dimensions suivantes : 2 10−3 mm de large et 5 10−3

mm de haut.

Sur la figure 6.31 on constate que les lignes de courant en amont et en aval de la dis-
continuité sont parfaitement parallèles. On note la présence d’une zone de recirculation en
amont de la discontinuité. Cet exemple montre que Metafor est capable de représenter ce
genre de phénomène.

FIGURE 6.30 – Maillage transfini utilisé pour dis-
crétiser la zone située autour de la discontinuité
du patin de Rayleigh.

0 2.5 5 7.5 10
Vitesse [m/s]

FIGURE 6.31 – Champ de vitesse et lignes de cou-
rant, obtenus en régime établi, à l’aide de Meta-
for. L’épaisseur du film en sortie, h2, est de 0.05
mm et la paramètre a vaut 1.866.
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6.5 Interaction fluide-structure

Dans les paragraphes précédents, on a démontré qu’il était possible de modéliser l’écou-
lement d’un fluide visqueux, à faible Reynolds, à l’aide du logiciel Metafor. Dans cette sec-
tion, on montre qu’il est également possible d’effectuer des simulations d’interactions fluide-
structure et que les résultats obtenus sont proches de ceux présentés dans la littérature.

Les simulations d’interactions fluide-structure permettent de traiter des problèmes dans
lesquels une structure solide interagit avec le fluide qui l’entoure. Ces problèmes sont de
nature très variée, cela peut aller de l’interaction entre un coque de bateau et le fluide
environnant à l’écoulement du sang dans des artères (Crosetto [25]) en passant par l’étude
de l’écoulement de l’air autour d’ailes d’avions (Haase [41]).

Ces simulations peuvent être classées en deux catégories : l’approche monolithique et
l’approche partitionnée. Dans le cas de l’approche monolithique, les équations relatives au
fluide et au solide sont introduites dans un seul système d’équations. Celui-ci permet de mo-
déliser l’ensemble du problème. L’avantage de cette méthode est qu’elle permet de vérifier
aisément les conditions de compatibilité à l’interface entre le fluide et le solide. L’inconvé-
nient est qu’il faut beaucoup de ressources et d’expertises pour développer et maintenir ce
type de code [48].

L’approche partitionnée consiste à calculer de manière séquentielle des solutions sur le
domaine fluide et le domaine solide dans deux codes de calculs différents. Dans ce cas, il
faut effectuer le transfert des conditions d’interface d’un code à l’autre à chaque étape du
calcul. L’avantage de cette approche est de pouvoir utiliser des codes existants qui ont été
développés spécifiquement pour traiter des cas fluides ou solides.

Au sein de l’approche partitionnée, on distingue l’approche implicite pour laquelle dif-
férentes simulations fluides et solides sont effectuées à l’instant tn avant de passer au calcul
de la solution en tn+1 (cfr. figure 6.32). Celle-ci est plus robuste, mais plus coûteuse que
l’approche explicite pour laquelle aucun contrôle de la convergence du système complet
n’est effectué [91].

Fluide

Solide

Fluide

Solide

tn tn+1

Fluide

Solide

Fluide

Solide

tn tn+1

Approche explicite Approche implicite

FIGURE 6.32 – Vue schématique de l’approche partitionnée explicite et de l’approche partitionnée implicite.

L’approche monolithique est généralement plus robuste que l’approche partitionnée.
Cette dernière peut diverger rapidement lors de la modélisation de phénomène transitoire
[45]. C’est l’approche monolithique qui est retenue ici. Le fluide et le solide sont traités
simultanément dans les simulations réalisées avec Metafor.

187



CHAPITRE 6. MODÉLISATION DU LUBRIFIANT DANS METAFOR

6.5.1 Description du cas test

Dans le modèle présenté ici (cfr. figure 6.33), on étudie l’écoulement d’un fluide visqueux
autour d’un obstacle déformable. L’obstacle est une poutre en caoutchouc située en amont du
rétrécissement de la section. Le matériau qui compose cet obstacle déformable a un module
de Young de ES = 2.3 MPa, un coefficient de Poisson νS = 0.45 et une densité ρS = 1500
kg/m3. Le fluide considéré dans ce modèle est une huile de silicone. Celle-ci a une viscosité
ηF = 0.145 Pa.s et une densité ρF = 956 kg/m3. Le module de compressibilité de 1700
MPa.

Un profil de vitesse parabolique est imposé sur le bord gauche du domaine. La valeur de
la vitesse maximale en entrée varie suivant la loi :






Vmax (t) =
0.06067

2

�
1− cos

�
πt
10

��
pour t ≤ 10 s

Vmax (t) = 0.06067 pour t > 10 s
(6.74)

Les dimensions des différents éléments de la géométrie sont indiquées sur la figure 6.33.

0.5m

0.2m

0.25m

Conditions de symétrie

Adhérence à la paroi

0.5m 1.25 m

5mm

Poutre flexibleA

B

FIGURE 6.33 – Écoulement autour d’un obstacle déformable : géométrie et conditions aux limites.

6.5.2 Gestion du maillage

La partie solide du problème a été discrétisée avec un maillage transfini comprenant 3
éléments sur la largeur et 30 éléments sur la hauteur. Des éléments de type EAS (Enhanced
Assumed Strain – Glaser et Armero [34], Simo et al. [89] – voir Bui et al. [16] ainsi que
Adam et Ponthot [1] pour l’implémentation de ce type d’élément au sein de Metafor) ont
été utilisés sur cette partie du problème. Ceux-ci permettent de déterminer précisément les
déformations liées à la flexion avec un nombre réduit d’éléments sur l’épaisseur.
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Pour la discrétisation de la partie fluide du problème, dans un premier temps, on a utilisé
l’implémentation Metafor [64] de la technique de génération de maillage non structuré
établie par Sarrate et Huerta [85]. Le principal avantage du mailleur non structuré est sa
facilité d’utilisation. Dans ce cas, pour générer le maillage, il suffit en effet de définir des
tailles de mailles en différents points du contour du domaine. Il n’est donc pas nécessaire de
diviser la géométrie en différents sous domaines à mailler séparément. Le maillage obtenu
est représenté sur la partie supérieure de la figure 6.34. Pour cette simulation il est bien
entendu indispensable d’utiliser la formulation ALE. Avec le maillage non structuré, on a
utilisé la méthode de repositionnement de noeuds de Giuliani [33]. Il s’agit d’une méthode
de lissage basée sur l’optimisation de la forme des éléments comprenant un noeud donné.
L’algorithme donne itérativement, à chaque noeud, la position qui minimise l’écrasement et
le cisaillement des éléments adjacents [12].

Distorsion de maillage

Maillage non structuré : arrêt de la simulation suite à un retournement de maille

Maillage structuré obtenu après division de la géométrie en sous-domaines à 4 côtés

FIGURE 6.34 – Maillage utilisé pour discrétiser dans la simulation Metafor. En haut : maillage non-structuré
(7411 éléments). Au cours de la simulation, malgré l’utilisation de la méthode de repositionnement de
Giuliani [33], on observe des distorsions de mailles à proximité du coin supérieur droit de la poutre flexible.
En bas : maillage transfini obtenu après avoir subdivisé la géométrie en sous-domaine à 4 côtés (7900
éléments).

Dans ce cas, la simulation s’arrête assez rapidement suite à un retournement de la maille
adjacente au coin supérieur droit de la membrane en caoutchouc (cfr. figure 6.34). Pour
remédier à ce problème, on a discrétisé l’ensemble du domaine fluide avec un maillage
transfini. Celui-ci est représenté sur la partie inférieure de la figure 6.34. Pour générer ce
maillage, le domaine fluide a été décomposé en 7 sous-domaines à 4 côtés notés I à VII sur la
figure 6.35. Cette découpe va nous permettre de gérer au mieux le mouvement du maillage
fluide suite à la flexion importante de l’obstacle.

189



CHAPITRE 6. MODÉLISATION DU LUBRIFIANT DANS METAFOR

Les zones V et VI sont eulériennes. Ceci implique que, à la fin de chaque pas de temps
les noeuds sont repositionnés à la position qu’ils occupaient au début du calcul. Sur le bord
vertical gauche, le noeud NA suit le déplacement vertical du coin supérieur gauche de la
poutre tandis que les noeuds NB et NC situés sur le bord supérieur suivent le déplacement
horizontal des coins de la poutre. Les lignes l1, l2, l3 et l4 sont ensuite repositionnées et
remaillées. Le mailleur transfini est alors utilisé pour générer le maillage des faces I, II,
III, IV et VII. Cette gestion du mouvement du maillage permet de garder des mailles très
régulières tout au long de la simulation.

1. Portions eulériennes
2. Repositionnement des noeuds en

vis à vis des coins de la poutre
3. Remaillage des lignes et des faces

V

VI

I

II

IV

VIINA

NB NC

III

l1 l4

l2 l3

FIGURE 6.35 – Sous domaines divisant la géométrie. Grâce à cette découpe, on peut adapter la méthode de
repositionnement de noeuds de manière à gérer au mieux, la flexion importante de l’obstacle déformable.

6.5.3 Analyse des résultats

On a comparé les résultats obtenus avec Metafor à deux solutions numériques issues de
la littérature : celle de Degroote et al. [27] et celle de Neumann et al. [76]. Ces auteurs
utilisent une approche partitionnée implicite pour traiter ce cas.

Lignes de courant

Sur la figure 6.36, on a représenté les lignes de courant au sein du fluide à trois instants
différents, soit après : 5, 10 et 25 secondes. Après 5 secondes, l’écoulement est peu perturbé
par la présence de la membrane. Après 10 secondes, lorsque la vitesse maximale est atteinte,
on observe une zone de recirculation en aval de l’obstacle. Après 25 secondes, on peut
visualiser une double recirculation à cet endroit. On constate que les résultats obtenus avec
Metafor sont très proches de ceux de Neumann [76].

190



CHAPITRE 6. MODÉLISATION DU LUBRIFIANT DANS METAFOR

N
eu

m
an

n
 e

t 
al

.
M

et
af

or

(a
) 

t 
=

 5
 s

ec

(b
) 

t 
=

 1
0 

se
c

(c
) 

t 
=

 2
5 

se
c

FIGURE 6.36 – Lignes de courant obtenues à différents instants de la simulation : comparaison des résultats
Metafor à ceux présentés par Neumann et al. [76].
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Déplacements horizontaux

On a également analysé l’évolution temporelle du déplacement horizontal des points A
et B situés respectivement sur le coin supérieur gauche et sur le bord gauche à mi-hauteur
de l’obstacle (cfr. figure 6.33). Ces déplacements sont représentés sur les figures 6.37 et
6.38.

0 5 10 15 20 25
0

10

20

30

40

50

60

70

80
Deplacement horizontal : point A

Temps [s]

[m
m

]

 

 

Neumann et al.
Degroote et al.
Metafor

FIGURE 6.37 – Déplacement horizontal du point A
situé sur le coin supérieur gauche de la mem-
brane en caoutchouc.
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FIGURE 6.38 – Déplacement horizontal du point
B situé, à mi-hauteur, sur le bord gauche de la
membrane en caoutchouc.

Sur la courbe de déplacement du point A obtenue avec Metafor (cfr. figure 6.37), on
constate que, durant la première partie de la simulation, le déplacement augmente de ma-
nière importante. Celui-ci atteint sa valeur maximale : ∆xA

max = 75.1 mm en t = 8.51 sec.
Ensuite, le déplacement diminue. Au-delà de t = 10 sec, le profil de vitesse imposé à l’entrée
est stabilisé. La solution converge donc vers un régime établi : le déplacement atteint une
valeur stable de 56.7 mm après 20 secondes.

En comparant ces résultats avec ceux de Degroote et al. [27] et de Neumann et al. [76],
on constate que la courbe obtenue avec Metafor se superpose à celle de Degroote jusqu’en
t = 8 s. Au-delà, le déplacement calculé par Degroote est supérieur à celui de Metafor.
Cependant, les valeurs du déplacement en régime établi sont très proches : 56.7 mm pour
Metafor contre 57.6 mm pour Degroote. La courbe de Neumann est, quant à elle, supérieure
aux deux autres. On observe une différence d’environ 3 mm pour t > 8 sec.

Sur les courbes de déplacement du point B (cfr. figure 6.38), on observe des tendances
similaires. Cette fois encore, le résultat obtenu avec Metafor est plus proche de celui de
Degroote que de celui de Neumann.
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Pression sur les points A et B

Dans Metafor, la pression dans le fluide au point A (cfr. figure 6.39) augmente durant
la première partie de la simulation. Elle atteint son maximum en t = 5.7 sec. Elle diminue
ensuite de manière parabolique jusqu’en t = 10 sec : au moment où le profil de vitesse
imposé à l’entrée du domaine se stabilise. Ensuite, la pression décroît linéairement de p =
5.7 Pa à p = 4.9 Pa en t = 25 sec.

On remarque que la courbe correspondant aux résultats Metafor se situe entre la courbe
de Neumann qui est inférieure et celle de Degroote qui présente des valeurs supérieures. En
régime établi, on observe un écart de 1 Pa entre Metafor et Degroote et une différence de 2
Pa par rapport à Neumann.

L’allure des courbes de pression au point B sont similaires à celles du point A. Par contre,
on constate que la solution obtenue avec Metafor se superpose à celle de Neumann. Les
résultats de Degroote quant à eux sont inférieurs. Cette différence est de 4 Pa en régime
établi.

FIGURE 6.39 – Évolution temporelle de la pression
du point A situé sur le coin supérieur gauche de
l’obstacle déformable.

FIGURE 6.40 – Évolution temporelle de la pression
du point B situé, à mi-hauteur du bord gauche
de l’obstacle déformable.
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6.6 Conclusions

Dans ce chapitre, on a tout d’abord précisé le contexte dans lequel les simulations nu-
mériques sont réalisées. On a rappelé brièvement les équations de conservation, la méthode
de résolution utilisée pour le calcul de l’équilibre aux noeuds et la méthode d’intégration
temporelle des équations constitutives.

Ensuite, on a présenté les résultats de différentes simulations. Celles-ci avaient pour
but de démontrer qu’il était possible, avec Metafor, de modéliser des écoulements fluides
visqueux sur des cas simples. Ces simulations se divisent en deux catégories. La première
regroupe les cas qui permettent de valider les champs de vitesse et de cisaillement. La se-
conde, traite des cas où c’est la pression hydrodynamique qui est calculée. Chacun des cas
décrits ici a été comparé à des solutions analytiques ou à des solutions numériques de réfé-
rence. À chaque fois, les solutions numériques obtenues avec Metafor se superposaient aux
solutions de référence.

Enfin, on a étudié un cas d’interaction fluide-structure. On a comparé les résultats ob-
tenus avec des données présentes dans la littérature. Cette comparaison a montré que la
solution fournie par Metafor est très proche des solutions numériques de références, aussi
bien du point de vue des déplacements que de la pression au sein du fluide.

On peut dès lors considérer le code comme vérifié et entamer l’étude des expériences de
Bech [9] qui mettent en évidence l’apparition du micro hydrodynamisme. C’est l’objet du
chapitre suivant.
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Chapitre 7

Modélisation du micro-hydrodynamisme
lors du procédé d’étirage plan

7.1 Introduction

Dans ce chapitre, on décrit un modèle numérique permettant de prédire l’apparition du
micro-hydrodynamisme. Ce modèle reproduit les expériences de Bech [8, 9] qui a mis en
évidence des remontées de lubrifiant sur les plateaux dans le cas du procédé d’étirage plan.

Dans ces essais, Bech a étudié le comportement de poches de lubrifiant pyramidales
présentes à la surface d’une tôle en aluminium. Ces poches macroscopiques ont été créées
par indentation. Elles ont une base carrée de 1 mm de côté et une pente de 10̊ .

Le dispositif expérimental utilisé par Bech est représenté sur la figure 7.1. Une vue sché-
matique de l’outil vu de côté est indiquée sur la partie droite de la figure. L’outil supérieur
est composé d’une matrice horizontale en verre, qui permet d’observer les remontées de
lubrifiant au cours des essais, surmontée d’une pièce en acier. La partie inférieure de l’outil
est en acier et a une pente α par rapport à l’horizontale. Dans la majeure partie des essais
réalisés, la pente de l’outil inférieur est de 3̊ et le taux de réduction est de l’ordre de 20%.

Bech a étudié l’influence de différents paramètres (viscosité de l’huile contenue dans les
poches, vitesse d’étirage, frottement sur le bord inférieur de la tôle, etc.) sur les remontées
de lubrifiant. Il a fait varier ces paramètres un à un et a comparé les résultats obtenus à un
cas de référence noté REF. La figure 7.2 regroupe les résultats obtenus lors de cette étude. On
constate que suivant les conditions d’étirage de la tôle, le lubrifiant s’échappe vers l’avant,
vers l’arrière ainsi que dans la direction transverse. Ces résultats sont décrits en détail à la
section 2.2.2.2 (cfr. page 17).

Le but de ce chapitre est de valider le modèle numérique à l’aide d’une partie de ces
données expérimentales.
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Caméra

outil inférieur en acier

outil supérieur
en verre

poches de lubrifiant

FIGURE 7.1 – À gauche : photo du dispositif expérimental utilisé par Bech pour visualiser les remontées de
lubrifiant sur les plateaux au cours du procédé d’étirage [8]. À droite : représentation schématique du
dispositif expérimental (d’après [9]).

→ sec. 7.3.7

→ sec. 7.5.1→ sec. 7.5.2

→ sec. 7.5.3

→ sec. 7.4.10

FIGURE 7.2 – Tableau reprenant les résultats des différents essais réalisés par Bech[9]. La direction d’étirage va
de la gauche vers la droite. Les zones grisées autour des indentations représentent l’étendue de l’écoulement
du lubrifiant observée après les essais. Ces portions de la tôle présentent une rugosité plus importante en
raison de la présence du lubrifiant lors de l’étirage. Les points de fonctionnement qui ont été modélisés sont
entourés en rouge. Les sections dans lesquelles les résultats sont décrits sont indiquées en rouge dans le
tableau.
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7.1.1 Approche numérique utilisée

Le modèle numérique a été développé en état plan déformation (2D). Les poches py-
ramidales sont donc modélisées par des triangles. L’approche retenue consiste à procéder
en deux étapes. Tout d’abord, on réalise une simulation macroscopique du procédé d’éti-
rage au cours de laquelle, une tôle présentant une seule poche de lubrifiant triangulaire
en surface est étirée entre deux outils rigides identiques à ceux utilisés par Bech dans ses
expériences. Les déplacements d’une zone, initialement rectangulaire, autour de la poche
de lubrifiant sont enregistrés au cours du calcul. Ils sont ensuite utilisés comme conditions
aux limites lors d’une deuxième simulation dite "microscopique". Celle-ci prend en compte
une portion plus réduite de la tôle autour de la poche. Il est ainsi possible de traiter une
géométrie plus détaillée autour de la cavité remplie de lubrifiant.

