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Introduction

Bien que la coulée continue a été conçue et brevetée en 1865 par monsieur

Henry Bessemer, un des premiers fondateurs de l’aciérie moderne, beaucoup d’années

ont été sacrifiées pour que cette technologie soit mise en oeuvre et le processus soit

commercialisé. Au début des années 60, des quantités significatives d’acier ont

commencé à être coulées en continu dans les industries d’aciérie dans une certaine

région du monde. Aujourd’hui la coulée continue est le choix favori des usines de

fonderie, bien qu’il reste encore quelques types d’alliages qui n’ont pas été convertis de

la méthode plus ancienne de coulée des lingots en coulée continue.

La machine de coulée continue est principalement un échangeur thermique

permettant de solidifier le métal liquide et de le mettre en forme de manière à ce qu’il

puisse être facilement transformable pour les applications escomptées. La solidification

dans la machine de coulée est une étape fondamentale de l’élaboration du métal. Elle

s’accompagne de phénomènes de variation de volume (retrait à la solidification), de

redistribution des éléments chimiques entre les différentes phases qui apparaissent à

partir du liquide (la ségrégation) et d’un important dégagement de chaleur latente.

Obtenir des produits de qualité nécessite la maîtrise des transferts de chaleur dans la

lingotière et le refroidissement secondaire. Cette qualité des produits bruts de coulée

revêt deux aspects : la qualité de surface et la qualité interne. Une surface de qualité

signifie absence de fissures de surface et limitation des inclusions non-métalliques

piégées sous la surface du produit. Les principaux défauts internes que présente les

produits de coulée continue sont principalement les ségrégations majeures et les

fissures internes. L’amélioration sans cesse de la productivité et de la qualité des

produits bruts de coulée nécessite d’adopter de nouveaux réglages des machines

sophistiqués et de mettre en place de nouveaux moyens d’actions en ligne

(refroidissement intense du produit, mode de lubrification en lingotière, brassage

électromagnétique, ...). Les réflexions qui sous-tendent ces choix sont basées sur des

résultats de calculs obtenus à partir de modèles simples de thermique et de
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thermomécanique. Une modélisation globale de la coulée continue devient désormais

nécessaire.

Le travail a été enchaîné de la manière suivante :

 Une introduction générale montrant l’intérêt de l’étude numérique du

processus de la coulée continue ;

 Le premier chapitre donne une bibliographie générale sur les travaux

actuels dans le domaine de changement de phase et les différents

modèles utilisés pour simuler le champ dynamique et le champ

thermique ;

 Le deuxième chapitre présente les différents types des machines de

coulée continue avec une vue générale sur les différentes étapes du

processus ;

 Le troisième chapitre présente les différentes méthodes utilisées pour la

modélisation thermique du phénomène de changement de phase ;

 Le quatrième chapitre offre un aperçu général sur la méthode des

volumes finis et de l’algorithme SIMPLE ;

 Le cinquième chapitre présente l’étude expérimentale du moulage des

lingots cylindriques en zinc pur effectuée au sein du laboratoire de

métallurgie, département de mécanique, faculté des sciences de

l’ingénieur de Tlemcen. L’évolution expérimentale de la température des

lingots en fonction du temps a été confronté avec celle obtenue

numériquement ;

 Le sixième chapitre présente l’étude numérique de la coulée continue des

billettes cylindrique en alliage d’aluminium type A6063. Les résultats

numérique obtenus son comparés avec ceux disponibles en littérature.

L’effet de la vitesse de coulée sur le champ dynamique, le champ

thermique et le flux de chaleur surfacique a été étudié.

 A la fin du travail, une conclusion générale rayonne le prescrit d’une

analyse critique des résultats obtenus et quelques développements futurs

envisagés.



Résumé

Les procédés industriels tels que le moulage et la coulée continue en fonderie

font apparaître des écoulements avec des fronts de changement de phase liquide-solide.

Leur simulation numérique nécessite la mise en oeuvre de techniques de suivi

d'interfaces. Nous avons à cet effet développé un module basé sur la méthode des

volumes finis, qui permet de traiter ce type d'interfaces. Le suivi des fronts de

changement de phases est assuré à I'aide de deux méthodes (enthalpique et de la

capacité effective moyenne), avec prise en compte d'une zone pâteuse (changement de

phase anisotherme). Avec ces deux méthodes, il n’est donc pas nécessaire de recourir à

une adaptation du maillage. L’effet du changement de phase sur le régime convectif est

tenu en compte en employant deux méthodes : la première attribue une valeur très

importante à la viscosité dans la phase solide et la deuxième simule la région pâteuse

comme un milieu poreux.

Pour valider le modèle numérique, une étude expérimentale de la coulée simple

(moulage) des lingots cylindriques en zinc pur a été menée au sein du laboratoire de

métallurgie, département de mécanique, faculté des sciences de l’ingénieur de Tlemcen.

Cette étude consiste à relever l’évolution de la température des lingots en fonction du

temps et de la confronter avec celle obtenue numériquement. Un bon accord a été

obtenu.

Le modèle est appliqué ensuite à l’étude numérique bidimensionnelle d’un

procédé de coulée continue d’un alliage d’aluminium type A6063 pour déterminer

l’évolution des lignes de courant, la distribution de la température et du flux de chaleur

dans les différentes phases. L’effet de la vitesse de coulée sur l’évolution de

l’écoulement du fluide, sur la température et le flux de chaleur surfacique a été étudié.

La distribution de la température et le flux de chaleur surfacique ont été comparés avec

les mesures expérimentales et les résultats numériques disponibles en littérature. Un bon

accord a été obtenu.



Abstract

The industrial processes such as the molding and continuous casting in foundry

reveal flows with fronts of phase change liquid-solid. Their numerical simulation

requires the implementation of tracking techniques of interfaces. We have for this

purpose developed a module based on the finites volumes method, which makes it

possible to treat this type of interfaces. The tracking of the fronts of phase change is

ensured with two methods (enthalpy and average effective capacity), with taking into

account of a mushy zone. With these two methods, it is thus not necessary to resort to

an adaptation of the grid. The effect of the phase change on the convective mode is held

in account by employing two methods: the first allots a very important value to

viscosity in the solid phase and the second simulates the mushy zone like a porous

environment.

To validate the numerical model, an experimental study of the simple casting

(molding) of the cylindrical pure zinc ingots was undertaken within the laboratory of

metallurgy, department of mechanics, faculty of science of engineer Tlemcen. This

study consists in raising the change of the temperature of the ingots according to time

and to confront it with that obtained numerically. A good agreement was obtained

The model is applied then to the two-dimensional numerical study of a

continuous casting process of a standard aluminum alloy A6063 to determine the

evolution of the stream function, the distribution of the temperature and heat flow in the

different phases. The effect of the casting speed on the evolution of the fluid flow, on

the temperature and the surface heat flow was studied. The distribution of the

temperature and the surface heat flow were compared with experimental measurements

and the numerical results available in literature. A good agreement was obtained.



ملخص
المادة المصھورة مع سیلانظھرتسباكة العناصة في مستمرالمالقَولبة القَولَبة ویةعمل

اتتقنیاستعماليِقتضالتمثیل الرقمي ی.لب الى سائلمرحلة من صالجبھات تغییر 

نظام یعتمد على طریقة الحجوم المتناھیةعناالغرض وضلـھذاو.جبھات التغییرلتتبع 

مرحلة الجبھات تغییر تعقب .جبھاتالمع ھذا النوع منیجعل من الممكن التعامل 

وجود المرحلة مراعاةمع )ةِ الفعالة المتوسطةسعالالأنتالبیة و (یعتمد على طریقتین 

تغییر تأثیر .الشبكةإلى لتعدیل لیس من الضروري اللجوء الطریقتینهذبھ.اللزجة

:باستخدام طریقتین الاعتبار على نظام الانتقال الحراري بالحمل یأخذ بعینمرحلةال

تمثلوالثانیة الصلبةفي المرحلة للزوجةقیمة ھامة جدا تخصیصالأولى تعتمد على 

.بالثغراتالمليءمثل البیئة اللزجة المرحلة 

من الزنك النقيةسبائك اسطوانیة بلقَولَیةعددي، دراسة تجریبالنموذج الصحةلإثبات 

.تلمسانةیسلھندا، كلیة العلوم میكانیكقسم الالمعادن، بھا داخل مختبر علمتم القیام

يتمع الھاومواجھتمع الزمن رفع تغیر درجة حرارة السبائك علىالدراسةھذه تعتمد 

.یھاتفاق جید تم الحصول عل.ارقمیالحصول علیھا تم 

سبائكلةالمستمرلقَولَبة عملیة الالابعاد ةنائیثرقمیةلدراسةتطبیق ھذا النموذج تمثم

الحرارةتوزیع درجات وتیار الخطوطتغیرلتحدید وA6063صنفالالومنیوم

على لقَولَبة اثر سرعة اةسادرت أیضاتم.والدفق الحراري في المراحل المختلفة

توزیع درجات .سطحالالدفق الحراري على والحرارةدرجة السائل،تطور تدفق 

والنتائج ةریبیالتجمع القیاساتتھامقارنمت تسطح الالدفق الحراري على والحرارة

.اتفاق جید تم الحصول علیھ.المتاحة في الادبالرقمیة



Nomenclature

Ab section de la billette m2

Bi nombre de Biot

C0 coefficient de Darcy

C chaleur spécifique J.kg-1.K-1

Ceff chaleur effective J.kg-1.K-1

Céq chaleur effective moyenne J.kg-1.K-1

D1 paramètre dépend de la morphologie du milieu poreux

f fraction liquide

sf fraction solide

g force de la gravité m2.s-1

H enthalpie J.kg-1

h coefficient de convection W.m-2.K-1

h1 coefficient de convection dans la région primaire W.m-2.K-1

1h coefficient de convection sur la surface libre W.m-2.K-1

h2 coefficient de convection dans la région secondaire W.m-2.K-1

hc coefficient de convection sans ébullition nucléée W.m-2.K-1

hb coefficient de convection avec ébullition nucléée W.m-2.K-1

hm coefficient de convection entre répartiteur et moule W.m-2.K-1

K perméabilité

K0 Coefficient de perméabilité

k Energie cinétique turbulente m2.s-2

L hauteur des billettes m

L1 hauteur du moule m

Lm hauteur entre le répartiteur et le moule m

Ls chaleur latente de fusion J.kg-1

ms fraction massique du solide

P pression Pa

Pb périmètre de la billette m



Pe nombre de Peclet

Pr nombre de Prandtl  pC

R rayon des billettes m

S Terme source spécifiques à 

Ste nombre de Stefan

T température K

Tf température de fusion K

Tf1 température de l’eau de refroidissement primaire K

Tf2 température de l’eau de refroidissement secondaire K

T0 température de coulée K

T température de l’agent refroidissant K

T temps s

2T intervalle de changement de phase K

u composante axiale de la vitesse m/s

U vecteur vitesse m/s

Us vitesse de retrait des billettes m/s

Us vecteur vitesse de retrait des billettes m/s

v composante radiale de la vitesse m/s

x, y, z coordonnées cartésiennes m

z, r coordonnées cylindriques m

Symboles grecs

 densité kg.m-3

 conductivité thermique W.m-1.K-1

 viscosité dynamique Kg.m-1.s-1

 diffusivité thermique m2.s-1

 coefficient de sous relaxation

β coefficient d’expansion thermique K-1

 variable générale

t flux thermiqe W

 taux de dissipation turbulente m2.s-3

 coefficient de diffusion de la variable 

 porosité



 fonction de Dirac

t pas de temps s

xT différence entre la température à la surface des K

billettes et la température de l’eau de refroidissement

sT différence entre la température à la surface des K

billettes et la température de saturation de l’eau

de refroidissement

z, r pas en coordonnées cylindriques m

Indices

anc pas de temps précédant

i,j indice définissant le numéro de noeud

jet jet alimentant le moule à partir de busettes

 liquide ou liquidus

n nombre d’itération

nb nœuds voisins

ref référence

s solide ou solidus

t turbulent

W, E, N, S nœuds ouest, est, nord et sud

1 moule

2 métal coulé
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Ces dernières années, le processus de la coulée continue des métaux a connu un

grand développement dans la production industrielle dû principalement à ces avantages

économiques (augmentation de la production et élimination de certaines étapes

intermédiaires). La qualité des pièces coulées dépend d’un certain nombre de

paramètres qui contrôlent le taux de croissance de l’enveloppe solidifiée (et donc la

microstructure des pièces) et la formation des différents défauts comme la macro

ségrégation, l’irrégularité des surfaces et les fissures longitudinales et transversales. Le

plus dangereux des problèmes qui peuvent surgir est la condition d’évasion où nous

pouvons assister à la rupture de l’enveloppe solidifiée et le métal liquide s’écoule de

manière incontrôlable.

Le transfert de chaleur lors de la solidification des métaux durant le processus de

la coulée continue influe directement sur la qualité et la productivité des produits. De ce

fait, La prédiction théorique du champ dynamique, du champ thermique et de la forme

et la position du front de solidification dans les pièces coulées et d’une grande

importance. Les mécanismes du transfert de chaleur et de l’écoulement de fluide traitant

le phénomène du changement de phase sont suffisamment complexes en raison de la

non linéarité des équations gouvernantes. Cette non linéarité provient du dégagement de

la chaleur latente et donc de la discontinuité du gradient thermique (flux de chaleur) à

l’interface solide-liquide. Cependant, Plusieurs méthodes analytiques ont été

développées pour résoudre les problèmes de changement de phase [1-5]. Ces méthodes

offrent des solutions approximatives et engendrent une formulation mathématique très

complexe pour les problèmes multidimensionnels avec des hypothèses simplificatrices

assez considérables.

Parmi ces méthodes analytiques, nous citons la méthode de l’intégrale thermique

[6] qui exige les hypothèses simplificatrices suivantes lors de son application aux

problèmes de la coulée continue :

1. La conduction thermique n’est considérée que dans la direction radiale malgré le

mouvement axial du métal solidifié ;

2. La chaleur évacuée à travers le moule est exprimée à l’aide d’un coefficient de

convection constant ;
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3. Le gradient de la température a lieu uniquement dans la phase solide (la

température du métal liquide est supposée constante et égale à la température de

fusion).

Pour des solutions plus précises, l’utilisation des méthodes numérique s’avère

indispensable. Pour cela, plusieurs schémas numériques ont été développés pour la

résolution des problèmes de changement de phase. Nous regroupons ces schémas

numériques en deux catégories :

 Les schémas numériques avec maillage mobile (front tracking methods) ;

 Les schémas numériques avec maillage fixe.

Dans les schémas avec maillage mobile, le maillage est régénéré à chaque

itération de façon à coïncider avec l’interface solide-liquide. La condition de Stefan est

utilisée pour déterminer le mouvement de l’interface. Ces schémas numériques ont

l’avantage de pouvoir représenter la discontinuité du flux à l’interface et de fournir ainsi

des solutions plus stables (sans oscillations) avec une plus grande précision. Cependant,

ces schémas sont plus complexes à mettre en œuvre en comparaison avec ceux de

maillage fixe. De plus, ils s’adaptent mal aux problèmes dans lesquels nous assistons à

la formation de plusieurs fronts de solidification et aux problèmes où le changement de

phase se produit dans un intervalle de température (alliages). Ces schémas s’appliquent

donc difficilement aux problèmes très complexes.

Dans les schémas avec maillage fixe, le maillage demeure fixe et l’interface

solide-liquide se déplace à travers le maillage (la position de l’interface ne coïncide pas

nécessairement avec le maillage). Ces schémas numériques éliminent la condition de

Stefan au front et appliquent les équations d’énergie simultanément dans les deux

phases solide et liquide. Ces schémas présentent les inconvénients suivants :

1. La présence d’oscillations dans la solution ;

2. Ils nécessitent l’utilisation des algorithmes de correction ou un raffinement du

maillage pour ne pas rater le dégagement de la chaleur latente ;

3. Ils sont moins précis que les schémas avec maillage mobile, particulièrement au

voisinage de l’interface.
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Par contre, les schémas avec maillage fixe sont simples et faciles à appliquer

pour les problèmes industriels de grande complexité. Parmi les méthodes avec maillage

fixe nous citons : la méthode enthalpique qui introduit l’effet de la chaleur latente sur

l’enthalpie du système et la méthode de la capacité effective qui introduit l’effet de la

chaleur latente sur la capacité calorifique du système.

Jusqu’aux années quatre-vingts, le seul mode de transfert de chaleur considéré

lors du changement de phase été la conduction thermique [7-9]. Certainement, une telle

supposition n’est pas toujours valide. Lorsque le métal liquide s’écoule sous un gradient

de pression imposé ou une distribution non uniforme de température, un transfert de

chaleur convectif non négligeable peut avoir lieu. Ainsi, l’influence du transfert

convectif lors du changement de phase doit être prise en considération.

