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1 NT R 0 DUC T ION

Les métallurgistes portent une attention particulière à l.a structure de grains
àe solidification des produits coulés ou moulés, car elle influence leurs propriétés ultéri.eu­
res. D'une mani ère généra1e 1es hétérogénéi tés -gra i ns gros si ers, plages texturées, ,zone co1on­
naire, macroségrégations ou autres- sont considérées comme défavorables, car ~es défauts struc­
turaux constatés conduisent souvent soit à des défauts d'aspect sur les produits finis, soit à

des conséquences néfastes sur les propriétés d'empioi (JACOB et .RICHARD, 1983). Des expérien­
ces (POLICH et FLEMINGS, 1965) ont montré par exemple, pour certains aciers,la grande i~fluen­

ce de la structure de grains sur les propriétés mécaniques.

L'analyse et la quantification de la qualité d'un produit coulé re~tent diffici­
les à établir, puisqu'ellffidépendent beaucoup de l'usage de ce produit et de l'alliage dans
lequel il est réalisé. Toutefois on peut dégager quelques caractéristiques générales, dans le
cas des alliages d'aluminium et des aciers, qui sont considérées par les fondeurs, comme parti­
culièrement importantes dans l'analyse de la structure de grains: qualité de la zone de peau,
propreté inclusionnaire, large zone équiaxe par rapport à la zone colonnaire, absence de m,acro­
ségréga ti ons, gra i ns fi ns en zone équi axe, absence de .poros i té, :absence de cri ques ou de retass ures.

Or toutes ces caractéristiques sont influencées par le mouvement du métal liqui­
de. C'est pourquoi, depuis quelque temps, un effort considérable a été réalisé en vue de ra­
tionaliser cette idée. Le problème en lui-même est complexe, puisque suivant les cas, plusieurs
types d'écoulements peuvent apparaître en cours de solidification: en essayant de les classer
par ordre d'apparition dans un processus classique de solidification, on peut citer la convec­
tion induite par le jet de coulée ou par la busette de coulée (coulée continue d'acier), la
convection naturelle d'origine thermique ou solutale, l'alimentation en fin de solidification
du fait du retrait. En réalité, bien qu'il s'agisse à chaque fois de mouvements du métal li­
quide, les ordres de grandeur de ceux-ci et les mécanismes mis en jeu sont très différents.

Nous ne nous intéresserons, dans la suite, qu'aux mouvements du liquide en avant
du front de solidification en relation avec la structure de grains. Ainsi de nombreuses expé­
riences ont mis en évidence ces relations (COLE et BOLLING, 1965 , UHLMANN et coll. 1965).

Il est connu que la convection naturelle thermique peut jouer un,rôle important
dans le cas de grands lingots (KOHN, 1968, ANDREWS et GOMER, 1968), mais aussi sur des lingo~

ti ns de laboratoire (DOHERTY et coll. 1977, WITZKE et RIQUET 1982). A ce sujet il est inté­

ressant de rappeler les observations très suggestives réalisées par WITZKE et coll. (1979) sur
la solidification'd'une solution saline transparente. Les cristaux équiaxes apparaissent toujours

au niveau où le courant liquide s'éloigne du front colonnaire et ce niveau monte progressive­

ment avec l'extraction de la surchauffe. Cette observation met clairement en lumière une corré-
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lation étroite entre le développement des cristaux équiaxes et les mouvements du liquide.

Parallèlement aux études sur l'influence de la convection naturelle, le brassa­
ge électromagnétique s'est avéré être une solution intéressante pour améliorer les structures
de grains des aciers obtenus en coulée continue. Ce moyen a fait l'objet de nombreuses études
à l'échelle industrielle bien synthétisées dans les articles de BIRAT et CHONE (1982) ou de
MARR (1982). Ces recherches ont conduit à un rapide développement des brasseurs électromagné­
tiques sur les machines de coulée continue, bien que de nombreux problèmes restent encore po­
sés (MELFORD 1980). D'un autre côté les expériences de laboratoire de ASAI et coll. (1978)
'étudient~ 'de manière précise, l'effet des forces électromagnétiques, qu'elles soient produites

par des courants continus ou alternatifs, sur les structures de solidification et mettent en
évidence la nécessité d'avoir des mouvements à une échelle grande par rapport à celle de la
structure dendritique.

Malgré le grand nombre de résultats expérimentaux obtenus, tant en convection

naturelle qu'en brassage électromagnétique, les mécanismes d'action du mouvement du liquide
sur les structures de solidification ne sont pas encore totalement compris. Il est certain
qu'ils sont de diverses natures et que plusieurs mécanismes agissent peut-être simultanément.
Ils dépendent, sans doute'même, du dispositif expérimental utilisé.

D'une manière générale, l'effet le plus fondamental des mouvements convectifs
est de modifier les transferts de chaleur et de masse, ce qui conduit à une variation du champ

de température et de concentration dans le liquide. Plus précisément, concernant la zone' colon­
na;re, le mouvement du liquide peut modifier la morphologie du solide formé. Ainsi les grains

,colonnaires se redressent dans le sens qui s'oppose au courant du metal liquide (TAKAHASHI et
coll. 1976). A très fort brassage, TZAVARAS et WALLACE (1972) font remarquer que la zone co­
lonnaire se transforme en zone de type cellulaire.

De plus des mouvements liquides dans la zone solide/liquide peuvent conduire
à des effets de macroségrégations, du fait de la modificatio~ du bilan moyen de concentration
en soluté. Ainsi un des effets classiques des forts brassages électromagnétiques en coulée con­
tinue est l'apparition de zones appauvries en soluté au niveau des brasseurs, dites "zones
blanches" par référence aux empreintes Baumann (HURTUK et TZAVARAS, 1977). A ce sujet, deux
mécanismes différents sont généralement 'invoqués ': d'une patt, une modification du volume com­
pris entre les isothermes srilidus et liquidus; qui conduit à ~ne expulsion ou ~ une aspiration
de soluté entre la zone solide/liquide et le liquide (FLEMINGS et NEREO, 1967), d'autre part,
un effet de lavage du front ("was hing effect") (TAKAHASHI et coll.' 1977) par le courant de mé­
tal liquide entraînant le soluté vers le liquide.

Concernant les grains équiaxes, deux questions restent posées qui sont en rela­
tion étroite avec la convection dans le liquide ': premièrement la formation de cristaux équi­
axes en nombre suffisant, deuxièmement leur survie et leur grossissement après formatiàn, pour

aboutir à leur taille finale. De nombreux mécanismes ont été proposés pour expliquer la forma­
tion de grains: coalescence de branches de dendrites (JACKSON et coll. 1966, Mc DONALD et

HUNT 1969), rupture de branches de dendrites (O'HARA et TILLER, 1967), cristaux formés à la
surface,libre (SOUTHIN, 1967). On peut donc cànsidérer qu'il y a toujours assez de germes pour
donner naissance à une zone équiaxe et que le problème est essentiellement lié à leur possibi-
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lité de croissance. Une condition nécessaire pour la croissance équiaxe est que la chaleur la­

tente soit évacuée par la zone colonnaire. Donc les cristaux équiaxes doivent croître à une tem­
pérature supérieure à la température de pointe de dendrites. Ce paramètre joue donc un rôle im­

portant et peut être estimé à partir du modèle de BURDEN et HUNT (1974). En plus de la surfusion

colonnaire, un autre mécani-sme nécessaire pour la croissance équiaxe doit être l'apparition

d'une zone en surfusion constitutionnelle d'extension et d'intensité suffisantes,comme le mon­

trent WITZKE etcol1.(1981). Or, précisément cette condition est très liée aux transferts ther-

miques et solutaux, donc aux mouvements du liquide d'une manière plus générale.

En vue de mieux comprendre l'influence de la convection du liquide,soit naturel­

le, soit due au brassage électromagnétique, sur les structures de solidification, nous avons
conçu un dispositif expérimental de coulée de lingots d'alliages d'aluminium, avec -action sur
le courant de métal recirculant par l'intermédiaire d'un inducteur à champ glissant.

Une première étape a consisté en une caractérisation détaillée du comportement
électromagnétique, hydrodynamique et thermique du dispositif expérimental. En effet en vue de

tirer ~es conclusions sur l'influence des écoulements sur la solidification, il était d'abord
nécessaire d'une part de pouvoir les quantifier et d'autre part d'examiner leur action sur le

champ thermique de la lingotière. Pour des raisons techniques, cette étape a été réalisée dans

une situation de régime permanent, le métal étant encore entièr'ement li.quide. Nous avons pu ainsi
mesurer le champ magnétique, la densité de courant, les vitesses de métal liquide et la tempé­
rature dans plusieurs types d'écoulements, toutes ces mesures étant effectuées dans l'aluminium

liqui"de aux environs de 670°C. Plus précisément, les mesures de vitesse qui sont les plus dé­
licates à réaliser, ont été effectuées à l'aide de la sonde magnétohydrodynamique de RICOU et
VIVES (1982).

Parallèlement une modélisation numérique bidimensionnelle du champ magnétique
d'une part, du mouvement et de la température en,reglme permanent d'autre part, a été dévelop-

pée. Elle permet de simuler les cas de convection naturelle et de brassage électromagnétique.
Les résultats calculés sont comparés aux mesures expérimentales. Cette comparaison permet
d'ajuster certains paramètres du modèle et de valider ensuite la méthode de calcul.

A partir de cet acquis, le modèle a été transformé en vue de simuler les si­
tuations de solidification, tout en prenant toujours en compte les effets interactifs de

1'hydrodynamique et de la thermique dans le liquide. Les résultats de cette modélisation per­
mettent en particulier de prédire le comportement thermique du liquide pendant la phase d'éva­
cuation de la surchauffe et en cours de solidification. Ils sont interprétés, dans la mesure

du possible, avec l'appui des données_ de littérature sur les relations température­
concentration en soluté-structures de solidification.

Enfin des experlences de solidification de lingots ont été réalisées. Les struc­
tures obtenues dans des conditions variées essentiellement de brassage, mais aussi de -taille

de lingot, de surchauffe et d'alliage, sont observées et comparées entre elles par métallogra­

phie. De plus, les résultats dans ce domaine sont analysés d'une part par rapport aux autres
expériences en particulier concernant le brassage électromagnétique, d'autre part par rapport
aux comportements prédits par la modélisation.
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1. INTRODUCTION

L'installation expérimentale réalisée doit perm~ttre d'étudier dans les meil­

leures conditions possibles les effets de la convection soit d'origine naturelle, soit

induite par un brassage électromagnétique, sur les structures de solidification. Elle se

démarque donc des installations classiques de coulée de lingot en creusets du type de celles
utilisées par DOHERTY et Coll. (1977), WITZKE et RIQUET (1982), pour leurs études sur la

convection naturelle. Elle se rapproche par sa géométrie simplifiée du dispositif élaboré

par ASAI (1978) pour 1 'étude de l'influence du brassage électromagnétique sur la solidifi­

cation.

Ses dimensions relativement importantes pour une installation de laboratoire,

avec une capacité maximum de la lingotière de l'ordre de 15 kg, doivent permettre d'une part

d'instrumenter plus aisément, d'autre part des transpositions plus faciles aux cas industriels.

La conception de l'installation correspond à son rôle polyvalent. D'une part, elle doit per­
mettre une investigation fine, du même type que cellesqui sont réalisées dans les installations

en mécanique des fluides. D'autre part, des expériences de solidification de type classique

doivent pouvoir être réalisées. C'est pourquoi quatre objectifs principaux ont été fixés.

Une bonne connaissance de l'influence de la convection sur la solidification

nécessite d'avoir une action directe sur la vitesse du fluide. Or, en convection naturelle, le

mouvement est directement lié aux gradients de température. Par addition d'une force électro­

magnétique, la vitesse peut être réglée pratiquement indépendamment de la température. Toute­

fois, pour permettre des comparaisons entre situations en convection naturelle et situations
avec brassage électromagnétique, ce brassage doit avoir un effet comparable à la convection

naturelle. C'est pourquoi l 'utiJisation en vertical d'un inducteur polyphasé à champ glissant,

analogue à un moteur linéaire ou à une pompe électromagnétique, paraît particulièrement adaptœ.

On réalise ainsi un brassage asynchrone, c'est-à-dire que l'effet mécanique de brassage est

dominant, alors que l 'effet de chauffage par induction est négligeable.

L'investigation complète du champ de vitesse est une opération de longue durée,

soit environ 2 heures. Elle nécessite donc de se placer dans un régime permanent du point de

vue thermique et hydrodynamique. Cette condition implique, puisqu'il s'agit d'une lingotière,
de pouvoir compenser dans certaines expériences, les flux thermiques de pertes à travers les

parois, qui échangent avec l'extérieur, par un apport de chaleur.

En vue d'une modélisation des phénomènes, ceux-ci doivent rester, autant que

possible, bidimensionnels: écoulement fluide, écoulement de chaleur. L'utilisation d'un

inducteur à champ glissant conduit alors forcément à un cas plan, et non à un cas axisymé­

trique.

Les études métallurgique sur les lingots nécessitent de laisser se solidifier
entièrement le métal. Une lingotière démontable facilite le démoulage des lingots.
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2. DESCRIPTION DU DISPOSITIF

Le métal, un alliage d'aluminium, est fondu dans un four basculant à creuset à

induction moyenne fréquence. Il est coulé dans la lingotière par l'intermédiaire d'une gou­
lotte. La lingotière en elle-même, a une forme parallélépipédique. La figure 1 présente une
vue en coupe de celle-ci. L'inducteur vient s'appliquer sur une des faces verticales; il est
refroidi à eau, ce qui assure que le début de solidification s'effectue sur cette face. Un
four auxiliaire est adjoint à la paroi qui fait face à l'inducteur et sert à obtenir les
régimes permanents. Les forces él~ctromagnetiques peuvent soit s'additionner, soit se sous­
traire aux forces de convection thermique. Les autres parois sont au maximum isolées thermi­
quement, pour assurer une bonne bidimensionnalité au problème. Le dispositif expérimental est
complété par un portique servant à positionner les sondes.

La lingotière en elle-même est entièrement démontable et s'appuie sur le four
auxiliaire. Ses dimensions sont de 40 cm de hauteur, de 20 cm de longueur et de 7 cm de lar­
geur. La hauteur et la longueur peuvent être diminuées à volonté. Ses principales caractéris­
tiques sont reportées dans le tableau 1.1.

NATURE DU MATERIAU SYMBOLE UTILISE VALEUR

Hauteur / H 400 mm

Longueur / 200 mm

Epaisseur / b 70 mm

Face , béton chargé en SiC e 30 mmrefroidissante
----t

Face acier réfractaire 1
1

chauffante 1

i NS30 protégé par un e' 4 mm 1

revêtement d'alumine

Fond et Panneau KAOWOOL en
parois laine d'alumine e" 100 mm
latérales

Tableau 1.1. Caractéristiques de la lingotière.

Pour assurer l'étanchéité de l'ensemble du système, la solution retenue consis­
te à i'nterposer à chaque jonction de la fibre d'alumine en nappe, l'ensemble étant serré par
des ti rants à 1a foi s hori zontaux et verti caux.
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L'inducteur à champ glissant (moteur linéaire) nous a été prêté par le Centre
de Recherches d'Aluminium Péchiney. Son but est de créer un champ magnétique se déplacant
parallèlement à l'inducteur (champ magnétique glissant). Il est alimenté en triphasé avec une
fréquence de 50 Hz. ce qui assure une profondeur de pénétra~ion du champ dans le métal de
l'ordre de 3 cm. La figure 1.2 donne le principe d'un tel type d'inducteur.

3

2

3

1
Cul

m gn tlqu

Enroulem nt

x

Figu~e 1.2 P~inaipe d'un inàuateu~ d champ gZissant.

Le champ est obtenu à l'aide d'un enroulement périodique, de période À. alimen­
té en triphasé (succession des phases 1 - 2 - 3). On ne retient que la première harmonique de
la variation spatiale de la force magnétomotrice. Donc le champ magnétique B(x,y,t) est de la
forme Bo(Y) cos (wt-kx), où k est le vecteur d'onde, donc k est égal à 2n/À. Le pas polaire T

est la moitié de la longueur d'onde À.

De plus, la faible fréquence utilisée évite pratiquement tous les effets de
chauffage par induction: l'inducteur ne sert qu'au brassage. L'intensité par phase est régla­
ble de manière discrète entre 245 et 545 A, soit un champ normal directement contre la paroi
de la lingotière de l'ordre de 10 mT à 23 mT. Le pas-polaire a été déterminé expérimentalement
en l'absence de tout plan de bobinage: chaque phase a été alimentée en continu. A partir des
courbes de champ mesurées al' aide d'une 'sonde à effet Ha11, 1a structure du bob inage (deux
conducteurs par pôle et par phase) et la valeur du pas polaire (7.2 cm) ont pu être détermi­
nées. La longueur totale de l'inducteur correspond à six fois le pas polaire. La vitesse de

synchronisme Vs est de 7,2 rn/s.

Le four auxiliaire sert à fournir à la lingotière un flux égal au flux de per­
tes par la partie solidifiée. Un calcul thermique approché en régime permanent montre que ce
flux est de l'ordre de 60 kW/m2 pour une surchauffe de 1·ordre de 10°C entre face chaude et
face froide. Cette valeur de flux importante nécessite l'utilisation d'un four avec baguettes
de carbure de silicium, accolé à la lingotière.



- 9 -

3. METHODES DE MESURES

3.1. Mesures de champ magnétique

Les mesures de champ magnétique sont réalisées en mesurant la tension induite
par celui-ci dans un capteurâspires. La loi de Lenz relie la f.e.m. e aux bornes du capteur
à la variation du flux ~ qui le traverse:

e

soit

avec

eeff k w Beff

k constante de proportionnalité ne dépendant que de la géométrie du capteur
(k = ns dans le cas d'un c.apteur à n spires de section' s).

Seule la composante normale au plan de l'inducteur a été mesurée dans le plan
de symétrie de l'installation (x,y). La faible fréquence du champ (50 Hz) impose un facteur k
relativement important pour obtenir une précision suffisante. La bonne définition de !a posi­
tion'suivant la normale y à l'inducteur, qui est imposée par la décroissance exponentielle du
champ, conduit à élaborer ~n capteur plat en spirale . Ceci suppose que le champ reste relati­
vement uniforme dans le plan (x,z) parallèle à l'inducteur, au voisinage du plan de symétrie.

Le capteur est constitué de fil inox, galne inox (câble COAX) de diamètre exté­
r,ieur 0,5 mm. Hu i t sp ires sont enroul ées en sp i ra le autour d'un noyau de diamètre 6 mm. Les

Figure 1.3 Sonde' de mesure du champ magnétique.



- 10 -

fils de mesure sont éloignés autant que possible de la zone de champ intense, en donnant au

porte-sonde une forme coudée, pour atténuer les flux parasites. Enfin, la sonde en elle-même

est revêtue d1une fine couche de ciment d'alumi~e, ce qui permet d'effectuer des mesures dans
l'aluminium liquide.

Le capteur est étalonné préalablement, en le plaçant au centre d'un solénoïde

de grandes dimensions, où le champ est supposé localement uniforme. Les mesures de composante

normale du champ sont effectuées soit dans la 1ingotière vide, soit dans l'aluminium 1iquide,

dans le plan de symétrie verticale (x,y). L'influence de trois paramètres' est étudiée: inten­

sité du courant sur phase dans l'inducteur, décroissance du champ suivant la distance normale

à l'inducteur, variation du champ parallèlement à l'inducteur (effet de bords).