Dans le modèle microscopique, de fines couches d’éléments finis fluides (dont l’épais-
seur est de l’ordre du dixième de micron) sont placées à l’avant et à l’arrière de la poche.
L’utilisation du formalisme ALE – qui permet de découpler le mouvement du maillage et
de la matière – donne la possibilité au lubrifiant de s’échapper de la poche triangulaire et
de venir gonfler ces fines couches d’éléments finis fluides situés sur les plateaux. On est
ainsi en mesure de traiter des cas d’écoulement de lubrifiant vers l’avant de la poche (on
parle de lubrification micro-plasto-hydrostatique ou MPHSL) ou vers l’arrière (lubrification
micro-plasto-hydrodynamique ou MPHDL).

Ce modèle est à notre connaissance le premier outil numérique capable de prédire le
moment à partir duquel ces écoulements apparaissent ainsi que leur direction que ce soit
vers l’avant de la poche (MPHSL) ou vers l’arrière (MPHDL). Le modèle a été développé au
sein du logiciel éléments finis Metafor. Dans ces simulations, le fluide et le solide sont pris
en compte simultanément. Le solide est élastoplastique et le lubrifiant, supposé newtonien,
est modélisé à l’aide de la loi de Norton-Hoff.
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7.1.2 Structure du chapitre

La section 7.2 traite du procédé d’étirage sans poche de lubrifiant à la surface de la tôle.
L’influence du coefficient de frottement et du taux de réduction est analysée. De plus, on
compare les résultats du modèle éléments finis à ceux obtenus à l’aide de la méthode des
tranches utilisée par Bech dans ses travaux.

La section 7.3 décrit le modèle macroscopique des essais d’étirage réalisés par Bech. Pour
rappel, il s’agit d’un modèle en état plan de déformation dans lequel une tôle, comprenant
une poche de lubrifiant triangulaire en surface, est étirée au travers d’outils rigides. L’in-
fluence de la présence de la poche sur le profil de pression de contact solide-solide et sur
la force d’étirage est analysée. On étudie également les effets de la variation du module de
compressibilité avec la pression ainsi que ceux de la distribution de déformation plastique
équivalente autour de la poche obtenue par un procédé d’indentation. Les résultats numé-
riques décrits se réfèrent à un point de fonctionnement – appelé C7 sur la figure 7.2 – pour
lequel Bech observe une remontée du lubrifiant vers l’avant de la poche (MPHSL).

La section 7.4 traite du modèle microscopique dans lequel une partie seulement de la
tôle autour de la poche de lubrifiant est prise en compte dans le modèle. Cette poche est
entourée par des films très fins qu’on appellera "tuyaux" dans la suite de ce document bien
que ce modèle soit 2D. Ces tuyaux sont initialement remplis de lubrifiant, qui permettent
de modéliser la remontée du lubrifiant sur les plateaux. Le bord inférieur ainsi que les bords
verticaux de la tôle sont soumis à des conditions aux limites de déplacement représenta-
tives du passage de cette zone au travers de l’outil de contact. Ces déplacements imposés
sont obtenus à l’aide du modèle macroscopique. La méthodologie utilisée est tout d’abord
illustrée sur un cas de référence (appelé REF par Bech [9]). L’évolution de la forme de la
poche ainsi que la variation du volume des tuyaux sont analysées. De plus, l’influence de
l’épaisseur initiale des tuyaux sur les résultats est étudiée.

Enfin, la section 7.5 traite d’une étude paramétrique au cours de laquelle on a fait varier
séparément différents paramètres autour du cas de référence noté REF. Dans ce cas, le mo-
dule de compressibilité du lubrifiant K est supposé constant et les déformations plastiques
équivalentes autour de la poche sont négligées. Les effets de la vitesse, du taux de réduction
et de la pente de l’outil inférieur sont étudiés.
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7.2 Modèle macroscopique d’étirage plan

Dans cette section, on modélise le procédé d’étirage sans poche de lubrifiant à la surface
de la tôle. Ce modèle permet d’identifier les valeurs du coefficient de frottement qui sont
utilisées dans les modèles prenant en compte une poche de lubrifiant. De plus, on étudie la
forme du profil de pression sur le bord supérieur de la tôle en régime établi et l’influence
du frottement sur ce profil. On analyse également la distribution de déformation plastique
équivalente sur l’épaisseur de la tôle.

7.2.1 Essais expérimentaux

Lors des essais d’étirage réalisés par Bech, les faces inférieure et supérieure de la tôle sont
recouvertes de lubrifiant. Il a utilisé deux types de lubrifiant : une huile minérale appelée
P125 et un lubrifiant solide appelé plastic coating [8].

L’utilisation d’un type de lubrifiant différent sur les faces inférieures et supérieures de la
tôle permet de modifier la forme du profil de pression de contact entre la tôle et l’outil supé-
rieur. Ceci va avoir un impact sur le type d’écoulement du lubrifiant. Par exemple, un frot-
tement plus important sur la face inférieure de la tôle accroît le gradient de pression ce qui
favorise les écoulements vers l’avant de la poche (Micro-Plasto-HydroStatic-Lubrication).
On donnera davantage de détails à ce sujet dans la suite de ce chapitre.

Pour estimer la valeur du coefficient de frottement associée à ces deux types de lubrifiant,
Bech a tout d’abord effectué des essais d’étirage avec trois niveaux de réduction différents :
7, 10 et 14% en appliquant le lubrifiant P125 sur les deux faces de la tôle. Il a ensuite
fait de même en utilisant le lubrifiant solide. Au cours de ces 6 essais, il a mesuré la force
d’étirage. Il a ensuite modélisé le procédé d’étirage à l’aide de la méthode des tranches et,
pour les deux types d’huile, il a identifié une valeur de coefficient de frottement permettant
de retrouver les valeurs de la force d’étirage pour les trois niveaux de réduction testés. Pour
l’huile minérale P125, il trouve un coefficient de frottement µa = 0.05 alors que pour le
lubrifiant solide, il trouve µa = 0.025.

7.2.2 Modèle numérique

On a modélisé ces 6 essais d’étirage à l’aide de la méthode des éléments finis en état
plan de déformation en utilisant les valeurs des coefficients de frottement µa calculées par
Bech. On trouve un bon accord entre les résultats du modèle numérique et les résultats
expérimentaux. Cette comparaison est menée en détail à la section 7.2.3. Avant d’analyser
ces résultats, on décrit tout d’abord les hypothèses du modèle.
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Géométrie et conditions aux limites

La géométrie du problème est représentée sur la figure 7.3. La tôle est initialement en-
gagée entre deux outils rigides à normale continue. Dès le début de la simulation, la tôle
est étirée à vitesse constante Vx . Pour ce faire, un déplacement horizontal à vitesse imposée
est appliqué sur le bord vertical droit de la tôle (cfr. Vx sur la figure 7.3). La vitesse d’étirage
utilisée par Bech lors de ses essais expérimentaux n’est pas mentionnée. On fait l’hypothèse
que celle-ci est égale à la vitesse utilisée dans les essais réalisés avec des poches de lubrifiant.

a

l = 15 mmo,sup

ro,sup ro,sup=1 mm

h =1.95 mm1
h2

Vx

y

x

FIGURE 7.3 – Géométrie de la tôle et des outils utilisés dans les simulations d’étirage plan.

Dans le modèle numérique, l’outil supérieur est composé d’une ligne horizontale de 15
mm de long délimitée par deux congés de raccordement de rayon ro,sup = 1 mm.

L’outil inférieur est constitué d’une droite inclinée d’un angle α par rapport à l’horizon-
tale. Dans le prolongement de cette droite, on a placé un congé de raccordement de rayon
1 mm.

Le point d’abscisse x = 0 est celui pour lequel l’écart entre les outils, noté h2, est ob-
tenu. Cette distance est déterminée en fonction du taux de réduction d’épaisseur souhaité.
L’épaisseur initiale de la tôle est de 1.95 mm.

Maillage

Dans les simulations décrites ici, on a décidé d’utiliser un maillage aussi régulier que
possible. Celui-ci est représenté sur la figure 7.4. On a utilisé des mailles carrées de 0.05
mm de côté sur l’entièreté de la tôle à l’exception d’une petite partie du domaine de 5 mm
de long située en aval de la zone de contact. Le nombre total d’éléments est de 20900.

Une taille des mailles aussi fine permet de réduire les oscillations de la force d’étirage.
Celles-ci sont dues aux variations du nombre de noeuds en contact lors du calcul. Plus la
taille des mailles dans le sens de la longueur de la tôle est faible, plus les fluctuations nu-
mériques de la longueur de la zone de contact solide-solide au cours du calcul seront faibles
pendant la simulation.
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FIGURE 7.4 – Maillage initial utilisé dans la simulation d’étirage plan. Zoom sur la partie de la tôle engagée
entre les outils.

Matériau

On a utilisé une loi Smatch pour modéliser le comportement élastoplastique de la tôle.

σY =
�
1875.8+ 21.98ǭpl

� �
1− 0.042exp

�
−13.28ǭpl

��
− 1584.2 MPa (7.1)

On a identifié les valeurs numériques des paramètres de la loi sur des mesures expéri-
mentales effectuées par Bech lors de tests de bipoinçonnement.

La figure 7.5 compare la courbe obtenue à l’aide de la loi Smatch après identification
des paramètres aux données expérimentales de Bech. L’identification a été effectuée sur
une très large gamme de déformation plastique équivalente (0 - 2.5). Dans les simulations
numériques décrites ici, on n’atteindra pas des valeurs aussi élevées. Par contre dans le
modèle décrit à la section 7.3, les déformations de la tôle situées sous la poche seront de
l’ordre de 2.4. Il est donc important de pouvoir représenter le comportement du solide sur
une plage de déformation plastique aussi étendue.

0 0.5 1 1.5 2 2.5
200

250

300

350

Déformation plastique équivalente [−]

Li
m

ite
 d

’é
la

st
ic

ité
 σ

Y
 [M

P
a]

 

 

Loi Smatch
Données expérimentales

FIGURE 7.5 – Comparaison de la loi Smatch utilisée pour modéliser le comportement de la tôle d’aluminium
aux données expérimentales obtenues par Bech lors de tests de bipoinçonnement.
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Gestion du contact

Comme pour les simulations d’écrasement d’aspérités décrites au chapitre 4, le contact
est géré à l’aide de la méthode de la pénalité. La force de contact FN est pondérée par l’aire
nodale AN

FN

AN

= CN GN (7.2)

On utilise la loi de frottement de Coulomb. La pénalité tangentielle CT est déterminée à
l’aide de la règle de bonne pratique CT = µaCN . Dans les simulations décrites ici, la valeur
de la pénalité normale utilisée est de CN = 106 MPa/mm.

Méthode d’intégration

L’intégration des éléments est effectuée à l’aide d’éléments de type SRIPR. Avec ce type
d’élément, le déviateur des contraintes est évalué sur quatre points de Gauss. L’incrément
de pression est calculé au point de Gauss central et ensuite reporté vers les points de Gauss
déviatoriques lors de l’intégration spatiale des contraintes pour obtenir les forces internes.

L’intégration temporelle est réalisée au moyen du schéma d’intégration dynamique im-
plicite de Chung-Hulbert [22]. Les valeurs des paramètres utilisés sont les valeurs par défaut
décrites dans la section 6.2.8.

La simulation est réalisée à l’aide du formalisme Lagrangien. On arrête la simulation
lorsque la solution stationnaire est obtenue : on simule un étirage de 35 secondes.

7.2.3 Identification des valeurs du coefficient de frottement

Les valeurs de la force d’étirage obtenues sont comparées aux mesures expérimentales
de Bech dans le tableau 7.1. On constate qu’il y a un bon accord entre ces deux types de
résultat. Dans les différents modèles présentés dans la suite de ce chapitre, on utilise les
valeurs de coefficient de frottement proposées par Bech.

Huile minérale Lubrifiant solide
Taux de réduction [%] 7 10 14 7 10 14
Valeurs expérimentales (Bech [8]) σS,2 [MPa] 61 85 112 38 58 86
Valeurs numériques (EF - Metafor) σS,2 [MPa] 57 82 117 39 58 84

TABLEAU 7.1 – Comparaison des valeurs numériques de la tension dans la bande en sortie σS,2 aux valeurs
expérimentales pour différents taux de réduction.

Sur la figure 7.6 on a représenté le profil de pression sur le bord supérieur de la tôle en
régime établi pour trois niveaux de réduction correspondant respectivement à des valeurs
h2 de 1.81, 1.75 et 1.68 mm. Ceux-ci ont été obtenus lors de la modélisation du cas lubrifié
à l’aide du lubrifiant solide (µa = 0.025). Sur ce graphique, la sortie de l’outil – l’endroit où
la distance entre l’outil inférieur et supérieur est minimale – correspond au point d’abscisse
x = 0.
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FIGURE 7.6 – Profils de pression sur le bord supérieur de la tôle en régime établi pour trois taux de réduction
d’épaisseur.

Le profil de pression obtenu pour un taux de réduction de 7 % montre que la longueur
de la zone de contact est de 2.67 mm. Le gradient de pression à l’entrée est très élevé :
la pression passe de 0 à 310 MPa sur 0.12 mm. Ensuite, la pression diminue et atteint un
minimum local 227 MPa au point d’abscisse x = −1.12 mm. Ensuite, la pression remonte
et atteint une valeur de 380 MPa en x = 0 et retombe à 0 en x = 0.1 mm.

Lorsque le taux de réduction est de 10 %, la longueur de la zone de contact augmente.
Dans ce cas, elle vaut 3.77 mm. Le contact débute en x = −3.63mm. À cet endroit, la pres-
sion atteint très rapidement 260 MPa. Ensuite, contrairement au cas précédent, la pression
continue d’augmenter de manière plus douce jusqu’à un maximum local situé au début de
la zone de contact du cas analysé précédemment. La courbe suit alors la même tendance
que celle obtenue avec un taux de réduction de 7%.

Il en va de même avec un taux de réduction de 14 % : la longueur de la zone de contact
augmente et une fois que la courbe rejoint celle obtenue avec un taux de réduction de 10%,
elle adopte la même forme.
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7.2.4 Influence du frottement sur le profil de pression d’interface

Pour illustrer l’influence du coefficient de frottement sur le bord inférieur de la tôle, on
modélise deux points de fonctionnement pour lesquels Bech a observé un écoulement vers
l’avant de la poche (cas C7 cfr. figure 7.2) et un second pour lequel l’écoulement a lieu vers
l’arrière (cas C1).

Frottement faible sur le bord inférieur de la tôle : µin f = 0.025

Les conditions dans lesquelles ce test a été réalisé sont résumées dans le tableau 7.2.

red. [%] α [̊ ] Vx [mm/s] µsup µin f

21.5 3 0.57 0.04 0.025

TABLEAU 7.2 – Conditions d’étirage du point de fonctionnement C1 pour lequel Bech observe un écoulement
vers l’arrière de la poche.

Le profil de pression sur le bord supérieur de la tôle est représenté sur la figure 7.8. On
constate que le profil de pression est assez constant. Il varie en effet de 250 MPa à proximité
de l’entrée à 180 MPa peu avant le pic de pression observé en sortie. On note également
que la courbe obtenue avec la méthode des tranches est proche des résultats obtenus avec
Metafor.

Lorsque Bech a effectué des essais avec une poche de lubrifiant pyramidale, l’écoulement
s’est produit vers l’arrière de la poche. D’après Azushima, cet écoulement est engendré par
une augmentation de la pression à l’arrière de la poche due à l’entraînement du lubrifiant
dans le convergent formé par la face arrière de l’indentation pyramidale et l’outil supérieur.
D’après les mesures de Bech, l’écoulement débute lorsque l’arrière de la poche se trouve à 6.1
mm de la sortie de la zone de contact. La position de la poche à cet instant est représentée
sur la figure au moyen d’un triangle jaune.

Le champ de déformation plastique équivalente sur l’épaisseur de la tôle en régime éta-
bli est représenté sur la figure 7.7. Comme la différence entre les valeurs des coefficients
de frottement sur les bords inférieur et supérieur est faible, les gradients sont faibles sur
l’épaisseur dans la première moitié de la zone de contact. Ils sont ensuite plus marqués à
proximité de la sortie.

0.30.150.0 0.075 0.225

Déformation plastique équivalente

FIGURE 7.7 – Déformation plastique équivalente sur l’épaisseur de la tôle en régime établi dans le cas C1.
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FIGURE 7.8 – Comparaison du profil de pression de contact calculée sur le bord supérieur de la tôle, en régime
établi, à l’aide de la méthode des éléments finis à celui obtenu par Bech à l’aide de la méthode des tranches :
point de fonctionnement C1.
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FIGURE 7.9 – Comparaison du profil de pression de contact calculée sur le bord supérieur de la tôle, en régime
établi, à l’aide de la méthode des éléments finis à celui obtenu par Bech à l’aide de la méthode des tranches :
point de fonctionnement C7.
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Frottement élevé sur le bord inférieur de la tôle : µin f = 0.25

Les conditions relatives à ce test sont résumées dans le tableau 7.3.

red. [%] α [̊ ] Vx [mm/s] µsup µin f

20 3 0.5 0.05 0.25

TABLEAU 7.3 – Conditions d’étirage du point de fonctionnement C7 pour lequel Bech observe une remontée du
lubrifiant vers l’avant de la poche.

Sur la figure 7.9 on a comparé la pression de contact obtenue avec le modèle éléments fi-
nis à celle calculée avec la méthode des tranches. On constate que le gradient de pression est
important. Lors de ses essais, Bech observe une remontée du lubrifiant vers l’avant lorsque
l’avant de la poche se trouve à 4.5 mm de la sortie de la zone de contact. Cette position est
matérialisée par le triangle jaune sur la figure 7.9.