1.1. Importance du transfert convectif

Voller [10] a montré l’influence du transfert convectif au sein de la phase liquide

sur la croissance de la solidification et la forme de l’interface solide-liquide. Cette étude

porte sur la solidification d’une substance de référence au sein d’une cavité thermique.

Initialement, la température du liquide est supposée uniforme et supérieure à la

température de solidification Tf. Au temps t = 0, la température de la paroi gauche est

fixée à une température Tfroid < Tf et celle de droite à une température Tchaud > Tf. Les

deux parois horizontales sont supposées adiabatiques. Nous distinguons alors la

formation de trois régions : une région solide, une région liquide et une région pâteuse

où coexistent les deux phases.
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Fig. 1.1. Cavité thermique

Les équations de conservation sont formulées de façon à tenir compte du

phénomène de changement de phase. Alors, en supposant que la phase liquide est un

fluide newtonien, incompressible en écoulement laminaire, les équations gouvernantes

sont :

 Conservation de la masse :

0









y

v

x

u
(1.1.a)

 Conservation de la quantité de mouvement :

 
    uS
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U (1.1.b)
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 Conservation de l’énergie :

      0graddivdiv 



TH

t

H



U (1.1.d)

Pour tenir compte du phénomène de changement de phase dans le champ

dynamique, Voller considère la cavité thermique comme un milieu poreux avec une

porosité  qui prend la valeur 1 dans la région liquide, la valeur 0 (zéro) dans la région

solide et 0 <  < 1 dans la région pâteuse. Le vecteur vitesse est défini par :

UU  (1.2)

Nous admettons que f la fraction liquide. Les termes sources Su et Sv

permet de modifier les équations de la quantité de mouvement dans la région pâteuse et

la région solide. Ils sont exprimés selon la loi de Darcy comme suit :









AvS

AuS

v

u
(1.3)

Où A prend la valeur 0 (zéro) dans la région liquide afin d’annuler le terme

source. Dans la région pâteuse, la valeur de A augmente et le terme source commence à

dominer les termes transitoire, convectif et diffusif. Dans la région solide, la valeur de A

devient très importante et le terme source domine tous les termes de l’équation de la

quantité de mouvement. Ceci permet d’imposer une valeur nulle au vecteur vitesse U.

L’équation suggérée pour A est donnée selon Carman-Koseny [10-12] comme suit :

 









3

2

0
1

CA (1.4)

C0 est le coefficient de Darcy et dépend de la morphologie du milieu poreux. La

constante  est introduite pour éviter la division par 0 (zéro).

Le terme source Sb est le terme d’Archimède (buoyancy) qui permet d’introduire

le phénomène de la convection naturelle dans la cavité. D’après l’hypothèse de
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Boussinesq (i. e. la densité est constante dans tous les termes sauf dans le terme source

d’Archimède), le terme source d’Archimède est donné par :

 refb TTgS   (1.5)

 désigne le coefficient d’expansion thermique et Tref une température de référence.

Un schéma avec maillage fixe basé sur la méthode enthalpique est utilisé pour

résoudre l’équation d’énergie. Il consiste à exprimer l’enthalpie du système comme une

somme d’enthalpie sensible h et de chaleur latente Ls. Cette méthode sera développée

dans le chapitre 2.

1.2. Contraction des métaux durant la solidification

La plupart des métaux se contractent durant la solidification et créent donc un

espace d’air entre le métal coulé et le moule. La résistance thermique ainsi développée

réduit le transfert de chaleur et le taux de solidification. Plusieurs travaux reconnaissent

l’existence de cette résistance et la supposent constante durant le processus de

solidification. En utilisant la méthode des gradients conjugués, Huang [13] a montré

que cette résistance thermique varie considérablement en fonction du temps. Son

estimation est basée sur des mesures expérimentales de la température à l’intérieur du

métal coulée et à la surface extérieure du moule. Le système physique étudié est

présenté sur la Fig. 1.2.
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Fig. 1.2. Contact métal coulé-moule durant la solidification

Initialement, Le métal liquide est à la température de fusion. Pour le temps t > 0,

la surface extérieure du moule est exposée à un refroidissement par convection. La

solidification du métal commence et l’interface solide-liquide se déplace alors dans la

direction positive des x. Le transfert de chaleur durant la solidification est supposé

unidimensionnelle et formulé comme suit:

Région moule :

   
t

t,xT
c

x

t,xT








 1
112

1
2

1  pour 0,0  tbx (1.6.a)

   1
1

1
0

TTh
x

t,T





  pour 0,0  tx (1.6.b)

    12
1

1 TTtR
x

t,bT
c 




 pour 0,  tbx (1.6.c)

  Tx,T 01 pour 0,0  tbx (1.6.d)

T , h

Moule Métal

T1(x,t)

T2(x,t)

0
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Région métal fondu : pour traiter le problème de changement de phase, une formulation

enthalpique est utilisée :

   
t

t,xH

x

t,xT








 2
22

2
2

2  pour 0,  taxb (1.7a)

    21
2

2 TTtR
x

t,bT
c 




 pour 0,  tbx (1.7b)

 
02 





x

t,aT
pour 0,  tax (1.7c)

  fTx,T 02 pour 0,  taxb (1.7d)

Où 222 dd TcH  est l’enthalpie du métal coulé. La solution du système

d’équations (1.6) et (1.7) avec une conductance de contact Rc(t) inconnue, peut être

formulée comme un problème de contrôle optimal, i. e. choisir la fonction de contrôle

Rc(t) qui minimise la fonction suivante :

       



t

t

c tYTYTtRJ

0

2
22

2
11 d (1.8)

Où T1 et Y1 sont respectivement les températures estimées et mesurées à la

surface extérieure du moule (x = 0). T2 et Y2 sont respectivement les températures

estimées et mesurées dans la région métal fondu (b < x < a). Pour une valeur estimée de

Rc(t), les températures T1 et T2 sont calculées directement à partir des équations définies

par (1.6) et (1.7)

1.3. Solution analytique des problèmes thermiques avec changement de

phase

L’obtention de la solution analytique des problèmes thermiques avec

changement de phase nécessite souvent des hypothèses simplificatrices ou des

approximations mathématiques considérables. Kang [14] a présenté deux modèles
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simples unidimensionnels à trois zones pour la résolution analytique des processus de la

coulée continue des billettes planes ou cylindriques (Fig. 1.3). Le métal liquide coulé

possède une température uniforme T0 supérieure à la température de fusion Tf.

Fig. 1.3. Schéma unidimensionnel du modèle trois zones

pour le processus de la coulée continue

Modèle N°1 :

Les hypothèses simplificatrices sont :

1. Le métal liquide est refroidi soudainement au dessous de Tf lorsqu’il pénètre

dans le moule ;

2. La chaleur latente est dégagée dans la région du moule. La température du métal

est donc maintenue à Tf dans cette région et le métal sort du moule

complètement solidifié à la température Tf ;

3. Les propriétés thermophysiques du métal sont supposées constantes ;



Tf

T0

hm

h1

h2

z

Lm

L1

Us
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4. Les coefficients de convection hm, h1 et h2 respectivement, dans les régions

liquide, moule et solide sont supposés constantes.

Dans ce premier modèle la diffusion axiale est considérée négligeable et les

équations gouvernantes deviennent :

Région liquide :

  TTPh
z

AcU bmbs
d

Td
 (1.9.a)

Région moule : l’équation de la fraction massique du solide est donnée par

  TTPh
z

m
LAcU fb

s
sbs 1

d

d
 (1.9.b)

Région solide :

  TTPh
z

AcU bbs 2
d

Td
 (1.9.c)

Ab désigne la section transversale, Pb le périmètre du métal coulé (billettes) et ms la

fraction massique du solide dans le moule.

Les conditions aux limites posées sont :

     

   





 

1et0
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LLmLm
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(1.10)

En posant les références adimensionnelles suivantes :
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Où r désigne le demi épaisseur ou le rayon des billettes. Pour la coulée continue

des billettes cylindriques, le rapport
2

R

P

A

b

b  , et la solution analytique aura la forme

suivante :

Région liquide









 Z

Pe

Bim2
exp0 (1.12.a)

Région moule

     *
ms

* LZ
Pe

SteBi
ZmZ  12

et1  (1.12.b)

Région solide

 







 **

m LLZ
Pe

Bi
1

22
exp (1.12.c)

Modèle N°2 :

Le deuxième modèle est basé sur les mêmes hypothèses simplificatrices que le

premier modèle. Seulement, le terme de diffusion axiale est maintenant pris en

considération et les équations gouvernantes deviennent :

Région liquide :

  TTPh
z

A
z

AcU bmbbs 2

2

d

Td

d

Td
 (1.13.a)

Région moule : l’équation de la fraction massique du solide est donnée par

  TTPh
z

m
LAcU fb

s
sbs 1

d

d
 (1.13.b)
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Région solide :

  TTPh
z

A
z

AcU bbbs 22

2

d

Td

d

Td
 (1.13.c)

Pour des billettes cylindriques, la solution analytique a la forme suivante :

Région liquide

    ZLZL

LL
eeee

ee

*

m

*

m
*

m

*

m

2112

21

11
1

00



 


 (1.14.a)

Région moule

     *
ms

* LZ
Pe

SteBi
ZmZ  12

et1  (1.14.b)

Région solide

  **
m LLZ 13exp   (1.14.c)

avec

2

8 1
2

1
BiPePe 

 ,
2

8 1
2

2
BiPePe 

 et
2

8 3
2

3
BiPePe 



Le premier modèle est valide pour les faibles nombres de Biot où la diffusion

axiale est supposée négligeable devant la convection induite par le mouvement du métal

(cela est vrai pour des vitesses de coulée significatives). Pour des vitesses de coulée

assez faible, la diffusion axiale ne peut pas être négligée et le deuxième modèle est plus

recommandé.
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1.4. Refroidissement Secondaire

Lors d’une étude expérimentale de la coulée continue des billettes en aluminium,

Weckman [15] a remarqué que la température à la surface des billettes, dans certaines

régions secondaires, dépasse le point d’ébullition de l’eau de refroidissement. Il déduit

donc que le transfert thermique dans ces régions est par ébullition nucléée avec

convection forcée. Pour le calcul du coefficient de convection h2, Weckman propose

une méthode itérative basée sur les mesures expérimentales de la température. Pour

cela, il utilise les théories existantes de l’ébullition nucléée avec convection forcée

d’une goutte d’eau en chute libre.

Une analyse de régression linéaire du coefficient de convection hc en fonction de

la température moyenne T
2

2fsurf TT 
 donne l'équation dimensionnelle suivante

[16].

  3
1

5 70410671 









D

Q
T,hc


(1.15)

Où Q est le débit volumique de l’eau de refroidissement et D le diamètre de la billette.

La chaleur évacuée de la surface des billettes par la chute turbulente d’une goutte d’eau

est donnée alors par :

  x
cb

t T
D

Q
T

A
7041067,1

3
1

5 




















(1.16)

xT désigne la différence entre la température à la surface des billettes et la température

de l’eau de refroidissement.

Une fois que le régime d'ébullition nucléée est atteint, la chaleur évacuée des

billettes est contrôlée par sT au lieu de xT . sT représente la différence entre la

température à la surface des billettes et la température de saturation de l’eau de

refroidissement Tsat.
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Le flux de chaleur donné par ébullition de l’eau stagnant
b

t

A








est donné par la

corrélation suivante [17-19].
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(1.17)

où cpe, e et e désignent respectivement la capacité, la conductivité et la viscosité de

l’eau liquide. v désigne la densité de la vapeur d’eau et Hfg la chaleur latente

d’évaporation d’eau. Le coefficient g0 est un facteur de conversion (égal à l’unité dans

le système SI). Le coefficient Cf est une constante dépendant de la nature des billettes.

Dans l’Eq. (1.19), les propriétés thermophysiques de l’eau sont prisent à la température

de saturation (100 °C à la pression atmosphérique). Après réarrangement l’Eq. (1.19)

prend la forme simplifiée suivante :

 38,20 s
bb

t T
A








 
(1.18)

Pour traiter les problèmes combinés de la convection forcée avec ébullition

nucléée, Rohsenow recommande d’ajouter le flux de chaleur donné par convection

forcée au flux de chaleur donné par l’ébullition de l’eau stagnante [20] :

bb

t

cb

t

totalb

t

AAA 
























 
(1.19)

Alors, le coefficient de transfert thermique dans la partie de surface où il y a

présence de l’ébullition nucléée est donnée par :
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 (1.20)
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1.5. Schéma avec maillage mobile

Das [21] a développé un formalisme numérique permettant de déterminer la

position du front de solidification et la distribution de la température durant le processus

de la coulée continue avec refroidissement direct (Fig. 1.4). Ce formalisme est basé sur

un schéma avec maillage mobile et utilise la technique de transformation non

orthogonale.

Fig. 1.4. Installation de coulée continue avec refroidissement direct

En posant les hypothèses simplificatrices suivantes

1. Le problème est supposé stationnaire ;

2. Vu la symétrie axiale, le système devient bidimensionnel ;

3. Il s’agit d’un métal pur ou d’un alliage dont l’intervalle de solidification est

assez étroit ;

4. Les propriétés thermophysiques du solide et du liquide sont constantes et

différentes.

liqu

Barre de retrait

z

L1

L

Eau de refroidis-
sement primaire

Eau de refroidis-
sement secondaire

Moule

o

Solide

Front

r
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En tenant compte de l’effet de la conduction axiale, les équations gouvernants le

transfert de chaleur deviennent :

Région solide

z

T
Uc

r

T
r

rrz

T

z
s




























 






 











1
(1.21.a)

Région liquide
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(1.21.b)

Interface solide-liquide

fs TTT  (1.21c)
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 (Condition de Stefan) (1.21.d)

n


désigne le vecteur unitaire normal à l’interface solide-liquide et V


la vitesse de

l’interface  sUiV


 .

Les conditions aux limites imposées sont :

0TT  pour Rrz  0et0 (1.22.a)

 11 T fs Th
r

T





 pour RrLz  et0 1 (1.22.b)

 22 T fs Th
r

T





 pour RrLzL  et1 (1.22.c)

0




r

T
pour 0et0  rLz (1.22.d)
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Tf1 et Tf2 désignent respectivement les températures de l’eau de refroidissement primaire

et secondaire. h1 et h2 désignent respectivement les coefficients de convection entre la

surface de la billette et l’eau de refroidissement primaire et secondaire.

Au fond des billettes ( Lz  et Rr 0 ), une première estimation de la

température est exigée. Cette température est corrigée par un processus itératif de façon

à assurer la continuité du gradient thermique à cette limite [22].

La forme irrégulière et la position inconnue du front de solidification rendent la

résolution numérique des équations couplées (1.15) et (1.16) assez complexe. Pour

surmonter cette difficulté, une transformation des coordonnées spatiales est utilisée afin

de passer de l’espace physique, Fig. 1.5.a, à un espace de calcul, Fig. 1.5.b.

Les équations de passage sont :
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Fig. 1.5. Transformation de l’espace physique (a) en espace de calcul (b)

D’une part, l’utilisation de cette transformation permet de définir une interface

solide-liquide de coordonnée 2
1 et qui demeure fixe durant la résolution itérative

des équations gouvernantes. Et d’autre part, Ceci permet de donner une forme régulière

au front de solidification et d’éviter ainsi la régénération du maillage à chaque itération.

1.6. Les paramètres qui influent sur la température des billettes coulées

Amin [23] a examiné l’influence de la vitesse de coulée, de la cinétique de

refroidissement et de la température de coulée sur la distribution de la température et sur

la position et la forme du front de solidification lors de la coulée continue des billettes

(Fig. 1.6).
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Fig. 1.6. Processus de base de la coulée continue

En posant les hypothèses simplificatrices suivantes,

1. Vu la symétrie axiale, le système devient bidimensionnel ;

2. Le fluide est Newtonien, incompressible en écoulement laminaire ;

3. La densité du métal est constante sauf dans la phase liquide où elle varie

linéairement ave la température suivant l’hypothèse de Boussinesq ;

4. Les propriétés thermophysiques du solide et du liquide sont constantes et

différentes.

5. L’effet de la chaleur latente est tenu en compte par une modification appropriée

de la capacité calorifique (méthode de la capacité effective) ;

6. La dissipation visqueuse et le travail de compression sont négligeables.
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Les équations gouvernantes deviennent :

Conservation de la masse
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u
(1.23.a)

Conservation de la quantité de mouvement dans les deux directions x et y
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Conservation de l’énergie
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Pour les nœuds subissant le changement de phase, la capacité calorifique est

évaluée selon la méthode de la capacité effective moyenne pour une formulation en

éléments finis comme suit [24-25] :

       
 44

332211
4

1

moyj,i

moyj,imoyj,imoyj,ij,i

T,Tc

T,TcT,TcT,TcTc




(1.24)

Où imoyT est la température moyenne du ième élément voisin et  imoyj,i T,Tc est la

capacité calorifique adaptée. La température moyenne dans l’Eq. (1.24) est définie

comme suit :

 4321
4

1
TTTTT imoy  (1.25)
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Avec T1, T2, T3 et T4 sont les températures nodales pour un élément rectangulaire

à quatre nœuds. La conductivité thermique est définie par :
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 (1.26)

T2 désigne l’intervalle de solidification. Lorsque la température de fusion est

atteinte, une valeur très importante est attribuée à la viscosité du fluide. Cette attribution

élimine l’équation de la continuité et les équations de la quantité de mouvement lorsque

la solidification est atteinte. L’unique équation qui gouverne le transfert thermique à ce

stade est l’équation d’énergie. Les deux composantes de la vitesse (u et v) seront fixées

alors, respectivement, à la vitesse de coulée et à zéro. L’algorithme NACHOS II

développé par Gartling [26] en éléments finis et utilisé pour résoudre les équations

différentielles couplées (1.23).