3.2. Mesures de densité de courant

Le principe de la mesure de densité de courant consiste à mesurer en courant
alternatif la différence de potentiel Ventre deux électrodes, distantes de d.

d

Figure 1.4 Sonde de densité de courant.

j a E o'i
d

En réalité, la sonde est préalablement étalonnée dans du mercure, parcouru par
une densité de courant uniforme. D'après les hypothèses de bidimensionnalité, le vecteur

densité-de courant doit être dirigé suivant z. C'est pourquoi seule la mesure de cette compo-
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sante a été réalisée, en étudiant d'une part la décroissance suivant la distance normale à

l'inducteur y, d'autre part la variation suivant K parallèlement â l'inducteur.

3.3. Mesures de température

Les mesures sont effectuées à l'aide d'un ou de plusieurs thermocouples
chromel-alumel, gainés en acier inox et de diamètre extérieur 1 mm. Ils sont coudés ou débou­
chent par les faces latérales, de telle sorte que'le support du thermocouple ne soit pas dans
le plan de mesure.

Les mesures sont effectuées uniquement dans le plan "(x,y). En effet, nous avons
vérifié que les gradients de température transversaux mesurés sont inférieurs à la précision
des thermocouples: ceci montre donc que l'isolation des faces latérales est bien réalisée.

3.4. Mesures de vitesse

L'intérêt croissant des métallurgistes pour les conséquences en situation in­
dustrielle des mouvements du liquide a amené un grand effort de recherches en vue d'obtenir
des informations quantitatives ou même semi-quantitatives sur les écoulements de métaux liqui­
des. Or, les métaux d'intérêt industriel sont dans des gammes de températures élevées, donc
d'accès difficile aux mesures: aluminium de l'ordre de 700°C, aciers de l'ordre de 1500°C.

Une première méthode consiste à travailler en similitude avec de l'eau. Cette
méthode est particulièrement développée chez les aciéristes, pour étudier les busettes de
coulée continue (SZEKELY et YADOWA, 1972), pour les poches brassés par jet d'argon (SZEKELY
et WANG, 1976), et même pour le brassage électromagnétique simulé par des hélices (SUNDBERG,
1971, BIRAT et CHONE, 1982). Toutefois, cette dernière méthode n'est que très peu représenta­
tive du brassage électromagnétique.

La plupart des mesures dans les métaux liquides, brassés électromagnétiqu mnt,
ont été effectuées dans du mercure, à température ~mbiante. Plusieurs techniques ont ét' te ­
tées, dont deux donnent des résultats satisfaisants. avec indication précise de la vite se
locale en module et en direction. La première est classique en mécanique des fluides puisqu'il
s'agit d'anémométrie à fil chaud (KOANDA et FAUTRELLE, 1982, TRAKAS et Coll. 1982). Toutefois;
la forte conductibilité thermique du mercure et les risques de pollution de la sonde rend nt
la méthode d'un emploi très délicat (KOANDA 1982), De plus, cette méthode est limitée au
fluide parfaitement isotherm de température inférieure à 80 c C. Des essais récents tentent
d'élargir cette technique au cas des alliages de WOOD (MURTHY et SZEKELY 1983),

La seconde technique consiste à mesurer la tra1née produite sur un obstacle
solide (sonde à trainée), Cette méthode, dont les premières tentatives ont été assez décevan
tes' (SZEKELy et CHANG (a) 1977. CREMER 1979). donne actuellement. grâce à 1a techn ique ,de
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sphère poreuse (MOORE et HUNT 1981) t des résultats très satisfaisants et en très bon accord
avec la modélisation effectuée par ailleurs (E~ANS 1983). Cette technique semble même pouvoir
se transposer aux situations industrielles, dans la mesure où seules les vitesses proches de
la surface libre sont à estimer (EL KADDAH et Coll., à para1tre, LILLICRAP, 1982).

Une autre solution envisagée consiste à travailler en similitude avec un
liquide électriquement conducteur, mais transparent, pour permettre des mesures par anémomé­
trie laser (SADOWAY et SZEKELY, 1980). Ce liquide est un électrolyte, en 1'occurence une
solution 'transparente de KC1-LiCl. Toutefois, compte tenu de la faible conductivité électri­
que d'un électrolyte, de 1'ordre de 102 (n.m)-1 à comparer à celle d'un métal, de l'ordre de
107 (n.m)-1, la part du dégagement de chaleur par effet Joule par rapport au brassage élec­
tromagnétique, devient prépondérant dans le cas d'un électrolyte. Ainsi, en présence d'un
champ de pesanteur, le phénomène dominant est la convection naturelle. C'est pourquoi des
expériences de ce type sont envisagées en microgravité.

Les mesures dans des métaux liquides d'intérêt industriel sont rares, comme le

fait remarquer LEHNER (1981).

Une information partielle peut être obtenue en filmant le mouvement de parti­
cules flottant sur la surface libre (TARAPORE et Coll. 1977, SZEKELY et CHANG (b)1977). Cette
indication, toute fragmentaire qu'elle soit, est cependant parfois bien utile.

L'utilisation de traceurs chimiques ou radioactifs permet d'avoir des informa­
tions sur le mouvement d'ensemble du fluide (KOHN 1968, ANDREWS and GOMER 1968).

La méthode basée sur la dissolution de tiQes d'inox dans l'aluminium (JOHNSON
1978) ou de tiges de carbone dans l'acier (EL KAPOAH) donnent des informations à interpréter
plutôt en termes de transfert de masse qu'en termes de vitesses locales, puisqu'à la fois les
paramètres vitesse et énergie cinétique turbulente interviennent dans cette méthode.

Nous avons utilisé la sonde magnétohydrodynamique (RICOU et VIVES, 1982) dont

le principe est le suivant.

La sonde consiste en deux paires d'électrodes en fil inox gainé inox placées
en croix autour d'un petit aimant permanent cylindrique de diamètre 4 mm (figure 1.5). Le
mouvement du métal autour de la sonde provoque une différence de potentiel entre deux des
é1ectrode's placées symétriquement. Chaque paire d'électrodes permet de mesurer la composante
de vitesse qui lui est perpendiculaire. Ainsi la sonde permet de réaliser simultanément la

mesure de deux composantes 'de vitesse.
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Figure 1. 5 Principe de la sonde de vitesse de RICOU et VIVES.

A parti'r de tests dans différents écoulements simples avec des métaux variés
(mercure, plomb, étain ... ), RICOU et VIVES (1982) ont montré que la réponse de la sonde est
linéaire en fonction de la vitesse du fluide. Toutefois, il convient d'appliquer une correc­
tion de la pente., tenant compte de l'affaiblissement du champ de l'aimant permanent avec la
température et plus particulièrement aux abords du point de Curie. La réponse typique d'une

_1
sonde dans l'aluminium est de 1 ~V par cm.s • Une des limitations d'emploi de la sonde est
la température de Curie. Des mesures peuvent être effectuées jusqu'à 700°C, ce qui est suf­
fisant pour l'aluminium liquide.

Dans le cas de nos mesures, où l'écoulement est turbulent, la d.d.p. est mesu­
rée à l'aide d'un voltmètre intégrateur SOLARTRON. Ainsi on obtient la valeur moyenne et
l'écart-type de la vitesse. Le temps d'intégration généralement retenu dans nos essais est
de 1 'ordre ~e 1 à 3 minutes. Toutefois, il dépend du niveau local de turbulence. Donc la
mesure est prise quand la moyenne devient stable dans le temps. Les deux composantes mesurées
sont celles situées dans le plan (x,y), en plaçant la sonde dans le plan médian suivant la
troisième direction z. Le porte-sonde n'est pas placé dans le plan de mesure et ne vient donc
pas perturber l'écoulement, car il ·est coudé. La sensibilité minimale de la sonde est de
l'ordre de 2 à 4 cm/s, ce qui ne permet pas d'effectuer de mesures en convection naturelle et
limite son champ d'application au cas du brassage électromagnétique.
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1. INTRODUCTION

Avant de nous intéresser au problème de solidification en présence de courants
convectifs dans le liquide et à ses implications métallurgiques, il nous a paru nécessaire de
caractériser précisément le comportement électromagnétique, hydrodynamique et thermique de
l'installation expérimentale de coulée de lingots. En effet, plusieurs régimes peuvent appa­
ra'tre suivant que la c~nvection naturelle agit seule ou qu'une recircu1ation est imposée à

l'aide d'un inducteur à champ glissant.

Cette caractérisation a comporté d'une part des mesures, dont les techniques
ont été' exposées au chapitre 1, d'autre part une modél i sation des effets interactifs du com­
portement thermique et hydrodynamique. Pour des raisons de commodité, les mesures ont été réa­
lisées dans une situation de régime permanent, le métal étant entièrement liquide. Cette
solution permet également une modélisation avec un minimum d'hypothèses simplificatrices.

Un certain nombre d'études visent à comparer résultats expérimentaux et calculs
relatifs à la fois aux aspects hydrodynamiques et thermiques de la convection naturelle de
métaux liquides dans des cavités. On peut citer par exemple la synthèse sur ces travaux

j
pub1iée

par COLE en 1969. Les mesures réalisées sont des mesures de température, mais corrélées avec
des estimations hydrodynamiques (SZEKELY et CHABRA, 1970)(CHIESA et GUTHRIE, 1971). STEWART et

WEI NB ERG (a) ,( 1972) 0 nt même vis ua1i sé 1a convec t ion na tu re 11 e par au t Q.'rad i0 9ra phi e .

Certaines modélisations s'appuient sur la théorie des couches-limites dans le
cas d'une plaque verticale infinie (WITZKE et Coll. 1981). Toutefois, la transposition au cas
d'un écoulement recirculant parait difficile. Le modèle proposé par GILL (1966) ne s'applique
facilement qu'aux fluides à grand nombre de PRANDTL, ce qui n'est pas du tout' le cas des
métaux liquides. De nombreuses méthodes numériques ont également été mises en oeuvre pour ca­
ractériser la convection naturelle dans les métaux liquides. On peut citer les calculs de
STEWART et WEINBERG(b)(1972) et les calculs en régime transitoire de SZEKELY et TODD (1971).
Toutefois, l'ensemble de ces modèles adoptent des conditions aux limites de parois chaude et .
froide isothermes, ce qui est assez irréaliste dans le cas de notre dispositif. Le modèle de
DESAI et RASTEGAR (1980) adopte des conditions aux limites établies expérimentalement par
RUDDLE (1957).

D'un autre côté, les études concernant le brassage électromagnétique dans le
domaine de 1~ métallurgie sont nombreuses. En effet, dans certains procédés, le brassage est
recherché et même provoqué: brassage sous la sole des fours à arc, brassage en poche de trai­
tement, brassages en coulée continue qu'i1s soient effectués au niveau de la lingotière ou en
zon~ secondaire~ brassage dani les fours à induction, avec toutefois la restriction que, dans
ce dernier cas, l'effet de chauffage est prioritaire par rapport à l'effet de brassage.

Ces dispositifs électromagnétiques fonctionnent par induction, donc avec des
courants alternatifs. Il convient de distinguer deux types de brassage (MOREAU, 1980) :
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- d'une part le brassage par champ pulsant/produit par des inducteurs monophasés. C'est par
exemple le cas des fours à induction. Le brassage est répulsif: il apparaît à cause des
effets de bords (FAUTRELLE, 1981), du fait de la déviation des lignes de champ magnétique
par la charge métallique.

- d'autre part, le brassage par champ glissant ou tournant, qui est produit par des induc­
teurs polyphasés. Ce type de brassage est par exemple utilisé sous des formes très variées
en coulée continue d'acier (ALBERNY et Coll. 1982). Le brassage est dit asynchrone: le
fluide suit, avec un certain glissement, le déplacement du champ magnétique, de la même
façon que dans les moteurs asynchrones, le rotor suit le déplacement du champ créé par.le
stator.

Par ailleurs, des effets magnétohydrodynamiques peuvent se produire dans
d'autres procédés métallurgiques, sans que ceux-ci aient été conçus à cet effet: cuves à

électrolyse d'aluminium, refusion à l'arc sous laitier (ESR), soudage à électrode inerte de
tungstène sous gaz (TIG), soudage vertical sous laitier (ESW). Ces situations correspondent à

des installations à conduction, où les courants souvent continus circulent entre des électro­
des. L'effet de brassage apparaît alors du fait de la divergence des lignes de co~rant élec­
trique dans le métal.

Compte tenu de la difficulté d'effectuer des mesures de vitesse dans les métaux
liquides (chapitre 1), 'la plupart des études de caractérisation du brassage électromagnétique
appliqué à la métallurgie sont théoriques. La modélisation des écoulements en présence de for­
ces électromagnétiques repose toujours sur la résolution des équations couplées de l'électro­
magnétisme et de 1 'hydrodynamique en régime turbulent. En reprenant l'analyse faite précédem­
ment, on peut citer les travaux de EVANS (1981) dans les cuves à électrolyse, ceux de
CHOUDHARY et SZEKELY (1980) et de KREYENBERG et SCHWERDTFEGER (1979) pour le procéde ESR, ceux
de OREPER et SZEKELY (à publier) e'n soudage TIG, ceux de DILAWARI et Coll. (1978) en soudage
ESW. D'un autre côté, la modélisation des fours à induction a été particulièrement détaillée
(TARAPORE et EVANS, 1976, SZEKELY et NAKANISHI, 1975, BARBIER et Coll. 1982). Des calculs sur
les poches de traitement (R. VASSE et Coll. 1982) ont été également réalisés. Paradoxalement,
la modélisation des brasseurs en coulée continue semble être moins bien développée (VAN DEN
HOVE, 1982, TACKE et SCHWERDTFEGER, 1979) sans doute à cause des difficultés liées à la géo­
métrie souvent tridimensionnelle ou au caractère parfois non découplé des problèmes électroma­
gnétique et hydrodynamique.

Towtefois, quelques tentatives ont permis de comparer plus précisément les
résultats d'expérience et de modélisation, comme par exemple les travaux de TARAPORE (1982)
dans les cuves à électrolyse, ceux de CHOUDHARY et Coll. (1982) dans le procédé ESR et ceux de
KOANDA et FAUTRELLE (1982) ou de EVANS et LUMPANY (1983) dans les fours à induction.

L'accord entre mesures et calculs pose encore des problèmes, liés d'une part à

la qualité des mesures, d'autre part au traitement de la turbulence dans les modèles théori­
ques.
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Concernant le brassage asynchrone par inducteur à champ glissant dans un'métal

liquide recirculant, qui représente le cas de notre dispositif expé~imental, les études res­
tent relativement peu nombreuses (SUNDBERG, 1971). En effet, les inducteurs à champ glissant
sont plutôt appliqués au cas des pompes électromagnétiques (VERTE, 1965). Toutefois, un
intérêt industriel plus important pour ce type de brasseur s'est dégagé très récemment avec
d'une part les rouleaux brasseurs I~SID-CEM en zone secondaire de coulée continue (NEU et
Coll. 1982), d'autre part le procédé de brassage debrames en lingotière développé par NIPPON
STEEL (YAMAHIRO et Coll. 1982).

Par rapport aux travaux qui viennent d'être décrits, notre étude présente

trois caractéristiques propres. Premièrement, elle a été effectuée dans le même dispositif
expérimental que le dispositif de coulée de lingot. Les conditions ,d'étude de certains phéno-

. mènes, comme la convection naturelle, sont moins optimales que dans le dispositif d'autres

expérimentateurs (STEWART et WEINBERG (b)1972). En particulier, nous sommes amenés à utiliser
trois paramètres ajustables pour recaler les résultats des calculs de température sur les
mesures. Toutefois cette option nous permet une transposition plus fa~ile des résultats de
l'étude en régime permanent au cas de la solidification en lingotière.

Deuxièmement, nous pouvons étudier dans les mêmes conditions, la convection
naturelle et le brassage électromagnétique. En effet, les forces électromagnétiques ont la
même direction que les, forces d'Archimède, toutes les deux sont des fo~ces volumiques, essen­
tiellement concentrées au voisinage d'une des parois. Les deux situations peuvent donc être
comparées facilement.

Enfin, les mesures des principales grandeurs électromagnétiques (champ magné­
tique, densité de courant), hydrodynamique (vitesse) et thermique (température) ont été réa­
lisées dans l 'aluminiu~ liquide, donc dans des conditions très proches de la coulée de lingots:
il n'y a pas de problème de similitude.Concernant la modélisation numérique, elle a été adaptée
au dispositif expérimental à partir de modèles déjà existants et transformée pour tenir compte
des caractéristiques propres de l'installation.

2. EFFETS ELECTROMAGNETIQUES

2.1. Calcul du champ magnétique et des forces électromagnétiques

Le calcul du champ magnétique et des. forces électromagnétiques peut être effec­
tué indépendamment de celui du mouvement et du champ de température. En .effet, d'une part le
champ magnétique n'est pas en première approximation, convecté par le ~étal liquide, comme
nous allons le montrer; d'autre part, dans les plages de température considérées,la conducti­
vité électrique du métal varie peu, tant qu'il ne se forme pas de solide.~·
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rot' T.rotv' = viVo

Rm rot' (v' AB') + 6' B'

valeur caractéristique de la vitesse du fluide

temps caractéristique

~ 0 Vo T : nombre de Reynolds magnétique

valeur caractéristique du champ magnétique

f = j A B
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Dans le cas du vide ou d'un milieu isolant (0 0), le champ magnétique est

~ 0 ~ = ~ 0 rot (v AB) + 6. B 151
at

Dans le métal liquide, les équations de MAXWELL et la loi d'OHM s'écrivent

j = l rot B
~

Connaissant le champ magnétique, la densité de courant j se déduit de l'équa-

2 "'B'~ 0

t c dt'

rot E aB
111- -at

rot B ~ j 121

div B 0 131

et j = a (E + V A B) 141

l:lles conduisent à l'équation de l'induction:

ha rmo ni qu e.

tian /2/

D'autre part, les forces électromagnétiques (forces de Laplace) s'expriment en
fonction de la densité de courant et du champ magnétique:

avec Rm

Ba

VA

t
c

et B'

Dans le cas d'un champ magnétique glissant, une échelle de longueur tangentielle
s ' imp0 se a priori: ils' agi t du pas po 1aire de l' i nduc te urT. Liéqua t ion 1 51 s' écri t sous
forme adimensionnelle
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Il est connu que le glissement est très fort dans une installation de ce type,
qui s'apparente à une pompe à induction. On peut considérer que la vitesse du fluide est de

l'ordre de 1 % de la vitesse de synchronisme Vs. Donc le nombre de Reynolds magnétique est

très pet it devant 1 (~m de l'ordre de 4. 10-2), ce qu i est cl ass ique dans 1es insta 11 a ti on de

petite échelle. On 'Peut donc négligèr le terme de convection.·, Irot(v fi. B) 1 devant le terme

de diffusion 1 6Bl dans l'équation 151. Le calcul du champ magnétique est aussi découplé de

celui du champ de vitesse. Dans ce'cas~1à, le champ magnétique, induit par un courant sinu­

soïdal de fréquence f, est lui-même sinusoïdal et de même fréquence. En notations complexes:

...
B' = Re (B' exp i w t)

L'équation 171 devient alors

R B'
w

6' B'
1
8

1

2
où Rw ,= Il 0 W T es t le paramètre d '. écran'.

L'expression de la force électromagnétique 171 comprend donc deux parties: une

valeur moyenne et une pulsation à la fréquence double du courant'excitateur. Seule la partie

moyenne de la force est à considérer~ car d'urie part, en géométrie bidimensionnelle, le rota­
tionnel des forces électromagnétiques est indépendant du temps (GARNIER 1982), d'autre part

l'inertie et la viscosité du fluide l'empêchent de suivre des fluctuations de fréquence 100 Hz.

Si f est la force moyenne, alors
2

Bo
... ... *

f Re (j' fi. B' ) 191
2 lJ T

(* complexe conjugué)

Un calcul complet du champ magnétique d'une part serait tridimensionnel, d'au­

tre part nécessiterait de connaitre le plan détaillé du bobinage de l'inducteur. Puisque nous

nous intéressons essentiellement au comportement dans le plan médian perpendiculaire à l'in­

ducteur, nous supposons qu'il n'y a pas d'effets de bords suivant z, dus à la largeur limitée

de l 1 inducteur et de la lingotière (figure 2.1).