D’après Azushima [4, 5], le MPHSL se produit lorsque la pression hydrostatique à l’avant
de la poche rejoint la pression d’interface. Cette condition est plus facilement atteinte lorsque
le frottement sur le bord inférieur de la tôle est important. Ceci accroît en effet le gradient
de pression de contact sur le bord supérieur de la tôle.

Le champ de déformation plastique équivalente en régime établi est représenté sur la
figure 7.10. Contrairement au cas analysé précédemment, la variation du champ sur l’épais-
seur est plus marquée. En effet, dans ce cas, la différence entre les coefficients de frottement
utilisés sur les bords inférieur et supérieur est beaucoup plus importante.

On note également que la tôle fléchit avant d’entrer dans la zone de contact. Ceci est
dû au fait que les deux outils ne sont pas le symétrique l’un de l’autre. Cet effet a légère-
ment compliqué la mise au point du modèle prenant en compte une poche de lubrifiant
triangulaire sur la surface de la tôle (cfr. section suivante).

0.30.150.0 0.075 0.225

Déformation plastique équivalente

FIGURE 7.10 – Déformation plastique équivalente sur l’épaisseur de la tôle en régime établi dans le cas C7.
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7.3 Modèle d’étirage d’une tôle comprenant une poche de
lubrifiant en surface

On a modifié le modèle d’étirage plan décrit à la section précédente pour prendre en
compte la présence d’une poche de lubrifiant à la surface de la tôle. Ce deuxième modèle
permet d’obtenir les déplacements qui seront utilisés comme conditions aux limites dans des
simulations réalisées avec un modèle réduit autour de la poche de lubrifiant. De plus, il est
possible de calculer l’évolution de la pression hydrostatique lors du passage de la cavité dans
la zone de contact et de la comparer à la pression de contact solide-solide au voisinage de
la poche. On est donc en mesure de déterminer le moment à partir duquel les écoulements
de type Micro-Plasto-HydroStatic-Lubrication, sont susceptibles de se produire.

Dans les paragraphes suivants, on décrit tout d’abord la géométrie du modèle ainsi que
les hypothèses effectuées. On analyse ensuite les résultats obtenus sur le point de fonction-
nement C7 (cfr. figure 7.2).

7.3.1 Géométrie

La géométrie du modèle est représentée sur la figure 7.11. La forme de la tôle est iden-
tique à celle utilisée dans le modèle précédent. Dans le cas présent, une cavité remplie de
lubrifiant est présente à la surface de la tôle. Celle-ci est initialement située en amont de la
zone de contact. On évite ainsi que la cavité ne traverse la zone de contact lors du régime
transitoire ce qui ne serait pas représentatif des essais expérimentaux réalisés par Bech.

La cavité est entourée d’une zone rectangulaire représentée en rouge sur la figure 7.11.
Les déplacements des noeuds situés sur les bords de cette zone sont enregistrés au cours
de la simulation. Ce sont ces déplacements qui seront utilisés comme conditions aux limites
dans le modèle à l’échelle microscopique.

Dans le modèle macroscopique, la partie triangulaire de la poche de lubrifiant est sur-
montée d’un rectangle d’épaisseur ht . Ceci permet de mailler la poche de lubrifiant à l’aide
d’un mailleur transfini. On évite ainsi de devoir utiliser des mailles triangulaires (ou qua-
drangulaires, mais mal conditionnées) dans le voisinage des extrémités de la poche.

La largeur de la boite rectangulaire ainsi que la position de la poche de lubrifiant dans
cette boîte sont déterminées en fonction du cas considéré ultérieurement. Les dimensions
de la boîte rectangulaire utilisées pour modéliser le point de fonctionnement C7, dont les
résultats sont décrits dans les sections 7.3.7 et 7.3.8, sont précisées dans le tableau 7.4.

lb [mm] x lub [mm] hp [mm] ht lp [mm] θ [̊ ]

5 1.5 0.088 0.01× hp 1 10

TABLEAU 7.4 – Dimensions utilisées lors de la modélisation du point de fonctionnement C7.
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a) Vue d’ensemble de la géométrie

b) Zoom sur la zone rectangulaire entourant la poche de lubrifiant

zone de contact

FIGURE 7.11 – Géométrie du modèle macroscopique permettant de reproduire les expériences d’étirage de Bech
[9]. Les dimensions utilisées pour traiter le point de fonctionnement C7 sont indiquées dans le tableau 7.4.

7.3.2 Conditions aux limites

Dans le modèle, on place le bord supérieur de la poche de lubrifiant sur des appuis à
rouleaux. Le déplacement vertical est donc empêché sur cette interface. On évite ainsi de
devoir gérer le contact entre le fluide et l’outil rigide à l’aide de la méthode de la pénalité.
En effet, lors de la mise au point du modèle, on a constaté que des petites variations de la
valeur du gap normal entre les noeuds de contact et l’outil rigide avaient tendance à aug-
menter le nombre d’itérations nécessaires à chaque pas de temps. De plus, dans certains
cas, l’algorithme d’intégration temporelle devait diviser la taille du pas de temps pour pou-
voir converger. Ceci engendrait donc une augmentation importante du temps de calcul. Ces
difficultés numériques sont essentiellement dues à la faible valeur de viscosité du lubrifiant
par rapport au module de cisaillement de la tôle en aluminium. En effet, de faibles varia-
tions des forces nodales peuvent déformer le maillage de manière importante ce qui rend
plus complexe la résolution des équations d’équilibre à l’aide de la méthode de Newton-
Raphson.
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Si seul le déplacement vertical des noeuds du fluide est bloqué, le déplacement horizon-
tal reste libre. On n’applique donc pas de condition d’adhérence du fluide à la paroi. En effet,
on souhaite simplement calculer la pression hydrostatique au sein de la poche de lubrifiant.
Il n’est donc pas nécessaire de calculer précisément l’écoulement du lubrifiant dans la cavité
à l’aide de ce modèle.

Pour étirer la tôle entre les outils de contact, on impose un déplacement horizontal à
vitesse imposée Vx sur le bord droit de la tôle.

7.3.3 Gestion du contact

Le bord supérieur de la tôle est en contact avec l’outil supérieur rigide identique à celui
utilisé dans le modèle macroscopique sans poche de lubrifiant.

On ajoute également au modèle un outil horizontal supplémentaire situé à une distance
ht de l’outil supérieur (cfr. figure 7.11). Cette astuce numérique permet d’éviter que la poche
ne se referme complètement et les distorsions de maillage que cet effet pourrait engendrer.
En effet, d’après les observations de Bech la base carrée de la pyramide voit sa section
diminuer lors de son entrée dans la zone de contact.

L’outil inférieur est composé de deux parties. La première est constituée de deux droites
inclinées d’un angle α par rapport à l’horizontale reliées entre elles par un congé de raccor-
dement de rayon R = 1 mm. La seconde partie est composée d’une ligne horizontale située
à une distance h1 de l’outil supérieur. Cet outil permet d’éviter que la tôle ne fléchisse avant
la zone de contact, comme cela a été observé avec le modèle macroscopique sans poche
de lubrifiant (cfr. figure 7.10). Cet outil est nécessaire en raison des conditions d’appuis
utilisées sur le bord supérieur de la poche de lubrifiant. En effet, en cas de flexion de la
tôle, le lubrifiant serait fortement étiré avec pour conséquence des déformations parasites
importantes du maillage du lubrifiant.

La présence de cet outil modifie légèrement les résultats. On a modélisé le cas C7 à
l’aide du modèle macroscopique sans poche de lubrifiant. On a effectué ces simulations avec
et sans cet outil horizontal empêchant la tôle de fléchir. La figure 7.12 montre l’évolution
temporelle de la tension sur le bord droit de la bande. La différence entre ces deux courbes
est inférieure à 1%. La figure 7.13 compare les profils de pression de contact sur le bord
supérieur de la tôle. Sur cette figure, on observe une augmentation de la longueur de contact
ainsi qu’une modification du profil de pression à proximité de la zone d’entrée. Par contre,
le profil de pression n’est pas influencé dans la zone où les remontées de lubrifiant sur les
plateaux sont observées. En effet, dans le cas C7, Bech [8] observe l’apparition du MPHSL
lorsque l’avant de la poche se trouve à 4.5 mm de la sortie de l’outil.
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FIGURE 7.12 – Tension moyenne sur le bord droit
de la tôle. Comparaison des résultats avec et sans
outil horizontal permettant d’éviter la flexion de
la tôle.
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FIGURE 7.13 – Profil de pression de contact sur le
bord supérieur de la tôle. Comparaison des ré-
sultats avec et sans outil horizontal permettant
d’éviter la flexion de la tôle.

Comme pour les simulations décrites dans la section 7.2 on utilise la méthode de la
pénalité pour gérer le contact. Les valeurs des paramètres de pénalité normale et les coef-
ficients de frottements associés sont indiqués dans le tableau 7.5. On utilise une valeur de
pénalité normale beaucoup plus élevée sur le bord supérieur de la tôle que sur le bord infé-
rieur. Le but est de réduire la taille du gap normal de manière à ce que celui-ci soit inférieur
à l’épaisseur des tuyaux (0.1 – 0.5 µm) utilisée dans le modèle microscopique décrit à la
section 7.4. On évite ainsi les distorsions de mailles sur les extrémités des tuyaux du modèle
microscopique.

Interaction Entité maître Entité esclave CN µa

de contact [MPa/mm] -
# 1 outil supérieur bord supérieur de la tôle 5 107 0.05
# 2 outil horizontal bord inférieur de la poche 105 0.05

// à l’outil sup. de lubrifiant
# 3 outil horizontal bord inférieur de la tôle 106 0.00

inférieur
# 4 outil incliné bord inférieur de la tôle 106 0.25

TABLEAU 7.5 – Valeurs de la pénalité normale CN utilisées, sur chacune des interactions de contact, lors de la
modélisation du point de fonctionnement C7. La pénalité tangentielle est donnée par CT = µaCN .
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7.3.4 Maillage

Le maillage est représenté sur la figure 7.14. La majeure partie de celui-ci est constituée
de mailles carrées de 0.05 mm de côté. C’est cette taille de maille qui avait été utilisée pour
obtenir les résultats décrits à la section précédente dans le modèle sans poche de lubrifiant.
La dimension des éléments de la tôle devient de plus en plus fine à l’approche de la cavité.
Cette partie du maillage est générée à l’aide du mailleur non structuré de Metafor.

Le maillage du lubrifiant est généré à l’aide d’un mailleur transfini. Celui-ci est constitué
de 2 mailles sur l’épaisseur et de 80 mailles sur la demi-largeur. La taille des mailles dans le
sens de la largeur de la poche suit une progression géométrique. Le ratio entre la plus petite
et la plus grande maille est de 25.

Le maillage de la tôle est lagrangien tandis que la partie fluide est gérée à l’aide du for-
malisme Arbitraire Lagrangien Eulérien. L’utilisation d’un maillage transfini sur le domaine
fluide facilite le repositionnement des noeuds lors de l’étape ALE. En effet, une fois que
les noeuds sont repositionnés sur le bord supérieur – à l’aide d’une méthode qui conserve
l’abscisse curviligne d’origine – il suffit d’interpoler les nouvelles positions des noeuds de la
frontière pour trouver les nouvelles positions des noeuds internes.

7.3.5 Matériaux

Comme dans la section précédente, on utilise une loi Smatch (cfr. équation 7.1) pour
représenter le comportement élastoplastique de la tôle.

A l’exception des cas A1 et C1, Bech [8] a utilisé un même type de lubrifiant pour
remplir les cavités pyramidales dans l’ensemble de ses essais. D’après lui, la dépendance de
la viscosité à la pression de cette huile peut être approchée par la loi de Barus (cfr. equation
7.3).

On utilise une loi de Norton-Hoff pour modéliser le comportement du lubrifiant. On
fait l’hypothèse que celui-ci a un comportement newtonien. Dans le modèle, la viscosité est
indépendante de la pression. On utilise une valeur de viscosité de 230 MPa, soit la pression
hydrostatique estimée par Bech dans un de ses essais.

η= η0 exp(αl pb) = 0.28exp(2.1× 10−2 × 230) = 35.06 Pa.s (7.3)

Comme cela a été expliqué à la section 6.2.5 (cfr. page 169) la pression est calculée de
manière incrémentale. L’incrément de pression au cours d’un pas de temps est calculé à l’aide
du module de compressibilité K . Dans un premier temps, on suppose cette valeur constante.
Comme on ne dispose pas des données relatives au lubrifiant utilisé dans les expériences
de Bech, on utilise K = 1700 MPa qui est une valeur classique pour une huile de laminage.
En pratique, ce paramètre varie avec la pression. On prend en compte ce phénomène à la
section 7.3.8.
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outil rigide

Zoom sur la poche de lubrifiant

Zoom sur zone rectangulaire entourant la poche de lubrifiant

Maillage non-déformé : position de la zone encadrant la poche de lubrifiant (en rouge)

Zoom sur la partie droite de la poche de lubrifiant

par rapport à la zone de contact

FIGURE 7.14 – Maillage utilisé lors de la modélisation du point de fonctionnement C7 des expériences de
Bech à l’aide du modèle macroscopique. Le maillage comprend 20085 éléments dont 320 pour la poche de
lubrifiant. La partie solide de la zone rectangulaire est discrétisée à l’aide de 6047 éléments.
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7.3.6 Méthodes d’intégration

L’intégration des éléments solides est effectuée à l’aide d’éléments de type SRIPR. Pour
le fluide, par contre, on utilise des éléments de type SRI. Comme cela a été montré dans le
chapitre 6, ceux-ci ont un comportement plus stable lors de la modélisation du fluide.

L’intégration temporelle est réalisée au moyen du schéma d’intégration dynamique im-
plicite de Chung-Hulbert [22]. Les valeurs des paramètres utilisés sont les valeurs par défaut
décrites dans la section 6.2.8.

7.3.7 Analyse des résultats

Le modèle numérique a été utilisé pour modéliser le point de fonctionnement C7. Celui-
ci a déjà été étudié à la section 7.2.4 grâce au modèle d’étirage sans poche de lubrifiant à la
surface de la tôle. Les conditions dans lesquelles ce test a été réalisé sont rappelées dans le
tableau 7.6.

red. [%] α [̊ ] Vx [mm/s] µsup µin f

20 3 0.5 0.05 0.25

TABLEAU 7.6 – Conditions d’étirage du point de fonctionnement C7 (cfr. figure 7.2) pour lequel Bech observe
une remontée du lubrifiant vers l’avant de la poche : Micro-Plasto-HydroStatic-Lubrication.

Profil de pression d’interface

Les figures 7.15 et 7.16 montrent le profil de pression de contact solide–solide pa sur le
bord supérieur de la tôle ainsi que la pression hydrostatique pb dans la poche de lubrifiant
pour différentes positions de la cavité dans la zone de contact. On s’attend à une remontée
de lubrifiant lorsque la pression du lubrifiant pb est supérieure à la pression de contact
solide–solide pa.

Lorsque la poche se trouve à la position #1 représentée sur la figure 7.15, on constate
que la pression de contact pa sur les bords de la poche est nettement supérieure à la pression
hydrostatique. Dans ce cas, le lubrifiant n’a pas la possibilité de remonter sur les plateaux.
Il est confiné dans la cavité.

Une fois que l’avant de la poche se trouve à 5.2 mm de la sortie de la zone de contact (cfr.
position #2 sur la figure 7.15), on remarque que la pression hydrostatique est légèrement
supérieure à la pression de contact pa. Dans ce cas, la condition permettant au lubrifiant de
s’échapper vers l’avant de la poche (MPHSL) est remplie.

Dans ce modèle, on ne laisse pas au lubrifiant la possibilité de s’échapper de la poche.
Néanmoins, lorsqu’on zoome sur le maillage situé à l’avant de la cavité (cfr. figure 7.17),
on constate qu’il y a une perte de contact entre la tôle et l’outil sur une distance de 16 µm.
Cette longueur serait bien évidemment plus grande si le modèle permettait au lubrifiant de
s’échapper de la poche. En effet, le fluide pourrait alors remplir le gap entre la tôle et l’outil
et le faire grandir.
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FIGURE 7.15 – Comparaison de la pression hydrostatique dans la poche de lubrifiant pb à la pression de
contact solide-solide pa entre la tôle et l’outil supérieur pour différentes positions de la poche de lubrifiant
dans la zone de contact. L’égalité des pressions fluide et solide est vérifiée lorsque l’avant de la cavité se
trouve à 5.2 mm de la sortie de la zone de contact ce qui est très proche de la valeur de 4.5 mm mesurée
par Bech [8] lors de ses expériences.
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FIGURE 7.16 – Comparaison de la pression hydrostatique dans la poche de lubrifiant pb à la pression de
contact solide-solide pa entre la tôle et l’outil supérieur pour différentes positions de la poche de lubrifiant
dans la zone de contact.
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Forces externes (appuis à rouleaux)

Forces externes

(contact)

Extrémité droite de la poche de lubrifiant
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Maillage du solide

MPHSL # 1

Décollement de la tôle par rapport à l’outil sup.

(pas de forces de contact)

FIGURE 7.17 – Zoom sur la partie droite de la poche de lubrifiant lors de la première phase du MPHSL. La
pression hydrostatique dans la poche de lubrifiant – représentée en jaune sur le schéma – engendre un
décollement de la tôle par rapport à l’outil supérieur en aval de la cavité.

Décollement de la tôle par rapport à l’outil supérieur

Forces externes (appuis à rouleaux) Forces externes

(contact)

MPHSL # 2

Extrémité droite de la poche de lubrifiant

Outil horizontal qui empêche la poche de se refermer Maillage du solide

(pas de forces de contact)

FIGURE 7.18 – Zoom sur la partie droite de la poche de lubrifiant lors de la deuxième phase du MPHSL. La
pression hydrostatique dans la poche de lubrifiant – représentée en jaune sur le schéma – engendre un
décollement de la tôle par rapport à l’outil supérieur en aval de la cavité. Le gap observé est plus important
que celui obtenu lors de la première étape du MPHSL représenté sur la figure 7.17.
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Lors de ses essais expérimentaux, Bech [8] a mesuré une distance de 4.5 mm entre
l’avant de la poche et la sortie de l’outil lorsque le fluide s’échappe vers l’avant de la poche.
Le modèle numérique prédit une valeur de 5.2 mm (cfr. figure 7.15 – position #2). On
observe donc une très bonne correspondance entre les résultats numériques et l’expérience.