La présente étude a révélée que :

 le front de solidification se déplace en aval avec l’augmentation de la vitesse de

coulée

 le front de solidification se déplace en amont avec l’augmentation de la

cinétique de refroidissement

 la température de coulée influe uniquement sur la position du front de

solidification (sa pente reste inchangée).

1.7. Influence de l’écoulement turbulent et de la variation de la température

de coulée

L’alimentation du moule par le métal fondu à travers les busettes (nozzle) peut

entraîner un écoulement circulaire turbulent dans la phase liquide (Fig. 1.7). Ce

mouvement turbulent qui prend place à l’intérieur du moule influe directement sur la

qualité du métal coulé. En outre, l’opération d’aller et retour nécessaire pour le

remplissage de la poche entraîne une baisse périodique de la température du métal



Chapitre 1 Etude bibliographique

25

résidant dans le répartiteur. Ainsi, la température de coulée prend un aspect

instationnaire.

Fig. 1.7. Ecoulement du métal fondu à l’intérieur du moule

Lan [27] a montré l’influence de ces deux paramètres sur la coulée continue des

billettes cylindriques alimentées directement à travers des busettes. La résolution du

problème est effectuée à l’aide de l’algorithme SIMPLE. Le modèle de turbulence k-

pour les faibles nombres de Reynolds [28-29] est utilisé dans cette étude. Les équations

du transport axisymétriques instationnaires peuvent se généraliser sous la forme

suivante :

       


SΓρ
t





U (1.27)

 et S désignent respectivement la diffusivité de la variable  transportée et le terme

source associé aux différentes équations de transport (tableau 1.1). La loi de Darcy pour

les milieux poreux est utilisée pour tenir compte de l’effet du changement de phase dans

le champ dynamique. Dans le tableau 1.1,  sUuA  et Av représentent les termes de

Darcy. Un schéma avec maillage fixe basé sur la méthode enthalpique est utilisé pour

tenir compte du phénomène de changement de phase dans l’équation de l’énergie. Une

relation linéaire entre la chaleur latente et la température est supposée.
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Tableau 1.1. Equations de transports

Type d’équation

Variables

  S

Equation de la
continuité

1 0 0

Equation de la
quantité de
mouvement axiale

u eff    srefeffeff UuATTg
z

P

r

v
r

rrz

u

z
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Equation de la
quantité de
mouvement radiale
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Energie cinétique
turbulente
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Taux de dissipation
turbulente
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Avec

teff    inclue la viscosité dynamique du liquide et la viscosité turbulente.


 

2k
fCt  (1.28)
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Les constantes du modèle de turbulence sont regroupées dans le tableau 1.2.

Tableau 1.2. constantes du modèle de turbulence

Constante Valeur

C 0,09

C1 1,44

C2 1,92

k 1,0

 1,3

D 0

E 0

f1

3
050

1
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L’étude de Lan a permit de tirer les conclusions suivantes :

 Au début du cycle, la température de coulée augmente par 25°C dans une

période de 18 min. A la fin du cycle et après environ 50 min, la température

diminue par 25°C.

 Au début du cycle, le volume du liquide s’étend dans la direction radiale vers le

moule. A la fin du cycle, cette extension est suivie par un retour.

 La contraction de l’enveloppe solidifiée pendant le cycle n’est pas très

appréciable. Cependant, cette contraction doit être prise en considération afin

d’éviter la condition d’évasion.
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L’effet de l’écoulement turbulent dans la phase liquide a été traité aussi par

Mahmoudi [30] lors de la coulée continue des billettes planes en cuivre pur de largeur

E, d’une épaisseur W et d’une hauteur L (Fig. 1.8). Le métal fondu est versé

continuellement dans le moule à travers 18 Busettes. La résolution numérique du

problème est basée sur un schéma avec maillage mobile avec les hypothèses

simplificatrices suivantes :

Fig. 1.8. Géométrie et domaine du calcul

1. Le problème est supposé stationnaire ;

2. La position du front de solidification est supposée connue et demeure à la

surface  y,xfz  où
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Lf désigne la profondeur du front de solidification et a la distance entre la surface

interne du moule et le front.
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3. Les propriétés thermophysiques du solide et du liquide sont constantes et

différentes ;

4. La région liquide est un fluide Newtonien incompressible en régime turbulent.

Le modèle k- et utilisé pour traiter le phénomène de turbulence

Nous supposons alors que le liquide occupe la région  y,xfz 0 et que le

solide occupe la région  y,xfzL  . L’équation d’énergie s’écrit alors :

Région liquide :  y,xfz 0

    HH eff   U (1.30.a)

où H est l’enthalpie du liquide donnée par  refTTcH   et
H

t
eff

c 


 



 .

Région solide :  y,xfzL  ,  sU,,  00U

 ss
s

ss H
z

H
U 




  (1.30.b)

où Hs est l’enthalpie du solide donnée par  refss TTcH  et
s

s
s

c


  . Au front de

solidification pour z = f(x, y), les équations (1.21.c) et (1.21.d) sont imposées.

Plus récemment, la simulation numérique du transfert thermique instationnaire

bidimensionnel durant la coulée continue des plaques d’acier a été présentée par Hardin

[31]. L’équation d’énergie gouvernant le problème est résolue à l’aide du modèle

DYSCOS (DYnamique Spray COoling Simulator). La Fig. 1.9(a) montre le domaine de

calcul et la Fig. 1.9(b) indique les conditions aux limites imposées.
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Fig. 1.9. (a) Géométrie et domaine de calcul et (b) Conditions aux limites utilisées.

En tenant compte de l’effet de la conduction axiale, l’équation d’énergie résolue

par le modèle DYSCOS est comme suit :
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 (1.31)

avec

  cfcfc ssss   1 (1.32)

     2111 stsss fff    (1.33)
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(1.34)

t désigne le facteur d’augmentation thermique.

Comme condition initiale, le modèle DYSCOS suppose que la plaque opère en

régime stationnaire et qu’elle est présente dans toute la machine. La détermination des

conditions aux limites appropriées est assez délicate puisque les différents modes de

Direction
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transfert thermique interviennent simultanément. Dans la région primaire, un flux de

chaleur moyen variant avec le temps et calculé à partir des mesures expérimentales est

employé. Dans la région secondaire, un transfert de chaleur radiatif-convectif couplé est

imposé. Le rayonnement thermique est tenu en compte sur toute la surface de la plaque

sauf aux points de contact des rouleaux. Pour les plaques en acier, l’émissivité est prise

en fonction de la température de surface [32].

  011500268206842exp1

850
,

surfT,,

,


 (1.35)

Le coefficient de transfert radiatif entre la surface de la plaque et la température

ambiante est exprimé par :

  ambsurambsurfrad TTTTεσh  22 (1.36)

où Tsurf et Tamb représentent respectivement la température de surface et la température

ambiante. Pour le transfert de chaleur convectif, le coefficient de convection employé

est donné par [33] :

 





T,Q
h

, 0075011570 550

conv (1.37)

Q désigne le débit d’eau de refroidissement secondaire et  une constante dépendant de

la distribution du jet et de la disposition des pulvérisateurs. Cette étude a permit de

examiner l’influence de la vitesse de coulée, du refroidissement secondaire, de

l’épaisseur de la plaque, de la composition chimique de l’acier et de la température de

coulée sur la distribution de la température et sur le contrôle de la solidification de la

plaque.

Une étude expérimentale et numérique a été menée par Mahmoudi [34] afin

d’étudier le processus de la coulée continue des plaques de cuivre (Fig. 1.10).

L'écoulement du cuivre fondu à partir du répartiteur au moule passe à travers une

busette. Le refroidissement primaire de la plaque est assuré par une circulation d’eau à

l’intérieur des parois du moule et le refroidissement secondaire par des jets d’eau.
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Fig. 1.10. Géométrie et domaine de calcul

Le modèle numérique est basé sur les équations générales de la conservation de

masse, de la quantité de mouvement et de l’énergie. Le modèle de turbulence k-,

développé par le programme commercial CFX, est employé pour analyser le

phénomène de turbulence engendré dans la région du moule.
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Conservation de la quantité de mouvement : l’écoulement du fluide durant l’intervalle

de solidification est simulé comme un milieu poreux où la loi de Darcy peut être

appliquée.

      USUUUUU


  seff
K

.


 (1.38.b)

La perméabilité K est évaluée par la formule de Carman-Kozeny [35-36].

 2
3

0
1 



f

f
KK


 (1.41)

K0 est le coefficient de perméabilité dépendant de la morphologie du milieu poreux.

Conservation de l’énergie

    Heff SHH  U


(1.38.c)
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t
eff

c 


  (1.42)

Le terme source SH (qui introduit l’effet de la chaleur latente Ls) peut s’écrire

comme suit :

 sssH fLS U


 (1.43)

La fraction liquide varie linéairement avec la température sous de la forme

suivante :
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Les conditions aux limites utilisées sont :

Pour jetdy,x  00 :
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où cp1 et cp2 sont des constantes empiriques,
jet

s
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d

WU
u  la vitesse du métal fondu

injecté et
jet

jet4

P

A
Dh  le diamètre hydraulique (Ajet et Pjet sont la section et le périmètre

du jet).

A la surface de la plaque (y = W/2) :

 mTTh
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Où h est le coefficient de convection entre le moule et l’enveloppe solidifiée. Tm

est la température du moule. Au bas du moule, nous suppose un flux conductible
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En réalité, le coefficient de convection h et la température du moule Tm ne sont

pas constantes est varient en fonction de la hauteur du moule. Pour approximer ces

variations, Mahmoudi propose les équations polynomiales suivantes :

32
2

1 ayayaTm 

32
2

1 bybybh 

Où a1, a2, a3, b1, b2 et b3 sont des constantes empiriques.
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2.1. Introduction

Avant l’apparition de la coulée continue dans les années 50, le processus de la

coulée en lingots (moulage) a été largement utilisé (Fig. 2.1). Dans ce processus, le

métal fondu est versé dans plusieurs lingotières stationnaires. Quand la solidification est

complète, les lingots sont retirés, réchauffés et roulés dans des laminoirs pour former

des plaques, des blooms ou des billettes. Actuellement, cette ancienne méthode a

pratiquement été remplacée par le processus de la coulée continue. Dans ce dernier, le

métal fondu est versé en continue dans des lingotières creuses refroidies généralement à

eau. Le métal est retiré continuellement du fond de la lingotière pendant la formation

d’une coquille (enveloppe) solide autour du métal fondu. L’idée de la coulée continue

remonte au milieu du 19ème siècle avec G.E. SELLERS (1840), J. Laing (1843) et H.

Bessemer (1946). Les premières machines furent construites entre 1946 et 1950, c’était

des machines à billettes à une ou deux lignes. Loo Moor en grande Bretagne (1946),

Babcock et wilcox aux Etats-Unis (1948), Huchinger en république fédérale

d’Allemagne (1950). A partir des années 1950, la coulée continue à évoluer de manière

à améliorer le rendement, la qualité, la production et l’efficacité économique.
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Fig. 2.1. Processus de fabrication des métaux

En 1970, le pourcentage d’acier brut produit en coulée continue dans l’industrie

été seulement de 4%, maintenant on parle d’environ 90% (Fig. 2.2). La plupart des

progressions précédentes ont été basées sur les connaissances empiriques obtenues

directement des expériences. L’amélioration de la puissance des ordinateurs a rendue

les modèles mathématiques des outils de plus en plus puissants, capables de donner un

meilleur contrôle de la coulée continue
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Fig. 2.2. Évolution de la production mondiale en acier et le pourcentage

de la coulée continue dans l’industrie.

2.2. Avantages de la coulée continue

Les avantages offerts par la coulée continue à la fonderie industrielle peuvent

êtres classés comme suit :

2.2.1. Economie d'énergie et amélioration du rendement

Le processus de la coulée continue permet d’économiser l’énergie en éliminant

les étapes de consommation excessives et en augmentant le rendement. L’élimination de

bac de trempe, de four de réchauffement et de laminoir primaire réduit la consommation

en carburant et en électricité. Cette économie d’énergie vaut approximativement 1

million de BTU par tonne coulé. Au Japon, où la moitié d’acier mondiale est coulée en

continue, l’économie d’énergie est d’environ 50% par rapport à celui coulé en ligots. En

outre, le processus de coulée continue permet d’augmenter le rendement jusqu’à 15 à

20% dans certains cas. Cette amélioration du rendement vient de la réduction des chutes

générées et la réduction des pertes par oxydation en diminuant l’exposition du métal

chaud à l’air. En moyenne, l’économie d’énergie par augmentation du rendement

s’élève à environ 2 millions de BTU par tonne coulé en continue. L’économie en
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énergie est ainsi de 3 millions de BTU par tonne coulé correspondant à un coût

d’économie significatif.

2.2.2. Amélioration de la productivité

Dans le processus de la coulée continue, l’amélioration de la productivité

provient de l’élimination de nombreuses étapes qui demandent une intervention directe

des travailleurs. La main d’oeuvre exigée est de 10 à 15% moins. L’augmentation de la

productivité résulte aussi de l’augmentation du rendement (augmentation du tonnage de

métal expédié), de l’amélioration des conditions du travail et de la réduction du temps

de production (de 7 h ou plus à 1 ou 2 h).

2.2.3. Amélioration de la qualité du produit

La plupart des experts industriels signalent une amélioration dans la qualité de

quelques métaux coulés en continue. Le nombre réduit des étapes et le grand contrôle

automatique du processus réduisent les défauts dans le produit. L’industrie a connue une

progression remarquable du processus, en particulier dans la production des plaques qui

exige une qualité de surface assez élevée.

2.2.4. Réduction de la pollution

L’élimination des bacs de trempe et des fours de réchauffement et la réduction

d’énergie consommée diminuent considérablement la pollution produite. L’exposition

réduite du métal chaud à l'atmosphère diminue les substances particulaires dans l’air.

L’augmentation du rendement entraîne la diminution des aciéries primaires exigées.

2.2.5. Réduction du coût de revient

La réduction des coûts de revient est un effet direct de l’élimination des moules

et des équipements de démoulage, des bacs de trempe, des fours de réchauffement et

des laminoirs primaires. Les grands industriels de fonderie affirment que la coulée

continue a offert des grandes possibilités pour économiser le coût et recommandent

l’utilisation de la coulée continue.
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2.2.6. Une plus grande consommation des ferrailles achetées

L’augmentation du rendement diminue la production des ferrailles en usine. Ces

dernières sont réutilisées de nouveau dans les hauts fourneaux de fusion. Afin de

maintenir le rapport du métal liquide avec les ferrailles, l’achat des ferrailles est exigé

afin de compenser celles qui sont perdues.

2.3. Installation de la coulée continue

Comme indiqué sur la Fig. 2.3, la coulée continue comprend les composants

suivants :

(1) Poche de coulée (Ladle) ;

(2) Répartiteur (Tundish) ;

(3) Lingotière (moule), oscillateur de lingotière et refroidissement primaire ;

(4) Première zone du refroidissement secondaire ;

(5) Rouleaux d’extraction et deuxième zone du refroidissement secondaire ;

(6) Redresseur ;

(7) Roulement de débranchement de la Barre ;

(8) Unité de cisaillement ;

(9) Table de transfert ;

(10) Système d’identification du produit ;

(11) Système d’évacuation du produit ;

(12) Stockage du produit.
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Figure 2.3. Schéma général d’une installation de coulée continue à une seule ligne.

2.3.1. Principe de la coulée continue

A partir du four de fusion, le métal fondu est transporté dans une poche vers

l’installation de coulée continue (Fig. 2.4). Il est versé alors dans le répartiteur ensuite

dans la lingotière à travers des busettes réfractaires pour empêcher sa ré-oxydation due

au contact avec l’air. L’opération de coulée commence par insérer une barre de retrait

au fond de la lingotière et former ainsi une enceinte fermée. Le retrait de la ligne de

coulée commence en tirant cette barre vers le bas. Un refroidissement primaire de la

lingotière (généralement par eau) assure la formation d’une coquille solide assez mince

autour du métal fondu. Cette coquille est composée de cristaux granulaires fins sur la

surface et de rangées dendritiques colonnaires en accroissement à l’intérieur.