Cette hypothèse revient à considérer. que l'inducteur et la lingotière sont in­

finiment larges .. Dans ce cas, en effet, le champ magnétique n'a que deux composantes suivant

x et y. La de,nsité de courant est dirigée suivant la d~irection infiniez : les courants induits
se referment à l'infini dans cette hypothèse. Les forces électromagnétiques n'ont alors que

deux composantes dans le plan (x,y).

D'autre part, pour s'affranchir de la structure complexe de l'inducteur (con­

ducteurs placés dans des encoches de la culasse), celle-ci est remplacée par une nappe de

courant équivalente de densité Js (VAN DEN HOVE, 1982). La condition à la limite au niveau de

l'inducteur peut alors être obtenuepar le théorème d'Ampère

Pour y - e 1101
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<D

zo ,.-o y__

By

Bx

x
fy

fx

·...---e

Figure 2.1 Projections du champ magnétique, de la densité de courant
et des forces électromagnétiques dans les hypothèses
considérées.

1 Inducteur
2 Moule électriquement isolant
:3 Métal

Enfin, une analyse plus fine conduit à distinguer deux échelles de longueurs,
une échelle tangentielle déjà citée T et une échelle normale ln et deux références pour le
champ magnétique Sn et St. L'équation de continuité du champ magnétique 131 donne:

ln
Sn .= St -

T

St est donné par la condition à la limite à l'inducteur. D'après la loi dlOhm 141, un ordre
de grandeur jt de la densité de courant peut être obtenu

où Vs est la vitesse de synchronisme du champ glissant•.
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Les ordres de grandeur sont alors pour les forces électromagnétiques suivant

la normale fn = cr Vs Bn Bt , suivant la tangente ft = cr Vs B~. Il reste à déterminer l'échelle
norma 1e de longueur 1 •

n

Pour les faibles valeurs de R (R« 1), c'est-à-dire dans le cas des bassesw w
fréquences, le champ magnétique est harmornque L'échelle ln est alors la même que l'échelle
tangentielle T, et les deux références Sn et Bt sont identiques. Cette situation correspond
au cas des brasseurs industriels à champ glissant développés par ASEA avec une fréquence
d'alimentation de 4 Hz (SUNDBERG, 1971). Pour les grandes valeurs de Rw (haute fréquence),
l'échelle ln est alors de l'ordre de (~ cr w)-1/2 d'après l'équation 181. On retrouve le phé­
nomène classique d'effet de peau. La référence normale du champ magnétique est petite par

rapport à la référence tangentielle. Les forces électromagnétiques sont essentiellemnet nor­
ma les.

Dans le cas de notre installation, avec' une fréquence de 50 Hz, le paramètre
d'écran R vaut de l'ordre de 10. Il s'agit donc d'une valeur intermédiaire, où les deuxw
effets se combinent.

Cette situation ne correspondant pas A un cas asymptotique, nécessite un calcul
plus détaillé. Deux approches sont envisagées: un calcul analytique dans une situation idéa­
lisée et un calcul numérique dans la situation réelle.

2.1.3. B-é~olu!i~n_a.!:!.aly!i.9.u~~a.!:!.s_l~~a~~'~n_i.!!.d~c!e~r_e!~'~n~li.!!.g~tiè.!:.e

de hauteur infinie

L'hypothèse de dimension infinie suivant la direction x peut être justifiée
indépendamment de la facilité de calcul qu'elle apporte. Dan~ notre installation, le métal
perturbe relativement peu le champ magnétique par sa présence. En effet, l'atténuati-on' d'ùn
champ glissant dans le vide est déjA exponentielle, contrairement au cas d'un champmonophasé
où l'atténuation est en 11r . D'autre part, le phénomène d'effet de peau est relativement
limité, du fait de la fréquence basse, avec une valeur de R de l'ordre de 10. Donc on peut

w
estimer que.la déviation des lignes de champ au niveau des coins de la lingotière restera un

phénomène de faible importance.

Ces remarques sont confirmées a posteriori par le calcul numérique. En première
approximation, le brassage est supposé' comme purement asynchrone.

Dans cette hypothèse, la densité surfacique de courant est dirigée suivant z
et sa composante J est de la forme

s

Jo cos (wt - kx)

avec k TIlT. vecteur d'onde
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Jo peut être relié à 1 'intensité du courant d'alimentation de l'inducteur

1121

avec intensité par phase

N nombre de conducteurs par phase et par pôle.

Comme le champ magnétique est à deux dimensions, il est intéressant d'utiliser la formulation

en potentiel vecteur

B rot A 113\

avec

De plus, d'après la forme de J s ' la solution est de la forme

....

A
z

= Rel Az(Y) exp i(wt - kx)1

D'après l'équation 181, par une transformation classique

2

(k + i lJO w) Az 114\

La condition à la limite, 1101 , devient

En l'absence de métal, la solution dans le vide est donnée par les expressions

suivantes

-k(y+e)
Bx lJ Jo e cos (wt-kx)

-k(y+e) 1151

By lJ Jo e sin (wt-kx)

Dans le cas de la lingotière pleine, la solution dans le métal est alors

*-a y 1 * *Bx - Bo e ~ cos (wt-kx-S*Y+~) +: sin (wt-kx-S*y+~)

1161

*-a y
By Bo e cos (wt-kx-B*y+~)
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1) J0 _k_~ --:::--:-=-

1 (k sh ke +ct ch ke) 2 + S*2 ch 2 ke 1 1/2

*a

s*

( k2 + /' k4+w 2 ]12 cr 2 ) 1/2

2

et cp déphasage donné qui dépend de l'origine des temps choisie.

La densité de courant est alors déduite de lléquation 171

*-a y
- aw B e cos (wt - kt - S*y + cp )

k 0

et les forces électromagnétiques s'expriment par

1171

Compte tenu des données-, les différents paramètres prennent les valeurs sui-

vantes

* -1a '= 48,2 ~ s* = 20,5 m- 1

la profondeur de pénétration du champ dans le métal vaut ô = 1/0.* , soit 2,1 cm. On peut com­

parer cette valeur a la décroissance du champ magnétique dans le vide, qui vaut1/k, soit

2,3 cm. Ces deux valeurs sont donc très voisines. D'autre part, le rapport des champs magné­
tiques normaux à la paroi dans les cas lingotière vide et lingotière pleine de métal est égal
à 0,923, donc assez voisin de 1. Ces deux remarques montrent la relativement faible perturba­

tion du champ magnétique par le métal et valident l 'hypothèse de hauteur infinie.

Les forces électromagnétiques ne dépendent pas de, x, du fait de 11 hypothèse de

hauteur i nffn i e.

En vue d'estimer plus précisément les effets de bords, un calcul numérique a

été effectué, prenant en compte la géométrie détaillée du dispositif. Ce calcul permet de plus

de valider le calcul analytique approché, dlun emploi plus aisé pour l'étude du mouvement. Les

conditions aux limites adoptées sont représentées sur l,a figure ci-après:
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Âz=O

Az=O

Âz=O

domaine
de résolution

métal

culasse
magnétique

tJÂz -0an -

Âz=O

Figure 2.2 Calcul numérique du champ magnétique
domaine et conditions aux limites.

La méthode de résolution est semblable à celle utilisée par BARBIER et
FAUTRELLE (1982) dans les fours à induction, et s'appuie sur une méthode de différences
finies développée par GOSMAN (1969). L'annexe A fournit des compléments sur la méthode de

GOSMAN.

2.2. Résultats expérimentaux et comparaison avec la modélisation

Avant toutes mesures, l'action du brasseur sur le métal liquide est évidente.
Lorsque les forces électromagnétiques sont dirigées dans le sens vertical descendant, on peut
voir le mouvement des petites particules (oxydes, crasses, etc ... ) à la surface libre du métal.
Lorsque les forces électromagnétiques sont dirigées en sens inverse, l'effet du brasseur est
nettement plus visible, puisqu'il se forme en surface libre un dôme de métal. Ce dôme peut
atteindre une hauteur de 50 mm pour la valeur maximale du brassage~ compte tenu de la faible
masse volumique de l'aluminium. Un dispositif fondé sur le même principe a été développé par
ERNST et GARNIER (1982) en vue d'application industrielle à la coulée de tubes.

Toutes les mesures ont été réalisées soit dans la lingotière vide, soit dans

la lingotière pleine de métal entièrement liquide.
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Une première série de mesures consiste à positionner la sonde de champ magnéti­
que ou de densité de courant à un emplacement donné dans le métal et à faire varier l'inten­
sité du courant dans l'inducteur. Les figures 2.3 et 2.4 présentent ce résultat au point
x = 180 mm et y = 5 mm. Les notions de IIdirect ll et lIinverse li sont une référence au sens de
brassage. En effet, en champ glissant, suivant l'ordre d'alimentation des trois phases,
l'onde de champ peut se déplacer soit dans un sens, soit dans l'autre, conditionnant ainsi
le sens des forces électromagnétiques. Le vecteur d'onde k change de signe. Le terme IIdirect ll

correspond au cas de forces électromagnétiques verticales descendantes, donc à un mouvement
dans le même sens que la convection naturelle. Le terme lIinverse li correspond au sens opposé.

Bymax
(mT)

10

400

Inverse

200

•
• 10

200

Direct

400

x =1S0mm

y= 5 mm

'eff(A)

Figure 2.3

J max
(A.m-2)

Variation du champ magnétique normal à la paroi,
en fonction de l'intensité.

•

x=180mm

y=5 mm

Inverse

o 200 400 600 leff(A)

Figure 2.4 : Variation de la densité de courant en fonction
de l'intensité.
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La variation du champ magnétique et de la densité de courant est pratiquement
linéaire en fonction du courant, ce qui était attendu. Ce résultat se vérifie en tout point
du métal. Il semblerait qu'il y ait une légère déviation et que la droite des points de mesu­
res ne passe pas exactement par llorigine. Ce défaut provient, à notre avis, d1un mauvais
calibrage du zéro des voltmètres pour les faibles signaux alternatifs. L'utilisation de plu­
sieurs voltmètres de marques différentes (KEITHLEY - DATRON - SOLARTRON) a montré une assez
large dispersion des résultats (de l'ordre de 0,3 mV, soit 1,5 mT), qui pourrait expliquer

cette erreur.

Un point de comparaison intéressant avec le calcul, consiste à faire le rapport
des deux pentes des droites expérimentales. Le rapport J /8y est de l'ordre de

7 -2 -1 max max
3,8 10 A.m .mT . Or, d'après le paragraphe 2.1.3, J /B est égal à cr V , soit à

. 7 -2 -1 max y max s
3,6 . 10 A.m .mT . L'accord est donc très satisfaisant. On remarque toutefois que cette
méthode ne peut pas constituer une mesure de la conductivité cr, puisqu'elle intervient déjà
dans l'étalonnage de la sonde de densité de courant.

Une deuxième série de mesures a été effectuée en déplaçant les capteurs paral­
lèlement à la paroi verticale de la lingotière, suivant x, en vue d'étudier les effets de
bords. Pour le champ magnétique, les mesures ont été réalisées directement contre la paroi,
d'une part dans la lingotière vide (figure 2.5), d'autre part dans le métal liquide (figure

2.6) .

By max
(mT)

20
•

•
•

•

•
• • •

•

• •

.. • • •
•

•

•

10
• mesures dans le vide

- calcul analytique dans le vide

y=O

leff=545 A

x (cm)40302010
O+-----..,..-----..,.-----.....---------~o

Figure 2.5 Variation du chœnp magnétique normal le long de
la paroi de l'inducteur (lingotière vide).
Mesures et caZcuZs.
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By max
(mT)

• •

20

10 • mesures dans le métal
- - - calcul analytique dans le métal
-calcul numérique dans le métal

y=O
leff: 545A

o 10 20 30 40 x (cm)

Figure 2.6 Variation du champ magnétique normal le long de
la paroi de l'inducteur (lingotière pleine de
métal liquide). Mesures et calculs.

On constate qulil y a des oscillations de grande amplitude du champ magnétique,

de llordre de 7 mT dans le vide, plus atténuéesdans le cas du métal (5 mT). La périodicité de

ces oscillations correspond au double du pas polaire du champ glissant. Or, tout du moins au
centre de 11 i'nducteur, le champ devrait être uniforme, comme le montrent les droites de

valeurs calculées. Le comportement du champ magnétique mesuré provient, à notre avis, dlun

défaut de conception de l 1 inducteur et de son alimentation. En effet, l lalimentation des trois

phases nl"est pas parfaitement équil ibrée, avec un défaut dléquilibrage de l'ordre de 10 % sur

llintensité. Or, il est bien connu des électrotechniciens que la présence de courant homopo­

laire, et surtout de courant inverse, peut conduire dans le cas des moteurs linéaires, à des

variations de champ magnétique bien supérieures en valeur relative au déséquilibrage de llali­
mentati'on. Des tentatives de rééquilibrage du système sont restées infructueuses. En effet, le

circuit d~ moteur l'inéaire est pratiquement purement inductif. Donc il faudrait pouvoir jouer

sur l linductance des trois câbles dlamenée du courant. Compte tenu des intensités transportées,

une étude électrotechnique détaillée serait nécessaire. Cette étude a été considérée comme

hors des objectifs du présént travail'.' En définitive, les comparaisons ne se font que sur les
valeurs moyennes, dlautant plus qulau niveau des mouvements du métal liquide, l'inertie de

celui-ci va lisser les variations de forces électromagnétiques.

Hormis les restrictions qui- viennent d1être formulées, llaccord interne entre

les mesures et l~ comparaison entre mesures et calculs restent cependant acceptables. En effet,

le champ dans le métal est effectivement inférieur au champ au même point dan~ le cas du vide,

et le rapport théorique de 0,923 calculé à partir des équations 1151 et 1161 est relativement

bien respecté en tout point. D'autre part les valeurs mesurées vers le centre de l'inducteur, moyen­

nées, sont proches de la valeur calculée, bien que cette dernière soit un peu moins importante.
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Enfin, le comportement aux extrémités est assez semb~able entre les mesures et le calcul numé­
rique (figure 2.6). Dans le cas des mesures, l'effet de bord ne s'interprète pas de manière
certaine, puisqu'il est moins important que les fluctuations dues au déséquilibrage du courant.
Toutefois, une analyse détaillée de la courbe montre que, alors que la partie centrale est
périodique, de période double du pas polaire, les pics extrémaux sont décalés par rapport a la
périodicité et correspondent bien a des effets de bords. L'augmentation du champ magnétique au
voisinage des bords de la charge est de l'ordre de 15 %de la valeur moyenne.

La figure 2.7 présente une courbe analogue a la figure 2.6, mais concernant la
densité de courant, a 5 mm de la paroi de l'inducteur.

J max
CA m-2)

• •
•

•
•

• •

• mesures

- - - calcul analytique

- calcul numérique

leff=315 A

• •
_______~ .._r;o _

••
•

•
••

40 x(cm)302010
O......------r-----..,...------ro-----~-~o

Figure 2.7 Variation de la densité de courant parallèlement
à la paroi de l'inducteur dans le métal.

La variation de la densité de courant mesurée est du même type que celle du
champ magnétique, avec mêmes positions des maxima et minima. Cependant, la dispersion entre
résultats expérimentaux et calculs est plus grande. Ceci provient du capteur de densité de
courant qui a une bonne résolution suivant x, de l'ordre du millimètre et qui donc est très
sensible aux variations locales de j. Par contre, le capteur de champ, de par ses dimensions,
intègre déja le signal sur une distance de l'ordre de 15 mm suivant x.

Aux extrémités de l'inducteur, les mesures indiquent une diminution de la densi­
té de courant, alors que la théorie et notre calcul numérique prévoient une augmentation.
Cette divergence peut provenir d'un mauvais parallélisme entre l'inducteur et le porte-sonde,
et une légère déviation a 1 'origine peut condui·re a des écarts importants au fond de la lingo­
tière. Or, compte tenu de l'effet de peau, ces écarts peuvent intervenir de manière importante
sur les valeurs mesurées.
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Une troisième série de mesures étudie la décroissance du champ magnétique et de
la densité de courant en fonction de l'écartement à la paroi de la lingotière. Compte tenu. des
variations constatées parallèlement à la paroi, les points expérimentaux sont en réalité une
valeur moyenne entre les niveaux x = 12 cm et x = 20 cm qui correspondent au maximum et au
minimum sur la figure 2.6. L'accord entre calculs analytique et numérique est excellent au
sujet de la décroissance du champ magnétique, donc seuls les résultats analytiques sont pré­

sentés dans cette section.

B y max
(ml)

• mesures
- calcul
• mesures
---calcul

dans le vide

dans le métal

5

y (cm)5
O+---------r------~o

Figure 2.8 Décroissance du champ magnétique en fonction de la
distance à la paroi : comparaison entre mesures et
calculs.
1. dans le vide.
2. dans le métal.

J max
(A.m-2)

• mesures
- calcul

o 5 y(cm)

Figure 2.9 Décroissance de la densité de cou~nt

comparaison entre mesures et calculs.
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L'accord entre résultats expérimentaux et calculs apparaît comme très bon sur

la figure 2.8 et satisfaisant sur la figure 2.9. Il faut rappeler que le système de position­
nement des sondes ne permet pas une précision supérieure au millimètre et que la décroissance
du champ et de 'la densité de courant est exponentielle, ce qui conditionne une incertitude
relativement importante, surtout sur les points de mesures proches de la paroi.

En résumé, la comparaison entre mesures et modélisation des aspects électroma­
gnétiques montre un accord satisfaisant, du moment qu'on ne s'intéresse qu'aux valeurs moyen­
nes. Cette restriction n'est pas très contraignante, dans la perspective du calcul du mouve­
ment. D'autre part, concernant l'écoulement, le paramètre important est le rotationnel des
forces électromagnétiques (voir équation 1241 ci-après) .. Comme les forces électromagnétiques
sont dans le plan (x,y), le rotationnel de celles-ci, rot(j A B), est dirigé suivant l'axe z.
La figure 2.10 compare la variation du module de ce paramètre le long de la paroi de l'induc­

teur dans le cas du calcul analytique et du calcul numérique.

rot f
(N.m-4 ) - - - calcul analytique

- calcul numérique

y=Omm

40 x(cm)302010
O+-------r"-----...,..--------r-----.....--I~o

Figure 2.10 Comparaison de la distribution du rotationnel des
forces électromagnétiques le long de la paroi de
l'inducteur, dans le cas du calcuZ anaZytique et
du calcul numérique.

Hormis les effets de bords, qui sont localisés et relativement peu importants,

l'accord entre les deux calculs est excellent. Cette distribution est â· comparer aux calculs
effectués par LAVERS et BIRINGER (1982) dans les fours â induction: d'une part le rotationnel
des forces y change de signe et conditionne la présence de deux vortex dans l'écoulement,
d'autre part il est pratiquement nul au centre et augmente très fortement dans les coins.

Dans notre cas, les effets de brassage répulsif sont peu importants, comparés
à ceux du brassage purement asynchrone. En effet, même dans le cas d'un inducteur infini, le
rotationnel de f n'est pas nul. Donc "les effets de bords apparaissent comme des phénomènes de
second ordre en comparaison. Ce résultat permet d'utiliser le calcul analytique approché pour

le calcul du mouvement.
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3. CHAMPS DE VITESSE ET DE TEMPERATURE-

Contrairement au calcul du champ magnétique et des forces électromagnétiques,

le calcul du mouvement du métal liquide et son comportement thermique doivent être traités de

manière couplée, en particulier pour traiter la convection naturelle.

En vue de simplifier le problème, plusieurs hypothèses sont nécessaires, qui
vont être discutées.