La pression hydrostatique reste supérieure à la pression d’interface sur une distance de
1.45 mm. Ensuite, pb diminue et devient inférieure à la pression de contact pa (cfr. figure
7.16 – position #4).

La pression hydrostatique du lubrifiant pb devient de nouveau supérieure à la pression
de contact solide-solide pa lorsque l’avant de la poche se situe à 1.9 mm de la zone de sortie
(cfr. figure 7.16 – position #5). Lorsque la simulation s’arrête, la poche est toujours dans la
zone de contact. La pression de contact pa en aval de la poche est supérieure à la pression
hydrostatique comme on peut le constater sur la figure 7.16 à la position #6. Cependant,
on observe un gap entre la tôle et l’outil à l’avant de la cavité comme le montre la figure
7.18.

On ne dispose pas de la vidéo enregistrée par Bech lors de cet essai. On n’est donc pas
en mesure de confirmer que la remontée du lubrifiant vers l’avant de la poche (MPHSL) se
produit en deux étapes. Néanmoins, le modèle permet de prédire le moment à partir duquel
l’écoulement débute. À notre connaissance, aucun autre modèle décrit dans la littérature
n’est capable de donner cette information.

217



CHAPITRE 7. MODÉLISATION DU MICRO-HYDRODYNAMISME LORS DU PROCÉDÉ D’ÉTIRAGE PLAN

Pression du lubrifiant

L’évolution de la pression hydrostatique dans la poche de lubrifiant au cours du temps est
représentée sur la figure 7.19. Lorsque le centre de la poche se situe entre −8 et −6.8 mm,
la pression augmente quasi linéairement. Ensuite, la courbe sature et atteint un maximum
absolu lorsque le centre de la poche se trouve à 5.8 mm de la sortie de l’outil. Ensuite, la
pression diminue. Cette diminution est fort marquée dans un premier temps et beaucoup
plus douce ensuite entre −4.5 et 3 mm. Un maximum local est atteint, 2.6 mm avant la
sortie. Au-delà, la pression diminue linéairement.
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FIGURE 7.19 – Pression hydrostatique dans la poche de lubrifiant.

Le ratio entre le volume initial V0 et le volume courant V de la poche de lubrifiant est
représenté sur la figure 7.20. L’allure de cette courbe est très similaire à celle de la pression
hydrostatique. Ceci est cohérent puisque, dans Metafor, l’incrément de pression est calculé
sur base de la variation de volume.
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FIGURE 7.20 – Variation de volume de la poche de lubrifiant.
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Forme de la courbe de force d’étirage

L’évolution de la force d’étirage en fonction de la position du centre de la poche par
rapport à la sortie de l’outil est représentée sur la figure 7.21. Pour des raisons de lisibilité,
on a effectué un zoom sur la partie supérieure de la courbe.

Les tendances observées sur cette courbe peuvent être expliquées en analysant l’évolu-
tion de la forme de la poche de lubrifiant. On a décomposé cette courbe en 8 zones. Sur
les figures 7.22, 7.23 et 7.24 on a représenté la forme de la poche au début et à la fin de
chacune de ces zones.

Dans la première étape, la poche est comprimée, le bord inférieur de la poche se soulève.
La partie droite de la poche se referme légèrement. Ceci augmente la longueur de la zone de
contact tôle-outil. Dès lors, la force d’étirage augmente. Dans la deuxième phase, la poche
est étirée. La longueur de la zone de contact solide-solide diminue ce qui réduit la force
d’étirage.

Lors de la troisième étape, la poche continue de s’allonger. De plus, les noeuds de contact
se séparent de l’outil comme on peut le voir sur la figure 7.17. Ceci est dû au fait que
la pression hydrostatique est supérieure à la pression de contact solide-solide qui règne à
l’avant de la poche. Ceci réduit donc le frottement et donc la force d’étirage.

Au cours de la quatrième phase, l’arrière de la poche se referme et la force d’étirage
augmente légèrement. Elle diminue ensuite lors de la 5e étape en raison de l’extension de la
poche. Cette diminution est plus marquée lors de la sixième étape, car là aussi, la condition
permettant d’observer le MPHSL est rencontrée et les noeuds de contact situés à l’avant de
la poche se détachent une nouvelle fois de l’outil rigide (cfr. figure 7.18). Enfin, la force
d’étirage augmente en raison de la fermeture de l’arrière de la poche.

Zone 3 Zone 5 Zone 6Zone 1 2 Z4 Zone 7 Zone 8

FIGURE 7.21 – Évolution de la force d’étirage au cours de la simulation.
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Compression

Extension

Zone 1 : de la force d’étirageaugmentation

Zone 2 : de la force d’étiragediminution

FIGURE 7.22 – Évolution de la forme de la cavité au cours de la simulation pour les différentes zones identifiées
sur la courbe de la force d’étirage.

220



CHAPITRE 7. MODÉLISATION DU MICRO-HYDRODYNAMISME LORS DU PROCÉDÉ D’ÉTIRAGE PLAN

Fermeture de la poche
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Zone 5 : de la force d’étiragediminution

Zone 4 : de la force d’étirageaugmentation

FIGURE 7.23 – Évolution de la forme de la cavité au cours de la simulation pour les différentes zones identifiées
sur la courbe de la force d’étirage.
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Zone 7 : augmentation de la force d’étirageZone 7 : de la force d’étirageaugmentation

FIGURE 7.24 – Évolution de la forme de la cavité au cours de la simulation pour les différentes zones identifiées
sur la courbe de la force d’étirage.

7.3.8 Étude paramétrique

Deux phénomènes physiques n’ont pas été pris en compte dans le modèle macroscopique
décrit dans cette section. Il s’agit de la dépendance du module de compressibilité à la pres-
sion hydrostatique et de l’écrouissage de la tôle généré par le procédé d’indentation lors de
la formation des poches. On choisit de prendre en compte ces phénomènes dans le modèle
pour quantifier leur influence sur les résultats.

7.3.8.1 Dépendance du module de compressibilité à la pression

Le module de compressibilité d’une huile de laminage peut être fortement influencé par
la pression hydrostatique. Pour s’en convaincre, il suffit d’observer la figure 7.25. Celle-
ci montre des mesures du module de compressibilité K d’une huile de laminage, que l’on
appellera ici huile B, en fonction de la pression pour différentes températures.

Pour une température de 25̊ C, la valeur de K varie du simple au double entre la me-
sure 0 et 200 MPa. Pour les différentes températures étudiées lors des mesures, les courbes
expérimentales sont linéaires jusqu’à 300 MPa. Les simulations réalisées sur les cas REF, C1
et C7, ainsi que les mesures effectuées par Bech indiquent que la pression hydrostatique au
sein de la poche varie entre 0 et 300 MPa. On va donc maintenant modéliser la variation de
ce paramètre à l’aide d’une relation linéaire.

Comme on ne dispose pas des valeurs expérimentales relatives aux huiles utilisées par
Bech, on a donc utilisé les données de l’huile B à 25̊ C. La relation suivante permet d’appro-
cher ces mesures expérimentales :

K(25̊ C) = 1589+ 9.44 pb [MPa] (7.4)
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FIGURE 7.25 – Module de compressibilité K en fonction de la pression au sein du lubrifiant pour l’huile B
[100].

7.3.8.2 Effet des déformations plastiques dues à l’indentation

Lors de ses essais expérimentaux, Bech a créé les cavités macroscopiques à la surface
de la tôle par indentation. Pour ce faire, il a utilisé un outil en acier composé d’indenteurs
pyramidaux. Ces pyramides ont une base carrée de 1 mm de côté et une pente de 10̊ . Les
cavités ont été générées sur la tôle en pressant l’outil en acier sur la tôle en aluminium.

Simulation du procédé d’indentation

Nos simulations du procédé d’étirage sont effectuées en 2D. On a donc également effec-
tué ces simulations d’indentation en état plan de déformation. Celles-ci nous permettent de
déterminer le champ de déformation plastique équivalente dans la tôle autour de la cavité.
Ce champ est ensuite transféré par projection sur le maillage utilisé dans les simulations du
procédé d’étirage pour tester l’influence de ces nouvelles conditions initiales.

Pour modéliser l’indentation de la tôle, on a indenté une tôle rectangulaire par un outil
rigide incliné d’un angle θ = 10̊ par rapport à l’horizontale. Cette configuration est repré-
sentée sur la figure 7.26.

Par symétrie, le bord gauche latéral gauche est sur appuis à rouleaux. On a décidé de
faire de même avec le bord inférieur. Comme dans les simulations d’étirage, l’épaisseur de la
tôle est de 1.95 mm. On a choisi d’utiliser une longueur de tôle lx de 2.5 mm. Cette distance
est suffisante pour réduire l’influence des effets de bord.

Le contact entre l’outil rigide et la tôle est géré, comme précédemment, à l’aide de la
méthode de la pénalité. Le frottement est modélisé à l’aide de la loi de Coulomb. On a
effectué des simulations avec différentes valeurs du coefficient de frottement allant de µ =
0.1 à µ= 0.6. Dans la gamme de valeurs testées, on constate que le coefficient de frottement
n’a pas d’influence sur le champ de déformation plastique équivalente. On a donc choisi
arbitrairement d’utiliser les résultats obtenus avec µ = 0.6.
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lx=2.5 mm

ly=1.95mm

q =10°

FIGURE 7.26 – Géométrie et conditions aux limites utilisées lors de la simulation d’indentation permettant de
déterminer le champ de déformation plastique équivalente autour de la cavité triangulaire.

On utilise un maillage uniforme. Il est constitué d’éléments rectangulaires de 0.04 mm
× 0.025 mm (4914 éléments). Ceci est suffisant pour représenter le champ de déformation
plastique équivalente comme le montre la partie gauche de la figure 7.27.

La totalité de l’épaisseur de la tôle subit des déformations plastiques. La largeur de la
bande dans laquelle la déformation plastique est non nulle vaut environ 1.1 mm. La valeur
de maximale est de 0.161. Celle-ci est localisée dans une zone située à la surface de la tôle
sous le point bas de l’indenteur. Assez logiquement, la déformation plastique équivalente
diminue graduellement lorsqu’on s’éloigne de l’indentation.

Transfert de données

Le transfert du champ de déformation plastique équivalente est réalisé à l’aide d’une
méthode de projection, très générale, utilisée également dans des procédures de remaillage
[17]. Elle permet par exemple de transférer des données d’un maillage structuré vers un
maillage non-structuré comme c’est le cas ici. Cette méthode de projection effectue le trans-
fert des données après une reconstruction linéaire des champs.

On choisit de transférer uniquement le champ de déformation plastique équivalente.
Cette grandeur est stockée au point de Gauss des éléments. Par facilité, on choisit de ne
pas transférer les contraintes résiduelles. Comme dans les simulations du procédé d’étirage,
on utilise des éléments SRIPR pour modéliser le comportement du solide dans le modèle
d’indentation.

Les champs avant et après transfert sont représentés sur la figure 7.27. On constate
que les lignes de niveau ont la même allure. La forme du champ est donc préservée au
cours du transfert. Par contre, les valeurs élevées associées à de forts gradients situés sous
l’indenteur ne sont pas conservées lors du transfert. On observe en effet une diminution de
l’ordre de 20% de la valeur maximum. Cette différence peut s’expliquer par la diffusion de
la méthode de transfert. Ces méthodes sont parfois imprécises pour transférer des gradients
élevés. De plus, le bord supérieur de la tôle après indentation n’est pas constitué de portions
rectilignes comme les bords de la cavité du maillage cible. Il y a donc un léger décalage
entre les deux géométries au moment du transfert. Ce qui explique la perte d’information.
Nous nous satisferons néanmoins de la qualité des résultats obtenus.
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a) Résultats au terme de la

Déformation plastique équivalente

0.1650.0825 0.1240.04130

b) Résultats obtenus après transfert
simulation d’indentation sur le maillage du modèle macroscopique

c) Superposition des maillages utilisés aux champs de déformation plastique équivalente

FIGURE 7.27 – Comparaison des champs de déformation plastique équivalente obtenus au terme de la simu-
lation d’indentation (à gauche) et après transfert sur le maillage utilisé dans la simulation d’étirage (à
droite).
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7.3.8.3 Analyse des résultats

On étudie l’influence de la variation du module de compressibilité avec la pression et de
la présence des déformations plastiques équivalentes générées par le procédé d’indentation.
Lors de cette étude, on a analysé les résultats suivants :

• l’étendue des zones dans l’emprise pour lesquelles on a pb > pa à l’avant de la poche,
• la pression hydrostatique du lubrifiant et la variation du volume de la cavité,
• la force d’étirage.

On compare les résultats obtenus avec le modèle dans les trois cas de figure répertoriés
dans le tableau 7.7.

Module de Champ de déformations Dénomination du cas
compressibilité [MPa] plastiques dues à l’indentation l’analyse des résultats

cas 1 K = 1700 non K = 1700 MPa
cas 2 K = 1589 + 9.44 pb non K(p) = linéaire
cas 3 K = 1589 + 9.44 pb oui K(p) = linéaire – ǭeq

0 6= 0

TABLEAU 7.7 – Dénomination des trois cas traités dans l’étude paramétrique réalisée sur le point de fonction-
nement C7.

Apparition du MPHSL

On a repéré la position de l’avant de la poche par rapport à la sortie de l’outil lorsque la
pression hydrostatique atteint la pression de contact solide-solide à l’avant de la poche.

Pour les trois cas étudiés ici, on observe deux phases au cours desquelles la pression
hydrostatique est supérieure à la pression de contact solide-solide. On a repéré la position de
l’avant de la poche au début et à la fin de chacune de ces phases. Ces valeurs sont indiquées
dans le tableau 7.8.

MPHSL # 1 MPHSL # 2
Début Fin Début Fin

K = 1700 MPa xd = −5.2 xd = −3.8 xd = −1.9 xd = −0.6
K = 1589 + 9.44 pb MPa xd = −5.2 xd = −3.9 xd = −1.9 xd = −0.6
K = variable – ǭeq

0 6= 0 xd = −5.5 xd = −3.8 xd = −1.9 xd = −0.7

TABLEAU 7.8 – Position xd (en mm) de l’avant de la poche de lubrifiant par rapport à la sortie de la zone
de contact au début et à la fin des deux instants (MPHSL #1 et MPHSL #2) pour lesquels la pression
hydrostatique est supérieure à la pression d’interface.

On constate que les différences observées dans ces trois cas sont minimes : de l’ordre
du dixième de micron. Dans ce cas, la prise en compte de la variation du module de com-
pressibilité et des déformations plastiques équivalentes autour de la poche a donc une faible
influence sur les conditions permettant au lubrifiant de s’échapper vers l’avant de la poche.
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Pression hydrostatique et variation de volume de la cavité

La pression hydrostatique dans la poche de lubrifiant est peu influencée par la varia-
tion de module de compressibilité de l’huile. Sur la figure 7.28, on constate que la courbe
obtenue avec un module de compressibilité fonction de la pression diffère très légèrement
des résultats obtenus avec K constant avant l’abscisse x = -6 mm. Au-delà, les courbes se
superposent.

L’utilisation d’un module de compressibilité variable a néanmoins un effet marqué sur la
variation de volume de la poche. L’évolution de cette grandeur est représentée sur la figure
7.29. L’allure de la courbe obtenue avec un K variable est similaire à celle obtenue avec un K
constant. Par contre, la variation de volume de la cavité est plus faible lorsque K augmente
avec la pression. En effet, dans ce cas, le fluide résiste davantage aux variations de volume.
Pour une pression donnée, il est donc logique d’observer une variation de volume plus faible.

Lorsqu’on prend en compte les déformations plastiques équivalentes générées par le pro-
cédé d’indentation, la pression hydrostatique du lubrifiant est légèrement supérieure à celle
rencontrée dans les deux cas décrits précédemment. La valeur maximale est de l’ordre de
225 MPa contre 205 MPa précédemment. Ceci engendre une variation de volume légère-
ment plus élevée (cfr. figure 7.29).
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FIGURE 7.28 – Pression hydrostatique du lubrifiant en fonction de la position du centre de la poche par rapport
à la sortie de la zone de contact.

227



CHAPITRE 7. MODÉLISATION DU MICRO-HYDRODYNAMISME LORS DU PROCÉDÉ D’ÉTIRAGE PLAN

−10 −9 −8 −7 −6 −5 −4 −3 −2 −1 0
0.98

1

1.02

1.04

1.06

1.08

1.1

1.12

1.14

Position du centre de la poche par rapport à la sortie de l’outil [mm]

V
ar

ia
tio

n 
de

 v
ol

um
e 

de
 la

 p
oc

he
 V

0/V
 [−

]

 

 

K    = 1700 MPa
K(p) = linéaire
K(p) = linéaire − εeq

0
 ≠ 0

FIGURE 7.29 – Variation du volume de la poche de lubrifiant en fonction de la position du centre de la poche
par rapport à la sortie de la zone de contact.

Évolution de la force d’étirage

L’évolution de la force d’étirage pour les trois cas étudiés ici est représentée sur la figure
7.30. La courbe obtenue avec un K variable se superpose à celle correspondant à une valeur
constante de ce paramètre.

Lorsqu’on prend en compte la déformation plastique équivalente, les tendances obser-
vées sont similaires aux deux autres courbes. Par contre, les valeurs obtenues sont légère-
ment plus élevées au-delà de x = −8 mm.
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FIGURE 7.30 – Evolution de la force d’étirage en fonction de la position du centre de la poche par rapport à la
sortie de la zone de contact. La force d’étirage a été calculée en supposant une largeur de tôle de 19.9 mm
comme dans les essais expérimentaux.
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7.3.9 Conclusions partielles

On a mis au point un modèle du procédé d’étirage de Bech pour mettre en évidence
les remontées de lubrifiant sur les plateaux. On a modélisé ce procédé en deux dimensions
en état plan de déformation. Les poches pyramidales des expériences de Bech sont modé-
lisées par des cavités triangulaires. La tôle a un comportement élastoplastique. Les valeurs
numériques des coefficients de la loi d’écrouissage ont été identifiées sur des mesures expé-
rimentales effectuées par Bech lors de tests de bipoinçonnement. Le lubrifiant a été modélisé
à l’aide de la loi de Norton-Hoff. On a supposé que le lubrifiant avait le comportement d’un
fluide newtonien et une viscosité indépendante de la pression.