L’épaisseur de la coquille augmente alors progressivement à travers la lingotière. Un

flux de poudre est ajouté à la surface libre du métal fondu dans la lingotière pour

diminuer les pertes de chaleur et absorber les inclusions non métalliques existantes

encore. Un film de cette poudre pénètre entre la lingotière et la coquille et

 assure la lubrification (réduire le problème de collage) ;

 diminue le transfert thermique à la surface pour éviter un abaissement rapide de

la température. Cet abaissement peut entraîner la déformation de la ligne de

coulée et la formation des fissures à la surface.
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Pour éviter tout problème de collage de la ligne de coulée avec la lingotière,

cette dernière est équipée aussi d’un oscillateur. A la sortie de la lingotière, la ligne de

coulée (contient toujours du métal liquide non solidifié au noyau) est acheminée vers le

bas à l’aide d’une série de rouleaux de maintient et à travers un arrosage à eau avec des

pulvérisateurs. Pendant cette étape, les dendrites colonnaires continuent à se développer

avec la formation des dendrites équiaxées pour compléter la solidification. La coquille

solidifiée, dont la force et la dureté sont sensiblement faibles, est soumise à la

contraction avec à une contrainte thermique très importante. Cela peut entraîner des

fissures (surfaciques et internes) dans la ligne de coulée. Par conséquent, le

refroidissement secondaire est soigneusement contrôlé pour empêcher la croissance de

ces fissures. Le produit obtenu est ensuite coupé au moyen d’un chalumeau pour être

livré au processus de laminage à chaud ou déposé sur des tables de refroidissement,

étiquetée et marquée selon les exigences.

Fig. 2.4. Installation de coulée continue
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de coulée

Métal liquide

Eau de
refroidissement

Noyau liquide

Eau vaporisée

Calandre d’extraction

Rouleau de cintrage
Planeuse Rouleau de transport

Cisaille

Lingotière

Oscillation du
lingotière

Répartiteur

Structure dendritique
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2.3.2. Vue D’ensemble de la coulée continue

a. Poche de coulée

Fig. 2.5. Poche de coulée

Généralement, la poche de coulée est équipée d’un réservoir légèrement conique

en tôle dont l’intérieur est revêtu d’un garnissage réfractaire. En aciérie, on utilise

souvent une poche à quenouille qui présente dans son fond une ouverture obstruée en

temps normal par un Tampon. Celui-ci peut être soulevé de son siège par une tige

appelée quenouille et le métal fondu bien décanté s’écoule par le bas dans le répartiteur.

Le temps de séjour du métal fondu dans la poche doit être suffisant pour permettre la

décantation des inclusions (5 à 10 minutes). La capacité de la poche peut aller de 10

tonnes (machine à billette à une ligne) à 350 tonnes (machine à brame à deux lignes). La

coulée de la poche vers le répartiteur se fait toujours par l’intermédiaire d’une busette

située au fond de la poche.

b. Répartiteur

Le répartiteur est un récipient de distribution situé directement au dessus de la

lingotière et permet

1. de favoriser la décantation des inclusions ;

Quenouille

Tampon

Busette
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2. d’assurer une alimentation avec un débit constant du métal liquide à la lingotière

pendant les échanges de poche ;

3. de distribuer le métal fondu aux différentes lingotières dans le cas d’une

machine à plusieurs lignes ;

4. de maintenir une hauteur régulière entre le métal fondu au dessus des busettes et

la lingotière pour assurer un écoulement uniforme en métal.

Le répartiteur est constitué d’une cuve métallique garnie de réfractaire dont le

fond comporte autant de busette. Pour éviter l’entraînement des inclusions supérieures,

la hauteur du répartiteur est généralement augmentée (elle est de 800 à 1100 mm).

c. Lingotière (moule)

Fig. 2.6. Lingotière

La lingotière a une structure creuse ouverte possédante un passage interne pour

la circulation de l’eau de refroidissement primaire. Elle est donc le siège d’un transfert

thermique permettant l’évacuation de la chaleur libérée par le métal liquide en cours de

solidification, et donc, la formation d’une coquille solide suffisamment forte pour

contenir son noyau encore liquide à la sortie. La lingotière est souvent en fonte ou en

cuivre dont la surface interne est plaquée avec du chrome ou du nickel pour fournir une

surface de fonctionnement plus dure. Ceci évite la collecte du cuivre sur la surface du

Sortie d’eau

Entrée d’eau

Plaque isolante

Paroi interne
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métal qui peut faciliter leurs fissurations. Un système d’oscillation de la lingotière est

prévu pour

 minimiser le frottement et empêcher le collage de la coquille solidifiée ;

 éviter la déchirure de la coquille et ainsi l’évasion du métal liquide qui peut

entraîner de grands dégâts sur l’équipement et des temps d'arrêt de la machine

pour nettoyage et réparations.

Généralement la lingotière à une hauteur de l’ordre de 1 à 7 m. L’épaisseur des

parois peut varier de 17 à 60 mm. La lingotière est refroidie énergiquement par un

courant d’eau dont le débit massique est d’environ 6 fois le débit du métal coulé.

d. Refroidissement secondaire

Fig. 2.7. Refroidissement secondaire par pulvérisation

Généralement, le refroidissement secondaire est assuré par une des deux

méthodes suivantes :

 une série d’injecteurs de pulvérisation d’eau ou une combinaison d’air et eau

(Figs. 2.7 et 2.8a) ;

 ruissellement d’eau (Fig. 2.8b).
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Le refroidissement secondaire permet un refroidissement direct et un contrôle de

la solidification du produit coulé à travers toute la ligne de coulée au bas de la

lingotière. Des aimants sont parfois installés au-dessous de la lingotière et entre les

rouleaux de maintient pour agiter le métal fondu dans la coquille solidifiée par induction

électromagnétique et d’augmenter ainsi les dendrites équiaxées. Le transfert de chaleur

dans cette zone remplit les fonctions suivantes :

1. Augmente et contrôle le taux de solidification (pour certains cas, la solidification

est complète dans cette région) ;

2. Régulation de la température du produit en ajustant l’intensité de l’eau

pulvérisée ;

3. Assure une meilleure rigidité de la ligne de coulée pour supporter les efforts des

rouleaux de guidage ;

4. empêche la croissance des fissures en ajustant l’intensité de l’eau pulvérisée ;

5. Evite le réchauffement de la partie solidifiée ;

6. Assure le refroidissement des rouleaux situés dans cette zone.

Fig. 2.8a - Refroidissement secondaire par pulvérisation

Métal en fusion

Lingotière

Eau de refroidissement

Front de solidification

Pulvérisation d’eau
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Fig. 2.8b. Refroidissement secondaire par ruissellement

e. Extraction

La région d’extraction est une partie intégrale de la zone de refroidissement

secondaire. L’extraction est assurée par des cages (2 ou plus) comprenant chacune une

série de rouleaux : une cage fixe qui définit la direction de la coulée et l’autre mobile

appuyée par des ressorts qui assure l’entraînement du métal. Le but des rouleaux

d’extraction est de guider et maintenir la ligne jusqu’à ce que la coquille solidifiée soit

auto-soutenue. La disposition, l’espacement et les diamètres des rouleaux sont

soigneusement choisis pour réduire au minimum les efforts des rouleaux et la courbure

des lignes. La section dangereuse se trouve donc au haut de la machine où la force de

courbure et l’épaisseur de la coquille sont assez faibles. Ainsi, pour éviter la rupture de

la coquille et l’évasion du métal liquide dans cette région, on réduit le diamètre et

l’espacement des rouleaux.

Métal en fusion

Lingotière

Eau de refroidissement

Front de solidification

Chute d’eau
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f. Cintrage et redressage

Fig. 2.9. Section de cintrage à

multi lignes de coulée

Fig. 2.10. Unités de redressement à multi lignes de

coulée

Les forces de cintrage et les forces de redressement ont également un grand rôle

dans le soutient et le guidage des lignes de coulée du plan vertical au plan horizontal.

Au cours du cintrage, le rayon externe de la coquille solidifiée est soumis à la traction,

tandis que le rayon interne est soumis à la compression. Si la contrainte au long du

rayon externe est excessive, des fissures peuvent apparaître affectant sérieusement la

qualité du métal. Ces contraintes sont minimisées en utilisant un cintrage à multipoint

où le rayon augmente progressivement (redressage graduel du produit dans le plan

horizontal).

g. Cisaillement

Après redressement, le produit est transféré sur des tables roulantes pour le

cisaillement. Pour des sections inférieures à 250 cm2 on utilise le plus souvent des

cisailles hydrauliques. Pour des sections plus importantes on utilise des chalumeaux à

oxyacétylénique ou oxypropane. Le produit est évacué par la suite vers le stockage

(produit semi-fini) ou vers un four de réchauffement pour être laminé en produits plats

ou en produits longs (tableau 2.1).
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Tableau 2.1. produits semi-finis issus de la coulée continue

Produits finis issus du laminage

Produits plats laminés à chaud
Produits longs laminés à chaud

laminage secondaire à froid

2.4. Différents types de machines de coulée continue

Le type des machines à coulée continue dépend de la nature et la forme des

produits et de la forme de la machine elle même. On distingue deux grandes catégories

 Machines traditionnelles

 Machines non traditionnelles
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2.4.1. Machines traditionnelles

a. Machine verticale

Dans ce type de machine le produit est coulé, solidifié, extrait et découpé à la

verticale avant d’être incliné pour son évacuation. Ce type de machine est employé pour

la coulée des aciers à haute teneur parce qu’il favorise la séparation (décantation) des

inclusions non métalliques versées dans le moule. Par contre, ces machines nécessitent

des bâtiments de coulée de hauteurs excessives (35 à 40 m). La construction devienne

grande et par conséquent chère.

Fig. 2.11. Machine de coulée continue verticale
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b. Machine courbe

Fig. 2.12. Machine de coulée continue courbe

Actuellement, les machines courbes sont les plus utilisées dans l’industrie. Selon

leur fonctionnement, on peut distinguer

 Machine verticale courbe : le produit est coulé et refroidi verticalement, puis

découpé et évacué horizontalement lorsque la solidification est complète ;

 Machine courbe (Fig. 2.12) : le moule et les rouleaux de maintient sont arrangés

sur un arc de même rayon et la ligne de coulée est redressé horizontalement à la

fin de la solidification ;

 Machine verticale progressivement cintrée : le moule et une série de rouleaux de

maintient sont arrangés verticalement et la ligne de coulée est progressivement

cintrée dans la direction horizontale à la fin de la solidification

Vu le coût réduit des bâtiments de coulée courbes (taille inférieure), ces

machines sont généralement utilisées pour la fabrication en série des produits

conventionnels. Les machines verticales courbes et les machines verticales

progressivement cintrées, qui combinent les avantages des machines verticales et des

A: poche de coulée
B: répartiteur
C: lingotière
D: refroidissement secondaire

courbe et rouleaux de guidage
E: extraction et décintrage
F: cisaillage
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machines courbes, sont employées surtout pour la coulée des plaques larges qui exigent

une amélioration dans la qualité et la productivité.

2.4.2. Machines non traditionnelles

a. Machine horizontale

Dans ce type de machines le produit est coulé, solidifié, extrait, découpé et

évacué horizontalement (Fig. 2.13). Elles sont employées dans la production des

billettes à petite échelle puisque l’équipement et le coût des bâtiments sont

comparativement bas.

Fig. 2.13. Machine de coulée continue horizontale

b. Machine de coulée entre bandes (machine Hazelett)

Fig. 2.14. Machine de coulée continue entre bandes
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c. Machine de coulée entre cylindres

Fig. 2.15. Machine de coulée continue entre cylindres

Généralement, les machines entre bandes et entre cylindres sont utilisées pour la

coulée des brames minces. Les vitesses de coulée sont de l’ordre de 4 à 5 m/min pour

des épaisseurs de 75 mm, de 5 à 8 m/min pour des épaisseurs de 50 mm et de 8 à 15

m/min pour des épaisseurs de 25 mm. Pour les produits longs on préfère la

coulée horizontale et la coulée sur roue.

d. Machine de coulée sur roue

Ce type de machine sert à la coulée des produits de qualité courante. Elle permet

d’atteindre des vitesses élevées et d’envisager un laminage direct en ligne. Elle présente

les avantages suivants :

 Economie d’énergie

 Faible encombrement

 Haute productivité.
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Fig. 2.16. Machine de coulée continue sur roue
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La résolution des problèmes de transfert de chaleur avec changement de phase

appartient aux problèmes dits à frontière mobile. La solution recherchée consiste à

déterminer le champ de température dans les deux phases liquide et solide ainsi que la

position de l’interface. La difficulté fait que la position de l’interface solide-liquide où

est définie la condition de Stefan est elle-même une inconnue du problème.

Actuellement, il existe deux approches pour la modélisation mathématique des

problèmes de changement de phase : Les schémas avec maillage mobile et les schémas

avec maillage fixe.

3.1. Schémas avec maillage mobile

Supposons que la conduction est le seul mode de transfert de chaleur intervenant

et que les propriétés physiques caractérisant le solide et le liquide sont constantes dans

chaque phase et différentes.

Pour la résolution des problèmes de transfert de chaleur avec changement de

phase, deux équations différentielles de la conduction thermique sont posées : une dans

la phase solide et l’autre dans la phase liquide. Dans le cas unidimensionnel, les deux

équations s’écrivent [24, 25, 37] :
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A l’interface solide-liquide, nous avons :
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et la condition de Stefan
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où  désigne la position du front de solidification. La condition de Stefan (3.4) traduit la

chute de l’enthalpie du système (dégagement de la chaleur latente Ls) à la température

de fusion Tf.

Ces schémas numériques sont habituellement très complexes à mettrent en

œuvre. En effet, le front de solidification est à priori inconnu dont la position ne

correspond pas forcement à un nœud ou à des arrêtes du maillage. Ce dernier est donc

régénéré à chaque itération de façon à coïncider avec le front de solidification. Ces

schémas sont mal adaptés aux problèmes avec présence de plusieurs fronts de

solidification et pour les problèmes traitant la solidification des alliages.

3.2. Schémas avec maillage fixe

Dans ces schémas, le maillage reste fixe et les deux équations gouvernants le

transfert de chaleur dans la région liquide et la région solide sont résolues

simultanément malgré la discontinuité du gradient de la température à l’interface. Le

problème majeur avec ces schémas est la présence d’oscillations dans la solution autour

de la région de changement de phase. De plus, ces schémas nécessitent souvent

l’utilisation des algorithmes de correction de la solution pour ne pas manquer le

dégagement de la chaleur latente. Par contre, ces schémas sont facilement applicables à

des problèmes de changement de phase complexes de type industriel. Basant sur la

modélisation du transfert de la chaleur latente, les schémas avec maillage fixe sont

classés principalement en méthode de la capacité effective et en méthode enthalpique.
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3.2.1. Méthode de la capacité effective

La méthode de la capacité effective introduit l’effet de la chaleur latente sur la

capacité calorifique du système dans l’intervalle de changement de phase. Cette

méthode est considérée la plus simple et la moins précise dans les méthodes à maillage

fixe. En fait, l’équation de Stefan traduit l’augmentation de l’enthalpie par la chaleur

latente à la température de solidification. Ainsi, l’enthalpie du système peut

s’écrire [38]:

     fs
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où Tref < Tf. La capacité effective ceff (T) peut être définie alors comme suit [38-39] :
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où  fTT  est la fonction de Dirac qui est infinie à T = Tf et nulle ailleurs. Elle

satisfait l’équation suivante :
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En remplaçant dans les deux Eqs. (3.1) et (3.2), nous trouvons l’expression

suivante [25, 38-40]:
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Nous pouvons montrer que chaque solution de l’équation (3.8) dans les régions

T > Tf et T < Tf sont séparées par une courbe unique x = (t) vérifiant la condition (3.4).

En effet, considérons les deux intégrales I1 et I2 des membres gauche et droite de

l’équation (3.8.a) dans un petit intervalle    x symétrique et prenons la

limite à   0. Nous obtenons alors :
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Puisque I1 = I2, la condition (3.4) peut être directement déduite. Cette conclusion

est très importante pour la solution numérique, puisque uniquement l’équation (3.8) est

considérée au lieu des équations couplées (3.1) à (3.4). Ceci implique également que la

même formulation numérique dans un maillage fixe peut être utilisée dans les

différentes régions (solide, liquide et pâteuse). Pour facilité le calcul, la fonction de

Dirac est remplacée par la fonction Delta  T,TT f   qui possède une valeur large

mais finie dans un petit intervalle 2T au voisinage de Tf (Fig. 3.1) [25, 39].