- ~e problème est supposé bidimensionnel dans le plan (x,y). En effet, les hypothèses fai­
tes sur le champ magnétique au paragraphe précédent conduisent à des forces uniquement
situées dans le plan (x,y). D'autre part, puisqu'il n'y a pas de gradients thermiques

latéralem~nt, les mouvements suivant la direction z sont exclus. Enfin, on suppose que

la cavité est suffisamment large pour négliger les couches limites sur les parois laté­

rales, en particulier l'influence de la contrainte de cisaillement latérale sur l'écou­

lement dans le plan (x,y), suffisamment étroite toutefois pour éviter l'apparition d'ef­

fets tridimensionnels dans les courants de retour.

- L'état permanent tant du point de vue hydrodynamique que thermi-que est supposé atteint.

De plus, le métal est encore entièrement liquide. Dans ce cas, bien qu'utilisant un

alliage, il n'y a pas d'effets de convection solutale, puisque la concentration en soluté
est uniforme dans toute la lingotière.

En dehors de l'effet de densité, qui pilote la convection naturelle, toutes les proprle­

tés physiques sont considérées comme indépendantes de la température, compte tenu du

faible écart global de température dans la lingotière (au maximum 20°C).

- Compte tenu des remarques du paragraphe 2.2, les forces électromagnêtiques introduites

dans le calcul du mouvement sont celles déterminées dans le cas d'un inducteur infiniment
haut, en l'absence d'effets de bords. L'introduction des forces résultant du calcul numé­

rique ne poserait aucun problème particulier, à condition de faire correspondre les mail­
lages respectifs.

- la surface libre est supposée plane, donc non déformée par le champ magnétique,

- le fond de_-la lingotière est supposé parfaitement isolé thermiquement,

- les échanges thermiques par les trois autres faces sont décrits à l'aide de trois

coefficients d'échange;
Cette hypdthèse ~lseà une description" plus réaliste du dispositif qu'une température de

paroi imposée. Elle permet de prendre en compte des effets très compliqués: résistance
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de contact éventuelle entre le métal et le moule, échange entre la paroi et l'inducteur,
comportement radiatif et convectif du four. Concernant la surface libre, le flux, qui est
en réalité somme d'une partie convective et d'une partie radiative, peut être au premier
ordre auvoisinàge de la température de fusion du métal., représenté aussi par un coeffi­
cient d'échange. Toutefois, les trois coefficients d'échange ainsi définis restent des
paramètres ajustables du modèle et ne peuvent être fixés qu'en fonction de la comparai­
son entre les résultats expérimentaux et les calculs.

Dans le liquide, l'équation de continuité, les équations de Navier-Stokes et
le bilan thermique, s'écrivent pour les valeurs moyennes de la vitesse~de la pression et de
la température :

dU dV
-+-
dX dY

o

dU dU 1 dp d dU + .?- (Ve ~) - g6 (T-T o ) + 1. fu-+v-= - - - + - (v -)
dX dY P dX dX e dX dY dY P

x

1201
dV dV 1 dp d dV +~ (v ~) + 1- fu-+v-= - - - + - (v -)
dX dY e dY e dY p YP dY dX dX

u dT + v dT_ =.?- (a dT) + .?- (a dT) + L
dX dY dX e dX dY e dY PC p0

1211

La viscosité ve et la diffusivité ae ne sont pas les valeurs laminaires de ces
paramètres, mais tiennent compte, dans le cas où elle existe, d'une partie turbulente supplé­
mentaire, qui correspond à la modélisation classique de la turbulence:

\)
e

Le problème de la turbulence sera abordé plus en détail au paragraphe 3.1.7 .

effet Joule.

. 2
Le terme source dans le bilan thermique, _J , provient du dégagement par

pCpo

Puisque le problème est bidimensionnel, les trois premleres équations sont
transformées de manière classique en termes de tourbillon ~ et de fonction de courant ~, dé­
finis par:
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ç =~ - ~
dX dY

/221

u =~
dY

v = _. dljJ
dX

123/

L'ensemble des équations est adimensionnalisé.

dljJ d dljJ 1 1 1 d dÇ 1 d dÇ 1 1(çl ---) - - (çl -) = - - ((1+0v) _)+ - ((l+D
v

) _)
dx 1 dY 1 dyi dx 1 Re dx 1 dx 1 dY1 dY1

df' df'
.J.. - 2
dX I dyl

1251

124/

_d_ (TI dljJl) _ _d_ (TI dljJl) = l-j_d_ ((1+0
T

) élT') + _d_ ((1+0T)~)
dX I

' dyl dyl dX I Pe dX I dX I dyl dyl

-:-;-2
J

126/

: nombre de Grashof

Vo vitesse caractéristique du fluide

~T écart de température caractéristique

Re = Vo~/v nombre de Reynolds

Pe = Vo~/a nombre de Peclet
3

G gB.'~T iL
r 2

v

Va = Boll~ : vitesse dlAlfven

et
Xl = X/iL yi = y/~ ljJl = ljJ/Vo~ , çl ç iL IV0

T- TF \) a tTI ·t---- °v =- DT =-
8. T v a
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f'

j'

T

.p VaL

T

f

1/2
1J ) j

La détermination du AT caractéristique ne résulte pas des équations citées,

mais des conditions d'échange aux limites. Or, les coefficients d'échange sont des paramètres

du calcul ajustés a posteriori en fonction de la comparaison avec les résultas expérimentaux.

Donc la détermination d'un écart de températurp ~T caractéristique est faite directement à

partir des expériences et fixée à 10 c C.

En convection naturelle, l'échelle Vo peut être déterminée à partir de l'équa-

tion 1241, soit

Re (Gr)1/2

d'où v = (g 6 b. T 1) 1/2
o

Pour 1 = 20 cm Vo vaut de l'ordre de 5 cm/s.

En brassage électromagnétique, on peut prendre une échelle de vitesse é0ale à

la vitesse d'Alfven Va. Pour un champ Bo de l'ordre de 10 mT à la paroi de la lingotière (in­

tensité de brassage minimum), Vo vaut alors environ 20 cm/s.

En comparant les deux termes moteur, convection naturelle et forces électro~

magnétiques, dans l'équation 1241, les effets de la convection naturelle appara·issent comme

négligeables dès qu'il y a brassage électromagnétique:

1 V2
2

~
GOr ~

a Q,2T

soit Va ?/ (g 6 l1 T T )1/2
'V 3 cm/s

Cette remarque est toutefois à nuancer par le fait que les forces électromagné­

tiques sont localisées dans une peau d'épaisseur 1/2a (paragraphe 2.1.3), alors que les for­

ces de poussée d'Archimède sont réparties plus uniformément dans le volume, ou tout du moins

dans les zones à fort gradient thermique, c'est-à-dire près des parois, donc en particulier le

long de la paroi du four.

L'influence du terme de dégagement par effet Joule dans le métal est négligea­

ble, comme le montre l'évaluation du terme suivant:
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pour Va 20 cmls

Enfin, l'influence relative du terme convectif par rapport au terme diffusif
peut être évaluée. Dans le cas laminaire, le rapport des deux termes est de l'ordre de Re pour

la quantité de mouvement, de l'ordre de Pe pour la température. Or, les nombre de Peclet et
de Reynolds sont reliés par la relation

Pe = Re. Pr

avec Pr nombre de Prandtl.

Dans les métaux liquides, le nombre de Prandtl est toujours faible, de l'ordre
de 10-2 : par exemple, pour un écoulement à Reynolds de l'ordre de 103, le nombre de Peclet ne
vaut alors que 10. Donc l'effet de la convection sur le champ de température est beaucoup plus
faible' que le rôle ~es termes d'inertie dans le mouvement. A tel point que dans certaines si­
tuations à faible nombre de Reynolds, comme par exemple la croissance cristalline Bridgman
horizontal, il y a mouvement du métal liquide, mais les isothermes sont supposées non modi­
fiées par celui-ci et le comportement thermique reste purement conductif (CAMEL et FAVIER).
Dans notre situation, l'influence des termes convectifs sur le comportement thermique n'est
pas à négliger, compte tenu de l'importance du nombre de Reynolds (grande dimension caracté­
ristique).

Un calcul approché à la fois en convection naturelle et en brassage électroma­
gnétique donne une information plus précise que l'ordre de grandeur sur l'écoulement et les
transferts thermiques.

Ce modèle simplifié suppose que l'on néglige l'échange par la surface libre
et que les deux parois chaude et froide sont à température uniforme Ta et Tb. Il se développe
alors deux couches limites, l'une le long de la paroi chaude, l'autre le long de la paroi
froide, symétriques par rapport au centre de la cavité; le coeur est immobile à la tempéra-

ture (Ta + Tb) 12.

On ne Si intéresse pas au prob1ème de rréal imentation dl une couche par 1 1 autre, donc

de recirculation. Chaque couche limite est traitée dans l'approximation d'une plaque plane de
hauteur infinie: la solution approchée de ce problème par la méthode globale est classique
et est présentée par exemple dans l'ouvrage de ECKERT et DRAKE (1963).
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H

Figure 2.11 Modèle simplifié de l'écoulement en convection
naturelle.

Des expériences.ont montré que, dans notre installation, le flux ~ transitant
en régime permanent est de l'ordre de 60 kW/m2.

~T peut être déterminée par la relation suivante pour une des deux couches

avec Pr1/ 2 1/4
0,677 (GrH)

(0,95+Pr)1/4

Soit ~T = 25,1°C.

L'épaisseur d'une des couches-limites est donnée par

1271

1
28

1

(0,95+Pr)1/4
2,78 1 ?

Pr /'-
1

~ll/4 • x1/ 4
g 8/1.T

129\

soit pour x égal à H, Cv est de l'ordre de 5,7 cm.

Les deux couches limites restent donc bien distinctes sur toute la hauteur.

Enfin, l'expression de la vitesse maximum s'écrit

0,38 (0,95+Pr)-1/2 1 2 g S 11 T 1 1/2 .
1/2

x 1301

-1soit pour x égal à H, umax est de l'ordre de 5,8 cm.s .
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GILL (1966) propose une méthode pour le calcul d~ la convecti6n naturelle
dans une cavité rectangulaire tenant compte de la recirculation, mais dans l'approximation des
fluides à grand nombre de Prandtl.

Le modèle adopté consiste à supposer que la lingotière est infiniment haute,
de manière similaire au cas traité par HUGUES et YOUNG (1966). La vitesse est alors uniquement
dirigée suivant x et ne dépend que de y, donc les termes inertiels s'annulent. On suppose en
plus que la viscosité turbulente est constante. La solution est alors analytique. La conser­
vation du débit est en plus imposée. La solution s'écrit

avec

*fOl -2a y
u =~ ay2 + by + 1 - e

4a \)t

*
3

1 (1
1 -2a ~

a =~ - ,--)(1 - e ) - 2
~ a ~

*
1(2 - -4-)(1

-2a ~

b - e ) - 6
~ a ~

w a 2

fa Ba
2kp

La figure 2.12 présente le profil de vitesse dans ce cas

131 1

0,5

1
U/Umax

10 20 y(cm)

Figure 2.12 Profil de vitesse dans la cas d'une lingotière
de hauteur infinie.



- 38 -

L'effet des forces électromagnétiqu~s ap~ara't clàirement sous forme d'une
sorte de jet localisé près de la paroi de l'inducteur. Le maximum des vitesses est situé

à environ 2 cm de la paroi de l'inducteur. L'application d'une viscosité laminaire à cet écou­

lement conduirait à une vitesse maximum umax supérieun: àla vitesse de synchronisme, ce qui

est aberrant. Il est donc nécessaire de déterminer une viscosité turbulente. En prenant vt
de la forme Ul~', avec u' de l'ordre de u /10 et ~', longueur de mélange, de l'ordre demax
1/10, conformément aux estimations classiques en turbulence, on obtient une valeur de umax
de l'ordre de 18 cm.s- 1 pour une intensité de 245 A dans l'inducteur. Ce calcul sous-estime

toutefoiS la vitesse maximum, puisque la viscosité turbulente est considérée comme constante,

alors que près des parois il existe une sous-couche visqueuse. Or, concernant la paroi de
1 1 inducteur, c'est dans cette zone que les forces électromagnétiques sont les plus· intenses.

Un majorant de la vitesse maximum peut être obtenu d'une autre façon en se

plaçant cette fois-ci dans la situation de la cavité. (SUNDBERG, 1971). En négligeant dans·

la couche accélérée d'une part la dissipation visqueuse, d'autre part la génération du gra­

dient de pression qui sert de moteur à la recirculation, les équations de NAVIER-STOKES se

ramènent à un équilibre entre forces d'inertie et forces électromagnétiq~es. Soit, dans ce

cas :
2

o Vs Ba
(---

2

1/2
H) 69 cm/s pour Ieff 245 A

Au niveau thermique, l'approximation adoptée conduit à négliger le terme

de convection, puisque les gradients de température sont perpendiculaires à l'écoulement.

L'équation 1261 devient alors

(( 1 + D ) dT 1)
T dY' °

Dans le calcul de l'écoulement, la sous-couche visqueuse a été négligée en

premibre approximation compte tenu de sa·finesse et une viscosité turbulente uniforme a été

utilisée. Par contre, compte tenu de la forte conductibilité thermique des métaux, l'influen­

ce de la sous-couche thermique n'est pas négligeable, et il est nécessaire de la prendre en

compte.

Le modèle adopté est un modèle en deux couches décrit par LEVICH (1962) :

- une sous-couche thermique d'épaisseur 8th . Seule la diffusivitéthermique moléculaire a

intervient.

- une région de coeur. La diffusivité thermique moléculaire a est par contre négligée par

'rapport à la diffusivité thermique turbulente a t et, de plus, at est approximée par

l'expression suivante

avec y l'ordre de 0,085
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L'épaisseur 5th est définie par l'égalité de Ci, e~ de Ci,t' soit

8th
Ci,

2,6 mm----
y umax

La solution est al~rs :

- dans 1a sous-couche thermique

T = ~ y + T
À

0

- dans le coeur

T Ci, <P

1

ln
y umax

+ 1
1

+ T--y
0

À y umax Ci,

1321

\331

En supposant qu'il y a symétrie par rapport à l'axe y = ~/2, l'écart de
température total ~T vaut 14°1. Cette valeur est un majorant par rapport au cas réel, puisque

seul l'effet de turbulence est pris en compte et non l'effet de transport convectif.

Compte tenu de la complexité du problème et du nombre de paramètres inter­
venants, une· méthode de résolution numérique en différences finies décrite par GOSMAN et Coll.

(1969), est adoptée (voir annexe A). Cette méthode permet de traiter à la fois les problèmes

de convection naturelle et de brassage électromagnétique, puisque la résoluti~n des équations

du mouvement et de celle de la chaleur est couplée. De plus, dans cette méthode, il est pos­

sible d'utiliser des maillages à pas variable; ceci est particulièrement intéressant dans le

cas de forces électromagnétiques, puisqu'il est possible d'augmenter le nombre de points du

maillage dans la peau. La taille typique des grilles utilisée est de 21 x 21.

3.1.6. Conditions aux limites

Pour le mouvement, les conditions aux limites sont les suivantes: les deux

composantes de la vitesse sont nulles le long des parois; la composante normale de la vi­

tesse et la dérivée normale de la vitesse tangentielle sont nulles en surface libre. Mathéma­

tiquement., ces conditions s'expriment en tourbillon et fonction de courant de manière suivan­

te :

tV'

~'

a

a

sur toutes les frontières

en surface libre.

Les conditions aux limites de ~' le long des parois doivent être traitées
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avec soin, en particulier du fait que les forces électromagnétiques sont étroitement locali­
sées le long de la paroi de l'inducteur et qu'elles décroissent rapidement avec la distance.
Si la formule classique proposée par GOSMAN (1969) est utilisée dans le cas présent, llinflu­
ence des forces entre le noeud a à la paroi et l,a noeud, 1 juste;à côté de la p·aroi est igno­
rée. Ceci conduit à une sous-estimation du maximum des vitesses, même avec un maillage très
fin. Il est nécessaire d'évaluer la valeur ~o à la paroi à partir du développement de Taylor
de ~ jusqu'à llordre 4 près de la paroi :

2 n'2
3 , , 3 4 1 14

1JJ 1 ~I +~I + a ~

10

+~ _n_+~ _n_+o(n ,4ni )
o an' ' 3

14anl 2! an 3! an 4!
. 0 0 0

Près de la paro i , les relations suivantes sont utilisées

a~' 1 a
an 1 0

til - ~~
an IJ.

~I açi -
_ ~l- ~b

a nl:l 0 an' a ni

a4~ 1 1 a\ 1

Gr aT'
1 +!

Va [ at; _ dt~ ]- =- - -z Re
a n,It a an' t a Re oy' a T Vo ax' . ay 1

La dernière équation provient de lléquation 1241, dans laquelle les termes
dlinertie sont négligés, et la viscosité réduite à sa valeur en laminaire. Donc ~~ peut être

exprimé en termes de ~1 et w;
, 2' 1---'

3 ~~ ~l n'2 [ aT' 1 i Va af af l
- -1-2- - - + - Gr - + - - Re (2 - 2)

n 2 8 Re ay 'OT v0
2 ax 1 ay 1 _

1341

Pour la température, le fond est supposé parfaitement isolé, alors que les
trois autres faces échangent par convection, avec des coefficients dléchange hi (côté induc­
teur), hf (côté four auxiliaire), hs (surface libre), qui sont des 'paramètres ajustables du

modèle.

3.1.7. Modélisation de la turbulence

Dans les métaux liquides, compte tenu de la faible viscosité, les écoule­
ments deviennent rapidement turbulents, même pour des vitesses relativement faibles. Cet effet
est pris en compte dlune manière classique, par l 1 introduction de valeurs effectives de la
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viscosité et de la diffusivité.

En pratique, la diffusivité thermique turbulente at est prise égale à la
viscosité turbulent~ vt (LEVICH, 1962). L'estimation de vt est faite à partir du modèle de
longueur de mélange généralisé (RODI, 1972). v t est relié aux composantes du tenseur de v;'-­

tesse de déformation eij = 1/2 (dui/du j + aUj/dx i )

avec

2~, (e.. e . .) 1/ 2
'" 1J lJ

Q'Yli= 0,4 Y près des parois

·1351

et ~~= 10 X de la largeur du moule, dès que cette valeur est inférieure à

1a précédente.

Deux essais ont été réalisés à l'aide du modèle plus sophistiqué de turbu­
lence k-E, l'un par la méthode de GOSMAN, l'autre à l'aide du programme TEACH de l'Imperial

Collége adapté par EVANS.

Le modèle k-E consiste à résoudre deux équations de transport supplémentai­
r~, pour k, énergie cinétique turbulente et E,taux de dissipation des fluctuations (LAUNDER
et SPALDING, 1974). D~ p.lus, près des parois, le modèle fait appel à des "fonctions de paroi"
qui sont établies à partir des résultats classiques du profil logarithmique.

Dans l'état actuel, les résultats de ces deux calculs sont proches de ceux

obtenus par le modèle en longueur de mélange. Ceci provient sans doute du fait qu'en brassage
électromagnétique, l'énergie cinétique turbulente et le taux de dissipation sont assez unifor­
mément répartis dans le coeur du liquide, comme le fait remarquer EL KADDAH. Le comporten~nt

de la turbulence en présence de forces électromagnétiques est donc essentiellement conditionné
par le voisinage des parois, où les deux modélisations se rejoignent. Toutefois des difficul­
tés et des incertitudes dans l'utilisation que nous avons faite du modèle k-E~ subsistent en­
core. C'est pourquoi les résultats obtenus dans ce cas ne seront pas présentés.

Enfin, il faut remarquer qu'aucun des modèles de turbulence existants ne
tient compte du caractère très localisé des forces électromagnétiques près des parois (EVANS
et Coll. 1981) •.