Le but du modèle décrit ici est d’une part de pouvoir obtenir des conditions aux limites
représentatives d’une portion de la tôle lors de son passage entre les outils. De plus, ce
modèle permet de calculer la pression hydrostatique au sein de la poche de lubrifiant et de
comparer cette valeur à la pression de contact solide-solide autour de la poche.

On a utilisé ce modèle pour étudier un point de fonctionnement pour lequel Bech a
observé une remontée du lubrifiant vers l’avant de la poche (cfr. C7 figure 7.2). Sur ce cas,
on observe une pression hydrostatique supérieure à la pression de contact solide-solide à
l’avant de la poche, lorsque celle-ci se trouve à 5.2 mm de la sortie de l’outil. Dans ses
expériences, Bech a mesuré une distance de 4.5 mm. Notre modèle est donc en mesure de
prédire le moment à partir duquel le lubrifiant remonte vers l’avant de la poche.

Dans le cas C7, la pression hydrostatique est supérieure à la pression de contact à l’avant
de la poche durant deux périodes au cours du calcul. D’après notre simulation, la poche
devrait s’ouvrir à deux reprises pour laisser s’échapper le lubrifiant. Contrairement à d’autres
cas, on ne dispose pas des vidéos enregistrées lors de ces essais, on n’est donc pas en mesure
de confirmer expérimentalement ce résultat.

On a étudié l’influence de la variation du module de compressibilité K avec la pression
ainsi que des déformations plastiques autour de la poche dues au procédé d’indentation.
Lors de cette étude, on a constaté que la pression hydrostatique était peu influencée par ces
différents paramètres. La variation du module de compressibilité n’a aucune influence sur
la force d’étirage. Par contre, la prise en compte des déformations plastiques équivalentes
autour de la poche induit une faible augmentation (de l’ordre de 0.6 %) de la force d’étirage.

Le temps de calcul est de l’ordre de 6h30 sur le PC2 (cfr. annexe A) pour étirer la tôle
à 0.5 mm/s durant 35 sec. Le modèle ne prend pas en compte l’adhérence du fluide à
l’outil supérieur. Celle-ci permettrait de calculer l’augmentation de la pression dynamique
dans le convergent formé par l’outil et l’arrière de la poche. Pour pouvoir déterminer cette
augmentation de pression de manière précise, il faudrait utiliser davantage d’éléments sur
l’épaisseur de la poche. Ceci ne favorise pas la stabilité de la simulation. La convergence
du calcul est en effet plus difficile dans ce cas. Pour pouvoir prendre en compte l’adhérence
tout en conservant un temps de calcul raisonnable, on utilisera un autre modèle dans lequel
seule une portion de la tôle autour de la cavité est représentée. Celle-ci est soumise à des
conditions aux limites représentatives du passage de la tôle au travers des outils. Ce modèle
réduit (dit microscopique) est décrit en détail à la section suivante.
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7.4 Modèle microscopique

Le modèle complet d’étirage plan décrit à la section précédente ne permet pas au lubri-
fiant de quitter la cavité. Un second modèle – dit microscopique – a donc été mis au point.
Celui-ci permet de visualiser les remontées de lubrifiant vers l’avant et vers l’arrière de la
cavité au cours du procédé d’étirage.

Dans cette section, on décrit tout d’abord la géométrie et les hypothèses effectuées dans
le modèle. Ensuite, on analyse en détail les résultats obtenus lors de la modélisation du point
de fonctionnement appelé REF sur la figure 7.2. Enfin, on étudie l’influence de différents
paramètres tels que la pente de l’outil inférieur, le taux de réduction et la vitesse d’étirage.

7.4.1 Géométrie

La géométrie du modèle microscopique est représentée sur la figure 7.31. Elle est consti-
tuée d’une tôle rectangulaire à la surface de laquelle se trouve une cavité triangulaire remplie
de lubrifiant.
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FIGURE 7.31 – Géométrie du modèle microscopique utilisé pour modéliser le micro-hydrodynamisme. Elle est
composée d’une cavité triangulaire, remplie de lubrifiant, à la surface d’une tôle en aluminium. Des "tuyaux"
sont situés de part et d’autre de la poche. Ils permettent de visualiser les remontées de lubrifiant vers l’avant
(MPHSL) et vers l’arrière (MPHDL) de la cavité.

Comme dans les expériences de Bech, les bords de la cavité ont une pente de θ = 10̊ . Elle
communique avec deux fines couches d’éléments situées à l’avant et à l’arrière de la poche.
Grâce au formalisme Arbitraire Lagrangien Eulérien (ALE) – qui permet de découpler le
mouvement du maillage et de la matière – le lubrifiant a ainsi la possibilité de s’échapper
de la cavité pour aller gonfler ces tuyaux situés sur les plateaux.
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La transition entre la poche et les tuyaux est réalisée au moyen d’un congé de raccorde-
ment de rayon initial r. Dans l’ensemble des simulations effectuées ici, ce paramètre a une
valeur de 80 µm. La longueur initiale de ces tuyaux est ajustée en fonction de la longueur
des traces de lubrifiant mesurées par Bech sur la tôle après étirage. L’épaisseur de film sur
les plateaux calculée, par Bech, à l’aide de son modèle analytique (éq. de Reynolds) est de
l’ordre de 0.1 - 0.5 µm. L’influence de ce paramètre sur les résultats sera discutée dans la
suite de ce chapitre.

La partie solide entourant la poche a une épaisseur hb = 1.95 mm. Cette valeur corres-
pond à l’épaisseur initiale de la tôle dans les expériences de Bech. Ceci permet d’éloigner au
maximum les conditions aux limites de la poche de lubrifiant. La longueur la tôle dépend
de la longueur des tuyaux choisie. On a choisi d’utiliser une tôle plus longue de 0.5 mm de
part et d’autre des tuyaux gauche et droit.

7.4.2 Conditions aux limites appliquées sur les bords de la tôle

Les bords de la tôle du modèle microscopique, à l’exception du bord supérieur, sont
soumis à des déplacements imposés. Ces déplacements sont obtenus à l’aide du modèle
macroscopique d’étirage décrit à la section 7.3. En procédant de la sorte, on est en mesure
de représenter au mieux les conditions rencontrées au cours du procédé tout en ayant une
poche de lubrifiant présentant une géométrie beaucoup plus complexe que celle utilisée
dans le modèle complet.

Lors de l’analyse des résultats obtenus avec le modèle macroscopique, on choisit deux
configurations notées 1 et 2. Ces configurations sont choisies lorsque la cavité est dans la
zone de contact à proximité de l’entrée et de la sortie (cfr. figure 7.32 a). Le modèle micro-
scopique traitera l’étirage de la tôle de la configuration 1 à la configuration 2.

Pour passer de la configuration initiale (non déformée) à la configuration 1 on impose
des déplacements obtenus en interpolant linéairement les positions initiale et finale des
bords du domaine (cfr. bords rouges sur la figure 7.32 b – phase 1). Ensuite, au cours de la
phase 2, les déplacements imposés sur la frontière sont obtenus en interpolant les positions
archivées à chaque pas de temps au cours de la simulation effectuée à l’aide du modèle
complet. Cette procédure est représentée schématiquement sur la figure 7.32 b.
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a) Etape 1 : Modèle macroscopique

t 0→t1

b) Etape 2 : Modèle microscopique

- :Phase 1 passage de la géométrie initiale (non déformée)

- déplacements imposés sur les bords de la boîtePhase 2 :

entourant la cavité (à l’exception du bord supérieur)

- in de la simulation à l’échelle microscopiqueF =t t2

à la configuration 1 choisie dans le modèle macroscopique

- Configuration 1 choisie dans le modèle macroscopique

- Configuration 2 choisie dans le modèle macroscopique

t t t= 1 2→

FIGURE 7.32 – a) Modèle macroscopique du procédé d’étirage (cas REF). Il permet de définir les configura-
tions initiale et finale des bords du domaine dans la simulation réalisée à l’aide du modèle microscopique.
b) Représentation des bords du domaine du modèle microscopique à différents instants de la simulation
du point de fonctionnement REF.
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7.4.3 Maillage

Le maillage utilisé lors de la modélisation du point de fonctionnement REF est représenté
sur la figure 7.33 a. La partie inférieure de la tôle est maillée sur 80% de la hauteur totale
par des quadrangles. Sur cette partie, le maillage est structuré. La taille des mailles est de
l’ordre de 0.05 × 0.05 mm ce qui correspond à la dimension caractéristique utilisée dans le
modèle macroscopique.

Sur les 20% de hauteur restants, les éléments de la tôle sont générés à l’aide du mailleur
non-structuré de Metafor. Celui-ci permet de gérer facilement la transition entre le maillage
régulier de la partie inférieure de la tôle et la petite taille des éléments utilisée à proximité
des congés de raccordement de part et d’autre de la cavité. Le maillage de la partie solide
est Lagrangien tandis que le formalisme Arbitraire Lagrangien Eulérien est utilisé pour la
partie fluide.

La majeure partie du maillage fluide est générée à l’aide d’un mailleur transfini. Ce qui
simplifie fortement les opérations de repositionnement de noeuds lors de l’étape ALE. Le
maillage de la cavité comprend 4 éléments sur l’épaisseur. Ce qui est suffisant pour calculer
l’augmentation de la pression dynamique dans le convergent à l’arrière de la poche. Sur
la demi-largeur de la poche, on a utilisé 140 éléments. Leur longueur suit une distribution
géométrique. Le rapport entre le plus grand et le plus petit élément vaut 115. On obtient
ainsi des mailles ayant un rapport hauteur-longueur proche de 1 sur la majeure partie de la
poche de lubrifiant (cfr. figure 7.33 c et d).

Afin de réduire le nombre de degrés de liberté, on utilise deux éléments sur l’épaisseur
des tuyaux. Ces éléments sont uniquement là pour recevoir et transporter le lubrifiant qui
s’échappe de la cavité. La longueur des mailles varie linéairement sur 2% de la longueur
du tuyau et reste constante ensuite. La longueur maximale de ces éléments vaut 20 fois
l’épaisseur ht .

La transition entre le maillage de la poche et celui des tuyaux est réalisée à l’aide du
mailleur non structuré. La zone de transition située à l’arrière de la cavité est représentée
sur la figure 7.33 f.

Pour permettre au lubrifiant de remonter sur les plateaux et minimiser les distorsions des
éléments fluides, on utilise le formalisme ALE. À la fin de chaque pas de temps, les noeuds
situés sur le bord horizontal supérieur du maillage fluide sont repositionnés en vis-à-vis
des noeuds de l’interface fluide-solide. Ainsi les bords verticaux des mailles fluides restent
verticaux. Sur les bords verticaux des zones de transitions, la méthode de repositionnement
utilisée impose aux noeuds de conserver leur abscisse curviligne. Les noeuds situés au centre
de cette zone de transition sont repositionnés avec la méthode Giuliani [33] qui tend à
optimiser la qualité des mailles.
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lp=1mmlt,g=2.5 mm lt,d=0.5mm

a) Vue d’ensemble du maillage (la partie fluide est représentée en jaune)

b) Maillage de la poche de lubrifiant et des tuyaux

c) Maillage de la poche de lubrifiant

d) Zoom sur l’arrière de la poche

e) Transition entre la poche et le tuyau à l’arrière de la poche

f) Maillage non structuré anisotrope : 4    2 mailles sur l’épaisseur des tuyaux→

lb=5 mm

h

0.8h

0.2h

FIGURE 7.33 – a) Maillage utilisé dans le modèle microscopique. Celui-ci est composé de 10 583 éléments
solides et 2 429 éléments fluides. b) Maillage de la partie fluide (poche et tuyaux). c) Zoom sur le maillage
de la poche de lubrifiant. d) – e) – f) Zooms successifs sur le maillage fluide situé à l’arrière de la poche.
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7.4.4 Gestion du contact

Le bord supérieur de la tôle est en contact avec un outil rigide identique à celui utilisé
dans le modèle macroscopique (cfr. figure 7.31). De plus, un outil horizontal – situé à une
distance ht de l’outil supérieur – empêche l’écrasement des tuyaux et de la cavité. Dès lors,
l’épaisseur locale du film de lubrifiant h(x) ne peut descendre en dessous de l’épaisseur
initiale des tuyaux ht . Cette astuce numérique permet d’éviter les distorsions du maillage
fluide.

La méthode de gestion du contact est identique à celle utilisée dans la section précédente
(cfr. 7.2 page 202). Pour gérer le contact du bord supérieur de la tôle avec l’outil rigide, on
utilise la même valeur de pénalité normale que dans le modèle macroscopique. On multiplie
cette valeur par 10 pour traiter le contact entre l’interface fluide-solide et l’outil rigide. On
souhaite ainsi réduire autant que possible la pénétration des noeuds dans l’outil. Les valeurs
de la pénalité normale et du coefficient de frottement, utilisées lors de la modélisation du
point de fonctionnement REF, sont indiquées dans le tableau 7.9

Interaction Entité maître Entité esclave CN µa

de contact [MPa/mm2] -
# 1 outil supérieur bord supérieur de la tôle 5 107 0.05
# 2 outil horizontal bord inférieur des tuyaux et 5 108 0.05

// à l’outil sup. de la poche de lubrifiant

TABLEAU 7.9 – Paramètres de contact (cas REF).

7.4.5 Adhérence du fluide à la paroi

D’après Azushima [4, 5], les remontées de lubrifiant observées à l’arrière des cavités,
au cours du procédé d’étirage, sont dues à l’entraînement du lubrifiant dans le convergent
formé par l’outil supérieur et le bord gauche de la poche. Cet effet génère une augmentation
de la pression au sein du fluide. Celle-ci permet à la pression du lubrifiant pb de dépasser la
pression de contact sur les plateaux pa autorisant ainsi le fluide à s’échapper de la cavité. Dès
lors, pour modéliser ce phénomène, il est indispensable de prendre en compte l’adhérence
entre le fluide et l’outil supérieur.

Au début du calcul, le fluide remplit la poche ainsi que les tuyaux. La présence du lu-
brifiant dans ces tuyaux n’a rien de physique. Il s’agit d’un artifice numérique qui permet
de modéliser la remontée du fluide sur les plateaux. Par conséquent, appliquer initialement
la condition d’adhérence sur la totalité du bord supérieur de la partie fluide n’aurait au-
cun sens physique. Au début de la simulation, on décide donc d’appliquer cette condition
sur la partie supérieure de la poche comme l’illustre la figure 7.34 a. Cette condition est
progressivement étendue lorsque le fluide gonfle les tuyaux.

On met à jour les conditions d’adhérence à intervalles réguliers en fonction de l’épaisseur
locale de film dans les tuyaux. Dans nos simulations, on choisit de modifier ces conditions
chaque fois que la poche progresse de 0.25 mm dans l’emprise.
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désactivation des conditions d’adhérence

Vx,f = 0

adhérence à la paroi
Vx,f = 0

mouvement horizontal libre mouvement
horizontal libre

a) Configuration initiale :

c) Fermeture de la poche :

extension de la condition d’adhérence

Vx,f = 0

b) Ouverture de l’arrière de la poche :

2ht

Extension de la condition d’adhérence - = 0 - sur les noeuds au droitVx,f
desquels l’épaisseur locale du film de lubrifiant a doublé : ( )> 2h x ht

Désactivation des conditions d’adhérence sur les noeuds situés en vis à vis de ceux
de l’interface fluide solide qui entrent en contact avec l’outil rigide destiné à empêcher
les tuyaux de s’écraser

mouvement horizontal libre mouvement
horizontal libre

FIGURE 7.34 – Représentation schématique des conditions d’adhérence du fluide à la paroi a) au début du
calcul b) lors de l’ouverture de l’arrière de la poche c) lorsque les tuyaux se referment après le passage du
lubrifiant.

Augmentation de l’épaisseur des tuyaux

La condition d’adhérence est étendue aux noeuds des tuyaux lorsque l’épaisseur locale
du film h(x) dépasse dépasse une valeur seuil. On choisit de fixer ce seuil 2ht où ht est
l’épaisseur initiale du film de lubrifiant sur les plateaux. Ce type de configuration est repré-
sentée sur la figure 7.34 b.

Comme dans le modèle macroscopique, les noeuds du bord supérieur du fluide sont sur
appuis à rouleaux. Le mouvement vertical est donc empêché. Vu la très fine épaisseur des
tuyaux, éviter la pénalité permet d’améliorer la convergence du calcul.
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7.4.6 Méthodes d’intégration spatiale et temporelle

On utilise des éléments de type SRIPR pour le solide et SRI pour le fluide. Le formalisme
ALE est utilisé pour gérer l’évolution du maillage du domaine fluide. Au cours de la phase
de transfert des données, seule la pression est transférée. Elle est calculée de manière in-
crémentale. Sur chaque élément, l’incrément de pression est déterminé au point de Gauss
central. Le transfert de la pression entre le maillage Eulérien et Lagrangien est effectué à
l’aide de la méthode de Godunov qui a une précision du premier ordre [12].

L’intégration temporelle est réalisée au moyen du schéma d’intégration dynamique im-
plicite de Chung-Hulbert [22]. Les valeurs des paramètres utilisés sont les valeurs par défaut
décrites dans la section 6.2.8.

7.4.7 Analyse du point de fonctionnement REF

Dans cette partie du chapitre, on analyse les résultats obtenus à l’aide du modèle mi-
croscopique lors de la modélisation du point de fonctionnement appelé REF à la figure 7.2.
Dans ce cas, la pression hydrostatique est calculée à l’aide d’un module de compressibilité
constant (K = 1700 MPa). De plus, à ce stade, on ne prend pas en compte les déformations
plastiques équivalentes dues au procédé d’indentation.

Calcul des déplacements imposés sur les bords de la tôle (modèle macroscopique)

Les caractéristiques du point de fonctionnement sont répertoriées dans le tableau 7.10.
Ce sont ces paramètres qui ont été utilisés dans le modèle macroscopique permettant de
déterminer les conditions aux limites appliquées sur les bords du modèle microscopique.

La viscosité du lubrifiant est supposée constante. Cette valeur est déterminée en faisant
l’hypothèse que la pression hydrostatique est de 230 MPa :

η = ηexp (α× pb) = 0.28exp (2.1× 10−2 × 230) = 35.05 Pa.s (7.5)

Taux de réduction Pente de l’outil inf. Vitesse d’étirage µsup. µin f .