Fig. 3.1. Capacité calorifique incluant l’effet de la chaleur latente dans un petit

intervalle 2T au voisinage de Tf

T

ceff

Tf + TTf - T
Tf

Solide

Liquide
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Ceci donne une approximation de la forme :
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De la même manière, la conductivité thermique peut être approximée par :

 
 

 










TTTT

TTTT
T

f

fs







(3.13)

Supposons que cs, c, s et  ne dépendent pas de T, alors dans

l’intervalle TTTTT ff   , ceff(T) et (T) peuvent êtres approximées par [25,

39-40] :
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Les coefficients de l’équation (3.8) dépendent que de la température et non pas

de la géométrie. L’extension au cas multidimensionnel est donc directe et conduit à la

forme générale suivante :
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Souvent, la procédure numérique utilisant directement l’équation (3.16) semble

être très sensible à la grandeur de l’intervalle de température 2T choisie. D’une part, la

valeur de 2T doit être aussi petite que possible pour simuler les problèmes pratiques

(spécialement les métaux purs). D’autre part, une large valeur de 2T est désirable pour

réduire la forte non linéarité introduite par l’effet de la chaleur latente
T

Ls

2
.

3.2.2. Algorithme de Hsiao

Un algorithme de correction a été proposé par Hsiao [41] pour stabiliser le

modèle de la capacité calorifique effective. Cette algorithme permet d’utiliser un

maillage et un pas de temps relativement larges et de réduire l’effet de la grandeur de

l’intervalle de changement de phase 2T sur la solution.

Fig. 3.2. Portion typique d’un maillage orthogonale montrant la position

du front de solidification

 j,i  j,i 1 j,i 1

 1j,i

 1j,i

Phase
liquide

Phase
solide

Région
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Considérons une situation typique durant le processus bidimensionnel du

changement de phase (Fig. 3.2) où uniquement deux nœuds (cercles pleins à l’intérieur

de la zone hachuré) ont des températures comprises entre TT f  et TT f  . En

utilisant l’équation (3.16), ces deux nœuds sont capables d’introduirent directement

l’effet de la chaleur latente. Par contre, les nœuds voisins du front de solidification

(cercles vides) utilisent la capacité calorifique appropriée : celle de la phase solide si la

température nodale est inférieure à TT f  ou celle de la phase liquide si la

température nodale est supérieure à TT f  . Par conséquent, l’effet de la chaleur

latente est assez mal introduit générant ainsi certaine instabilité dans la solution et une

mauvaise précision. Pour surmonter cela, Hsiao propose l’algorithme correctif suivant :

au lieu d’utiliser directement la température nodale dans l’équation (3.16) pour calculer

la capacité calorifique correspondante au nœud, une capacité calorifique moyenne est

utilisée. Cette dernière est tirée de la température au nœud (i, j) et des températures aux

nœuds voisins.

       
 1

111
4

1









j,ij,i

j,ij,ij,ij,ij,ij,ij,iéq

T,Tc

T,TcT,TcT,TcTc
(3.17)

où Ti,j désigne la température au nœud (i, j) et, par exemple,  1j,ij,i T,Tc représente la

capacité calorifique ajustée en fonction de l’état physique du matériau dans l’intervalle

Ti,j et Ti,j-1.

Pour montrer comment la capacité calorifique ajustée est calculée, prenons deux

températures nodales T1 et T2 avec T1 > T2. La capacité calorifique ajustée  21 T,Tc est

déterminée comme suit :

 Si TTTT f  12 (phase solide)

  






 


2
21

21
TT

cT,Tc s (3.18.a)
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 Si 12 TTTT f   (phase liquide)

  






 


2
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21
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cT,Tc  (3.18.b)

 Si TTT f 2 et 1TTT f  
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(3.18.c)

 Si TTTTTT ff   12
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(3.18.d)

 Si TTTTTT ff   12
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(3.18.e)

 Si 12 TTTTTT ff  
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3.2.3. Méthode enthalpique

La méthode enthalpique traite l’enthalpie comme variable dépendante de la

température et construit le flux de la chaleur latente en utilisant l’enthalpie du système.

Ce modèle est considéré comme le plus efficace et le plus précis des méthodes avec

maillage fixe. Par contre, la solution présente souvent des oscillations à l’interface

solide-liquide qui réduit la précision de la méthode.

La forme enthalpique de l’équation de la conduction thermique est formulée

mathématiquement dans le cas unidimensionnel comme suit :























x

T

xt

H
 (3.19)

Durant la solidification d’un métal pur (Fig. 3.3), nous remarquons que sa

température descend progressivement de T à Tf suivant le palier (a), puis se stabilise

pendant le changement de phase à la température Tf suivant le palier (b). Une fois la

solidification est complète, le métal continu à se refroidir et la température passe de Tf à

Ts suivant le palier (c).

Fig. 3.3. Courbe de la solidification d’un métal pur

(a)

(b)

(c)

T

H

Ls

Ts T
Tf

Hs
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Alors, pour qu’un métal pur soit complètement solidifié il faut enlever la

quantité d’énergie suivant [42] :

   fssf TTcLTTcH   (3.20)

L’enthalpie totale d’un métal pur s’écrit donc :












fs

fs

TTLTc

TTTc
H

pour

pour







(3.21)

Pour un alliage binaire formé d’un métal A et d’un métal B (dont les

températures de fusion sont respectivement TA et TB), le palier (b) prend une allure

exponentielle. C’est le métal qui a la température de fusion supérieure qui se solidifie le

premier, en entraînant avec lui quelques atomes de l’autre métal. La solidification d’un

alliage binaire dépend de la composition des deux métaux et de la température de fusion

de chaque métal.

Fig. 3.4. Courbe de solidification d’un alliage binaire

T

(b)

(c)

(a)

H

Ls

Ts T
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Pour un alliage binaire, où la solidification prend place dans un intervalle de

solidification  sTT  , l’enthalpie totale est donnée par :





















TTLTc

TTTL.fTc
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ss

ss
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 (3.22)

avec fℓ désigne la fraction liquide dont la valeur est comprise entre 10  f .

L’enthalpie du système prend alors la forme générale suivante [43-46] :

sLfcTH  (3.23)

avec fℓ = 1 dans la région liquide, fℓ = 0 dans la région solide et 10  f dans la région

pâteuse où coexistent les deux phases. Dans la littérature, on suppose très souvent que la

chaleur latente varie linéairement avec la température comme suit [10, 27, 40, 45-46] :
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 (3.24)

Après réarrangement nous obtenons :
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 (3.25)

L’extension au cas multidimensionnel est directe et conduit à la forme générale

suivante :
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4.1. Introduction

La méthode des volumes finis est une des techniques numériques les plus

populaires en sciences de l’ingénieur. Elle permet d’approximer les équations aux

dérivées partielles qui proviennent spécialement des lois de la conservation physique. A

la différence des méthodes des éléments finis [47-48] ou des différences finies [9, 41]

qui relèvent d’une approche plus mathématique que physique, la discrétisation en

volumes finis est basée sur l’écriture des bilans. L’idée de base consiste à discrétiser sur

chaque maille, appelée volume de contrôle CV, la forme intégrale de l’équation à

résoudre au lieu de sa forme différentielle. La technique des volumes finis a été utilisée

dans beaucoup d’applications comme une approche systématique pour une

discrétisation efficace des équations modélisant les écoulements de fluides. Sa propriété

de conservation, qui provient de l’approximation de la forme intégrale des lois de

conservation, est très importante pour la précision des simulations de processus

physiques complexes sur des maillages relativement grossiers. Actuellement, la

méthode des volumes finis est très largement utilisée dans l’industrie aérospatiale pour

la dynamique des gaz transsoniques, où nous pouvons calculer l’écoulement autour d’un

avion complet.

4.2. Equations gouvernantes

Les équations de la conservation peuvent se généraliser sous une seule forme

d’équation aux dérivées partielles. La reconnaissance d’une forme commune des

équations gouvernantes représente une commodité majeure pour leur formulation

numérique. Si nous notons toute variable générale mesurée par le symbole , l’équation

différentielle générale en régime instationnaire s’écrit [49-51] :

       


SΓρ
t





graddivdiv U (4.1)

Les trois termes de l’équation (3.1) représentent :


 

t

 
: Terme transitoire ;
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  Udiv : Terme convectif ;

  graddiv : Terme diffusif ;

 S : Terme source.

 désigne le coefficient de diffusion et U le vecteur vitesse.  et S sont des

particularités spécifiques de . Le tableau 4.1 regroupe les différentes équations de

transport appropriées.

En coordonnées cylindriques, l’équation (4.1) peut s’écrire comme suit :

      


 rS
r

rΓ
rz

rΓ
z

ρrv
r

ρru
z

ρr
t

















































(4.2)

Tableau 4.1. Différentes désignations de ,  et S

Type d’équation   S

Equation de continuité 1 0 0

Equation de la quantité de mouvement

suivant z
u



 refTTg
z

P





 

Equation de la quantité de mouvement

suivant r
v

r

P






Equation d’énergie H ou T  SH ou ST

a. Coefficient de diffusion

C’est une représentation générale des propriétés de fluide (telle que la viscosité

où la conductivité) qui, conjointement avec le gradient de la variable appropriée,

aboutissent au flux de diffusion (tel que les contraintes visqueuses ou le flux de

chaleur).
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b. Terme source

Le terme source est généralement utilisé pour représenter les mécanismes de

génération (ou de destruction) de  ou comme dépotoir général (duming ground). Par

exemple, dans le cas de l’équation d’impulsion le terme source englobe le gradient de

pression (représentant les fluctuations des forces de volume) et la contribution des

termes de contrainte visqueuse qui ne peuvent pas être logés dans le terme de diffusion.

A cause de cette flexibilité, chaque portion du programme écrite pour la

résolution de l’équation (4.1) peut être continuellement employée pour les différentes

désignations de .

4.3. Méthode des volumes finis

La méthode des volumes finis (FVM) consiste à transformer les équations aux

drivées partielles en équations algébriques faciles à résoudre. Pour cela quatre étapes

sont requises :

1. Effectuer un maillage du domaine d’étude : un maillage est une succession de

volume du contrôle lié entre eux avec des nœuds placés au centre de chaque

volume.

2. Intégrer les équations aux dérivées partielles sur chaque volume de contrôle.

3. Choix du schéma utilisé : choisir le profil de variation de  entre deux nœuds

adjacents pour son évaluation a l’interface.

4. Etablir n équations algébriques à résoudre pour n nœuds.

5. Utiliser une des méthodes de résolution des équations algébriques (exemple :

TDMA) pour résoudre le système d’équation.

4.3.1. Maillage

Nous générons un maillage en divisant le domaine de calcul avec un nombre fini

de volumes de contrôle (Fig. 4.1). L’opération consiste à définir un certain nombre de

nœuds en traçant une grille sur le domaine (traits continus). Les interfaces sont placées

exactement au milieu de chaque deux nœuds consécutifs (traits discontinus). Les sous
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domaines obtenus représentent les volumes de contrôle avec quatre nœuds voisins par

les quatre faces du volume de contrôle. La discrétisation de l’équation de mouvement

sur un volume de contrôle fait intervenir les valeurs des vitesses aux interfaces (Ue, Uw,

Un, Us). Il est donc intéressant de calculer ces vitesses directement sur les interfaces

(sans avoir à effectuer d’interpolations). D’autre part, la discrétisation de l’équation de

continuité et du gradient de pression avec l’utilisation d’une interpolation linéaire peut

entraîner des erreurs importantes du fait qu’une répartition de pression ou de vitesse en

damier est vue comme un champ uniforme.

Fig. 4.1. Maillage et volume de contrôle.

Pour contourner ces difficultés on préfère utiliser des grilles décalées (staggered

grid). Une grille principale est construite pour le calcul de la pression, la température

(et/ou la concentration). Deux grilles décalées vers la droite et vers le haut sont utilisées

pour le calcul des vitesses (axiale u et radiale v), respectivement (Fig. 4.2).
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Fig. 4.2. Maillages décalés (a) UCV et (b) VCV

4.3.2. Discrétisation générale de l’équation de transport

La forme intégrée de l’équation du transport sur le volume de contrôle central 

(Fig. 4.1) est donnée par l’expression suivante [49-50] :
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(4.3)
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Le théorème d’Ostrogradski permet de remplacer l’intégral volume en intégrale

de surface. L’équation devient alors :
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snwe rSJJJJρr
t

 



dd (4.4)
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(4.5.a)
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  d (4.5.b)

Les quantités Jw et Js sont exprimées de manière analogue. Les indices e, w, n et

s indiquent que la quantité correspondante est évaluée respectivement à la face du

volume de contrôle est, ouest, nord et sud. Pour des raisons de simplicité, nous

représentons le flux convectif par la variable F et le flux diffusif par la variable D. Elles

seront définies comme suit

  rρruF ee  ;
 

r
z

rΓ
D e

e 



 (4.6.a)

  zρrvF nn  ;
 

z
r

rΓ
D n

n 



 (4.6.b)

Le débit massique, la diffusion et les dimensions géométriques sont connues ou

approximées par une interpolation linéaire. Pour l’évaluation de Je par exemple, la

grande difficulté réside dans l’approximation de e. La solution exacte de l’équation

(4.2) a un profil exponentiel. Ce profil peut être utilisé pour approximer la quantité Je

comme suit [49, 52] :

  













1e

EP
Pee

Peexp
FJ


 (4.7)
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Pee désigne le nombre de Peclet à l’interface e définit par

 
  e

e

e

e
e

D

F
z

u
Pe  






(4.8)

Le profil exponentiel est rarement utilisé. En effet, le calcul exponentiel est

assez coûteux et cette solution n’est pas exacte dans le cas multidimensionnel.

Cependant, plusieurs schémas ont été proposés en vérifiant la propriété de

transportivité. Cette propriété est liée à la nature du transport traduit par le nombre de

Peclet (rapport entre le coefficient de convection et celui de diffusion). Les faibles

valeurs du nombre de Peclet reflètent un transport dominé par la diffusion alors que

l’inverse caractérise un transport dominé par la convection. Un bon schéma de

convection doit refléter cette propriété. La formulation générale des schémas

approximant Je est donnée par [49] :

   EPeeePee ,FPeADFJ   0 (4.9)

b,a désigne la plus grande valeur de a et b.

Pour les différents schémas, l’expression de la fonction  PeA est donnée dans

le tableau 4.2 et son évolution est représentée graphiquement dans la Fig 4.3

Tableau 4.2. Expression de la fonction  PeA pour les différents schémas

Schémas Expression de  PeA

Différences centrales Pe,501

Différences avant 1

Hybride  Pe,, 5010 

Puissance (Power low)  51010 Pe,, 

Exponentiel (exact)   1Peexp

Pe
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Fig. 4.3. Evolution de la fonction  PA pour les différents schémas

La Fig. 4.3 montre clairement que le schéma de puissance fournit la meilleure

approximation. L’approximation de Jw, Jn et Js est obtenue de la même manière.

Un schéma implicite de premier ordre est utilisé pour approximer le terme

transitoire comme suit [49-50] :

 anc
pp

pp

t

rzrρ
ρr

t













 d (4.10)

anc
p désigne la valeur de P au temps précédent. Après réarrangement, la

forme générale discrétisée de l’équation (4.3) est donnée par :



v

anc
P

pp
SSNNWWEEpp rS

t

rzrρ
aaaaa 




 d (4.11)

 PeA

PeDifférences centrales

Différences avant

Exponentiel (exact)

Puissance

Hybrid



Chapitre 4 Discrétisation numérique par la méthode des volumes finis

78

avec

  0,FPeADa eeeE  (4.12.a)

  0,FPeADa wwwW  (4.12.b)

  0,FPeADa nnnN  (4.12.c)

  0,FPeADa sssS  (4.12.d)

 wnwe
pp

SNWEp FFFF
t

rzrρ
aaaaa 




(4.12.e)

Le terme  wnwe FFFF  représente l’accumulation massique totale dans

le volume de contrôle qui s’annule lorsque l’équation de continuité est satisfaite. Le

terme source 
v

rS d est généralement représenté par une forme linéaire [49-50].


  uPP SSS  (4.13)


PS est le coefficient de P et 

uS la partie qui ne dépend pas de P. La forme finale de

l’équation discrétisée devient alors [10, 45, 49-50]:

 baaaaa SSNNWWEEpp  (4.14)

ou sous la forme condensée classique :

 baa nbnbPP  (4.15)

avec

anc
P

pp
up

t

rzrρ
rzSrb 




  (4.16.a)
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rzSr
t

rzrρ
aaaaa pp

pp
SNWEp 



  (4.16.b)

nb désigne les nœuds voisins du nœud P.