3.2. Mesures de vitesses et de températures Analyse et comparaison avec la
modélisation

Expériences et calculs ont été réalisés dans trois cas brassage direct,
brassage inverse et convection naturelle.
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La figure 2.13.a présente la carte de vitesse mesurée dans cette situation (in­

tensité d'alimentation du brasseur: 245 A). Tout d'abord, la méthode de VIVES est adaptée à

ce genre d'étude, puisque l'allure générale correspond bien à ce que l'on pouvait prévoir:

écoulement a un seul vortex, vitesses importantes le long de la paroi de l'inducteur. D'autre
part, cette méthode perme~ d'obtenir une information très locale puisque 70 points de mesures

ont été réalisés avec la même sonde dans un plan de 20 cm par 40 cm.

1=245A
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Figure 2.13 Cartes de vitesses en brassage direct (I
eff

= 245 A)

(a) lvlesures
(b) Calcul numérique.

Les principales caractéristiques de l'écoulement apparaissent clairement: une

couche accélérée très fine près de la paroi de l'inducteur, qui correspond au caractère très

localisé des forces électromagnétiques; par contre, l'écoulement retour est assez uniforme
et ne présente pas de couche limite.

La carte de vi tesse ca l.cul ée (fi gure 2. 13. b) présente u,n bon accord général ~ vec

la carte des mesures. En effet, les vitesses maximales se correspondent à moins de 10 % près.

Cet accord est obtenu sans qu'aucun paramètre ne soit ajusté dans le modèle, en ce qui concerne

le mouvement. D'autre part, la position du centre de rotation du mouvement est très semblable
sur les cartes expérimentale et calculée: ce centre n'est pas 1e centre géométrique de la

cavité, mais il est décalé vers le bas et vers la face de l'inducteur.
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Enfin, la prédiction par le modèle de la position du maximum d~ vitesse par rap­
port à la paroi de l'inducteur - 10 mm en haut à 20 mm en bas - est en accord avec l es mesures·.
L'épaisseur de la couche accélérée est toutefois beaucoup plus forte sur la carte calculée que
sur celle mesurée. Cette divergence conditionne d'ailleurs un comportement de l'écoulement en
retour très différent. En effet, la conservation du débit impose des vit~sses dans cette zone
beaucoup plus importantes dans le cas du modèle de l'ordre de 20 cm/s que dans l.e cas des me­
sures, de l'ordre oe 5 cm/s.

En vue de mieux analyser cette divergence, des mesures complémentaires ont été
réalisées, uniquement dans la moitié de la lingotière du côté inducteur, mais de manière~plus

serrée. Le brassage est plus important, puisqu'il correspond à une alimentation de l'inducteur
de 395 A. La figure 2.14 présente à plusieurs altitudes les profils de la variation de la com­
posante verticale de la vitesse en fonction de l'écartement à l'inducteur y.
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Figure 2.14 : Profils de vitesse verticale près de la paroi de
l'inducteur à plusieurs niveaux (I

eff
=.395 A).

Ces mesures confirment très nettement la position du maximum de vitesse à 10 mm
de la paroi. De plus, on retrouve les mêmes caractéristiques de la couche accélérée, très
fine et localisée près de la paroi, avec une épaisseur voisine du facteur d'atténuation du
champ (~20 mm). Cependant, ces profils montrent également une non-conservation du débit. En
effet, les vitesses au point y = 10 cm sont encore orientées vers le bas, .ce qui nécessiterait
un écoulement retour, dans la seconde moitié de la lingotière, plus important que l'écoulement
le long de la paroi de l'inducteur. Plusieurs tentatives d'explications de cette erreur sont
envisageables, sans qu'aucune n'ait pu être vérifiée, faute d'essais complémentaires. Un déca-
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lage du zéro· de la sonde' n'est pas à incriminer puisque la réponse. de la sonde est voisine

de zéro en l'absence de brassage (voîr figure 2.18). L'hypothèse la plus vraisemblable consis­

te à envisager des effets tridimensionnels, qui se produisent souvent dans les cavités.

Dans notre installation, compte tenu des forces électromagnétiques, qui contrô­

lent l'écoulement dans la zone proche de 1 1 inducteur, des mouvements tridimensionnels dans

cette région sont improbables. Par contre, on peut envisager que l'écoulement engendré par le

brasseur est une sorte de jet, qui vient lise briser" sur la paroi du fond et qu'une partie de

1 'étoule~ent en retour se fait dans des couche5 limites localisées le long des parois laté­

rales de la lingotière. De plus, la largeur finie de la ling6tière et de 1 1 inducteur condi­

tionne un comportement du champ de forces électromagnétiques très différent près des parois

latérales. En effet, du fait de la refermeture des courants induits, j est dirigé suivant x,
donc il n'y a plus de composante de force suivant cette direction. Des mesures de vitesses

complémentaires effectuées d'une part hors du plan de symétrie, d'autre part dans la troi­

sième direction (z) devraient permettre de confirmer cette hypothèse.

En définitive, l'accord entre les mesures et la modélisation est essentiellement

à estimer dans la zone proche de la paroi de l'inducteur. La concordance entre les maxima de

vitesse montre qu'un modèle simple de turbulence permet déja une bonne estimation de l'écou-

1ement.

Le champ de température dans la même situation de brassage est représenté sur

les figures 2.15.a et 2.15.b.

Forced Fluid Flow, Permanent State 1= 245A

T measured,oC T Calc,oC

669

675
676

û u
0 0 0 0

ë 0
ë 0 CD

2: ~ ~
'C)

C)

~
0

~
0 tU

C)
tU C) c:
c: c: :;c: ~ ~

~ LL.
LL.

Figure 2.15 Cartes des isothermes en brassage direct (I
eff

= 245 A)

(a) Mesures
(b) Calcul numérique.
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L1effet de la convection est nettement visible, avec une allure, très différente
de ce qui aurait pu être estimé en conduction pure. Il apparait'clairement, un coeur pratique­
ment homogène en tempêrature~ et des couches limites étroites pr~s des parois'.oQ sont concen­
trés les gradients thermiques

. L1accord entre mesures et calcul apparait comme bon. Il faut-rappeler que les
trois coefficients d1échange ont été ajustés en vue d10btenir cette' correspondance, en par­
ticulier mêmes températures au point le plus chaud et au point le plus froid. Les trois valeurs
retenues sont respectivement 480 W.m- 2.K- 1, 75 vLm- 2.K- 1et 30 W.m- 2.K- 1 pour les parois du côté

de 11inducteur, du four et en surface libre. La divergence dans le coin supérieur droit pro­
vient du fait que l lécoulement calculé a tendance à éviter cette zone, alors que d1après
l lécoulement mesuré, la température peut être convectéeplus largement ceci' se remarque à

la forme des isothermes, qui illustre bien le trajet du liquide.

Concernant la turbulence, la figure 2.16 présente à gauche le rapport de la
viscosité effective à la viscosité laminaire ve/v et à droite le rapport dela diffusivité
thermique à la diffusivité moléculaire ae/a.

I~\
\

a b

Figure 2.16

(a) Viscosité effective rapportée à la viscosité laminaire v Iv.
(h) Diffusivité thermique effective rapportée à la diffusivi~é

moléculaire' a la.
e

La grande analogie des deux cartes est logique puisqu10n a supposé que le nom­
bre de Prandtl turbulent Prt est constant et égal à 1.
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Toutefois, compte tenu de la faible valeur du nombre de Prandtl dans l'alumi­
nium, le maximum du rapport ae/a, de l 1 ordre de 60, est petit en comparaison de celui de
ve/v, de l'ordre de 2000. Donc l 'influence de la turbulence sur le champ de température est
beaucoup plus limité~ que sur le champ de vitesse. En particulier, au voisinage des parois,
la variation de ae/a nlest pas très brutale: la sous-couche thermique est donc suffisamment
large pour éviter un traitement spécial du transfert thermique turbulent près des parois, et
c~ci sans devoir utiliser un maillage particulièrement fin.

D'une manière plus générale, la répartition spatiale de ve/v et de ae/a pré­
sente deux régions où ces paramètres sont plus élevés, la limite de la couche accélérée et le
coin inférieur droit, ce'qui paraît conforme aux zones prévisibles de forte turbulence. En
dehors de ces régions, la turbulence reste élevée et assez uniformément répartie. Ce résultat
est à mettre en rapport avec les conclusions de EL KADDAH (à publier) sur la réparti'tion de
l'énergie cinétique turbulente dans un dispositif de brassage à champ glissant assez analogue

au nôtre. Il semble que la turbulence dans les situations de brassage électromagnétique soit
assez uniformément répartie dans le coeur du liquide. Cette remarque est confortée également
par les calculs de BARBIER et Coll. (1982), qui testent plusieurs modèles de turbulence, en
brassage dans des fours à induction.

LI inducteur est alimenté à la même intensité que dans le cas précédent (245 A),
mais deux des phases ont été inversées, de telle sorte que les forces électromagnétiques sont
verticales ascendantes, donc opposées à la convection naturelle.

Les figures 2.17.a et 2.17.b présentent de la même façon que précédemment une
comparaison entre mesures et calculs dans le même cas.

A nouveau, la distribution générale de 1 'écoulement se correspond bien
dans ce cas, le centre de rotation du mouvement est décalé vers le haut et toujours vers la
paroi de l'inducteur; au niveau du maximum de vitesse, l'accord est bon à la fois en module
et en position; enfin, un second petit vortex apparaît dans le coin inférieur avec une confi­
guration très semblable à la fois sur les cartes calculée et mesurée. Une nette différence
apparaît cependant dans le coin supérieur gauche. Celle-ci provient de l'effet de dôme déjà
signalé, que le calcul ne peut prendre en compte puisque la surface libre est supposée plane.

La comparaison des figures 2.13 et 2.17 montrent que 1 'effet du brassage sur
1 'éçoulement est très symétrique. Cette remarque c6nfirme que l'effet de la convection natu­
relle est négligeable du moment qu'il y a brassage électromagnétique. De plus, la surface
libre ne joue qu'un rôle relativement limité (écoulement à son voisinage), puisque la distri­
bution générale est peu modifiée dans les deux cas.



Figure 2.1? Cartes de vitesses en brassage inverse (Ieff =245 A)

(a) Mesures.
(b) Calcul numérique.

3.2.3. Influence de l'intensité d'alimentation de llinducteur

L1influence de 1lintensité du courant a êté étudiée en plaçant la sonde à un
endroit donné (x = 20 mm, y = 160 mm), dans la couche accélérée, pour avoir une sensibilité
suffisante.

La vitesse mesurée est pratiquement fonction~inéaire du courant. Cette remar­
que est vraie, même en brassage inverse, bien que les points expérimentaux soient plus disper­
sés. Plusieurs expérimentateurs ont déjà mis en évidence cette propriété des écoulements MHD
turbulents, comme par exemple TRAKAS et TABELING (1982) ou KOANDA et FAUTRELLE (1982) dans
les fours à induction. En effet, la linéarité observée est en accord avec la nature turbulen­
te de llécoulement.
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Figu:re 2.18 Variation de la vitesse mesurée en fonction de
l'intensité d'alimentation de Z'inducteur.

3.2.4. Convection naturelle----------

Comme le montrent les figures 2.19.a et 2.19.b, il Y a un bon accord entre tem-

Natural Convection, Permanent State

T calc,oC
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T measured,oC
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Figure 2.19 Cartes d'isothermes en convection naturelle.

(a) Mesures
(b) Calcul numérique.
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pératures calculées et mesurées en convection naturelle. Ce résultat est toutefois à rappro-'
cher du fait que les trois coefficients d'échange ont déjàétê ajustés à partir des expériences
et des calculs en brassage électromagnétique.

Les deux car~es montren~ une di~tribution clas~ique de la convection naturelle:
1es grad ients sont l oca l j sés près d,es pa roi s da.ns de.s couches l i ~~ tes thermi ques. Ils provo­
quent l'écoulement recirculant. Contraire~ent au cas d.u. brassage, où le coeur. était pratique­
ment homogène en température, dans le cas de. la convection. naturelle, des gradien~s thermiques
existent .touj~urs mais ils sont vertic~ux, donc non. mote,urs pour le mouvement.

Concernant les vitesses, il est à noter que, dans le cas présent, les vitesses
sont trop faibles pour être mesurées, donc seul une c~rte de. vitesse calculée.est présentée

(fi g. 2.20). "

Natural Convection

10cm

~ 10cm/s

Figure 2.20 Vitesses calculées en convection naturelle.

Cette carte montre clairement les deux couches limites, de caractéristiques
assez proches de celles dégagées au paragraphe 3.1.4.1., dans un calcul approché. L'influence
de la cavité est aussi nettement visible: la couche descendante est alimentée par la surface
libre, ce .qui explique sa grande épaisseur dès l iorigine. Par contre, cette même couche est

dispersée par le fond de la cavité. Donc la réalimentation directe de la couche montante est

moins nette, ce qui explique que le comportement de celle-ci soit plus proche du cas de la
plaque de hauteur infinie. Enfin, la partie centrale du liquide reste pratiquement sans mou­
vement : c'est la zone de stratification.
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CONCLUSION

Nous avons réalisé des mesures détaillées de champ magnétique, de densité de
courant, de vitesses et de température dans la lingotière expérimentale, dans des cas de con­
vection naturelle ou de convection provoquée par un brasseur électromagnétique, en régime
permanent. La faisabilité d'une telle étude a été démontrée,bien que le métal utilisé soit de
1'alumini·um liq~ideà une température voisine de 660°C. Les résultats permettent de montrer
clairement les principales caractéristiques hydrodynamiques du brassage asynchrone en lingo­
tière.

De plus, ll.influence des mouvem~nts convectifs sur le champ de température est
nettement dégagée également: stratification du liquide en convection naturelle, homogénéisa­
tion du coeur du liquide en brassage avec localisation des gradients dans des couches limites
étro·ites. Ce résultat est très intéressant pour la suite de l'étude, à cause de l'importance
du comportement thermique du métal liquide sur les structures de solidification d'un lingot.

Parallèlement. aux mesures qui sont longues et parfois difficiles à-mettre en
oeuvre, vne modélisation complète des phénomènes électromagnétique, hydrodynamique et thermi­
que a été conduite. Elle donne des résultats en bon accord avec les expériences, sur la valeur
moyenne du champ magné~ique, la valeur maximale des vitesses et la distribution générale des
vitesses et de la température. Elle permet la représentation des situations à la fois de con­
vection naturelle et de brassage électromagnétique. Cette confrontation a permis de valider
le mode de calcul et d'aborder la modélisation du problème de solidification de lingot à partir
des méthodes élaborées en régime permanent.·
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1. INTRODUCTION

En vue d'expliquer les structures de solidification, les métallurgistes tentent
de les relier aux grandeurs thermiques et chimiques locales: gradient de température au
niveau du front de solidification, vitesse d'avancement du front, surfusion en pointe de den­
drite, rejet de soluté, etc ... Or, ces paramètres sont d'un accès très dffficile aux expé­
riences. En effet, en dehors de conditions de solidification très contrôlées, comme par exem­

ple la solidification dirigée, il est difficile, dans les cas de solidification en lingot par
exemple, d'obtenir des informations directement exploitables par des expériences. Ainsi, il
est connu que la transition colonnaire-équiaxe se situe dans une gamme de surchauffe de
l'ordre de 5°C, voire peut-être moins. C'est pourquoi des modèles sont nécessaires, en vue
d'interpréter les résultats expérimentaux et de dégager les tendances parfois peu visibles
sur les mesures directes.

Du point de vue théorique, la structure de solidification dépend de paramètres
agissant a deux échelles différentes:

- D'une part localement, a l'échelle dendritique ; c'est la démarche adoptée d~ns les mo­
dèles de BURDEN et HUNT (1974), de TRIVEDI (1980) et de KURZ et FISCHER (1981).

- D'autre part, glo~alement, a l'échelle de la pièce; le comportement d'ensemble, l'échan­
ge thermique par le moule ou la convection dans le liquide par exemple, modifient les
conditions locales de solidification. Les modèles de solidification de ce type sont ex­
posés dans l'annexe B.

Un analyse détaillée consisterait donc a pouvoir coupler un modèle local et un
modèle global. Dans l'état actuel, une telle démarche paraît difficile, compte tenu des dif­
férences d'échelles et d'ordres de grandeur.

Notre étude a consisté en une analyse de l'influence de la convèction dans le
liquide, d'origine thermique ou due a un brassage électromagnétique, sur la solidification, a
l'échelle globale. En effet, le problème n'avait été abordé, jusqu'a présent, que de manière
approchée ou partielle. Le modèle, développé au chapitre 2, a été adapté au cas de la solidi­
fication d'un lingot, avec détermination complète de l'écoulement dans le liquide par résolu­
tion des équations du mouvement.

Toutefois, malgré le caractère global de ce modèle (transferts thermiques et
écoulements d'ensemble), nous avons essayé d'en tirer des informations de type plus local, en
vue d'analyser l'influence de la convection sur les structures de solidification.

Enfin, le modèle actuel, bien que n'abordant qu'une partie du problème du

transfert convectif en analysant son influence dans le liquide a été conçu de manière suffi­
samment générale pour être facilement adapté a d'autres applications, où interviennent égale­
ment le transfert convectif, comme par exemple .les problèmes de macroségrégations ou les

problèmes d'alimentation en fin de solidification.
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2. LA MODELISATION

2.1. Formulation du pr~blème

Nous nous intéressons au problème de solidification d'un alliage binaire. Il

existe donc un intervalle de solidification, compris entre deux températures, où solide et

liquide coexistent. Ces températures de début et de fin de solidification ne correspondent pas

automatiquement aux températures de liquidus et de solidus données par le diagramme de phase

pour une concentration en soluté donnée. En effet, d'une part pour qu'il y ait croissance de la

phase solide dans le cas d'un front non plan, il est nécessaire que le liquide soit en surfu­

sion au niveau du front. Nous verrons que cette surfusion peut être de l'ordre ae 1° dans le
cas d'une solidification en lingot. D'autre part, la réaction de transformation de phase ne

se déroule pas généralement â l'équilibre, du fait de la diffusion limitée dans le solide.

Donc la température de fin de transformation est comprise entre la température de solidus et
la température eutectique.

En première approximation, il est possible de séparer le problème global en

plusieurs zones :

la zone de métal encore liquide de température supérieure â la température de début de

solidification,

lazonesolide / liquide, parfois appelée aussi pâteuse, où le liquide et le solide coexis­

tent, de température comprise dans l'intervalle de solidification,

- la zone de solide déjâ formé

- la zone extérieure au métal, qui englobe tout ce qui va reglr le transfert thermique en

cours de solidification. Elle comprend par e~emple le moule et ses différents constitu­

ants, l'air ambiant (cas d'un échange par radiation et convection naturelle), l'eau de

refroidissement (cas d'un échange par convection forcée).

Le comportement de la zone solide/liquide est complexe et nécessite une analyse

plus détaillée. D'après SCHWERDTFEGER (1977), cette zone peut se subdiviser en trois sous­

zones, une ou deux d'entre elles pouvant ne pas exister suivant les cas.

- une zone, où â la fois, le liquide et le solide sont en mouvement. Cette zone correspond

au concept de cristallites qui sont â l'origine de la croissance équiaxe (LESOULT 1982),

- une zone, où seul le liquide se déplace â travers un "squelette" fixe de solide. Cette

zone correspond au cas de la croissance colonnaire,

- une zone, où ni le liquide, ni le solide ne se déplacent. Elle apparaît en fin'de solidi­

fication, lorsque la fraction solide formée est importante et empêche le liquide de se

déplacer. Elle peut être â l'origine de la formation de porosité par absence d'alimenta­

ti on en li qui de rés i due l (LAMANTHE, ,1982) .
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Figure 3.1 Schématisation de la zone solide/liquide d'après
SCHWERDTFEGER

I. zone où li0~ide et solide sont immobiles.
II. zone où le liquide se déplace seul.

III. zone où liquide et solide sont en mouvement.

La solidification met en jeu a la fois des échanges de chaleur et des échanges
de soluté. L'un et l'autre de ces transferts peuvent sleffectuer soit par diffusion, soit par

convection. La nécessité d'évaluer le transfert convectif impose de connaître les mouvements
du liquide et du solide, s'ils existent.