21.5 % α = 3̊ 0.62 mm/s 0.05 0.025

TABLEAU 7.10 – Paramètres correspondants au point de fonctionnement REF des expériences de Bech [8, 9].
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Paramètres utilisés dans le modèle microscopique

La longueur du tuyau à l’arrière de la poche est de 2.5 mm tandis que le tuyau avant a
une longueur de 0.5 mm. Ces dimensions ont été choisies sur base des mesures des traces
laissées par le lubrifiant sur la tôle lors de cet essai (cfr. figure 7.2).

Les configurations de la boîte au début et à la fin de la simulation réalisée avec le modèle
microscopique sont représentées sur la figure 7.32 a.

L’évolution de la pression hydrostatique du lubrifiant, déterminée à l’aide du modèle
macroscopique, est représentée sur la figure 7.35. Sur base de ce résultat, on a choisi une
pression de référence de 250 MPa pour déterminer la valeur de la viscosité utilisée dans le
modèle microscopique :

η = ηexp (α× pb) = 0.28exp (2.1× 10−2 × 250) = 53.36 Pa.s (7.6)
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FIGURE 7.35 – Pression hydrostatique au sein de la poche de lubrifiant obtenue dans le cas REF à l’aide du
modèle macroscopique.

Analyse des résultats

L’évolution de la forme du bord inférieur des tuyaux et de la cavité au cours de l’étirage
est représentée sur les figures 7.36, 7.38 et 7.39. Sur ces figures, on a dilaté l’axe vertical
d’un facteur 1000 de manière à mettre en évidence les écoulements sur les plateaux.

Sur la figure 7.36, on observe la formation d’une micro-cavité à l’arrière de la poche
triangulaire. Initialement, le bord inférieur des tuyaux est en contact avec l’outil horizontal
qui maintient une épaisseur minimale ht . L’arrière de la poche s’ouvre à environ 7 mm de
la sortie de l’outil. L’ouverture de la poche est maximale à 6.5 mm de la sortie (cfr. Figure
7.36 b). L’arrière de la poche se referme ensuite formant une micro-cavité dans le tuyau
gauche.
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a) Configuration initiale

b) Ouverture de l’arrière de la poche (MPHDL)

c) Fermeture de l’arrière de la cavité

lubrifiant

FIGURE 7.36 – Évolution de la forme du bord inférieur de la cavité et des tuyaux pour différentes positions
successives de la poche de lubrifiant dans la zone de contact : partie 1/3. La couleur jaune représente le
lubrifiant.
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L’avant de la poche s’ouvre 4.9 mm avant la sortie et se referme un peu plus tard piégeant
à son tour du fluide dans le tuyau droit (cfr. figure 7.38 e). Cette micro-cavité est ensuite
comprimée. Le fluide est renvoyé dans la poche principale par l’intermédiaire du tuyau bien
que l’avant de la cavité triangulaire soit en théorie fermé. Sur la figure 7.39 f, on peut voir
que la micro-cavité à l’avant de la poche est complètement résorbée.

À l’arrière de la cavité principale, bien que la tôle progresse dans la zone de contact, la
micro-cavité contenue dans le tuyau de gauche reste immobile en raison de l’adhérence du
fluide à la paroi (cfr. 7.38 d). Elle atteint l’extrémité gauche du tuyau sur la figure 7.38 f.

On observe une deuxième ouverture de l’arrière de la poche lorsque celle-ci se trouve
à 3.2 mm de la zone de sortie. La configuration correspondant à l’ouverture maximale de
l’arrière de la cavité est représentée sur la figure 7.39 h. La poche se referme ensuite for-
mant une nouvelle micro-cavité dans le tuyau gauche. Celle-ci est moins volumineuse que
la première. Lorsque l’extrémité droite du tuyau droit atteint la sortie de l’outil, on constate
que le lubrifiant gonfle la totalité du tuyau droit comme le montre la figure 7.39 i.

Diminution de l’épaisseur des tuyaux

Dans nos simulations, lorsque les écoulements de type MPHDL apparaissent, on constate
que la poche s’ouvre pour laisser s’échapper le lubrifiant et se referme ensuite lorsque le
lubrifiant progresse le long des plateaux. La figure 7.37 montre deux instantanés extraits
d’une vidéo enregistrée pas Bech. Celle-ci correspond au point de fonctionnement B7 de la
figure 7.2. La figure 7.37 a montre le moment où l’arrière de la poche s’ouvre pour laisser
s’échapper le fluide. La figure 7.37 b, prise quelques instants plus tard, indique que l’arrière
de la poche s’est refermé. Le fluide est toujours présent sur les plateaux, mais l’adhérence
du fluide à l’outil supérieur l’éloigne de la poche. La fermeture de la poche a donc un sens
physique. On a donc décidé de relâcher la condition d’adhérence lorsque les noeuds de
l’interface fluide-solide rentrent en contact avec l’outil qui empêche la poche et les tuyaux
de s’écraser.

Début du contact Fin du contact

Fermeture de la poche

t1

t2 >t1

Poche de lubrifiant

MPHSL

MPHDL

b)

a)

FIGURE 7.37 – Photos d’une poche de lubrifiant dans la zone de contact à deux instants successifs lors de l’essai
B7. À l’instant t2, on constate que l’arrière de la poche s’est refermé l’écoulement du lubrifiant.
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d) Ouverture de l’avant de la poche (MPHSL)

e) Fermeture de l’avant de la poche

f) Le fluide atteint l’extrémité du tuyau gauche -
résorption de la micro-cavité à l’avant de la poche

FIGURE 7.38 – Évolution de la forme du bord inférieur de la cavité et des tuyaux pour différentes positions
successives de la poche de lubrifiant dans la zone de contact : partie 2/3.
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g) Compression du fluide situé dans le tuyau à l’avant de la poche

h) 2e ouverture de l’arrière de la poche (MPHDL) et de l’avant de la poche (MPHSL)

i) Fermeture de l’arrière de la poche - ouverture de l’avant de la poche (MPHSL)

FIGURE 7.39 – Évolution de la forme du bord inférieur de la cavité et des tuyaux pour différentes positions
successives de la poche de lubrifiant dans la zone de contact : partie 3/3.
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7.4.8 Influence de l’épaisseur initiale des tuyaux

Dans le modèle analytique utilisé par Bech, l’épaisseur de film de lubrifiant sur les pla-
teaux influence le moment à partir duquel le MPHDL apparaît. La gamme d’épaisseur de
film de lubrifiant déterminée par Bech, grâce à ce modèle, est comprise entre 0.1 et 0.5
µm. On a donc fait varier l’épaisseur initiale des tuyaux ht dans cet intervalle de manière
à quantifier l’effet de cette grandeur sur la solution obtenue. Dans cette section, on montre
que la valeur de ht a une influence minime sur les résultats des simulations.

Sur la figure 7.40, on a représenté le déplacement vertical du point situé à l’arrière de
la poche (à la transition entre le congé de raccordement et le tuyau gauche) pour trois
valeurs d’épaisseur initiale des tuyaux : 0.3, 0.4 et 0.5 µm. On constate que les trois courbes
se superposent de manière quasi-parfaite. Dans tous les cas, on observe deux ouvertures
de l’arrière de la poche conformément à l’analyse effectuée précédemment. La première
ouverture débute 7.1 mm avant la sortie. Pour la seconde, cette distance est de 3.2 mm. Le
déplacement maximal est plus important lors de la première ouverture (1.32 µm) que lors
de la seconde (0.81 µm).

trajectoire

FIGURE 7.40 – Déplacement vertical de l’arrière de la poche en fonction de la distance par rapport à sortie de
la zone de contact pour trois valeurs d’épaisseur initiale des tuyaux ht .

Le déplacement vertical de l’avant de la poche est représenté sur la figure 7.41. Là aussi,
les trois courbes obtenues avec les différentes valeurs de ht utilisées se superposent. On
observe deux ouvertures de la poche. Celles-ci débutent respectivement à 4.9 et 1.6 mm de
la sortie de la zone de contact. Cette fois, le déplacement maximal est plus élevé lors de la
deuxième ouverture (6.6 µm contre 0.9 µm).
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trajectoire

FIGURE 7.41 – Déplacement vertical de l’avant de la poche en fonction de la distance par rapport à sortie de
la zone de contact pour trois valeurs d’épaisseur initiale des tuyaux ht .

La variation de volume du tuyau gauche est représentée sur la figure 7.42. Dans ce cas,
l’épaisseur initiale du film de lubrifiant ht influence le résultat : le volume est d’autant plus
élevé que l’épaisseur initiale du tuyau est importante.
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FIGURE 7.42 – Volume de lubrifiant amené dans le tuyau situé à l’arrière de la cavité pour trois valeurs
d’épaisseur initiale des tuyaux ht .

Les tendances observées sont identiques sur les trois courbes. On suppose que le volume
initial des tuyaux est nul. On observe une variation importante du volume lorsque l’arrière de
la poche s’ouvre. Ensuite, entre 4 et 7.5 secondes, bien que l’arrière de la poche soit refermé,
le volume augmente toujours linéairement. On constate que la pente est d’autant plus élevée
que ht est grand. Comme cela a été mentionné précédemment, la micro-cavité sur le plateau
n’est pas complètement isolée de la poche triangulaire. La condition d’adhérence entraînant
la micro-cavité lors de l’avancement de la tôle va donc amener du fluide dans le tuyau.
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Lorsque t = 8 secondes, on observe une diminution du volume. Ceci est dû à l’ouverture
de la poche. Celle-ci engendre une dépression dans le tuyau gauche qui aspire du fluide
hors de ce tuyau. En t = 9 secondes, on note une variation importante du volume en raison
de la fermeture de l’arrière de la poche qui une nouvelle fois amène du lubrifiant dans les
tuyaux. Enfin, le volume croit linéairement pour les mêmes raisons que celles expliquées
précédemment.

Malgré de nombreux essais, les simulations effectuées avec ht = 0.1 µm et ht = 0.2 µm
ne sont pas stables. Dans ce cas, on observe des variations importantes de la taille du pas de
temps qui augmentent significativement le temps de calcul. Pour la suite des simulations,
on choisit donc d’utiliser une épaisseur ht = 0.3 µm. Il s’agit de la plus faible valeur de
ce paramètre qui permet la convergence de la simulation. C’est celle qui a la plus faible
influence sur la variation de volume du tuyau lorsque l’arrière du tuyau est en contact avec
l’outil rigide. Lors de l’étude paramétrique présentée dans la suite de ce chapitre, on s’est
rendu compte que cette valeur optimale ne doit pas être adaptée.

7.4.9 Conclusions de l’analyse du cas REF

Au vu de cette première analyse, on constate que notre modèle numérique est à même
de prédire l’apparition des remontées de lubrifiant vers l’arrière de la poche vers l’avant de la
poche observées par Bech dans le cas REF. Grâce à nos simulations numériques, on est donc
capable de modéliser des écoulements de type lubrification micro-plasto-hydrodynamique et
lubrification micro-plasto-hydrostatique.

L’épaisseur initiale des tuyaux ht , n’a pas d’influence significative sur les résultats obtenus
– du moins dans la gamme de valeurs testées 0.3 - 0.5 µm – ce qui légitime l’approche
retenue. Ce paramètre affecte néanmoins la quantité de lubrifiant amenée sur les plateaux.
Il existe en effet un lien direct entre ces micro-cavités et la cavité principale. L’adhérence à
la paroi du fluide contenu dans la micro-cavité tend à amener du lubrifiant sur les plateaux
bien que la poche soit en théorie fermée.

On note que le temps de calcul est assez élevé. Celui-ci est de 10 jours, en utilisant le
PC2 de l’annexe A, pour simuler un étirage de 12 secondes. Ceci est dû, d’une part, aux
très fines couches d’éléments finis situées sur les plateaux de part et d’autre de la cavité et
d’autre part, à la formulation utilisée qui n’a pas été développée spécifiquement pour traiter
des problèmes faisant intervenir du fluide.
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Limitations du modèle microscopique

Bien que ce modèle soit beaucoup plus abouti que ceux décrits dans la littérature il
présente, comme tout modèle, différentes limitations :

1. Les simulations numériques décrites ici sont effectuées en 2D. La cavité a donc une
forme triangulaire alors que dans les expériences de Bech, celle-ci a une forme py-
ramidale. On néglige donc des effets 3D tels que des écoulements dans la direction
transverse (cfr. A1 – B5 – C5 – C6 – B7 – C7 sur la figure 7.2).

2. On ne prend pas en compte le comportement piézovisqueux du lubrifiant. Pour pou-
voir considérer cet effet, une caractérisation précise du comportement du lubrifiant
est nécessaire. Ne disposant pas de données précises pour le lubrifiant utilisé par Bech,
on n’a pas inclus cette dépendance dans le modèle.

3. Il paraît peu probable qu’une fine couche de lubrifiant de quelques microns d’épaisseur
ait des propriétés identiques à celles des films d’huile plus épais. Dans le modèle décrit
ici, les propriétés du fluide sont supposées identiques dans la cavité et des tuyaux.

4. Les tuyaux ont une longueur finie fixée à priori. Dès lors, pour pouvoir prédire la
longueur de la marque laissée par le lubrifiant sur les plateaux, la longueur des tuyaux
doit être suffisamment grande.

5. Les micro–cavités formées sur les tuyaux sont reliées en permanence à la poche prin-
cipale par l’intermédiaire des tuyaux. Il peut donc y avoir un mouvement du fluide de
la poche principale vers les micro-cavités (ou l’inverse) bien que la poche principale
soit en théorie fermée.

6. Les équations résolues dans le modèle reposent sur l’hypothèse de milieu continu. Au
vu de l’épaisseur des tuyaux utilisée dans les simulations (0.3 µm), cette hypothèse
est quelque peu mise à mal. Cette dimension se rapproche en effet de la taille des
grains de la tôle et des molécules constituant le lubrifiant.

7. On n’est pas en mesure de modéliser l’augmentation de rugosité observée par Bech
au droit des remontées de lubrifiant (cfr. figure 2.11 page 18). Lorsqu’un film d’huile
continu sépare un outil et une tôle dont le substrat se déforme plastiquement, les
grains situés à la surface de la tôle peuvent glisser les uns par rapport aux autres ce
qui engendre une augmentation de la rugosité de la tôle. On parle de roughening. Cet
effet – qui peut influencer l’écoulement du lubrifiant – n’est pas pris en compte dans
le modèle.
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7.4.10 Cas C1 : prédiction du début de l’écoulement de type MPHDL

Bech n’a pas mesuré la position exacte de la cavité au début des écoulements vers l’arrière
et vers l’avant de la poche dans le cas de référence (REF). Par contre, on dispose de cette
mesure pour le cas C1 (cfr. figure 7.2) pour lequel Bech observe un écoulement de type
MPHDL. Ce cas se distingue du cas de référence par un lubrifiant plus visqueux. On modélise
donc ce point de fonctionnement de manière à valider les prédictions du modèle numérique.

Les caractéristiques liées à ce point de fonctionnement sont indiquées dans le tableau
7.11. Trois simulations ont été réalisées. Dans la première, on a utilisé un module de com-
pressibilité constante (K = 1700 MPa). Dans la seconde, on a pris en compte la dépendance
de ce paramètre à la pression. On a utilisé la relation linéaire (cfr. 7.4 page 222) dont les pa-
ramètres ont été déterminés sur base des données expérimentales relatives à l’huile B. Dans
la troisième simulation, en plus de la variation du module de compressibilité à la pression,
on tient compte des déformations plastiques équivalentes dues au procédé d’indentation
ayant servi à générer la cavité. Pour chacun de ces cas, le modèle microscopique est soumis
à des conditions aux limites calculées grâce au modèle macroscopique correspondant.

Exp. Bech Simulation EF (Metafor)
α [̊ ] Red. [%] Vx [mm/s] µsup. µin f . lt,g [mm] lt,d [mm]

3 21.5 0.57 0.04 0.025 4.5 0.5

TABLEAU 7.11 – Paramètres utilisés lors de la modélisation du point de fonctionnement C1.
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FIGURE 7.43 – Pression hydrostatique au sein de la poche de lubrifiant. Ces courbes ont été obtenues à l’aide
du modèle macroscopique.
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La cavité est remplie d’une huile plus visqueuse que dans le cas de référence. Bech utilise
la loi de Barus pour caractériser le comportement piézovisqueux de cette huile :

η= η0 exp (αl × pb) = 2.2exp (2.1× 10−2 × pb) [Pa.s] (7.7)

où la pression du lubrifiant pb est exprimée en MPa. Lors des essais expérimentaux, Bech a
estimé la pression hydrostatique au moment du début de l’écoulement à 230 MPa [8]. Dans
le modèle macroscopique, on a utilisé une valeur de viscosité correspondant à ce niveau
de pression soit η = 275.5 Pa.s. La pression hydrostatique calculée à l’aide de ce modèle
numérique est représentée sur la figure 7.43. Sur base de ces courbes, on a décidé d’utiliser
une valeur de viscosité η = 419.2 Pa.s correspondant à une pression de référence pb = 250
MPa.

Sur la figure 7.44, on a représenté le déplacement vertical de l’arrière de la poche, en
fonction de la distance par rapport à la sortie de l’outil, pour les trois cas étudiés ici. On
constate que l’arrière de la poche s’ouvre à 4 reprises dans les trois cas. L’amplitude et
la position de la première ouverture de la poche sont influencées significativement par la
variation du module de compressibilité et le champ de déformations plastiques équivalentes
autour de l’indentation. On constate que la poche s’ouvre davantage dans le cas 2 que dans le
cas 1. De plus, l’abscisse correspondant à l’ouverture maximale se décale légèrement vers la
sortie de l’outil. On observe la même tendance lorsqu’on prend en compte les déformations
plastiques équivalentes dues à l’indentation. De plus, dans le cas 3, le moment où l’ouverture
est maximale se rapproche de la mesure de Bech qui situe le début de l’écoulement à 6.1
mm de la sortie de la zone de contact. Les résultats obtenus à l’aide du modèle sont donc
proches de la mesure expérimentale de Bech.