4.3.3. Particularité de la discrétisation des équations de la quantité de mouvement

La forme générale de l’équation de continuité s’écrit

   
0










r

ρ r v

z

ρ r u
(4.17)

L’intégration de cette équation sur le volume de contrôle central donne

          0 zρrvρrvrρruρru snwe  (4.18)

ou bien

  0 wnwe FFFF (4.19)

Pour la résolution des équations de la quantité de mouvement,  sera remplacée

par les composantes de la vitesse. Alors, en utilisant un maillage décalé la forme

discrétisée des équations de la quantité de mouvement sur les deux maillages (UCV

pour u et VCV pour v) donne respectivement :

  
  








zrPPbvavavavava

rrPPbuauauauaua

nNPvssnnnnnwnwnenenn

eEPuesesenenwweeeeee




(4.20)

Ceci s’écrit aussi sous la forme condensée classique :

 

 












nNPvnbnbnn

eEPunbnbee

APPbvava

APPbuaua
(4.21)

avec

rrA ee  ; zrA nn  (4.22)
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a. Algorithme de correction Vitesse-Pression

Puisqu’il n’existe aucune équation qui peut donner explicitement le champ de

pression, la solution des équations de la quantité de mouvement ne peut pas être obtenue

directement à partir de l’Eq. (4.21). Cependant, la pression est influencée par l’équation

de continuité qui impose une condition de compatibilité avec u et v. Nous pouvons alors

utiliser une méthode indirecte pour la détermination du champ de pression. Pour

remédier à ce problème, plusieurs algorithmes ont été proposés tel que l’algorithme

SIMPLE (Semi Implicit Method for Pressure Linked Equations).

Principe de l’algorithme SIMPLE [49, 53]

A partir d’un champ de pression estimé *P (au départ ou à l’itération

précédente), le champ des vitesses est calculé à l’aide des Eqs. (4.21) comme suit :
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nn

e
*
E

*
Pu

*
nbnb
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ee

APPbvava

APPbuaua
(4.23)

La pression est ensuite corrigée d’une quantité P  qui induit une correction sur

les vitesses u et v :

PPP *  (4.24.a)

uuu *  (4.24.b)

vvv *  (4.24.c)

Les corrections sur les vitesses se déduisent facilement en soustrayant membre à

membre le système (4.21) du système (4.23). Cela aboutit à:

 

 












nNPnbnbnn

eEPnbnbee

APPvava

APPuaua
(4.25)
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L’hypothèse de l’algorithme SIMPLE consiste en outre à négliger les sommes

dans les équations précédentes (ces termes sont nuls si la solution correcte est obtenue) :

 
 








nNPnn

eEPee

APPva

APPua
(4.26)

Des expressions similaires sont obtenues pour uw et vs. Ces expressions sont

appelées formules de correction des vitesses qui s’écrivent aussi sous la forme :
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(4.27)

Ainsi, les corrections sur les vitesses sont déduites explicitement à partir de la

correction de pression qui est déterminée à partir de l’équation de continuité discrétisée.

En remplaçant le système (4.27) dans l’équation de continuité (4.18), nous aurons

bPaPaPaPaPa SSNNWWEEpp  (4.28)
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          0 zρrvρrvrρruρru s
*

n
*

w
*

e
*  (4.29.e)

L’équation (4.29.e) est appelée équation de correction de la pression.

L’algorithme SIMPLE se résume finalement aux étapes suivantes :

1. estimer le champ de pression P*

2. Résoudre le système (4.23) pour obtenir u* et v* ;

3. Résoudre l’équation (4.28) pour obtenir P’ ;

4. Calculer P à partir de l’équation (4.24.a) ;

5. Calculer u et v à partir du système (4.27) ;

6. Résoudre l’équation discrétisée (4.15) en remplaçant  par T ;

7. traiter la pression corrigée P comme une nouvelle estimation de la pression P*,

retourner à l’étape 2 et répéter toute la procédure jusqu‘à obtenir la solution

convergée.

4.4. La sous-relaxation

Vu la forte non linéarité des équations algébriques obtenues (surtout pour les

équations de la quantité de mouvement), il est souvent nécessaire de réduire la

convergence de la variable à chaque itération. Cette opération est appelée sous-

relaxation. Nous pouvons écrire les équations discrétisées sous la forme suivante :
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P
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nbnb*
PP
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(4.30)

*
P représente les valeurs de P à l’itération précédente.

Dans l’Eq. (4.30), le terme entre crochets traduit le changement de P durant

l’itération en cours. Pour réduire ce changement, un facteur de sous-relaxation (dont la

valeur est comprise entre 0 et 1) est introduit de la manière suivante [49, 51]:
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où

  *
P

P
nbnbP

P a
ba

a






  1 (4.32)

Le choix de la valeur  introduit le type de relaxation désirée :

 Si  est proche de 0, les valeurs de  changent très doucement ;

 Si  = 1, aucune sous-relaxation n’est introduite (utilisée souvent pour le calcul

de la température T) ;

 Si  > 1, les valeurs de  changent très rapidement (il s’agit de la sur-

relaxation) ;

4.5. Résolution des équations algébriques [49]

Dans le cas bidimensionnel, la solution des équations discrétisées non linéaires

peut être obtenue par la méthode itérative ligne par ligne. Elle consiste à combiner la

méthode directe TDMA (Tri-Diagonal Matrix Algorithm) pour le cas unidimensionnel

et la méthode itérative de Gauss Seidel. La méthode consiste à :

1. Fixer une ligne du maillage (dans la direction r par exemple) ;

2. Supposer les valeurs de  connues le long des lignes voisines et appartenant à

l’autre direction (c-à-d z) à partir de leurs dernières valeurs ;

3. Calculer les  au long de la ligne choisie par la méthode TDMA ;

4. Suivre cette procédure sur toutes les lignes de la direction choisie (r) ;

5. Répéter la procédure pour les lignes de l'autre direction(z).

L’utilisation de la méthode de Gauss Seidel dans la direction radiale donne

daaa SSNNpp   (4.33.a)

 baad WWEE  (4.33.b)
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Ou de manière générale

iiiiiii dcba   11  (4.34.a)

 baad WWEEi  (4.34.b)

L’Eq. (4.34.a) est résolue par la méthode TDMA dont le processus de calcul peut

être donné par une formule de récurrence de la forme :

iiii QP  1 (4.35.a)
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5.1. Position du problème

5.1.1 Modèle physique

Pour valider le modèle numérique élaboré, une étude expérimentale de la coulée

simple (moulage) des lingots cylindriques en zinc pur a été menée au sein du laboratoire

de métallurgie, département de mécanique, faculté des sciences de l’ingénieur de

Tlemcen.

Fig. 5.1. Coulée simple des lingots de zinc

La Fig. 5.1 montre schématiquement le processus de moulage des lingots

cylindriques en zinc pur. Le zinc liquide à haute température (750 K) est versé dans un

moule creux de faible épaisseur, dont la paroi extérieure est exposée à un

refroidissement à air libre. Le moule est ouvert par le haut et posé sur un bloc en sable.

Par conséquent, le zinc est supposé isolé par le bas et exposé à un refroidissement à air

libre par le haut. Grâce à l’extraction de la chaleur, une enveloppe solide commence à se

former à partir du haut et de la surface extérieure pour se développer progressivement

dans le temps jusqu’à la complète solidification. Pour mesurer les températures en

fonction du temps, deux thermocouples sont plongés à une profondeur de 60 mm et

placés, respectivement, au centre et à la surface (Fig. 5 .2).

r

z

Moule

Zinc

Bloc en sable

O

Refroidissement
à air libre
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Vu la symétrie axiale, le système étudié devient bidimensionnel. Pour tenir

compte du phénomène de changement de phase (solidification), nous avons développé

deux schémas numériques avec maillages fixes : le premier utilise la méthode de la

capacité effective moyenne et le deuxième utilise la méthode enthalpique.

Fig. 5.2. Géométrie du problème étudié

5.1.2. Modèle d’écoulement

Le modèle d’écoulement est basé sur les équations de Navier Stokes régissant

l’écoulement d’un fluide incompressible, modifiées pour tenir compte des spécificités

du phénomène de changement de phase. Les propriétés thermo-physiques du zinc sont

supposées indépendantes de la température, sauf pour la densité où la variation de la
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masse volumique engendrée par la température est prise en compte dans le terme de la

poussée d’Archimède (hypothèse de Boussinesq). Nous supposons que la phase liquide

est un fluide Newtonien en écoulement laminaire avec dissipation visqueuse

négligeable.

Equation de la conservation de la masse :
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(5.1)

Equations de la conservation de la quantité de mouvement dans les directions z et r ont

respectivement les formes suivantes :
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(5.3)

Pour résoudre les équations de Navier-Stokes appliquées aux problèmes de

changement de phase, il est nécessaire d’introduire une certaine stratégie numérique qui

tient compte des spécificités de la solidification (les vitesses s’annulent dans la phase

solide). Pour cela, deux grandes techniques ont été proposées :

 Donner une valeur très importante à la viscosité dans la phase solide (augmenter

la viscosité) [23, 40] ;

 Simuler la région pâteuse comme un milieu poreux [35-36, 54-55].

Comme première application, nous allons simuler la région pâteuse comme un

milieu poreux. La perméabilité K est exprimée en fonction de la fraction liquide par

l'équation de Carman-Koseny comme suit [34, 55] :
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 21
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(5.4)

D1 est un paramètre qui dépend de la morphologie du milieu poreux et  est un

petit nombre positif introduit pour éviter la division par zéro. Dans le présent travail, la

valeur de D1 est supposée constante et égale à 1,6 106 [34]. Avec la progression de la

solidification (fℓ  0), K diminue et le terme source de Darcy devient dominant. Les

autres termes dans les équations de la quantité de mouvement forcent le champ de

vitesse à s’annuler dans la région solide. Dans la région liquide (fℓ = 1), K tend vers

l’infini et le terme source de Darcy disparaît.

5.1.3. Modèles de transfert thermique

Pour résoudre l’équation d’énergie, la méthode de la capacité effective moyenne

et la méthode enthalpique sont adoptées.

a. Méthode de la capacité effective moyenne

Par analogie avec l’Eq. (3.16), la forme générale de l’équation d’énergie

gouvernant le transfert thermique instationnaire en coordonnées cylindriques lors de la

solidification d’un métal pur est donnée par :

     

  
















































r

T
Tr

rr

z

T
T

zr

T
v

z

T
u

t

T
TcT eff

1












(5.5)

avec

 

























TTTc

TTTTT
TT

Lcc

TTTc

Tc

f

ff
s

ss

fs

eff







si

si
2

si





 (5.6)



Chapitre 5 Validation expérimentale du modèle numérique

90

 

 

  
 























TTTT

TTTTTTT
T

TTTT

T

f

fff
s

s

fs













si

si
2

si



 (5.7)

b. Méthode enthalpique

La forme enthalpique de l’équation d’énergie gouvernant le transfert thermique

instationnaire en coordonnées cylindriques s’écrit sous la forme :
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En supposant que la chaleur latente varie linéairement avec la température et en

remplaçant l’Eq. (3.23) dans (5.8), nous aurons :









































































r

f
v

z

f
u

t

f
L

r

T
r

rrz

T

zr

T
v

z

T
u

z

T
c

s












1

(5.9)

La théorie des mélanges est utilisée pour définir la densité, la capacité et la

conductivité thermique dans le domaine biphasique en fonction de la fraction liquide.

Ceci donne [57-59]:

  sff    1 (5.10.a)

  sff    1 (5.10.b)

  scffcc   1 (5.10.c)
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5.1.4. Conditions aux limites

Pour décrire complètement le phénomène, il faut que la solution satisfasse les

conditions aux limites associées. Elles sont formulées comme suit.

 En haut (la surface libre des lingots), pour z = 0 et 0 ≤ r ≤ R.

  00 t,r,u (5.11.a)

  00 



t,r,

z

v
(5.11.b)

    



 Tt,r,Tht,r,

z

T
00 1 (5.11.c)

 En bas des lingots, pour z = L et 0 ≤ r ≤ R.

  0t,r,Lu (5.12.a)

  0t,r,Lv (5.12.b)

  0



t,r,L

z

T
(5.12.c)

 A l’axe des lingots, pour r = 0 et 0 ≤ z ≤ L.

  0,0, 



tz

r

u
(5.13.a)

  0,0, tzv (5.13.b)

  0,0, 



tz

r

T
(5.13.c)

 A la surface latérale des lingots, pour r = R et 0 ≤ z ≤ L.

  0,, tRzu (5.14.a)
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  0,, tRzv (5.14.b)

    



 TtRzThtRz

r

T
,,,, 1 (5.14.c)

Les deux coefficients de convection h1 et 1h ne sont pas constants et peuvent

être approximés en fonction de la température de surface. Pour approximer cette

variation, nous proposons d’utiliser une équation de la forme polynomiale du deuxième

degré.

  11
2

11 cTbTaTh  (5.15.a)

  22
2

21 cTbTaTh  (5.15.b)

où (a1, b1 et c1) et (a2, b2 et c2) sont des constantes empiriques calculées à partir des

relevés expérimentaux de la température et qui doivent vérifier les deux bilans (5.14.c)

et (5.11.c), respectivement. Les valeurs de ces constantes sont données dans le tableau

5.1.

Tableau 5.1. Constantes empiriques

Paramètre Valeur

a1 5,81  10-4

b1 - 0,88

c1 376,78

a2 7,55  10-4

b2 - 1,14

c2 489,81
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5.2. Procédure numérique

Les équations gouvernant l’écoulement et le transfert thermique lors de la coulée

simple sont discrétisées en utilisant une formulation volumes finis et résolues en

utilisant l’algorithme SIMPLE. Pour intégrer le modèle de la capacité effective dans la

formulation volumes finis, l’idée de la capacité calorifique moyenne développée par

Hsiao [41, 56] est utilisée. Cette technique permet de stabiliser l’algorithme qui devient

insensible à la grandeur de l’intervalle de la température 2T de changement de phase.

Pour intégrer le modèle enthalpique dans la formulation numérique, le terme source

dans l’équation d’énergie (5.9) est approximé comme suit :
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Dans l’Eq. (5.17), le terme convectif  
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Les quantités Jw et Js sont exprimées de manière analogue. En Posant

  rρruLF ese  et   zρrvLF nsn  , nous aurons :
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Dans l'équation (5.9), deux inconnus sont rencontrés T et fℓ. A chaque pas de

temps, un calcul itératif est utilisé pour déterminer le champ de température T. Le calcul
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itératif démarre par une approximation initiale de T et fℓ ou en utilisant les valeurs

calculées au pas de temps précédant. Le système itératif à résoudre s’écrit alors :
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Les indices n et anc caractérisent respectivement, la nème itération et le pas de

temps précédant (ancien). Cependant, l’expérience numérique a montrée que cet

arrangement itératif n'est pas fiable, en particulier, lorsque la différence entre la

température de solidus et la température de liquidus est assez étroite. Lors des itérations,

la température peut osciller au voisinage de l’interface de solidification et la

convergence n’est plus assurée. Pour surmonter ce type des problèmes, plusieurs

arrangements ont été proposés [44, 60-62]. Dans le présent travail, la technique de

relaxation est utilisée [46, 62-63]. A chaque pas de temps, les deux inconnus T et fℓ sont

initialisés grâce au pas de temps précédant et le système itératif devient :
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 est le facteur de sous relaxation (la valeur de 0,7 est utilisée). D’après l’Eq. (3.24), la

fonction inverse  nfF 
1 est donnée par :

    n
ss

n fTTTfF  1 (5.22)

En principe, l’actualisation de la fraction liquide est faite seulement aux noeuds

où le changement de phase a lieu. En pratique, cet ajustement est appliqué à chaque

nœud durant le calcul itératif suivi par la correction suivante.
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5.2.1. Conditions aux limites

Fig. 5.3. Maillage du domaine de calcul
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D’après la Fig. 5.3, les conditions aux limites associées peuvent êtres formulées

numériquement comme suit.

 En haut (la surface libre des lingots), pour i = 1 et 1 ≤ j ≤ M.

00 )t,r,(u  02 j,u (5.24.a)

  00 



t,r,

z

v
 j,j, vv 32  (5.24.b)
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 En bas des lingots, pour i = L et 1 ≤ j ≤ M.

  0t,r,Lu  0j,Lu (5.25.a)

  0t,r,Lv  0j,Lv (5.25.b)
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 j,Lj,L TT 1 (5.25.c)

 A l’axe des lingots, pour j = 1 et 1 ≤ i ≤ L.
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 A la surface des lingots, pour j = M et 0 ≤ i ≤ L.

0),,( tRzu  0M,iu (5.27.a)

0),,( tRzv  0M,iv (5.27.a)
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5.3. Résultats et interprétations

La simulation numérique a été effectuée pour la coulée simple des billettes

cylindrique en zinc pur de rayon R = 0,042 m et de longueur L = 0,11 m. Les propriétés

thermo-physiques sont supposées constantes mais différentes entre les deux phases

solide et liquide, dont les valeurs sont données dans le tableau 5.2 [64].

tableau 5.2. Les variables physiques du zinc

Paramètre Unités Valeurs

s W.m-1.K-1 101,181

 W.m-1.K-1 90

cps J.kg-1.K-1 461

cp J.kg-1.K-1 510,57

 kg.m-3 7135

s kg.m-3 7130

 N.s.m-2 6,410-3

 K-1 0,023710-3

Tf K 693

Ls J.kg-1 112 206
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Afin d’établir la précision des résultats obtenus par la formulation numérique, un

test d’indépendance du maillage a été effectué sur différentes tailles de maillage. Enfin,

un maillage de 50  30 éléments uniformes a été adopté.