Les origines des mouvements du liquide en cours de solidification sont variées
(KATTAMIS, 1981) :

* la convection thermique,

* la convection forcée (forces électromagnétiques par exemple)

Ces deux mécanismes ont déjà été étudiés dans le chapitre 2, lors de la carac­
térisation hydrodynamique et thermique en régime permanent.

* la convection solutale, liée aux variations de masse volumique en fonction de
la concentration en soluté du liquide,

* le retrait à la solidification. En effet, comme le solide est plus dense que le
liquide dans le cas des alliages usuels, le liquide résiduel est obligé d'aller
alimenter la formation de solide.

Les mouvements du solide déja formé peuvent être dus à

* l'entraînement par. le liquide,

* la poussée d'Archimède, le solide étant plus dense que le liquide,

* les forces électromagnétiques, s'il y a lieu.
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Les équations qui régissent dans la zone l,iquide., l'écoulement, les transferts

thermique et solutal, sont les bilans de masse totale, de quantité de mouvement, d'énergie et
de masse de soluté. Dans le cadre de 1 'appr6ximation de Boussinesq, les équations présentent

une forme très équivalente à celles exposées au chapitre L, avec toutefois un terme transi­
toire supplémentaire.

Elles sont écrites ici en' notation vectorielle.

div u = 0

dU
+ u . grad u

dt
- 1- grad p + div (ve grad u) + 1- f

PL PL

- B(T-To)g - X(CL-Co)g 121

~ + u . grad T = div (ae grad T)
dt

dC L
+ u . grad CL div (De grad CL)

dt

131

X est le coefficient de variation de masse volumique avec la concentration qui

conditionne la convection solutale,

De est la diffusivité chimique effective, du mêm~ type que ve et a e en cas de

turbulence.

Dans la zone' solide, les vitesses sont 'nulles, seuls interviennent le transfert

thermique par conduction et le transfert chimique par diffusion dans le solide. En général, ce

dernier est négl igé, compte tenu de la faiblesse du c:oefficient de diffusion sol ide.

Dans la zone solide/liquide, une modélisation précise nécessiterait de connaî­
tre la structure du solide par rapport au liquide.

Cette démarche est réalisée dans certains modèles de croissance dendritique
mais nécessite en revanche des approximations très restrictives.

Une modélisation plus globale passe par le concept de volume élémentaire défini

par FLEMINGS et NEREO (1967). Il s'agit d'un' volume suffisamment petit pour être traité comme

un élément différentiel, toutefois suffisamment grand pour que la fraction solide dans celui-
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ci corresponde à la moyenne locale. Les variables température et concentration dans le liquide
sont supposées uniformes dans ce volume.

Les équations sont obtenues par bilans de masse totale, d'enthalpie, de masse
de soluté,totale et dans le solide, sur ce volume V comprenant à la fois du solide en volume

Vs et du liquide en volume VL· gs est la fraction solide volumique (gs = VS/V).

Figure :3.2 Elément de volume V sur lequel sont réalisés les bilans
(plan pou~ la clarté de la figure).

Vs volume solide (partie hachurée)

S : surface externe du volume V (ligne pointillée).

Bilan global de masse

Entre deux instants t et t+dt, la variation de masse de l'élément de volume V

est
t+dt

d eMJ = fI JV rsgs + PLgL 1 t dv

La masse de matière entrant dans le volume, pendant dt, est donnée par

où uL et Us sont les vitesses respectivement du liquide et du solide.

n norma1e ori entée vers l' extéri eur à l a surface S.

Cette expression fait implicitement l 'hypothèse que, sur la surface S, le solide
et le liquide sont répartis de la même façon que dans le volume V. Cette hypothèse n'est bien
sûr pas vraie sur un cas particulier comme le montre la figure 3.2, mais comme le volume V est
quelconque, on peut admettre qu'en moyenne, elle sera vérifiée.

Le bilan global de masse s'écrit en définitive

o

~-~- ---~- --



161

Par contre, la composition moyenne du solide formé CS' dépend de l'état de mi­

croségrégation. Deux cas limites peuvent être envisagés

avec HS enthalpie du solide par unité de masse

HL enthalpie du liquide par unité de masse.

- llélément, qui constitue le soluté, ne diffuse pas dans le solide. Dans ce cas, la pro­

duction S de soluté solide correspond uniquement à la solidification à llinterface, pendant

llintervalle de temps de durée dt, soit:
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S

C* =
S

Bilan de masse de soluté dans le solide

Dans cette équation, il est nécessaire de faire intervenir les échanges solu­

taux entre le solide et le liquide au moment de la solidification. D1après 1 'hypothèse d1é­

quilibre à l'interface, la concentration du solide C; à l 1 interface solide/liquide est reliée

à la composition du liquide par 11intermédiaire du coefficient de partage k :

Bilan global de masse de soluté

En tenant compte des flux massiques de soluté à la fois diffusif et convectif,

on obtient après bilan sur le volume V :

D1une manière analogue au bilan précédent, mais en tenant compte en plus de

l~énergie sortant par conduction thermique dans le liquide et dans le solide, on obtient:

Bilan d1enthalpie

On fait l 1hypothèse classiquement admise que l'enthalpie d1un mélange solide/

liquide est égale ~ la somme des enthalpies de chacune des phases. On néglige donc la contri­

bution interfaciale.
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Dans ce cas, apparaît un maximum de microségrégation dans le solide formé, et

le bilan en soluté solide s'écrit:

L'équation 171 s'écrit alors

- L'élément considéré diffuse infiniment rapidement dans le solide. Dans ce cas-là, locale­

ment, le solide est homogène en composition. Donc sa composition doit être celle de l'inter­

face :

1101

avec substitution immédiate dans l'équation 17i. Par diffusion infiniment rapide, il faut en­
tendre à l'échelle du volume considéré, et cette hypothèse n'est pas incompatible avec une

diffusion dans le solide finie et même négligeable à l'échelle de la pièce, avec apparition

de macroségrégations.

En réalité, l'effet de la diffusion solide se place entre ces deux cas limites.

Son influence peut être caractérisée par un paramètre a, comme le proposent TACKE et Coll.

(1981), compris entre a et 1, qui décrit l'extension de la microsé9régation. L'équation \71

. dev; ent alors

d. dgS d .
-- (PL9LCL) + dlV (PLgLCLuL) = - Ps k CL --- - a k [gs -- (PSCL)
dt 'dt dt

+ div (PSgSCLuS) - div (pSDS9S grad CL)] + div (PL DL9 L grad CL) 1 111

Equilibre à l'interface

L'équilibre thermodynamique du solide et du liquide donne une dernière relation

entre la température et la concentration du liquide à l'interface solide/liquide, par l'inter­

médiaire du diagramme de phase. En général, la courbe liquidus est approximée par une droite:

T TF - m CL 1121

TF température de fusion du corps pur.
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Ecoulements dans la zone Solide-Liquide

1131

uL vitesse moyenne du liquide dans le réseau solide

(différente de la vitesse defiltration des hydrogéologues V* gLuL qui
correspond à un débit par unité de surface).

2
K perméabilité du milieu, souvent prise de la forme y gL avec y , constante.

fe forces extérieures, introduites dans 1'équation par analogie au gradient
de pression, dans les équations de Navier-Stokes. Ce terme, qui n'existe

pas dans la formulation classique de la loi de DARCY, peut intervenir dans
les écoulements interdendritiques du fait ·de forces électromagnétiques ou
de.forces ~entrifuges (KOU et Coll .. :1978).

- Le solide et le liquide sont en mouvement. Ce type d'écoulement s'apparente au cas des
suspensions (FORTIER, 1967). Toutefois, peu d'informations sont disponibles en mécanique des
fluides à ce sujet. En effet, seuls les cas de suspension avec faible fraction solide sont
bien modélisés. D'autre part, l 'hypothèse de même densité du solide et du liquide est très
souvent supposée. Cette hypothèse empêche donc d'envisager le problème de sédimentation des
cristallites équiaxes , tel que l'ont mis en évidence des expériences de KOHN (1968). La mé­
thode d'étude des suspensions consiste généralement à obtenir une viscosité apparente dans
une expérience de viscosimètre de Couette. Cette démarche a été effectuée dans le cas d'allia­
ges, pour des applications de rhéocoulée (SPENCER et Coll. 1972). Toutefois, les conditions
expérimentales recherchées dans ces essais sont un cisaillement intense et semblent donc peu
représentatives des conditions de croissance équiaxe. Concernant les problèmes de transfert
thermique et de masse entre les particules solides et le fluide, une importante littérature

existe en génie chimique mais elle concerne généralement les lits fixes et les lits fluidisés
et semble difficilement pouvoir se transposer au cas d'un lit entrainé dans un système recir­

culant.

avec

- Le squelette solide est fixe et le liquide circule à travers. Clest le:cas en croissance

dendritique colonnaire. Dans ce cas, 1 'écoulement peut slapparenter à un écoulement en milieu
poreux. Or, dans les milieux poreux, on applique la loi empirique de DARCY:

Pour compléter la description de la zone solide/liquide, il est nécessaire
d'estimer les écoulements qui peuvent sly développer. A ce niveau, deux situations peuvent se

produire :

Cett approche a été appliquée au problème de solidification ·par PIWONKA et
FLEMINGS (1966). Elle a été discutée et complétée par les travaux de WEINBERG avec KAEMPFFER,
(1971), STEWART (1972) et STREAT (1976). Toutefois, la détermination d'une perméabilité reste
encore très contreversée. Des études récent~s de LACAZE et LESOULT (communication privée)
tentent d'apporter de nouvelles informations en abordant le problème par des voies originales
(solidification unidirectionnelle et analyse d'images).
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Dans la II zone extérieure ll intervient uniquement le transfert thermique. Toute­
fois, celui-ci est t~ès important puisqu'il conditionne la façon dont les échanges vont s'ef­
fectuer dans le métal, donc la structure de solidificati·on. Le moule - forme et conception,
propriétés des matériaux, étuvage, refroidissement éventuel - est l'un des deux paramètres,
avec la surchauffe initiale, sur lequel le fondeur peut agir (en l'absence bien sûr de brassa­
ge électromagnétique). Cet échange peut prendre des aspects très. compliqués avec apparition de
résistances de contact:

- En moule de fonderie, formation d'une lame d'air entre le moule et le métal, lors du re­
trait à la solidification, où les échanges se font par conduction et rayonnement (KOLLING
et GRIGULL, 1981).

- Présence de minces couches de poteyage généralement thermiquement isolantes sur certains
moules, comme par exemple en coulée centrifuge (EBISU, 1977).

- Film d'eau ruisselant le long du produit avec vaporisation partielle en coulée continue
(WECKMAN et NIESSEN, 1982).

Toutefois, vu du côté métal, le problème peut toujours se ramener à une rela­
tion en chaque point de la frontière entre la température en ce point et le flux local. Cette
relation peut être simple dans certains cas - conditions deOIRICHLEi, de NEWTON. Mais dans le
cas le plus général, elle résulte de l'analyse en deux modèles couplés: un modèle décrivant
le comportement du métal, un modèle décrivant la "zone extérieure", avec comme inconnues aux
frontières communes, la température et le flux de chaleur, ces inconnues étant déterminées
par les relations de continuité de la température et du flux.

2.2. Hypothèses simplificatrices

Le but de la modélisation est d'obtenir l'évolution de la température dans la
zone de liquide au cours de la solidification, en prenant en compte les effets convectifs dans
celui-ci. C'est pourquoi la description de la zone liquide a été particulièrement soignée,
avec résolution complète des équations du mouvement. Par contre, il a été nécessaire de faire
dans d'autres domaines des hypothèses très simplificatrices, en particulier concernant l'état
initial, la géométrie, la zone extérieure au métal, la modélisation de la turbulence dans le
liquide et enfin le comportement de la zone solide/liquide.

2.2.1. Etat initial

A l'instant initial, le métal est supposé isotherme et sans mouvement. Cette
hypothèse est directement liée aux conditions de coulée.

En effet, pour que la condition d'isothermie soit vérifiée, il faut que le
temps de coulée soit petit vis-à-vis du temps caractéristique d'extraction de l~ chaleur, tex'
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qu'on peut construire comme suit

avec température de coulée

6Tc variation de température caractéristique pendant tex

~ flux de chaleur extrait
S surface d'échange.

Pour le cas des conditions expérimentales et un ~Tc de l'ordre de 5°C, qui cor­

respond à l'imprécision sur la température de coulée, tex vaut de l'ordre de 33 s, ce qui est

du même ·ordre que le temps nécessaire à la coulée.

Donc les conditions expérimentales seront a priori assez éloignées des condi­

tions du modèle. Toutefois, une hypothèse plus réaliste obligerait de modéliser le remplissage

de la lingotière, ce qui constituerait une grosse complication.

La condition d'absence de mouvement est liée au temps d'élimination de la quan­

tité de mouvement induite par la coulée. En suivant les calculs de WITZKE (1980), on peut sup­
poser qu'à l'instant initial de la coulée, il y a transformation complète de l'énergie poten­

tielle due à la coulée en énergie cinétique du liquide, soit:

"2
V.,
2

= 9 H

H : hauteur de chute entre la goulotte et le fond de la lingotière.

L'élimination du mouvement se fait par dissipation visqueuse turbulente (phénomène de la cas­
cade de tourbillons pour dégrader l'énergie). Un temps caractéristique de cette élimination
peut donc être donné par:

Q,2

(0,1.Q,) x (O,l.V i )

V
e

est une viscosité effective, qui tient compte de la turbulence (voir cha­

pitre 2).

Dans notre cas, H est de l'ordre de 50 cm, Q, de 20 cm, d'où tél est de l'ordre

de 7 s, ce qui est très court.

2.2.2. Géométrie

La géométrie est bidimensionnelle, plane puisqu'en continuité avec les études

du chapitre 2. Une transposition au cas axisymétrique ne poserait pas de problème particulier.

La géométrie adoptée dans les différents tests du modèle correspond au cas d'un lingot paral­

lélépipédique de rapport hauteur sur largeur donné et égal à 2 (high aspect ratio).
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2.2.3. Modélisation de la zone extérieure au métal

Dans l'étape actuelle, cette modélisation est la plus simple possible, puisque
l'échange moule-métal est caractérisé par un coefficient d'échange, constant au cours du temps,
entre le contact moule-métal à température Tp et le milieu extérieur de température Tréf

À dT 1 = h (T T )P - réfdn paroi
1141

Cette hypothèse revient à supposer que tout le transfert thermique se fait du
métal vers l'extérieur, sans intervention du moule. Pour cela, il faut soit que la capacité
calorifique du moule soit négligeable vis-à-vis de celle du métal, soit que le moule ait été
étuvé à.une température proche de la température de coulée. Ces conditions ne sont pas réali­
sées dans le cas des petits lingots coulés en moule massif, et comme l'ont montré DOHERTY et
Coll. (1978), la température d'étuvage du moule joue un grand rôle sur les structure de soli­
dification. Toutefois, dans le cas des grands lingots, 1 'hypothèse de prendre un coefficient
d'éch~nge constant semble assez réaliste.

2.2.4. Turbulence

Le problème du traitement de la turbulence au coeur du }iquide a été détaillé
au chapitre 2. Dans la zone solide/liquide, les écoulements, s'ils existent, sont suffisamment
lents pour ne pas être turbulents. Il faut donc évaluer le comportement de la turbulence au
voisinage du front solide/liquide. Le problème est compliqué, puisqu'il s'agit d'une surface
fortement rugueuse (pointes de dendrites),. et qu'aucune information directe par mesures n'exis­
te dans l'état actuel. Or, une bonne évaluation de la turbulence au voisinage du front serait
particulièrement importante puisqu'elle modifie 1es transferts th~rmiques locaux, mais surtout
elle conditionne le transfert de masse (rejet de soluté) vers le liquide.

En appliquant le critère de rugosité des conduites, il semble que le problème
de la structure rugueuse du front dendritique soit moins important qu'on pourrait le craindre
a priori :

0
v 7 v.10 10-4 m7- 'V 2 .f u* umax

avec of épaisseur de la sous-couche visqueuse

u* vitesse de frottement prise égale à 10 %de la vitesse maximale

umax (40 cm/s).

Or, justement, la périodicité des dendrites est de l'ordre de 2.10-4 m. En dé­

finitive, en l'absence d'informations complémentaires, le modèle de turbulence adopté est
identique à celui du chapitre 2 (modèle en longueur de mélange), en supposant que le front de
solidification se comporte comme une paroi.
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la description de la zone solide/liquide présentée correspond au cas le plus
général. Toutefois, suivant les cas et les types de problème~envisagés, de nombreuses hypo­
thèses sont possibles. Elles sont liées a"la pos~ibilité d'écoulement et a son influence sur
les transferts.

* Ordre de grandeur des écoulement dans la zone solide/liquide

les calculs et les mesures de SZEKElY et JASSAl (1978) montrent que les vites­
ses dans la zone solide/liquide sont de l'ordre de 1 %des vitesses dans le liquide. De plus,
les modèles de macroségrégation (RIDDER et Coll. 1978, FUJII et Coll. 1979) montrent que les
vitesses interdendritiques sont de l'ordre de 10-4 rn/s. Enfin, dans le cas de notre dispositif
avec brassage électr9magnétique, en négligeant le gradient de pression dans la loi de DARCY,
on obtient, pour une intensité Ieff de 245 A, une vitess~ a.60 %de fraction liquide:

y g -
u

l
= __l f

p \)

avec une valeur de y de 5.10- 10 m2 (valeur moyenne entre les différents auteurs cités).

* Influence d'un écoulement en zone solide/liquide sur la température

le nombre de Peclet permet d'estimer le rapport du transport convectif au trans­
port diffusif. On construit deux nombres de Peclet :

- un. nombre de Peclet "microscopique" avec, comme longueur caractéristique, Àl'espacement
interdendritique ; il traduit l'influence de la convection a l'échelle d'une dendrite.

- un nombre de Peclet "macroscopique" avec comme longueur caractéristique ~ ,l'échelle de
la zone solide/liquide, soit par exemple l'échelle de la pièce entière.

vÀ
'V

10-4.2.10-4

al 4.10- 5

v~ 10-4 0,1
'V

10-5a 4 .l

5.10-4 « 1

0,25

avec v de l'ordre de 10-4 mis

et Àde l'ordre de 200 Fll.

Donc l'influence de la convection au niveau des dendrites est tout a fait né~li­

geable, ce qui permet de s'affranchir de la structure complexe de celle-ci et d'envisage~ sans
problème une description de type général de la zone solide/liquide, comme proposée p~r

FlEMINGS. D'autre part, même a l'échelle de la pièce, la convection interdendritique ne joue
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qu'un faible rôle. sur la thermique et peut, en première approximation, être négligée.