La distance plateau-vallée mesurée au droit des remontées de lubrifiant sur la tôle à l’ar-
rière de la poche est de l’ordre de 2.5 µm (cfr. figure 2.11 b à la page 18) comme l’ouverture
maximale de la poche dans le cas 3.

trajectoire

FIGURE 7.44 – Déplacement vertical de l’arrière de la poche en fonction de la position par rapport à la sortie
de l’outil pour les 3 cas étudiés dans cette section.
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7.5 Étude paramétrique

7.5.1 Pente de l’outil inférieur

Comme Bech dans ses expériences, on a étudié l’influence de la pente l’outil inférieur.
Pour ce faire, on a réalisé des simulations avec des pentes de 2̊ , 3̊ et 5̊ . Les paramètres
utilisés dans le modèle sont indiqués dans le tableau 7.12. Ceux-ci différent légèrement
des conditions expérimentales dans lesquelles Bech a effectué ses tests. En effet, le taux
de réduction utilisé dans les essais expérimentaux n’est pas constant, il varie de quelques
pourcents ; ce qui peut avoir une influence sur les résultats.

Exp. Bech Simulation EF (Metafor)
α [̊ ] Red. [%] Vx [mm/s] Red. [%] Vx [mm/s] µsup. µin f .

A4 2 18.5 0.58 21.5 0.62 0.05 0.025
REF 3 21.5 0.62 21.5 0.62 0.05 0.025
C4 5 19.0 0.61 21.5 0.62 0.05 0.025

TABLEAU 7.12 – Comparaison des paramètres relatifs aux points de fonctionnement testés par Bech, lors de
l’étude de sensibilité à la pente de l’outil inférieur, à ceux utilisés dans le modèle numérique.

Analyse des résultats expérimentaux

En observant les traces laissées par le lubrifiant autour de la poche lors des 3 essais
réalisés par Bech – A4, REF et C4 (cfr. figure 7.2) – on constate que la marque laissée à
l’arrière de la poche est plus étendue lorsque la pente de l’outil est de 3̊ . La trace la plus
courte est obtenue lorsque la pente vaut 5̊ .

De plus, on observe de très faibles remontées du lubrifiant à l’avant de la poche. Celles-
ci interviennent à proximité des coins de la cavité. L’étendue de la marque laissée par le
lubrifiant sur la tôle à l’avant de la cavité augmente avec la pente de l’outil.

Analyse des résultats numériques

Sur la figure 7.48, on a représenté la forme du bord inférieur de la cavité et des tuyaux
lorsque l’extrémité du tuyau situé à l’avant de la poche atteint la sortie de l’outil. A l’arrière
de la poche, on constate la formation d’une micro-cavité pour la pente la plus faible, il y en
a deux dans le cas de référence et une, de plus grand volume, pour la pente la plus élevée.

La figure 7.45 montre que l’arrière de la poche s’ouvre à deux reprises dans le cas de
référence et une fois seulement lorsque la pente de l’outil est de 5̊ . L’ouverture maximale
(2.48 µm) est néanmoins beaucoup plus importante que celles observées avec une pente
de 3̊ (1.31 et 0.8 µm) ce qui explique le plus grand volume de la micro-cavité au sein du
tuyau gauche (cfr. figure 7.47).

Pour un taux de réduction donné, la longueur de la zone de contact diminue lorsque
la pente de l’outil augmente. Dans le cas de référence, l’arrière de la poche s’ouvre à deux
reprises : l’ouverture maximale est atteinte à 19% et 65% de la longueur de la zone de
contact. Lorsque la pente est de 5̊ , l’ouverture maximale (2.48 µm) se produit à 44% de
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l’emprise. Elle intervient donc plus tard que dans le cas de référence. C’est la raison pour
laquelle la micro-cavité n’atteint pas l’extrémité gauche du tuyau. Le modèle prédit donc
une étendue plus faible de la trace laissée par le lubrifiant à l’arrière de la poche plus faible
lorsque la pente est de 5̊ comme le montre l’expérience.

Sur la figure 7.48, on constate dans les trois cas étudiés ici que du fluide s’est engouffré
dans le tuyau situé à l’avant de la cavité. Plus la pente de l’outil inférieur est élevée, plus
l’ouverture est importante. Sur la figure 7.46 on constate que le déplacement vertical maxi-
mal à l’avant de la poche est de 1.3, 6.5 et 15.4 µm respectivement pour les pentes de 2, 3
et 5̊ . Le modèle est donc en mesure de représenter les observations effectuées par Bech à
l’avant de la poche.

FIGURE 7.45 – Déplacement vertical de l’arrière de
la poche, au cours de l’étirage, pour trois pentes
de l’outil inférieur : 2, 3 et 5̊ .

FIGURE 7.46 – Déplacement vertical de l’avant de la
poche, au cours de l’étirage, pour trois pentes de
l’outil inférieur : 2, 3 et 5̊ .

FIGURE 7.47 – Volume dans le tuyau situé à l’arrière de la poche en fonction de la position du centre de la
cavité obtenu avec des outils inférieurs de pentes différentes : 2, 3 et 5̊ .
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a) Pente de l’outil inférieur = 2°

b) Pente de l’outil inférieur = 3° ( )REF

c) Pente de l’outil inférieur = 5°

lubrifiant

FIGURE 7.48 – Forme du bord inférieur de la cavité et des tuyaux lorsque l’extrémité du tuyau droit atteint
la sortie de l’outil. Comparaison des résultats obtenus pour un taux de réduction de 21.5% et des outils de
pente différente : 2, 3 et 5̊ .
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7.5.2 Taux de réduction

Dans cette section, on étudie l’influence du taux de réduction. Bech [9] a effectué des
essais avec des taux de réduction de 10, 15 et 20 %. On a reproduit ces 3 cas à l’aide du
modèle numérique. Les paramètres relatifs aux points de fonctionnement de Bech ainsi que
ceux utilisés dans le modèle éléments finis sont mentionnés dans le tableau 7.13.

Exp. Bech Simulation EF (Metafor)
α [̊ ] Red. [%] Vx [mm/s] Red. [%] Vx [mm/s] µsup. µin f .

A3 3 11.8 0.59 10 0.62 0.05 0.025
B4 3 14.9 0.59 15 0.62 0.05 0.025
REF 3 21.5 0.62 21.5 0.62 0.05 0.025

TABLEAU 7.13 – Comparaison des paramètres relatifs aux points de fonctionnement testés par Bech, lors de
l’étude de sensibilité au taux de réduction, à ceux utilisés dans le modèle numérique.

Analyse des résultats expérimentaux

Les mesures autour de la cavité après étirage (cfr. figure 7.2) montrent que l’augmen-
tation du taux de réduction engendre des remontées de lubrifiant plus étendues à l’arrière
ainsi qu’à l’avant de la poche.

Analyse des résultats numériques

La forme du bord inférieur des tuyaux et de la poche après étirage, dans les trois cas
étudiés ici, est représentée sur la figure 7.49. Avec un taux de réduction de 10%, contraire-
ment aux expériences, le modèle ne prédit aucun écoulement sur les plateaux. Si on analyse
en détail les données mentionnées dans [8], on remarque que le taux de réduction le plus
faible est en réalité de 11.8 % et non pas 10% comme indiqué dans [9]. Ceci explique certai-
nement l’absence d’écoulement dans le modèle numérique. D’après la simulation, il existe
un seuil en dessous duquel le micro-hydrodynamisme n’apparaît pas.

Avec un taux de réduction de 15%, l’arrière de la poche s’ouvre une seule fois comme on
le voit sur la figure 7.50. Celle-ci s’ouvre à deux reprises lorsque le taux de réduction est de
20%. On note cependant que le déplacement vertical maximum est plus faible que dans le
cas précédent. Le volume qui s’échappe vers l’arrière de la poche est donc plus élevé à 15%
de réduction (cfr. figure 7.52). Au vu des données dont on dispose, on n’est pas en mesure
de confirmer cette observation. Des mesures d’épaisseurs de film sont nécessaires.

D’après les mesures expérimentales, la longueur de la marque laissée par le lubrifiant à
l’arrière de la poche diffère peu entre 15% et 20% de réduction. Dans le modèle, la figure
7.49 indique que le lubrifiant atteint l’extrémité du tuyau dans les deux cas.

L’avant de la poche s’ouvre lui aussi une fois lorsque la réduction est de 15% et 2 fois pour
20 % (cfr. figure 7.51). De plus, le déplacement vertical de l’avant de la poche est plus im-
portant lorsque la réduction est de 20%. Ces observations correspondent aux constatations
effectuées lors de l’analyse des mesures de Bech.
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a) Taux de réduction = 10%

b) Taux de réduction = 15%

c) Taux de réduction = 21.5% ( )REF

lubrifiant

FIGURE 7.49 – Forme du bord inférieur de la cavité et des tuyaux lorsque l’extrémité du tuyau droit atteint
la sortie de l’outil. Comparaison des résultats obtenus pour trois valeurs du taux de réduction d’épaisseur :
10, 15 et 21.5 %.
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FIGURE 7.50 – Déplacement vertical de l’arrière de
la poche, au cours de l’étirage, pour trois taux de
réduction : 10, 15 et 21.5%.

FIGURE 7.51 – Déplacement vertical de l’avant de la
poche, au cours de l’étirage, pour trois taux de
réduction : 10, 15 et 21.5%

FIGURE 7.52 – Volume dans le tuyau situé à l’arrière de la poche en fonction de la position du centre de la
cavité pour trois taux de réduction d’épaisseur.
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7.5.3 Vitesse d’étirage

Dans cette section, on étudie l’influence de la vitesse d’étirage sur le micro-hydrodyna-
misme. Les vitesses d’étirage utilisées dans cette étude ne sont pas toutes identiques à celles
utilisées par Bech. Comme lui, on a utilisé des vitesses de 0.62 et 5 mm/s. Par contre, la
vitesse de 0.2 mm/s a été remplacée par 2 mm/s car le temps de calcul aurait été trop élevé.
Les paramètres utilisés lors des essais expérimentaux et dans les simulations numériques
sont décrits dans le tableau 7.14.

Exp. Bech Simulation EF (Metafor)
α [̊ ] Red. [%] Vx [mm/s] Red. [%] Vx [mm/s] µsup. µin f .

A2 3 21.5 0.19 – – – –
REF 3 21.5 0.62 21.5 0.62 0.05 0.025
– 3 – – 21.5 2.0 0.05 0.025
C2 3 18.0 5.0 21.5 5.0 0.05 0.025

TABLEAU 7.14 – Comparaison des paramètres relatifs aux points de fonctionnement testés par Bech, lors de
l’étude de sensibilité à la vitesse d’étirage, à ceux utilisés dans le modèle numérique.

Analyse des résultats expérimentaux

Les résultats de Bech à la figure 7.2 montrent que l’augmentation de la vitesse d’étirage
induit une marque plus étendue à l’arrière de la poche tandis que celle laissée à l’avant
diminue.

Analyse des résultats numériques

La figure 7.53 indique que le nombre d’ouvertures de l’arrière de la poche augmente
avec la vitesse : on en compte deux dans le cas de référence, 3 pour la vitesse intermédiaire
et 4 pour la vitesse la plus élevée.

FIGURE 7.53 – Déplacement vertical de l’arrière de
la poche pour trois vitesses d’étirage : 0.62, 2 et
5 mm/s.

FIGURE 7.54 – Déplacement vertical de l’avant de la
poche pour trois vitesses d’étirage : 0.62, 2 et 5
mm/s.

255



CHAPITRE 7. MODÉLISATION DU MICRO-HYDRODYNAMISME LORS DU PROCÉDÉ D’ÉTIRAGE PLAN

Paradoxalement, le volume final du tuyau gauche dans le cas à faible vitesse est fort
proche de celui obtenu avec la plus grande vitesse (cfr. figure 7.55). En effet, bien que
l’arrière de la poche s’ouvre moins fréquemment à basse vitesse, la durée pendant laquelle le
lubrifiant a la possibilité de remonter sur les plateaux est plus importante. Par exemple, lors
de la première ouverture, la trajectoire du point situé à l’arrière de la poche est identique
pour les trois cas. À faible vitesse, la poche reste donc ouverte plus longtemps. Ce qui se
traduit par une variation du volume plus importante en x = −5.5 mm lorsque Vx = 0.62
mm/s.
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FIGURE 7.55 – Volume dans le tuyau situé à l’arrière de la poche en fonction de la position du centre de la
cavité pour trois vitesses d’étirage.

Lorsque la vitesse d’étirage est de 5 mm/s, on observe que le mouvement relatif entre les
micro-cavités et la poche principale est plus faible que dans les deux autres cas : la micro-
cavité qui se forme à la même position de la zone de contact dans les trois cas n’atteint pas
l’extrémité du tuyau (cfr. figure 7.56). Le modèle entraîne davantage ces micro-cavités à
haute vitesse. Ce qui est contraire aux observations des données expérimentales.

Sur la figure 7.56, on constate que la tendance observée expérimentalement à l’avant de
la poche est reproduite par le modèle : l’ouverture de la cavité diminue avec la vitesse. A la
figure 7.54, on constate que le déplacement vertical maximal de l’avant de la poche est près
de 7 fois plus faible pour Vx = 5 mm/s que dans le cas de référence (Vx = 0.62 mm/s).
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b) Vitesse d’étirage = 2 mm/s

a) Vitesse d’étirage = 0.62 mm/s ( )REF

c) Vitesse d’étirage = 5 mm/s

lubrifiant

FIGURE 7.56 – Forme du bord inférieur de la cavité et des tuyaux lorsque l’extrémité du tuyau droit atteint la
sortie de l’outil. Comparaison des résultats obtenus pour trois valeurs de vitesse d’étirage Vx : 0.62, 2 et 5
mm/s.
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7.6 Conclusions

Dans ce chapitre, on a décrit un modèle numérique bidimensionnel relativement com-
plexe permettant de modéliser les remontées de lubrifiant observées par Bech, autour d’une
poche macroscopique, lors du procédé d’étirage plan.

Pour pouvoir obtenir des résultats dans des temps de calcul acceptables, l’approche re-
tenue consiste à procéder en deux étapes. Lors de la première, on effectue une simulation
complète du procédé d’étirage. Au cours de celle-ci, une tôle comprenant une cavité tri-
angulaire remplie de lubrifiant est étirée à vitesse constante entre deux outils rigides. Ce
premier modèle ne permet pas de modéliser les remontées de lubrifiant sur les plateaux, car
il utilise un maillage trop simple et des conditions aux limites simplifiées pour le fluide. Pour
permettre d’étudier ces remontées, un deuxième modèle a été envisagé. Celui-ci comprend
deux tuyaux très fins situés de part et d’autre de la poche triangulaire. L’utilisation du for-
malisme Arbitraire Lagrangien Eulérien (ALE), qui permet de découpler le mouvement du
maillage et de la matière, donne la possibilité au lubrifiant de quitter la poche et de gonfler
les tuyaux situés sur les plateaux. Le maillage obtenu est trop grand pour résoudre le pro-
blème en un temps de calcul raisonnable. Par conséquent, on ne modélise qu’une partie du
problème et on ne maille qu’une petite région de la tôle autour de la poche. Dès lors, pour
être représentatif du procédé réel, des déplacements, issus des résultats du premier modèle,
sont appliqués sur les frontières du second modèle.

Le modèle numérique résultant est capable de prédire aussi bien des remontées de lu-
brifiant vers l’avant que vers l’arrière de la poche. Pour les points de fonctionnement C1 et
C7 (cfr. figure 7.2) des expériences de Bech, le moment à partir duquel ces écoulements
apparaissent est très proche des mesures expérimentales.

Du point de vue de la physique, le modèle est à même de prendre en compte le com-
portement élastoplastique de la bande ainsi que les déformations plastiques préexistantes
dues au procédé d’indentation utilisé pour générer les poches. Le lubrifiant est modélisé à
l’aide de la loi de Norton-Hoff. Il est supposé newtonien et sa viscosité est indépendante de
la pression. Par contre, on est en mesure de prendre en compte la variation du module de
compressibilité en fonction de la pression.

Une étude paramétrique a montré l’influence de la vitesse d’étirage, de la pente de l’outil
inférieur et du taux de réduction sur les remontées de lubrifiant :

• l’augmentation du taux de réduction a pour effet d’accroître le nombre d’ouvertures
de l’arrière de la poche au cours du procédé. Cette tendance est intéressante dans
la mesure où elle confirme ce qui est pressenti en laminage : une augmentation du
nombre d’écoulements microscopiques conduisant à une diminution du frottement ;
• lorsque la pente de l’outil inférieur augmente, l’ouverture du tuyau à l’avant de

la poche augmente ce qui est conforme aux observations des résultats de Bech. De
plus, avec l’outil inférieur le plus pentu, l’arrière de la poche s’ouvre plus tard ce qui
réduit la longueur de la trace laissée par le lubrifiant à l’arrière de la poche comme le
montrent les mesures de Bech ;
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• l’augmentation de la vitesse d’étirage induit un nombre plus important d’ouvertures
à de l’arrière de la cavité. De plus, on observe une diminution de la quantité de lubri-
fiant échappé vers l’avant au terme de l’étirage. Ce qui est également conforme aux
observations expérimentales.

Deux critiques qui pourraient être faites à ce modèle sont d’une part le coût élevé en
terme de temps de calcul et d’autre part une étendue finie des fines couches de lubrifiant
situées de part et d’autre de la poche de lubrifiant. Si ces problèmes devenaient trop impor-
tants, une alternative serait d’utiliser des éléments de contact capables de déterminer une
valeur locale de frottement en intégrant une équation de Reynolds moyenne. De tels élé-
ments ont déjà été utilisés par Boman et Ponthot [13] pour traiter des cas de laminage. Dans
les simulations d’étirage, ces éléments seraient situés sur les plateaux de part et d’autre de
la poche. Initialement ils prendraient en compte le frottement au moyen d’une loi de type
Coulomb. L’intégration de l’équation de Reynolds serait activée une fois le seuil permet-
tant l’apparition du micro-hydrodynamisme franchi. Pour pouvoir intégrer cette équation,
on doit disposer de l’épaisseur de film de lubrifiant à l’entre des plateaux. Le calcul de cette
condition aux limites constitue, à notre avis, le point le plus délicat de la mise au point
d’un tel modèle. Grâce à ces éléments de contact, on pourrait mailler la poche de lubrifiant
avec moins d’éléments fluides ce qui permettrait de diminuer drastiquement le temps de
calcul. De plus, on pourrait prédire l’étendue des remontées de lubrifiant sur les plateaux
en mesurant la distance sur laquelle les éléments sont activés.
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Chapitre 8

Conclusions générales

Ce dernier chapitre résume les résultats obtenus et les futurs développements à envisager
pour améliorer les modèles numériques qui ont été présentés.