Les facteurs de sous-relaxation qui semblent favoriser la stabilité du processus

itératif sont : 0,5 pour les deux composantes u et v et 0,8 pour T. Les itérations sont

arrêtées lorsque le critère de convergence suivant est assuré :

41 10  nn  (5.29)

Afin d’illustrer la validité du modèle numérique, les résultats numériques sont

confrontés avec les résultats obtenus expérimentalement [65]. La Fig. 5.4 montre les

évolutions de la température surfacique et la température axiale en fonction du temps

calculées par la méthode enthalpique, calculées par la méthode de la capacité effective

moyenne et ceux tirées expérimentalement. Après test, l’intervalle de solidification

sTT  choisi est 0,04 K pour la méthode enthalpique et 0,016 K pour la méthode de

la capacité effective moyenne. La figure montre clairement la bonne précision de la

méthode enthalpique par rapport à la méthode la capacité effective moyenne. Pour

augmenter la précision de cette dernière, il faut réduire l’intervalle de changement de

phase davantage. Ceci entraîne une grande instabilité dans le processus itérative et la

convergence n’est plus assurer.

Nous remarquons aussi que la variation de la température présente un palier où

la température reste presque constante. Cette température s’appelle « température de

solidification ». La fin de la solidification est indiquée par le changement brusque dans

l’allure de ces paliers.
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Fig. 5.4. Evolution des températures surfacique et axiale des lingots de zinc

en fonction du temps

Les Figs. 5.5 et 5.6 illustrent la forme des lignes de courant en fonction du temps

calculées par la méthode enthalpique et la méthode de la capacité effective moyenne,

respectivement. Les lignes de courant dans le liquide donnent une idée sur la circulation

des particules fluides dans cette région. Nous remarquons que la vitesse est nulle dans la

région solide. Dans la région liquide, il y a développement d’un écoulement mono

cellulaire dont la taille diminue en fonction du temps. Le sens de la circulation de cet

écoulement favorise les pertes de chaleur vers la surface libre et augmente ainsi la

vitesse de solidification. En même temps, l’écoulement de retour diminue les pertes de

chaleur vers la surface latérale et retarde ainsi la vitesse de solidification. Ceci est l’effet

direct de la convection naturelle dans la région liquide.

Nous remarquons que la méthode enthalpique a offert des résultats très

différents par rapport à la méthode de la capacité effective moyenne. Pour améliorer la

précision de cette dernière, il faut utiliser un maillage plus raffiné pour ne pas manquer

le dégagement de la chaleur latente. Cela se traduit par un temps de calcul assez chère.
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Fig. 5.5. Evolution des lignes de courant en fonction du temps calculées
par la méthode enthalpique
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Fig. 5.6. Evolution des lignes de courant en fonction du temps calculées
par la méthode de la capacité effective moyenne.
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Les Figs. 5.7 et 5.8 illustrent l’évolution des isothermes en fonction du temps

calculées par la méthode enthalpique et la méthode de la capacité effective moyenne,

respectivement. Nous remarquons que la température du métal fondu diminue en

fonction du temps vers le fond central de la billette. Dû à l’écoulement circulaire, les

gradients de température dans la région liquide sont assez faibles par rapport à ceux

dans la région solide.

Nous remarquons que la méthode enthalpique a offert des résultats nettement

plus précis par rapport à la méthode de la capacité effective moyenne. Après t = 1152s,

la billette est complètement solidifiée, pourtant la méthode de la capacité effective

moyenne signale qu’une grande partie de la billette est encore liquide. Cela montre que

la méthode de capacité effective moyenne peut conduire facilement à des calculs

instables.
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Fig. 5.7 Evolution des isothermes en fonction du temps
calculées par la méthode enthalpique
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Fig. 5.8 Evolution des isothermes en fonction du temps
calculées par la méthode de la capacité effective moyenne
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La Fig. 5.9 montre l’évolution de la position et la forme du front de

solidification en fonction du temps calculée par la méthode enthalpique. La

solidification commence à partir de la surface latérale et de la surface libre du lingot et

progresse en fonction du temps jusqu’à la solidification complète à t  1088 s. Vers le

début de la solidification et jusqu’à t = 832 s, le front présente une légère courbure

indiquant que la conduction domine le transfert de chaleur. Avec la progression de la

solidification, cette courbure devient plus importante et la convection naturelle domine

le transfert de chaleur progressivement. Puisque l’écoulement convectif favorise les

pertes de chaleur vers le haut et les retardent vers la surface, nous remarquons que la

vitesse de déplacement du front de solidification dans le sens axial est plus importante

que celle dans le sens radial.

Fig. 5.9. Evolution de la position et de la forme du front de solidification

en fonction du temps.
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6.1. Position du problème

6.1.1. Modèle physique

La deuxième application porte sur la simulation numérique du processus de la

coulée continue des billettes cylindriques en aluminium type A6063 avec

refroidissement direct (Fig. 6.1). Le métal liquide à haute température est versé dans le

moule qui possède un passage interne à travers lequel circule l’eau de refroidissement

primaire. Ce dernier est éjecté vers l’extérieur du bas de moule et entre en contact direct

avec la surface des billettes. Une enveloppe solide assez mince, qui doit être capable de

contenir le métal encore liquide au noyau, est donc formée. Cela permet ainsi le retrait

continu du métal coulé.

Fig. 6.1 Géométrie du problème étudié
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Durant le processus de la coulée continue, la distribution de la température des

billettes est indépendante du temps. Le transfert thermique est donc stationnaire. Vu la

symétrie axiale, le système étudié devient bidimensionnel. Pour tenir compte du

phénomène de changement de phase (solidification), nous avons développé deux

schémas numériques avec maillage fixe : le premier utilise la méthode de la capacité

effective moyenne et le deuxième utilise la méthode enthalpique.

6.1.2. Modèle d’écoulement

En régime stationnaire, les équations de conservation décrivant le champ

dynamique s’écrivent :

Equation de la conservation de la masse :
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Equations de la conservation de la quantité de mouvement dans les directions z et r ont

respectivement les formes suivantes:
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Pour tenir compte des spécificités de la solidification, nous proposons d’attribuer

une valeur très importante à la viscosité dans la région solide pour éliminer les

équations de la continuité et de la quantité de mouvement. La seule équation gouvernant

le transfert thermique dans la région solide sera donc l’équation d’énergie. Pour cela,

nous proposons d’écrire la viscosité du métal sous la forme suivante [40, 55, 66]

s).f(.f    1 (6.4)



Chapitre 6 Résultats et interprétations

109

où  est la viscosité du métal liquide et s est une constante attribuée de valeur très

importante.

En pratique, quand la solidification a lieu, la composante radiale de la vitesse

prend une valeur nulle et la composante axiale prend une valeur constante égale à la

vitesse de coulée Us. Pour surmonter cette difficulté, nous proposons d’écrire les deux

composantes de la vitesse comme suit [40, 63, 66, 67] :

sU).f(u.fu   1 (6.5)

 v.fv  (6.6)

où u et v sont les composants de la vitesse dans la phase liquide. L’arrangement

suggéré par les Eqs. (6.4) à (6.6) permet de réduire la forte non linéarité provoquée par

la variation brusque de la viscosité et de la vitesse durant le changement de phase.

6.1.3. Modèles de transfert thermique

a. Méthode de la capacité effective moyenne

Par analogie avec l’Eq. (5.5), la forme générale de l’équation d’énergie

gouvernant le transfert thermique stationnaire en coordonnées cylindriques lors de la

solidification d’un métal pur est donnée par :
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b. Méthode enthalpique

Par analogie avec l’Eq. (5.9) et en supposant que la chaleur latente varie

linéairement avec la température, l’équation d’énergie gouvernant le transfert thermique

stationnaire en coordonnées cylindriques s’écrit sous la forme :
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6.1.2. Conditions aux limites

Pour que le phénomène soit décrit complètement, la solution doit satisfaire les

conditions aux limites associées. Elles sont formulées comme suit.

 En amont (la surface libre des billettes), pour z = 0 et 0 ≤ r ≤ R.

sUru ),0( (6.11.a)

0),0( rv (6.11.b)

  00 Tr,T  (6.11.c)

 En aval des billettes, pour z = L et 0 ≤ r ≤ R.

sUrLu ),( (6.12.a)

0),( rLv (6.12.b)
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Si L est assez longue, le bas des billettes peut être supposé comme étant

adiabatique [21, 34, 40, 68-69].

  0



r,L

z

T
(6.12.c)

 A l’axe des billettes, pour r = 0 et 0 ≤ z ≤ L.
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0)0,( zv (6.13.b)
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(6.13.c)

 A la surface des billettes, pour r = R et 0 ≤ z ≤ L.

  sUfRzu  1),( (6.14.a)

0),( Rzv (6.14.b)

Lors de la solidification, le métal liquide subit une contraction ayant pour

résultat la création d’un espace d’air entre le moule et le métal solidifié. Le transfert

thermique à l’interface moule-métal est pris en considération en introduisant un

coefficient de transfert de chaleur couplé (convection-rayonnement) h1 à l'interface.

Dans la région secondaire, le transfert thermique est supposé par ébullition nucléée avec

convection forcée h2.
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Nous supposons que les coefficients de convection h1(z) et h2(z) ne varient pas

avec la température et ne dépendent que de l’altitude z. Une étude expérimentale mené

par Weckman [15] a permet de donner l’allure de ces coefficients de convection (Fig.

6.2). Cette étude combine la corrélation de la convection par ébullition nucléée et la
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corrélation de la convection forcée d’une goutte d’eau en chute libre. Le coefficient de

convection dans le moule démarre avec des valeurs basses et chute davantage lorsque

l’espace d’air entre le moule et la billette apparue. Lorsque la billette entre en contact

direct avec l’eau de refroidissement secondaire, le coefficient de convection prend des

valeurs très hautes et chute ensuite très rapidement à des valeurs voisines à 1,03 104

W.m-2.K-1 [15, 69-70].

Fig. 6.2. Coefficient de convection à la surface des billettes

6.2. Procédure numérique

Les équations gouvernant l’écoulement et le transfert thermique lors de la coulée

continue sont discrétisées en utilisant une formulation volumes finis et résolues en

utilisant l’algorithme SIMPLE. Dans la formulation numérique du modèle enthalpique,

le terme transitoire disparaît du terme source de l’équation d’énergie. Il ne reste donc

que le terme convectif définit par l’Eq. (5.19) :
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6.2.1. Conditions aux limites

Fig. 6.3. Maillage du domaine de calcul

Les conditions aux limites associées sont formulées numériquement comme suit.

 A la surface libre des billettes, pour i = 1 et 1 ≤ j ≤ M.

sUru ),0(  sj, Uu 2 (6.16.a)
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  00 Tr,T   01 TT j,  (6.16.c)

 Au fond des billettes, pour i = L et 1 ≤ j ≤ M

sUrLu ),(  sj,L Uu  (6.17.a)

0),( rLv  0j,Lv (6.17.b)
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 A l’axe des billettes, pour j = 1 et 1 ≤ i ≤ L.
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 A la surface latérale des billettes, pour j = M et 0 ≤ i ≤ L.

  sUfRzu  1),(    sM,i Ufu  1 (6.19.a)

0),( Rzv  0M,iv (6.19.b)
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6.3. Résultats et interprétations

Afin d’établir la précision des résultats obtenus par la formulation numérique, un

test d’indépendance du maillage a été effectué sur différentes tailles de maillage. Un

maillage de 400  100 éléments non uniformes semble accomplir la tache.

Pour les différentes vitesses de retrait, les facteurs de sous-relaxation qui

semblent favoriser la stabilité du processus sont : 0,46 pour les deux composantes de la

vitesse (u et v) et 0,8 pour la température (T). A l’itération 1n , la fraction liquide est

évalué en utilisant le champ de thermique de l’itération précédente n. Les itérations sont

arrêtées lorsque le critère de convergence suivant est assuré :

41 10  nn  (6.20)

La Fig. 6.4 indique la convergence de la température du point (z = L, r = R) en

fonction du nombre d’itération. Nous observons que le nombre des itérations assurant la

convergence de la solution est de 3000 itérations pour une vitesse de coulée de 4,01 

10-3 m.s-1, de 4000 itérations pour 2,54  10-3 m.s-1 et de 5000 itérations pour 1,63  10-3

m.s-1. La vitesse de convergence pour les deux méthodes enthalpique et de la capacité

effective moyenne est assez identique et ne dépend que de la vitesse de coulée.
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Fig. 6.4. Vitesse de convergence pour le deux méthodes enthalpique et de la capacité

moyenne à différentes vitesses de coulée

Afin d’illustrer la validité de la présente technique, les évolutions de la

température (surfacique et sous-surfaciques) et du flux de chaleur surfacique obtenues

sont comparées avec ceux dans la littérature [15]. La simulation numérique a été

effectuée pour la coulée continue des billettes cylindriques en alliage d’aluminium type

A6063. Les valeurs définissant la géométrie et les paramètres de fonctionnement de

l’installation de coulée sont récapitulées dans le tableau 6.1.

tableau 6.1. Géométrie et paramètres de fonctionnement de l’installation de

coulée

Paramètre Unités Valeur

R M 0,0762

L1 M 0.05

T K 303
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Nous supposons que les propriétés thermo-physiques sont constantes dans

chaque phase mais différentes, dont les valeurs sont données dans le tableau 6.2.

L’intervalle de solidification de l’alliage d’aluminium type A6063 est assez étroit.

Alors, nous pouvons le considérer comme un métal pur dont la température de fusion

est de 923 K [21].

tableau 6.2. Les variables physiques de l’alliage type A6063

Paramètre Unités Valeurs

s W.m-1.K-1 215,5

 W.m-1.K-1 125

cps J.kg-1.K-1 992,5

cp J.kg-1.K-1 1075

 kg.m-3 2700

s kg.m-3 2700

 N.s.m-2 6,410-3

 K-1 0,023710-3

T0 K 962

Tf K 923

Ls J.kg-1 355878
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La Fig. 6.5.a montre l’évolution des températures surfacique, sous-surfacique (r

= 0,0619 m) et axiale des billettes en fonction de la hauteur pour une vitesse de coulée

de 4,01  10-3 m.s-1. La Fig. 6.5.b montre l’évolution du flux de chaleur surfacique pour

la même vitesse de coulée. L’intervalle de solidification sTT  choisi pour la

méthode enthalpique est de 4 K. Pour la méthode de la capacité effective moyenne un

intervalle de 10 K donne une meilleure précision. Les résultats obtenus sont en bon

accord avec ceux obtenus expérimentalement et numériquement [15, 56]. Les résultats

numériques de la référence [15] ont été obtenus par la méthode avec maillage mobile

qui est considérée comme la plus précise des méthodes utilisées pour la résolution des

problèmes de changement de phase. Ceci souligne la bonne précision des deux

méthodes utilisées dans la présente étude.

La méthode enthalpique est moins sensible au choix de l’intervalle de

solidification. Elle est donc plus stable et plus précise que la méthode de la capacité

effective moyenne. Cependant, la précision de cette dernière peut s’améliorer

considérablement avec un choix judicieux de l’intervalle de solidification.
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Fig. 6.5. Comparaison entre les résultats calculés et les résultats de la référence [15].
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Les Figs. 6.6 et 6.7 montrent l’effet de la vitesse de coulée sur les lignes de

courant calculées par la méthode enthalpique et la méthode de la capacité effective

moyenne, respectivement. Les lignes de courant identifient le chemin parcouru par les

particules fluides lors de l’écoulement. Pour une faible vitesse de coulée (1,63  10-3

m.s-1), le métal liquide stagnant pénètre à une profondeur de 0,039 m. Pour une vitesse

de coulée de 2,54  10-3 m.s-1, cette distance est de l’ordre de 0,068 m. Pour une grande

vitesse de coulée (4,01  10-3 m.s-1), le métal liquide stagnant pénètre jusqu’à 0,11 m.

Le volume du métal liquide stagnant pour les vitesses de coulée 1,63  10-3, 2,54  10-3

et 3,81  10-3 m.s-1 est 2,51  10-4, 4,52  10-4 et 6,53  10-4 m3, respectivement.