Ces remarques conduisent à une ~escription très simplifiée du comportement
thermique de la zone 'solide/liquide puisque les termes convectifs sont négligés. Avec HS égal

à CpT et HL égal à CpT+~H (même chaleur spécifique du solide et du liquide) l'équation 161

devient :

avec

11s1

De plus, comme dans le cas des alliages considérés, le facteur de contraction

Bc =(PS-pJ/PS est faible (de l'ordre de 4 %), au premier ordre l'équation 11s1 peut s'écrire

dT l1H dgs---
dt Cp dt

1161

*Influence d'un écoulement en zone solide/liquide sur la concentration en soluté

De la même façon que pour le problème thermique, on construit deux nombres de

Peclet chimique:

Pemi,C
VÀ

IV
10-4 x 2.10-4

6,3
DL 3,2 . 10-9

v9v -4
103Pe IV

10 x 0,1 3 .ma,C
DL 3,2 . 10-9

On constate la très grande différence d'ordre de grandeur entre les nombres de
Peclet chimique et thermique (104). Cette différence est une des caractéristiques des alliages
métalliques, puisque le nombre de Prandtl (a/v) est généralement faible, de l'ordre de 10-2,
alors que l~ nombre de Schmidt (D/v) est grand, de l'ordre de 102. Ainsi le transfert chimique
se fait préférentiellement par convection, le mécanisme de diffusion chimique dans le liquide
étant très limité.

Même à l'échelle dendritique, la convection peut influencer les transferts chi­

miques, comme le montre l'estimation de Pemi,C. Ce transport est d'ailleurs à l'origine du
mécanisme de redressement des branches de dendrites à contre-courant de la circulation de mé­
tal liquide, comme le montrent, dans les expériences de ICHIKAWA (1980) les profilsJobtenus
à la microsonde, de concentration en soluté perpendiculairement à la direction des dendrites.

A l'échelle de la p,ece, le rôle de la convection apparaît comme très important,
à tel point que le rôle de la diffusion peut être complètement négligé, comme dans certaines
modélisations de la zone interdendritique. Ce problème est directement lié à l'apparition de
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macroségrégations, lesquelles correspondent à une variation de la composition en éléments

d'alliage sur une échelle macroscopique.

La diffusion chimique moléculaire seule conduit à des effets de macroségréga­

tions très faibles, avec un léger appauvrissement en début de solidification et corrélative­

ment un léger enrichissement en fin de solidification, comme le montrent par exemple les

calculs de TACKE et Coll. (1981) en coulée continue d'acier. Le rôle de la diffusion chimique

moléculaire peut donc être négligé pour ce qui concerne les macroségrégations.

Pour expliquer les macroségrégations observées sur les lingots, il est néces­

saire de considérer les transports convectifs de soluté, sur des distances incompatibles avec

le rayon d'action caractéristique de la diffusion chimique moléculaire:

A partir des équations 151, 191 et 1121 ci-dessus, on retrouve, en négligeant

la diffusion à la fois dans le liquide et dans le solide, l'équation de redistribution locale

du soluté, proposée par FLEMINGS et NEREO (1967)

1-B uL · grad T gL
(----.-'c) (1 + ) _

1-k E CL
1171

où € = aT est la vitesse de refroidissement.
at

On suppose dans ce cas que le solide est fixe (uS = 0).

Dans le cas particulier où de plus Bc et uL sont supposés négligeables, l'équa­

tion 1171 se ramène à la loi de SCHEIL-GULLIVER. Toutefois, la formulation plus générale pro­

posée peut avoir son intêrêt dans les cas de brassage électromagnétique, comme par exemple

concernant l'apparition de zones blanches en coulée continue, qui correspondent à des ségré­

gations inverses (ou négatives). En effet, deux explications de leur formation sont proposées,

suivant deux mécanismes qui paraissent chacun vraisemblables et qui font intervenir l'un,un

transport convectif et 1 'autre,un transport diffusif turbulent.

La première s'appuie sur l'équation de redistribution du soluté 1171, en in­

cluant la variation de vitesse d'avancement des isothermes liquidus et solidus dues au bras­

sage électromagnétique. Ainsi un ralentissement de la progression de l'isotherme liquidus

conduit à une expulsion du liquide interdendritique vers la zone liquide, donc à un transport

de soluté (BRIDGE et ROGERS, 1983).

La deuxième explication est le mécanisme de lavage du front ("was hing effect")

énoncé par TAKAHASHI (1977) et traduit sous forme de coefficient de partage effectif. Du fait

du brassage, dans une partie de la zone solide/liquide, l'écoulement est turbulent. Donc la

diffusivité chimique à prendre en compte est une valeur turbulente De' de l'ordre de 105 supé­

rieuœà D, diffusivité chimique moléculaire. Le phénomène de rejet de soluté se trouve donc
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fortement accéléré au niveau du brasseur électromagnétique et conduit localement à un appau­
vrissement, comme le montre la modélisation numérique détaillée de 'TACKE et Coll. (1981).

2.3. Stade actuel de la modélisation

Le traitement de l'équation complète de transfert de soluté dans la zone solide/
liquide devrait pouvoir être intégré à la modélisation, puisqu'a priori, il s'agit d'une équa­
tion de .transport du même type que les autres. Toutefois, deux problèmes rendent son intégra­
tion difficile à l'ensemble des équations. D'une part la faiblesse de la diffusion chimique
moléculaire implique des couches-limites en soluté particulièrement fines, et par suite le
:naillagé convenant aux problèmes hydrodynamiques et thermiques se révèle trop grossier.
D'autre part, les écoulements dans la zone solide/liquide' sont difficiles à estimer. En effet,
deux cas peuvent se produire, suivant que le solide est fixe ou lui-même en mouvement. Dans 'le
premier cas, la détermination d'une perméabilité est encore très contestée. De plus, dans ce
probl ème, 1e passage des va ri ab1es pri ma1es u, v, p ~x va ri ab les w, ~, adopté au chapi tre 2
lors des calculs en régime permanent" n'est plus possible, puisque la divergence de la vitesse

de filtration gLuL n'est pas nulle, dans le cas où Ps est différent de PL. Or il est important
de prendre en compte les eff~ts de la contraction sur les ségragations.

Dans le second cas, seule une hypothèse de vitesse barycentrique égale pour
le solide et,le liquide est actuellement possible, par l'intermédiaire d'une viscosité appa­
rente. Dans ce cas, l'équation 171 montre que la concentration moyenne

psgsCs + PLgLCL

psgs + PLgL

reste constante, donc qu'il n'y a pas de ségragations. En effet, l'effet de cône de ségréga­
tion, en pied de lingot, décrit par SCHWERDTFEGER (1977) provient de la sédimentation des
cristallites.

Dans sa conception originelle, le modèle vise essentiellement à décrire de ma­
nière preclse le comportement thermique de la zone de liquide, sachant toutefois qu'il est
nécessaire pour cela de calculer les transferts thermiques globaux, donc en particulier dans
la zone solide/liquide.

En conséquence, dans l'étape actuelle, on ne tient pas compte des effets de la
convection s~r la concentration en soluté dans la zone solide/liquide. De plus, la masse volu­
mique du solide et du liquide sont prises êgales au premier ordre, compte tenu de la faible
contraction (4 %pour l'aluminium). Les fractions solides massique fS et volumique gs s'iden­
tifient alors.

L'équation 1111 devient dans le cadre de ces hypothèses

1
18

1
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Sachant que CL est relié à T par l'équation \12\, l'équation 1181 permet de déterminer la

fraction solide f S dans la zone solide/liquide.

Deux versions du modèle ont actuellement été utilisées:

+ D'une part une version A, qui suppose que la température de début de solidification est la

température de liquidus.
Dans cette version, on néglige en plus la diffusion chimique dans le liquide. Donc l'équa-
tion \181 s'intègre directement,. pour donner une relation entre la fraction solide et la

température
T -T 1-ak/k-1

f = _1_ { 1 - (-f_ ) }
S 1 - ak TF-TL

Quand a = 0 (maximum de microségrégation), on retrouve l'expression classique de la loi de
Scheil. Quand a = 1 (pas de microségrégation), il s'agit de la règle du levier. De plus, le
paramètre a, introduit dans le modèle de TACKE (1981), s'identifie à 2 ~, introduit par
CLYNE et KURZ (1981), dans leur modèle adapté du modèle de rétrodiffusion développé par

BRODY et FLEMINGS (1966). ~(a) est donné par l'expression suivante

~(a)
1 1 1

a(l - exp (- -)) - - exp (- --)
a 2 2a

. 4 Os t f
où a = --2­

À

Dans le cas d'un lingot de dimensions 200 x 400 mm échangeant par une grande face (coeffi­

cient d'échange 120 W.m- 2.K- 1), en alliage d'aluminium à 2 %de cuivre

pour T.=.640°C. (JOST, 1960)

avec ~ flux extrait
S surface d'échange
V volume du lingot
~TS intervalle de solidification

liTS
E

avec E : vitesse de refroidissement (OC/s)

et À = 46,4 x 10-6 x E-
1/ 3 (m) (cité par FLEMINGS, 1974)

Application numérique ~TS TL - TE = 105,2°C

t f 3130 s

À 145 l-lm
a = .115

et ~ .11
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La relation entre la fraction solide et la température est donc proche de la loi de SCHEIl,
avec formation d'eutectique en fin de solidification. Toutefois, compte tenu du fait que
nous nous intéressons essentiellement au début de solidification, la précision de la courbe
de fraction solide en fonction de la température est peu importante, puisque ces courbes
sont très voisines pour de faibles fractions solides (figure 3.3). Ainsi, pour une tempéra­
ture de 640°C, la fraction solide donnée par l'expression tenant compte de la rétrodiffu­
sion est de 0,74, alors que la fraction solide obtenue par la règle du levier est de 0,79.

- règle du levier (fi =(0)

- - fi =0.11

---loi de Scheil (fi=O)

~-- ------- --F-~-=-:.:~::::::-- 1

. - --...... '" 1- ......
~,

'~

"\
\

0.5

O+------------.,.--.:..---......I...--~
500

Figure 3.3 : Courbes de fraction solide en fonction de la
température.

Donc, dans les applications actuelles du modèle, la règle du levier a été utilisée, en
vertu de sa simplicité d'expression, sachant d'une part que cette hypothèse ne porte que
peu à conséquence, d'autre part qu'il serait facile d'introduire une expression plus so­
phistiquée de la fraction solide dans le modèle.

~ D'autre- part, une version B, qui tient compte d'une surfusion colonnaire donnée (voir
§ 2.5.2.2). Dans ce cas, on calcule en plus la concentration en soluté dans le liquide et
" équati on 1181 est intégrée au modè1e dans sa forme donnée, en. supposant toutefoi s que a
est égal à 1.

Le tableau 3.1 donne un récapitulatif des équations utilisées en fonction des
variables tourbillon ~, fonction de courant ~, température T, concentration dans le liquide
CL et fraction solide f s .



Tableau 3.1.

EQUATIONS

Dans le liquide seul

d~. + _d (C~) _ .L (C d~) d dt; d dt; 1 dfY dfx
s s = - (ve -) + - (\) -) + - (- - -)

at ax ay ay ax ax dX ay e ay p ax ay

dT aCL
-Bg--Xg-

ax ax

Dans l'ensemble des zones

dT + ~ (T 31J!) _ ~ (T 31J!) _ tlH 3fS = .L (a dT) +~ (a ~)
at ax ay ay ax Cp at ax ax ay ay

REMARQUES

+ dans les zones solide/liquide et solide,
1lJ = O.

+ ex est égal à fSexS + fLex~, où ex est la
diffusivité effective tvoir CRapitre 2).

Q')

co

Modèle A
TL-T

f S =-----
(l-k)(T

F
-T)

f S = 0

f S = 1
7_

quand TS < T < TL

quand T > TL
quand T < TS

Modèle B

a f acl ) a aC L+ - (D ----L.. + - (De f L -)
ax e L ax ay ay

+ dans la zone solide/liquide, 1lJ = o.

+ Cette équation est résolue suivant la
variable CL dans la zone liquide,
suivant la variable f S dans la zone
solide/liquide.

T = TF - m CL quand 0 < f S < 1. + De est une diffusivité effective qui
tlent compte de la turbulence.
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2.4. Méthode de résolution

Les difficultés liées à la modélisation numerlque d'un problème de solidifica­
tion sont présentées dans l'annexe B. En effet, en plus de l'évaluation des différents para­
mètres à chaque instant - vitesses, température, concentration en soluté dans certains cas,
fraction solide - il est nécessaire de déterminer la position du front de solidification.
Compte tenu de l'acquis de l'etude en régime permanent, une méthode de différences finies a
été retenue. En effet, en dehors de sa facilité de mise en oeuvre, elle présente l'avantage
d'être très développée pour le traitement des équations de Navier-Stokes, contrairement à la
méthode des~émentsfinis, 00 les méthodes en la matière sont encore en train d'évoluer avec
plus ou'moins de succès.

La méthode de différences finies utilisée est analogue à celle du cas du ré­
gime permanent (GOSM~N et Coll. 1969). Les te~mes transitoires (dérivées par rapport au
temps) sont considérés comme des termes source des différentes équations et traités comme tels.
Une méthode implicite est adoptée pour assurer la stabilité sans contraintes sur le pas de
temps ,et le pas d'espace. Toutefois, la méthode des différences finies présente le gros désa­
vantage par rapport à la méthode des éléments finis, de mal s'appliquer aux problèmes de fron­
tières courbes. Plusieurs approches permettent de tourner la difficulté de frontières non
droites en méthode des diffé,ences finies: - intégration sur un maillage curviligne (BARBIER
et Coll. 1982), transformation de coordonnées ramenant le problème à un cas orthogonal (trans­
formations conformes par exemple) (KROEGER et OSTRACH 1979, RAMACHANDRAN et Coll. 1982, CRAINE
et ANDREWS 1982), déformation du maillage pour l'ajuster à la frontière (FLOOD et HUNT, 1982),
introduction de mailles triangulaires, etc ...

Notre approche en la matière est relativement simple. En effet, concernant les
variables température et concentration, nous avons suivi une méthode de type continu, similaire
à la méthode enthalpique (CROWlEY et OCKENDON, 1~79). les frontières sont fixées a posteriori
par ïa détermination des isothermes de début et de fin de solidification.

Le problème est donc résolu pour les variables température et concentration en
soluté mais subsiste pour la description des frontières de l'écoulement. En effet, la très
forte contrainte de cisaillement résultant du passage de la zone liquide à la zone solide/
liquide ne peut être prise en compte par l'intermédiaire d'un modèle continu. Les méthodes qui
consistent à jouer sur la valeur de la viscosité, en appliquant une viscosité très importante
au solide, sont connues pour donner de mauvais résultats (ROACHE, 1972).

La seule solution simple consiste alors à approximer les frontières entre zones
par une fonction en esc"alier correspondant au maillage. Dans le cas actuel, l'isotherme de
début de solidiflcation se comporte comme une paroi, donc les conditions aux limites de paroi
décrites au chapitre 2 pour le tourbillon et la fonction de courant y sont appliquées.

Cette description par une fonction en escalier est certainement peu précise,
surtout si l'on s'intéresse à la structure de l'écoulement près de l'interface solide/liquide.
Les cartes de vitesse calculées présentent d'ailleurs quelques défauts liés à cette méthode
avec de? vitesses qui ne sont pas toujours bien parallèles à l'interface. Toutefois, concer­
nant le transfert thermique, le problème n'est pas crucial. En effet, compte tenu de la fai-
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blesse du nombre de Prandtl dans les métaux, la couche-limite diffusive thermique est assez
épaisse, de telle sorte que, même avec un maillage assez grossier, le premier point du mailla­
ge dans 'le liquide, en avant du front,est encore à la limite de cette couche. Donc la struc­
ture fine de l lécoul~ment joue relativement peu à ce niveau.

Par contre, concernant le transfert de masse, la question est très différente.
En effet, compte tenu de la faiblesse de la diffusivité, la couche-limite n1est pas accessi­
ble aux modèles numériques classiques. Pour pouvoir estimer les transferts chimiques de soluté
vers le liquide en cas de surfusion colonnaire, nous avons eu recours à une méthode de coef­
ficient d1échange. Ainsi, le flux massique de soluté ~c entre 11interface et le premier point
du maillage dans le liquide à partir de 11interface, noté 1, est pris égal à :

où hc est un coefficient d1échange estimé à partir d1une relation entre les nom­
bres de Sherwood, de Schmidt et de Reynolds.

C concentration en soluté à 11interface dans le liquide.p

L'Annexe A preClse la méthode adoptée. Les formules utilisées pour' déterminer
les coefficients d1échange hc sont sans doute peu représentatives du cas de la solidification.
Des études de transfert de masse locale au niveau du front de solidification permettraient
d1avoir des corrélations plus réalistes à introduire dans les modèles globaux.

2.5. Possiblités d1exploitation du modèle

Les inconvénients de cette méthode proviennent de la mauvaise description au
voisinage du front de solidification. En effet, compte tenu de son caractère global (transfert
thermique dans 1 lensemble du lingot), les phénomènes à petite échelle sont moyennés ou esca­
motés. Un développement de la modélisation nécessiterait une approche couplée entre le modèle
global du transfert développé dans cette étude et un modèle local, avec par exemple, une
approche en couche limite.

Les deux avantages de la méthode développée sont

d1une part la simplicité de mise en oeuvre; en effet, compte tenu de llacquis de la mé­
thode en régime permanent, la transposition en cas de la solidification est assez aisée,

d1autre part, lladaptation possible à différentes géométries, sans préjuger a priori
d1un comportement donné de la solidification comme, par exemple, dans le cas de la métho­
de des transformations conformes.
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Avant de présenter les résultats de la modélisation, il est nécessaire de rap­
peler les rel~tions entre, d'une part le champ de température et de concentration en soluté

et, d'autre part, les structures de ~olidific~tion.

Le paramètre le plus immédiat entre les conditions thermiques et la structure

de grain, est le gradient thermique GL en avant du front de solidification. Ainsi, d'une ma­

nière générale, les forts gradients conduisent à une croissance 'colonnaire, alors que les
faibles'gradients sont propices à l'apparition d'une zone équiaxe.

La croissance impose que la température à l'interface solide/liquide soit in­
férieure à la température de liquidus donnée par le diagramme de phase dans le cas d'un allia­

ge. En effet, la relation de continuité de masse de soluté à l'interface conduit à un gradient
de concentration en soluté dans le liquide, donc la concentration en soluté à l'interface est

enrichie par tapport ~ celle dans le liquide. La figure 3.4 présente les profils thermiques
et chimiques dans le cas de la croissance dendritique

T
Too

Cp
Cao --------~-.--~-----­

1

1
1
1-------,----------

TL - - - - - - +-
Tp

x

x

Figure 3.4 Profils thermique et chimique en croissance dendritique.
Surfusion en pointe de dendrite : TL - Tp = ~Tp.

En réalité, le problème est plus compliqué, puisqu'intervient également la cour­
bure au niveau de la pointe de la dendrite (l'aspect cinétique est négligeable) qui introduit

un terme supplémentaire. BURDEN et HUNT (1974) ont à la fois réalisé des mesures et modélisé

la croissance dendritique en vue de déterminer ~Tp en fonction de la composition de l'alliage,
de la vitesse d'avancement du front et du gradentthermique à l'interface. Ils proposent

l'expression suivante:
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1161

Le premier terme correspond ~ l 'effet chimique expliqué sur la figure 3.4, le second terme

tient compte de la courbure et E vaut, dans le cas d'un alliage d'aluminium à 2 %de cuïvre,
38,3°C.s+O,5. m-O,5. Ainsi, pour un gradient thermique G~ fort, \Tp diminue d'abord avec la

vitesse R, puis augmenta Par contre, quand le gradient GL est faible, ce qui est notre cas,

~Tp est pratiquement toujours croissant avec R. En réalité, dans les cas de solidification dG

lingot, le premier terme est généralement négligeable par rapport au second. Cette expression
a été établie en absence de convection dans le liouide. Or des expériences très récentes fai­

tes par ASAI (communication privée) sur des solutions salines semblent montrer que des surfu­

sions bien plus importantes que celles prévues par le modèle oe BURDEN et HUNT peuvent appa­

raitre en présence de convection. Toutefois en l'absence de résultats complémentaires, les

surfusions en pointe de dendrite calculées dans notre modélisation s'appuient sur le modèle

de BURDEN et HUNT.