8.1 Rappel du contexte du travail

À l’heure actuelle, les producteurs d’aciers développent de nouveaux produits aux per-
formances mécaniques accrues. Ceux-ci leur permettent de répondre aux demandes de leurs
clients et de rester concurrentiels par rapport à d’autres types de matériaux comme l’alumi-
nium.

Les nouveaux types d’aciers sont cependant plus difficiles à produire. Ceci est particuliè-
rement vrai en laminage à froid des tôles minces. Dans ce procédé, les cylindres de travail
entraînent la tôle par frottement. Or le frottement affecte d’autant plus la force de laminage
que l’épaisseur de la tôle est faible et la limite d’élasticité du matériau est élevée.

Le niveau de frottement doit donc être adapté pour rester dans une gamme de valeurs
optimales. Il doit être suffisamment élevé pour entraîner la tôle, mais pas trop pour éviter
de dépasser les limites technologiques des outils. Il peut varier en fonction de l’usure des
cylindres de travail, du matériau à laminer, de la vitesse de laminage, de la réduction, du type
de lubrifiant utilisé, etc. Une manière de contrôler le frottement est d’adapter les paramètres
de lubrification (ex. concentration d’huile dans l’émulsion, quantité de lubrifiant envoyée sur
la tôle et les cylindres, etc.) en fonction des conditions de laminage. On parle de lubrification
flexible [58]. Cette technique permet d’adapter le niveau de frottement en fonction :

• de la vitesse de laminage
À faible vitesse, lors des phases d’accélération et de décélération, la force de laminage
est plus importante en raison d’une diminution des effets hydrodynamiques. Cette
augmentation de la force de laminage est problématique en raison du risque de dé-
passement des capacités des outils.
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• de l’usure des cylindres
Les cylindres s’usent au cours du laminage, leur rugosité diminue. Le niveau de frotte-
ment entre la tôle et l’outil a donc tendance à baisser. Si les conditions de lubrification
peuvent être adaptées en conséquence, des gains de productivité significatifs peuvent
être réalisés grâce à l’augmentation de la durée entre deux changements successifs
des cylindres.
• du type d’acier à laminer

À l’heure actuelle on ne lamine plus une seule et même nuance d’acier au cours
d’une campagne de laminage. Les conditions de lubrification doivent donc pouvoir
être adaptées rapidement à différents types de matériau.

L’optimisation du procédé peut bien entendu être réalisée de manière expérimentale
sur des laminoirs pilotes et sur des sites industriels. Cette démarche implique cependant
de nombreuses phases d’essais-erreurs, du temps ainsi qu’une mobilisation du personnel et
des installations. Ces essais ont donc un coût élevé. Les modèles numériques peuvent être
utilisés de manière complémentaire. Ils offrent en effet la possibilité de calculer des gran-
deurs difficilement mesurables comme l’épaisseur du film de lubrifiant et donc d’analyser
plus finement les résultats. De plus, les études paramétriques réalisées avec les modèles nu-
mériques permettent de réduire le nombre d’essais expérimentaux nécessaires. En outre, les
coûts liés à leur utilisation sont moins élevés que ceux des essais expérimentaux.

8.2 Travail réalisé

Des mesures effectuées lors du laminage à froid d’aciers à haute limite d’élasticité in-
diquent une diminution du frottement lors de l’augmentation du taux de réduction. Cette
tendance peut être expliquée à l’aide du micro-hydrodynamisme. Bien que ce phénomène
n’ait jamais été observé directement au cours du laminage, son existence a été démontrée
sur des essais d’étirage plan. Ces expériences ont été reproduites à l’aide du logiciel éléments
finis Metafor. Le travail effectué dans cette thèse a conduit à la réalisation du premier modèle
éléments finis capable de prédire l’apparition du micro-hydrodynamisme et de visualiser ces
écoulements microscopiques.

On souhaite inclure les effets liés à l’apparition du micro-hydrodynamisme dans MetaLub
[93], un code de calcul de laminage à froid en lubrification mixte basé sur la méthode des
tranches. Pour ce faire, on compte remplacer les équations analytiques d’écrasement des
aspérités par des simulations éléments finis capables de prédire la diminution du frottement
due aux remontées de lubrifiant sur les plateaux.

Dans le chapitre 3, le modèle d’emprise MetaLub est décrit en détail et ses hypothèses
sont précisées. Celui-ci a été utilisé pour étudier des conditions de laminage rencontrées
à Tilleur lors de la phase de tests d’un système de lubrification flexible. On a pu modéliser
l’ensemble des points de fonctionnement à l’aide d’un même coefficient de frottement solide-
solide. On a cependant ajusté la valeur de l’épaisseur de film d’huile à l’entrée de l’emprise
sur les valeurs de glissement avant et de force de laminage mesurées lors de ces essais.
On a vu qu’une diminution de la concentration de l’émulsion se traduisait dans le modèle
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par une diminution de l’épaisseur du film d’huile en entrée d’emprise. Dans ce chapitre,
on a également comparé l’épaisseur de film d’huile calculée par MetaLub à des mesures
effectuées, dans l’emprise d’un laminoir pilote, à l’aide d’un capteur ultrasonore. Enfin, on a
montré l’impossibilité de prédire la diminution du frottement avec l’augmentation du taux
de réduction en utilisant la version actuelle de MetaLub.

Avant de remplacer les équations analytiques d’écrasement d’aspérités par des résultats
de simulations éléments finis, on a montré qu’il était possible de réaliser des simulations
d’écrasement d’aspérités avec Metafor. Ces résultats sont décrits dans le chapitre 4. Dans
un premier temps, on a validé le modèle numérique en comparant les résultats obtenus à
des mesures effectuées lors d’essais d’écrasement d’aspérités macroscopiques [98]. Ensuite,
on a étudié l’écrasement d’aspérités microscopiques. Pour ce faire, on a utilisé un profil réel
mesuré sur des tôles après laminage à froid [10]. Les résultats obtenus avec Metafor ont été
vérifiés par rapport à deux autres codes de calcul : Abaqus [26] et LAM3 [42, 43]. Dans ce
chapitre, on a également calculé la raideur des aspérités lors de cycles charge-décharge. Bien
que nos simulations aient été réalisées sur une géométrie d’aspérité simplifiée, les courbes
obtenues à l’aide du modèle numérique présentent un comportement hystérétique comme
les courbes expérimentales [30]. De plus, les ordres de grandeur des deux types de résultats
sont identiques.

On a ensuite couplé MetaLub et Metafor. À l’heure actuelle, cette procédure est capable
de traiter des cas sans lubrifiant. Ce couplage permet de remplacer les lois analytiques d’écra-
sement d’aspérités de MetaLub par des résultats de simulations éléments finis plus générales.
On peut ainsi traiter des profils plus complexes et prendre en compte des lois de comporte-
ment variées. La procédure de couplage ainsi que les modifications apportées aux systèmes
d’équations de MetaLub sont décrites au chapitre 5.

On a également couplé MetaLub à ThermRoll, un logiciel capable de modéliser les échan-
ges thermiques entre la tôle et le cylindre. Cette procédure, décrite au chapitre 5, a été
validée sur des cas de laminage rencontrés sur le laminoir de Dofasco (Canada).

Le logiciel Metafor a été développé pour modéliser le comportement des solides. Dans le
chapitre 6, on a montré qu’il était possible de traiter le comportement d’un fluide newtonien
et de réaliser des simulations d’interaction fluide-structure.

Dans le chapitre 7, on a montré la faisabilité de modéliser le micro-hydrodynamisme à
l’aide de la méthode des éléments finis. Pour ce faire, on a reproduit les expériences d’étirage
plan réalisées par Bech [8, 9]. Le modèle est capable de prendre en compte la variation
du module de compressibilité avec la pression hydrostatique ainsi que les déformations
plastiques dues au procédé d’indentation ayant servi à créer les poches. Le modèle est à
même de représenter les écoulements vers l’avant et vers l’arrière de la poche. De plus, les
études paramétriques réalisées montrent que ce modèle permet de reproduire la plupart
des observations effectuées par Bech lors de ses essais. Le micro-hydrodynamisme n’a pas
encore été modélisé dans le cadre du laminage à froid. Il s’agit d’une des perspectives de ce
travail.
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8.3 Perspectives

Modèle numérique des expériences de Bech

Le modèle numérique mis au point dans cette thèse est capable de reproduire les ex-
périences de Bech [8, 9] mettant en évidence le phénomène de micro-hydrodynamisme.
Ce modèle pourrait toutefois être amélioré en complexifiant la loi de comportement utilisée
pour modéliser le lubrifiant. Pour cela, des données expérimentales sont nécessaires. Idéale-
ment, on devrait disposer des lois de variation de la viscosité et du module de compressibilité
du lubrifiant en fonction de la pression. La dépendance du module de compressibilité à la
pression hydrostatique peut déjà être prise en compte. Par contre, le comportement piézo-
visqueux n’a pas été traité dans les simulations discutées ici. Cet effet pourrait influencer les
remontées de lubrifiant vers l’arrière de la poche.

Le modèle numérique prédit plusieurs ouvertures et fermetures de l’arrière et de la ca-
vité principale. Le lubrifiant s’échappe donc de la poche en plusieurs étapes ce qui génère
différentes micro-cavités dans les tuyaux. Des mesures expérimentales d’épaisseur de film
permettraient de savoir si le film est continu et de mieux comprendre les phénomènes phy-
siques présents au droit des remontées de lubrifiant. Pour ce faire, on pourrait par exemple
utiliser un système de mesure de raideur ultrasonore similaire à celui brièvement décrit à la
section 3.5. De plus, grâce à ces nouveaux essais, on disposerait de davantage de mesures
de la position de la poche au début de l’écoulement pour valider le modèle.

Ces simulations numériques nécessitent actuellement un temps de calcul élevé : de
l’ordre de 10 jours. Ce sont les petites tailles de mailles sur les extrémités de la poche ainsi
que la présence de fines couches de lubrifiant sur les plateaux qui pénalise le temps de
calcul. Celles-ci pourraient être remplacées par des éléments de contact capables de déter-
miner le coefficient de frottement local sur base de l’intégration d’une équation de Reynolds
moyenne. Cette dernière permettrait de prendre en compte l’influence de la présence des as-
pérités sur l’écoulement. Des éléments de ce type ont déjà été utilisés par Boman et Ponthot
[13] dans des simulations éléments finis de laminage à froid. Pour pouvoir utiliser ces élé-
ments dans le modèle des expériences de Bech, il faudra d’une part être en mesure de faire
la transition entre du contact solide-solide géré par une loi classique de type Coulomb vers le
contact lubrifié lorsque les conditions nécessaires à l’apparition du micro-hydrodynamisme
seront rencontrées. D’autre part, ce type d’éléments nécessite une épaisseur de lubrifiant
initiale pour pouvoir intégrer l’équation de Reynolds. Une des difficultés sera de déterminer
la valeur de ce paramètre.

Prise en compte de la rugosité du cylindre dans le modèle numérique de laminage
à froid

La méthode de couplage entre MetaLub et Metafor présentée dans le chapitre 5 a été
validée dans un cas "cylindre lisse – tôle rugueuse". C’est cette configuration qui est géné-
ralement traitée dans l’ensemble des codes de laminage à froid en lubrification mixte. Or
dans la réalité, la tôle et le cylindre sont rugueux. L’étude de ce type de configuration est
une des perspectives de ce travail.
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Simulations d’écrasement d’aspérités en présence de lubrifiant

Pour pouvoir inclure le micro-hydrodynamisme dans MetaLub, on doit être en mesure de
simuler des conditions d’écrasement d’aspérités en présence de lubrifiant. Ces simulations
seront réalisées à plus petites échelles que celles présentées dans le chapitre 7. Ceci nécessi-
tera certainement un ensemble de paramètres numériques différents et des conditions aux
limites adaptées. Les simulations seront réalisées sur des aspérités transverses (contenues
dans un plan orthogonal à la direction de laminage). Le déplacement horizontal de l’outil
par rapport à la tôle ne devra donc pas être pris en compte.

La première étape consistera à effectuer ces simulations, à l’aide de Metafor en for-
mulation Arbitraire Lagrangienne Eulérienne, en état plan de déformation sur des profils
d’aspérités simplifiés : une forme sinusoïdale par exemple. Ces premiers tests permettront
de déterminer le maillage le plus adapté et la méthode de repositionnement des noeuds
indiquée pour ce type de problème.

Dans ces simulations, pour pouvoir représenter les remontées de lubrifiant sur les pla-
teaux, on envisage de relier les poches de lubrifiant entre elles par de très fines couches d’élé-
ments finis fluides – similaires à celles utilisées dans les simulations du procédé d’étirage
décrites dans le chapitre 7 – situées sur les flancs des aspérités. Ces éléments permettraient
au lubrifiant de s’écouler depuis des poches fortement pressurisées vers les poches voisines
en remontant sur les plateaux. Dans ce cas, le micro-hydrodynamisme ne serait pas dû à un
différentiel de vitesse entre l’outil et la tôle, mais à une différence de pression hydrostatique
entre deux cavités voisines.

Dans la modélisation des expériences de Bech, le déplacement relatif entre la cavité et
les outils associé à l’adhérence du fluide à la paroi semble pénaliser le temps de calcul. Dans
le cas de l’écrasement des aspérités, le mouvement relatif entre l’outil et la tôle est moins
important. Il est donc possible que ces simulations soient plus rapides. Si tel n’était pas le
cas, une alternative consisterait à remplacer la fine couche d’éléments finis fluide par des
éléments de contact, similaires à ceux de Boman et Ponthot [13], capables de prendre en
compte les effets des aspérités et du film de lubrifiant. Ici aussi une des difficultés serait de
déterminer l’épaisseur initiale de film.

Une fois ces premières simulations mises au point, les profils d’aspérités de l’outil et de
la tôle pourront être complexifiés pour tendre vers des configurations plus proches de la
réalité.

Couplage MetaLub-Metafor prenant en compte le lubrifiant

Pour s’approcher de la réalité du laminage avec des cylindres rectifiés, il faudrait en-
visager des simulations d’écrasement d’aspérités transversales (le profil des aspérités est
contenu dans un plan orthogonal à la direction de laminage). Dans ce cas, le déplacement
relatif entre les aspérités du cylindre et celles de la tôle est négligeable dans le plan trans-
verse. À l’inverse, le glissement entre la tôle et le cylindre est important dans la direction de
laminage.
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Pour éviter le 3D, on peut utiliser un profil d’aspérités 2D et l’extruder dans la direction
de laminage en utilisant une seule maille dans le sens de la profondeur comme cela a été fait
dans le chapitre 5. La condition hors plan serait alors appliquée sur la frontière du modèle.
On peut également utiliser la méthode dite "2D 1/2". Dans ce cas, seule une face plane est
maillée en 2D et la déformation longitudinale est prise en compte directement au niveau de
la formulation éléments finis bi-dimensionnelle. Cette méthode permet de réduire le nombre
d’inconnues du calcul. En effet, par rapport au cas où on extrude le maillage, le nombre de
noeuds et de points de Gauss est réduit de moitié.

En raison du glissement entre la tôle et le cylindre, on n’appliquera pas les mêmes condi-
tions sur la tôle et le film de lubrifiant. Pour le solide, on peut utiliser la tension moyenneσx

ou la déformation moyenne ǫx dans la direction de laminage calculées par MetaLub. Pour
le fluide, la situation est un peu plus complexe. En effet, la vitesse n’est pas uniforme sur
l’épaisseur du film fluide en raison du différentiel de vitesse entre le cylindre et la bande.
Pour une première cage de tandem, et une vitesse périphérique du cylindre de 1000 mm/s,
cette vitesse de glissement peut atteindre 400 mm/s. Cette différence de vitesse, qui dépend
des conditions de laminage, varie en fonction de la position dans l’emprise. À l’entrée de
l’emprise, la vitesse de la bande est inférieure à celle du cylindre. Elle augmente en raison
de la réduction d’épaisseur pour atteindre la vitesse du cylindre au droit du point neutre.
Ce différentiel de vitesse va sérieusement compliquer la mise au point du modèle. Le plus
simple serait dans un premier temps de le négliger et d’appliquer une pression ou un allon-
gement au film de lubrifiant sur base des résultats obtenus avec MetaLub. La méthode "2D
1/2" est intéressante dans la mesure où elle permet d’appliquer facilement des allongements
différents sur la bande et le film de lubrifiant.

Enfin, les équations de MetaLub devront également être adaptées pour pouvoir prendre
en compte les résultats calculés avec Metafor.

Troisième génération de modèle de laminage à froid

Comme cela a été mentionné dans l’introduction, un des objectifs poursuivis par Arce-
lorMittal est de mettre au point un modèle numérique de troisième génération. Ce modèle
devrait être paramétré en fonction des configurations opérationnelles des systèmes de lu-
brification utilisés dans les laminoirs.

MetaLub est un des éléments de ce modèle. Son couplage avec Metafor dans des cas
lubrifiés permettra de prendre en compte le micro-hydrodynamisme. Cette procédure de
couplage devrait être intégrée dans une grande chaîne faisant intervenir différents modèles
développés par d’autres équipes de recherches lors de partenariats avec ArcelorMittal. On
pense par exemple notamment aux travaux de Cassarini [18] et Guillaument [40] qui per-
mettent de déterminer l’épaisseur du film de lubrifiant à l’entrée de l’emprise lors de l’uti-
lisation d’émulsions. Une fois toutes ces tâches terminées, MetaLub pourra être considéré
comme un modèle de troisième génération prenant en compte le micro-hydrodynamisme.
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Annexe A

Machines

Il aurait été difficile d’utiliser une seule et même machine pour effectuer tous les calculs
présentés dans ce travail. À titre d’information, nous décrivons ici brièvement les caracté-
ristiques techniques des ordinateurs utilisés.

CPU RAM OS
PC1 Intel Core i7 1.734 GHz 8 Go Windows 7 (64 bits)
PC2 Intel Xeon E5620 2.40 GHz 48 Go Scientific Linux 5.5 (64 bits)

TABLEAU A.1 – Description des machines utilisées dans ce travail.
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