L’épaisseur de l’enveloppe solidifiée augmente avec la direction axiale Au bas du

moule (z = L1), cet épaisseur est de l’ordre de 0,0762, 0,046 et 0,026 m. Ces épaisseurs

correspondent à 100 %, 60 % et 34 % du rayon des billettes pour les vitesses de coulée

de 1,63  10-3, 2,54  10-3 et 3,81  10-3 m.s-1, respectivement. Alors, pour les faibles

vitesses de coulée, la billette sort complètement solidifié au bas du moule.
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Fig. 6.6. Lignes de courant calculées par la méthode enthalpique pour des vitesses de

coulée (a) 1,63  10-3 m.s-1, (b) 2,54  10-3 m.s-1 et (c) 4,01  10-3 m.s-1.
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Fig. 6.7. Lignes de courant calculées par la méthode de la capacité effective moyenne

pour des vitesses de coulée (a) 1,63  10-3 m.s-1, (b) 2,54  10-3 m.s-1 et

(c) 4,01  10-3 m.s-1
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Les Figs. (6.8.a) et (6.8.b) montrent l’effet de la vitesse de coulée sur la position

et la forme du front de solidification obtenues par la méthode enthalpique et la méthode

de la capacité effective moyenne, respectivement. Avec l’augmentation de la vitesse de

coulée, nous remarquons que :

 le front de solidification se déplace en aval (vers le bas). Ceci permet de prévoir

la vitesse optimale de coulée afin d’éviter la condition d’évasion du métal

liquide au bas du moule ;

 la pente du front de solidification devient de plus en plus forte.

Avec l’augmentation de la vitesse de coulée, la vitesse du fluide augmente et le

temps d’extraction de la chaleur dans les deux régions de refroidissement (primaire et

secondaire) devient insuffisant. Pour une structure uniforme du métal coulé, il est

souhaitable d’avoir une pente du front de solidification aussi faible que possible.
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Fig. 6.8. Effet de la vitesse de coulée sur la position et la forme du front de

solidification (a) méthode enthalpique (b) méthode de la capacité effective moyenne.

Les Figs. (6.9) et (6.10) montrent l’effet de la vitesse de coulée sur les profils de

la température (isothermes) calculés par la méthode enthalpique et la méthode de la

capacité effective moyenne, respectivement. Nous remarquons que la vitesse de coulée

influe considérablement sur la distribution de la température dans le métal coulé et

contrôle donc le taux d’extraction de la chaleur. Pour une vitesse de coulée élevée (4,01

 10-3 m.s-1), Nous observons un réchauffement à la surface des billettes dans la région

primaire. Cela indique que la refonte de l’enveloppe solidifiée peut avoir lieu, par

conséquent il y a donc un grand risque d’évasion du métal liquide. Généralement, le

réchauffement de la surface est considéré comme limite supérieure de la vitesse de

coulée.
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Fig. 6.9. Position du front de solidification et les isothermes calculées par la méthode

enthalpique pour des vitesses de coulée (a) 1,63  10-3 m.s-1, (b) 2,54  10-3 m.s-1

et (c) 4,01  10-3 m.s-1.
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Fig. 6.10. Position du front de solidification et les isothermes calculées par la méthode

de la capacité effective moyenne pour des vitesses de coulée (a) 1,63  10-3 m.s-1,

(b) 2,54  10-3 m.s-1 et (c) 4,01  10-3 m.s-1.
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Les Figs. (6.11.a) et (6.11.b) montrent l’évolution des températures à l’axe et à

la surface des billettes pour les différentes vitesses de coulée (calculée par la méthode

enthalpique et la méthode de la capacité effective moyenne, respectivement). Nous

remarquons qu’avec l’augmentation de la vitesse de coulée, les températures à l’axe et à

la surface des billettes coulées deviennent plus importantes. En fait, l’augmentation de

la vitesse de coulée entraîne l’augmentation du débit massique du métal fondu

alimentant le moule qui doit être refroidi. Par conséquent, le front de solidification se

déplace en aval et la température du métal coulé devient plus importante.

La section presque constante de la température (palier de solidification) de la

Fig. (6.11.a) coïncide presque avec les sections dans les Figs. (6.8.a) et (6.8.b) qui

marquent le début et la fin du front de solidification. Ceci vérifie bien que le

changement de phase s’effectue à température constante dû au dégagement de la chaleur

latente. Avec l’augmentation de la vitesse de coulée, nous remarquons que le

prolongement du front de solidification (Figs. (6.8.a) et (6.8.b)) et le palier de

solidification (Fig. (6.11.a)) deviennent plus importants. Le palier de solidification est

clairement observé à l’axe des billettes (Fig. (6.11.a)). Il diminue jusqu’à disparaître à la

surface des billettes (Fig. (6.11.b)), cela est dû à la forte cinétique de refroidissement

qui est appliquée à la surface.
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Fig. 6.11. Effet de la vitesse de coulée sur l’évolution de la température (a) à l’axe des

billettes et (b) à la surface des billettes
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La Fig. (6.12) montre la variation du flux de chaleur surfacique des billettes

coulées à différentes vitesses calculée par la méthode enthalpique et la méthode de la

capacité effective moyenne. Nous observons qu’avec l’augmentation de la vitesse de

coulée, le taux du transfert thermique le long de la surface augmente. En effet,

l’augmentation de la vitesse de coulée entraîne une augmentation de la quantité du

métal fondu coulée et donc une augmentation de la quantité de chaleur évacuée. La

discontinuité des courbes à z = 0,05 m est due au changement brusque dans la cinétique

de refroidissement en passant de la région primaire à la région secondaire.
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Fig. 6.12. Effet de la vitesse de coulée sur le flux de chaleur surfacique.

La température d’admission du métal fondu est un paramètre important dans la

coulée des métaux, puisqu’elle détermine la quantité de chaleur qui doit être enlevée

avant le début de la solidification. Elle est habituellement exprimée comme la différence

de température d’admission du métal fondu et la température de solidification, appelée

température de coulée.
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La Fig. (6.13) montre l’effet de la température de coulée (calculée par la

méthode enthalpique) sur la position du front de solidification pour une vitesse de

coulée de 4,01  10-3 m.s-1. Comme prévu, avec l’augmentation de la température de

coulée, le front de solidification se déplace en aval. Nous observons que la forme du

front de solidification reste presque inchangée avec le changement de la température de

coulée. Ceci révèle que le taux de la chaleur évacuée par la région primaire, pour une

cinétique de refroidissement constante, demeure inchangée avec l’augmentation de la

température de coulée. Nous remarquons que la condition d’évasion du métal a lieu

pour une température de coulée de 1022 K.

Fig. 5.13. Effet de la température de coulée sur la position du front de solidification.
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La présente étude porte sur la résolution numérique par une formulation volumes

finis du processus de la solidification lors de la coulée continue des billettes

cylindriques en alliage d’aluminium type A6063 en utilisant la méthode enthalpique et

la méthode de la capacité effective moyenne. Ces deux méthodes appartiennent à la

famille de la méthode avec maillage fixe et permettent d’éviter le besoin pénible de

changer la position du maillage pour coïncider avec le front de solidification. La

complexité du calcul est donc réduite considérablement.

Pour tenir compte des spécificités de la solidification (vitesse relativement faible

à l’interface solide-liquide) dans les équations de Navier-Stokes, deux techniques ont

été utilisées : la première attribue une valeur très importante à la viscosité dans la phase

solide et la deuxième simule la région pâteuse comme un milieu poreux.

Pour valider le modèle numérique élaboré, une étude expérimentale de la coulée

simple (moulage) des lingots cylindriques en zinc pur a été menée au sein du laboratoire

de métallurgie, département de mécanique, faculté des sciences de l’ingénieur de

Tlemcen. Cette étude consiste à relever l’évolution de la température des lingots en

fonction du temps qui est confrontée ensuite avec celle obtenu numériquement. Pour le

calcul numérique, l’intervalle de solidification sTT  choisi est 0,016 K pour la

méthode de la capacité effective moyenne et 0,04 K pour la méthode enthalpique. Cette

dernière a donnée une meilleure précision avec un intervalle de solidification

relativement plus important. Pour augmenter la précision de la méthode de la capacité

effective moyenne, il faut réduire l’intervalle de changement de phase davantage. Ceci

entraîne une grande instabilité dans le processus itératif et la convergence n’est plus

assurer. La méthode enthalpique est donc plus stable et moins sensible au choix de

l’intervalle de solidification sTT  .

Dans la région liquide, il y a développement d’un écoulement mono cellulaire

dont la taille diminue en fonction du temps. Le sens de la circulation de cet écoulement

favorise les pertes de chaleur vers la surface libre et augmente ainsi la vitesse de

solidification. En même temps, l’écoulement de retour diminue les pertes de chaleur

vers la surface latérale et retarde la vitesse de solidification. Ainsi, la vitesse de

déplacement du front de solidification dans le sens axial est plus importante que celle
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dans le sens radial. Ceci est l’effet direct de la convection naturelle dans la région

liquide.

Une deuxième validation a été faite sur un processus de coulée continue standard

développé en [15]. Un bon accord des résultats obtenus avec les résultats expérimentaux

et numériques disponibles en littérature a été obtenu. L’intervalle de solidification

sTT  choisi pour la méthode enthalpique est de 4 K. La méthode de la capacité

effective moyenne donne une meilleure précision avec un intervalle de 10 K. Les

résultats numériques de la référence [15] ont été obtenus par la méthode avec maillage

mobile qui est considérée comme la plus précise des méthodes utilisées pour la

résolution des problèmes de changement de phase. Ceci souligne la bonne précision des

deux méthodes utilisées dans la présente étude.

Cette étude a montré que la vitesse de coulée a un effet significatif sur le

processus de solidification. Elle contrôle la position et la forme du front de

solidification, qui contribue directement à la qualité microstructucal du métal coulé et à

la détermination de la condition d’évasion. Le front de solidification se déplace en aval

avec l’augmentation de la vitesse de coulée. Nous remarquons que la vitesse de coulée a

également un grand effet sur la distribution de la température dans le métal coulé et

contrôle ainsi le taux d’extraction de la chaleur. Dans la région du moule, nous

constatons un certain réchauffement à la surface pour les grandes vitesses de coulée.

Cela indique qu’une refonte de l’enveloppe solidifiée peut avoir lieu, entraînant avec

elle l’évasion du métal liquide.

La température d’admission du métal fondu est un paramètre important dans la

coulée des métaux puisqu’elle détermine la quantité de chaleur qui doit être enlevée

avant le début de la solidification. La forme du front de solidification reste presque

inchangée avec le changement de la température de coulée. Ceci révèle que le taux de

la chaleur évacué par la région primaire, pour une cinétique de refroidissement

constante, demeure inchangée avec l’augmentation de la température de coulée.

La méthode enthalpique est parfaitement insensible au choix de l’intervalle de

solidification. Elle est donc plus stable et plus précise que la méthode de la capacité
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effective moyenne qui reste assez sensible au choix de l’intervalle de solidification.

Cependant, la précision de la méthode de la capacité effective moyenne peut

s’améliorer considérablement avec un excellent choix de l’intervalle de solidification

(surtout pour les alliages, où il y a présence réelle de l’intervalle de solidification).

Enfin, nous souhaitons que l’objectif de ce travail a été atteint et qu’il puisse

servir comme outil de réponse à plusieurs problèmes (théoriques et industriel) dans le

domaine de la coulée des métaux. Il reste beaucoup à faire, comme tenir compte de la

composition chimique de l’alliage, l’évolution microstructurale de la solidification,

trouver un modèle standard pour les refroidissements primaire et secondaire,

l’écoulement turbulent qui peut avoir lieu dans le moule, etc. dont nous espérons une

continuité.
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Résumé
Les procédés industriels tels que le moulage et la coulée continue en fonderie font apparaître des écoulements
avec des fronts de changement de phase liquide-solide. Leur simulation numérique nécessite la mise en oeuvre
de techniques de suivi d'interfaces. Nous avons à cet effet développé un module basé sur la méthode des volumes
finis, qui permet de traiter ce type d'interfaces. Le suivi des fronts de changement de phases est assuré à I'aide de
deux méthodes (enthalpique et de la capacité effective moyenne), avec prise en compte d'une zone pâteuse
(changement de phase anisotherme). Avec ces deux méthodes, il n’est donc pas nécessaire de recourir à une
adaptation du maillage. L’effet du changement de phase sur le régime convectif est tenu en compte en employant
deux méthodes : la première attribue une valeur très importante à la viscosité dans la phase solide et la deuxième
simule la région pâteuse comme un milieu poreux.
Pour valider le modèle numérique, une étude expérimentale de la coulée simple (moulage) des lingots
cylindriques en zinc pur a été menée au sein du laboratoire de métallurgie, département de mécanique, faculté
des sciences de l’ingénieur de Tlemcen. Cette étude consiste à relever l’évolution de la température des lingots
en fonction du temps et de la confronter avec celle obtenue numériquement. Un bon accord a été obtenu.
Le modèle est appliqué ensuite à l’étude numérique bidimensionnelle d’un procédé de coulée continue d’un
alliage d’aluminium type A6063 pour déterminer l’évolution des lignes de courant, la distribution de la
température et du flux de chaleur dans les différentes phases. L’effet de la vitesse de coulée sur l’évolution de
l’écoulement du fluide, sur la température et le flux de chaleur surfacique a été étudié. La distribution de la
température et le flux de chaleur surfacique ont été comparés avec les mesures expérimentales et les résultats
numériques disponibles en littérature. Un bon accord a été obtenu.
Mots clés : Changement de phase, solidification, volumes finis, modélisation numérique

Abstract
The industrial processes such as the molding and continuous casting in foundry reveal flows with fronts of phase
change liquid-solid. Their numerical simulation requires the implementation of tracking techniques of interfaces.
We have for this purpose developed a module based on the finites volumes method, which makes it possible to
treat this type of interfaces. The tracking of the fronts of phase change is ensured with two methods (enthalpy
and average effective capacity), with taking into account of a mushy zone. With these two methods, it is thus not
necessary to resort to an adaptation of the grid. The effect of the phase change on the convective mode is held in
account by employing two methods: the first allots a very important value to viscosity in the solid phase and the
second simulates the mushy zone like a porous environment.
To validate the numerical model, an experimental study of the simple casting (molding) of the cylindrical pure
zinc ingots was undertaken within the laboratory of metallurgy, department of mechanics, faculty of science of
engineer Tlemcen. This study consists in raising the change of the temperature of the ingots according to time
and to confront it with that obtained numerically. A good agreement was obtained
The model is applied then to the two-dimensional numerical study of a continuous casting process of a standard
aluminum alloy A6063 to determine the evolution of the stream function, the distribution of the temperature and
heat flow in the different phases. The effect of the casting speed on the evolution of the fluid flow, on the
temperature and the surface heat flow was studied. The distribution of the temperature and the surface heat flow
were compared with experimental measurements and the numerical results available in literature. A good
agreement was obtained.
Keys words : Phase change, solidification, finites volumes, numerical modeling

ملخص
التمثیل الرقمي .لب الى سائلمرحلة من صالالمادة المصھورة مع جبھات تغییر سیلانظھرتسباكة العناصة في مستمرالمالقَولَبة و القَولبة عملیة

یجعل من الممكن التعامل مع ھذا حدودةمم الجاحالأنظام یعتمد على طریقة عناالغرض وضلـھذاو.جبھات التغییرلتتبع اتتقنیاستعماليِقتضی
ه ذبھ.اللزجةوجود المرحلة مراعاةمع )ةِ الفعالة المتوسطةسعالالأنتالبیة و (طریقتین یعتمد على مرحلة الجبھات تغییر تعقب .جبھاتالالنوع من
باستخدام على نظام الانتقال الحراري بالحمل یأخذ بعین الاعتبار مرحلةالتغییر تأثیر .الشبكةإلى لتعدیل لیس من الضروري اللجوء الطریقتین
.بالثغراتالمليءمثل البیئة اللزجة المرحلة تمثلوالثانیة الصلبةفي المرحلة للزوجةة جدا قیمة ھامالأولى تعتمد على تخصیص:طریقتین 

، كلیة میكانیكقسم البھا داخل مختبر علم المعادن، تم القیاممن الزنك النقيةسبائك اسطوانیة بلقَولَیةعددي، دراسة تجریبالنموذج الصحةلإثبات 
اتفاق جید .رقمیاالحصول علیھا تم يتمع الھاومواجھتمع الزمن رفع تغیر درجة حرارة السبائك علىالدراسةھذه تعتمد .تلمسانسیةلھنداالعلوم 

.یھتم الحصول عل
وتیار التغیر خطوطلتحدید وA6063صنفسبائك الالومنیوملةالمستمرلقَولَبة عملیة الالابعاد ةنائیثرقمیةلدراسةتطبیق ھذا النموذج تمثم

الحرارة ودرجة السائل، على تطور تدفق لقَولَبة اثر سرعة اةسادرتمت أیضا.والدفق الحراري في المراحل المختلفةالحرارةتوزیع درجات 
حة المتاالرقمیةوالنتائج ةریبیالتجمع القیاساتتھامقارنتمت سطح الالدفق الحراري على والحرارةتوزیع درجات .سطحالالدفق الحراري على 

.اتفاق جید تم الحصول علیھ.في الادب
التمثیل الرقمي، حدودةمم الجاحالأ، لبصت، جبھات التغییر:تیح كلمات المفا