La surfusion en pointe de dendrite est un phénomène très important pour expli­

quer la transition colonnaire-équiaxe. En effet, la chaleur latente dégagée par la croissan­

ce des cristaux équiaxes doit être évacuée par la zone colonnaire, donc les cristaux équiaxes

doivent croître à une température supérieure à la température de pointe de dendrite. Ainsi, à

partir de la forme des courbes de surfusion en pointe de dendrite, BURDEN et HUNT (1975) ont

tenté d'expliquer la transition colonnaire-équiaxe par une augmentation du gradient et une

diminution de la vitesse du front colonnaire. Cette explication, bien que partielle, montre

toutefois l'importance du paramètre de surfusion colonnaire. Ce paramètre est aussi un des

éléments essenti~s d'une modélisation récente de la transition colonnaire-équiaxe, en cours de

développement (FLOOD et HUNT, 1983).

2.5.2.3. Surfusion constitutionnelle---------------------------

Le concept de surfusion constitutionnelle, développé à l'origine par CHALMERS

dans le cas d'un front plan, correspond, en première approximation, à l'analogue de la surfu­

sion dans le cas d'un alliage. Ainsi,en plus du comportement thermique, intervient la concen­

tration locale en soluté, qui, d'après le diagramme de phase, modifie localement la températu­

re d'équilibre.

La surfusion constitutionnelle est par définition la différence entre la tem­

pérature d'équilibre loc~e Téq et la température réelle T. La surfusion constitutionnelle ne

constitue donc qu'une fraction de la surfusion en pointe de dendrite.

L'analyse en front plan a conduit à dégager un critère de surfusion constitu­

tionnelle (cité par FLEMINGS, 1974) :

>
m Coo (l-k)

o
1 17 1
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zone en
surfusion

température d'équilibre

Téq=TF-mCl

x

température T

...~ . ..L._-­
,--

liquide

1
1,
1,

surfusion, ,
constitutionnellet

1 1
'1 ./
, 1 '

'"'/------ ~7 - -- --=-...:-;.;-::;..;-:;,.;;;.-..:::-:..::-:..-...---...,..----
7

. zone
solide ­

liquide

T

Figure 3.5 Formation d'une zone en surfusion constitutionnelle.

Bien que ce critère concerne la transition front plan-front cellulaire et non
la transition colonnaire-équiaxe, le paramètre GL/R,est généralement considéré comme représen­
tatif de la surfusion constitutionnelle, donc de la structure" de grains dans les lingots. De
plus, concernant la croissance équiaxe, l'approche suivante conduit également à dégager le
paramètre de surfusion constitutionnelle.

Considérons une cristallite (supposée sphérique pour la simplicité) de rayon R,
de température uniforme, et de concentration uniforme sur sa surface.

c

Figure 3.6 Profil de concentration autour d'une cristallite.

En supposant que le dégagement de chaleur lat~nte est entièrement évacué par
le liquide entourant la cristallite, on peut écrire les trois équations suivantes:
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hSh (C* - Cr:;o) dR (l-k) 1'*....- L

dt

hNu (T* - T
oo

)
dR p ,~H--
dt

T* - m C* + TF

où hSh et hNu sont les coefficients de transfert locaux construits à partir des nombres de

Sherwood et de Nüsselt. L'introduction de coefficient de transfert permet de prendre en

compte les échanges convectifs entre la cristallite et le liquide. Dans l'état actuel, la
détermi nati on de te l s coeffi ci ents para ît très di ffi ci le, pu i squ' i ntervi en nent d'une part 1a

vitesse relative du solide par rapport au liquide (loi de STOKES généralisée) et, d'autre
part" les échanges turbulents locaux dans le cas d'un brassage électromagnétique.

A partir des trois équations, on obtient

dR = hSh (C*-Coc,)

dt (l-k) C*

avec
e - w' C + (( C ,)4 4 'c= )1/ 2

C*-C = - m 00 m 00 - w +8 + m w ~

00 2 m

et w' paramètre lié aux échanges de chal~ur et masse

et e = Téq - Too surfusiQn constitutionnelle équiaxe.

La vitesse de croissance d'une cristallite est alors positive en cas de sur~

fusion constitutionnelle (8 > 0), négative dans le cas inverse (fente du germe), ceci quels
que soient les nombres de Nüsselt et de Sherwood.

3. RESULTATS DU MODELE

Le modèle dans sa version actuelle permet d'étudier ~ssentiellement l'influen­
ce des mouvements convectifs dans le liquide, mouvements d'origine thermique ou provoqués par
un brassage électromagnétique,sur le comportement thermique général, et sur les paramètres
suivants: temps d'apparition du premier solide, surchauffe résiduelle, vitesse d'avancement

du front, gradient thermique au niveau du front, "vitesses dans le métal liquide, pourcentage

de liquide en surfusion ou en surfusion constitutionnelle.

La géométrie qdoptée pour cette étude est encore simplifiée par rapport à la

modélisation du chapitre II.
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F~gure 3.? Lingotière schématisée dans la modélisation.

Il s'agit d'une lingotière parallélépipédique aux conditions d'échange très
schématisées. ta face verticale de gauche échange de la chaleur par l'intermédiaire d'un coef­
ficient d'échange constant, alors que. les trois autres faces sont supposées parfaitement

thermiquement isolées. Le métal est un alliage d'aluminium à 2 %poids de cuivre (TL = 653,2°C,
TS =·620,3°C). Les calculs ont été effectués avec les valeurs suivantes pour les autres pa­
ramètres :

- hauteur ·de la lingotière

- surchauffe initiale

400 mm ou 100 mm suivant les cas, ce qui correspond aux
deux types d'essais de solidification

coefficient d'échange -2 -1120 W.m -.K ou

Enfin, concernant les mouvements convectifs du métal liquide, trois cas sont
envisagés

- cas a:conduction pure: il suppose que le transfert thermique dans le métal se fait pure­
ment par conduction. Ce cas, purement hypothétique, sert essentiellement de
référence pour montrer l'influence de la convection, qu'elle soit naturelle ou
imposée extérieurement.

- cas b: convection naturelle: la convection naturelle d'origine thermique met en mouve­
ment le métal encore liquide.

- cas c: brassage électromagnétique: d'une manière identique à l'installation experlmen­
tale, un brassage électromagnétique par champ glissant induit une recircula­
tion forcée dans la lingotière.
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3.1. Caractéristiques générales

Le cas présenté correspond aux conditions suivantes: la hauteur du lingot est
de 400 mm ; le coefficient d'échange à la paroi froide est de 120 W.m- 2.K- 1 ; enfin, à

1linstant initial, la température du métal est de 685°C.

On simule llhistoire thermique et hydrodynamique du lingot en début de solidi­
fication (300 premières secondes), dans chacun des trois cas. Le pas de temps utilisé est de
3 s. Les résultats sont présentés sous forme de cartes d'isothermes et de vitesses. Sur les
figures, les températures sont prises par référence à la température de liquidus de l'alliage
(653,2°C) et correspondent donc à des surchauffes.

La solidification nia pas encore commencé, dans aucun des trois cas: il s'agit
simplement de l'étape d'élimination de la surchauffe. L'influence de la convection, quelle que
soit son origine, est nettement visible, dès à présent.

-Dans le cas a)(~onduction pure, figure de gauche), le problème est'unidirec­
tionnel, compte te'nu des conditions aux limites imposées. Les gradients sont relativement forts,
près de la paroi refroidissante, alors qulune large partie du liquide ~este encoré à une
température voisine de,la température initiale.

Dans le cas b) (convection naturelle, figure du èentre), apparaissent deux'zo-'
nes dans le liquide:

- Une couche-limite près de la paroi 00 sont localisés les gradients thermiques.
Toutefois, ceux-ci sont moins importants que dans le cas a),

- Une région centrale, 00 le transport par convection modifie totalement la
forme des isothermes. Il s'y établit une situation stable du point de vue hydrodynamique,. avec
des gradients thermiques verticaux orientés vers le haut.

Dans le cas c)(brassage électromagnétique, figure de droite), les gradients
thermiques sont très localisés dans une couche près de la paroi froide. Par contre, le coeur
du liquide est pratiquement à température uniforme avec 27 à 28°C de surchauffe.

Les résultats de ces deux cartes montrent clairement 1lécart entre les vitesses
en convection naturelle (4 cm/s au maximum) et en brassage électromagnétique (40 cm/s). Les
vitesses en convection naturelle suffisent toutefois pour avoir une influence marquée sur le
comportement thermique (figure 3.8). En brassage électromagnétique, la carte de vitesses est
pratiquement identique à celle présentée au chapitre 2, dans le cas du régime permanent. En
effet, les termes de convection naturelle jouent un rôle négligeable dans ce cas et un régime
hydrodynamique permanent est atteint dans la phase dlé1imination de la surchauffe.

En convection naturelle, contrairement au chapitre 2, il nlapparaît qu'une
seule couche-limite, le long de la paroi froide, puisqu'on suppose qu li1 nly a pas dléchange
thermique sur l'autre face verticale. Llécou1ement en retour est très diffus, du fait même de
11 absence de gradi ents thermiques hori zontaux.
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TIME 305

PURE HEAT CONDUCT1ON NATURAL CONVECTION

Figu:Pe 3.8
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FORCED CONVECT 1ON

Cartes d'isothermes. Cas d'un lingot de 400 mm de hauteur. (surchauffe initiale
30°C, ·coeffi·eient d'échange 120 W.m-2.K-1.
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Dans chacun des trois cas, la solidification a commencé le long de la paroi
refroidissante. La zone hachurée correspond à la zone solide/liquide. Elle est limitée par
l'isotherme zéro. Mais la solidification commence plus tard dans le cas du brassage électro­
magnétique. Ce résultat est commenté en détail au paragraphe suivant, qui concerne le temps
d'apparition du premier solide. D'autre part, la température dans le liquide résiduel est éga­
lement fortement influencée par le brassage, puisque dans le cas de la conduction pure, elle
est encore de 26°C supérieure à la température de liquidus aux points les plus chauds, alors
qu'en brassage électromagnétique, elle n'est plus que de 6°C supérieure. Le paragraphe 3.3
précise ces résultats.

Les gradients thermiques en avant du front restent non négligeables avec ou
sans brassage. Donc on peut penser que la solidification s'effectue, dans les trois cas, en
mode colonnaire.

Enfin, la déformation du front de solidification, qui n'est pas parallèle à
la face froide, apparaît clairement en convection naturelle. Cet effet est en accord avec les
théories d'échange convectif.

Dans le cas de conduction pure, des gradients thermiques prononcés subsi.stent
en avant du front de solidification, donc la solidification continue certainement de manière
colonnaire. Dans le cas de brassage électromagnétique, tout l'ensemble du liquide résiduel
est à température très voisine de la température de liquidus. Cette 'situation est donc parti­
culièrement propice à l'apparition d'une surfusion généralisée à l'ensemble du liquide (voir

§ 3.7).
Enfin, en convection naturelle, la situation est distincte entre le haut et le

bas de la lingotière. En haut de la lingotière, un gradient thermique prononcé subsiste en
avant du front. Par contre, en bas de la lingotière, dans la région,aupied du front de solidi­
fication apparaît une large zone, où les gradients thermiques sont très faibles. De plus,
cette zone à faible gradient monte progressivement au fur et à mesure que la solidification
avance, jusqu'à remplir l'intégralité du liquide restant.

Il existe une nette corrélation entre les distributions de température calcu­
lées à l'aide du modèle présenté, et les expériences réalisées par WITZKE (1979) sur la soli­
dification en lingotière rectangulaire, en présence de convection naturelle, de solutions
salines transparentes. En effet, selon les observations réalisées, les premiers cristaux
équiaxes apparaissent à la base du front de solidification. Progressivement ces cristaux sé­
dimentent et viennent remplir le fond du lingot. Cette zone de cristaux remonte progressive­
ment dans la lingotière, avec d'une part en bas des cristaux déjà sédimentés, d'autre part
en haut des cristaux en suspension. Elle va jusqu'à remplir l'ensemble du moule.

De plus, des expériences récentes réalisées par RIQUET (communication privée
1983), dans la même installation que WITZKE, mais en présence d'un brassage mécanique par
agitateur, montrent un passage brutal de la situation de croissance colonnaire seule, loca­

lisée le long des parois, à une situation où l'ensemble du liquide contient des cristaux qui
sont entraînés par l'agitation. Ce résultat s'apparente donc fortement au comportement ther-
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Figure 3.11

Figure 3.12

TIME 30s

SOcm/s
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TIME 270s
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Cartes de vitesses. Mêmes cas que les figures 3.8 à 3.10.
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majorant: mélange parfait30 -- 1 _

temp~ d'apparition
1ersolide (s)

mique décrit par le modèle en brassage électromagnétique.

3.2. Temps d'apparition du premier solide

La figure 3.13 présente la variation du temps d'apparition du premier solide
en fonction de.la vitesse maximale calculée à cet instant-là. Ce paramètre a été choisi comme
représentatif de l'état de brassage dans la lingotière. Le cas présenté correspond à un petit
lingot (dimensions 50 mm de largeur, 100 mm de hauteur) avec un coefficient d'échange de
200 W.m- 2.K- l et une surchauffe initiale de 30°C.

La phase avant 1 'apparition du premier solide est très importante. En effet,
c1est elle qui détermine, d'une part la surchauffe résiduelle au début de la solidification,
d'autre part le développement de la convection naturelle.

En convection naturelle, les vitesses sont trop faibles pour être clairement"
distinguées sur cette carte, compte tenu de l'échelle choisie. En brassage électromagnétique,
les vitesses ont fortement diminué par rapport à la situation avant solidification. En effet,
la couche solide absorbe une partie croissante des forces électromagnétiques, et les résultats
sur les vitesses s'interprètent très bien en terme de décroissance du champ magnétique

(§ 3.6).
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Il est clair que le brassage retarde l'apparition du solide. En effet, le flux
de chaleur extrait correspond à une variation d'enthalpie du métal. Or, l'enthalpie du métal
est somme d'un terme de chaleur spécifique, dite "chaleur sensible" dans le langage des ma­
chines thermiques et d'un terme de "chaleur latente". Et suivant les situations, l'un ou
l'autre des deux termes de la balance peut être privilégié par rapport à l'autre. Le brassage,
de quelque origine qu'il soit, convection naturelle ou brassage électromagnétique,rend le
liquide plus homogène en température. De plus, le terme de flux extrait, de la forme

cp h (TP - Tréf)

avec Tp température de paroi

Tréf température de refroidissement

est pratiquement constant, compte tenu du grand écart entre les températures Tp et Tréf . Donc
avant que la solidification ne commence, une plus grande quantité de chaleur spécifique est
extraite en brassage. Il y a retard au début de la solidification pa~ rapport à la situation
sans brassage, mais par contre la surchauffe résiduelle est beaucoup moins importante.

Dans la géométr'ie considérée, il est possible de majorer et de minorer le temps
d'apparition du premier solide. En effet, le minorant est réalisé par la situation d'un métal
purement conductif. Dans ce cas, les échanges de chaleur au sein du métal sont minimaux. Le
problème peut se résoudre analytiquement, moyennant toutefois l'approximation que le flux cp

est constant~ La solution est alors donnée dans le livre de CARSLAW et JAEGER (1959), aux
pages 112-113.

Le majorant du temps d'apparition du premier solide est obtenu en supposant
que le mélange est parfait, donc que la températ~re est homogène dans le fluide. Cette hypo­
thèse ramène également le problème à un cas unidirectionnel, et par bilan thermique:

pCV dT = hS (T - Tref )
p dt

et ~
hS

~T.

Ln (1 + 1)
TL-Tréf

Dans le cas du brassage électromagnétique, on peut considérer que la mise en
mouvement du liquide est quasi-instantanée, tout du moins vis-à-vis du temps caractéristique
d'extraction de la chaleur. Par contre, en convection naturelle, la situation est différente,
puisque le mouvement a pout origine les gradients" thermiques. Dans les cas de grands lingots,

coulés avec une faible surchauffe et un fort coefficient d'échange, la convection naturelle
nia oas le temps de se développer au cours de l'étape d'élimination de la surchauffe, et le
temps d'apparition du premier solide est le même que dans le cas d'un échange purement con­
ductif dans le liquide. La figure 3.14 présente par exemple les isothermes dans le liquide à
l'instant d'apparition du premier solide (12" s).
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Figure 3.14 Isothermes à l'instant d'apparition du premier solide:
cas d'un lingot de 200 x 400 mm (surchauffe initiale 30°C,
coefficient d'échange 200 W.m-2.K-1).

L'influence de la convection sur les isothermes n'est encore que partielle, et

est limité au bas de la lingotière. En vue d'évaluer un temps caractéristique d'apparition de
la convection naturelle, on se sert du modèle de SIEGEL (GIBLIN, 1974). Les hypothèses sont

les suivantes

- à l'instant initial, le liquide est supposé isotherme à la température de coulée Tc

- la lingotière est assimilée à une plaque verticale isotherme de hauteur H

- à l'instant initial, la paroi subit un abaissement instantané de ~Tf·

~Tf est donné par:

les relations suivantes, qui évaluent ce paramètre à partir de la convection naturelle

établie (voir expressions au chapitre 2)

avec NU m
Pr.1/ 2 1/4

0,677 (GrH)
(0 , 95 + p.r) 1/4

la surchauffe initiale, ~Ti Tc-TL' si le ~Tf calculé par la méthode précédente est

plus grand que ~T;.

Le temps d'apparition d'un régime de convection naturelle sur toute la hauteur

H est donné par :
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Dans notre cas, qui simule une demi-lingotière., la température du liquide cen­
tral est en réalité la température contre la paroi de droite. La figure 3.15 montre la varia­
tion de la températur~ centrale en fonction de 1 laltitude dans la lingotière.
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(9 B -\T
f

)172
t

Dans le cas, qui correspond à la figure 3.14, on obtient, pour ~

donc un temps supérieur au temps d1apparition du premier solide.

Le concept de surchauffe résiduelle est clairement défini dans les cas unidi­
rectionnels, puisqu1il correspond à 1 lécart entre la température centrale du bain et la tem­
pérature de liquidus. Par contre, en géométrie bidimensionnelle, cette notion est moins facile
à définir.

3.3. Surchauffe résiduelle

x
(cm)

Figure 3.15 : Variation de la température le long de la paroi verticale
isolante à l'instant 180 s : cas d'un lingot de 200 x 400 mm
(surchauffe 30°C, coefficient d'échange 120 W.m-2.K-l).

En brassage électromagnétique, compte tenu de ll effet d1homogénéisation, la
variation verticale de la température est très faible. Par contre, en convection naturelle,
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le gradient vertical de température est très net, avec une eonfiguration stable correspondant

à la stratification. Il y a donc, en convection naturelle, un comportement différen€ié entre

le haut et le bas du lingot.

La figure 3.16 présente la surchauffe résiduelle locale 6Tr au pied du lingot

(différence entre la température dans le coin inférieur droit et la température de liquidus),

au moment de l'apparition du premier solide, dans le même cas que la figure 3.13.

• conduction pure

• convection naturelle

... brassage électromagnétique

10

30 Umax
(cm.s-1)

20.10
O+------......--------.....-------------~

o

Figure 3.16 Variation de la surchauffe résiduelle en pied de lingot
lors de l'apparition du premier solide, en fonction du
niveau de brassage: cas d'un lingot de 50 x 100 mm
(surchauffe initiale 30 oe, coefficient d'échange
200 W. m-"2'. X- 1 ) •

La décroissance de 6T r est très forte pour les faibles valeurs du paramètre

Vmax . Par contre, une grande augmentation du. brassage électromagnétique ne produit que peu
d'effets supplémentaires, sur l'abaissement de la surchauffe. Donc, du point de vue de l'éli:
mination de. la surchauffe, il n'apparaît pas nécessaire de rechercher les très forts brassages

électromagnétiques. En effet, le paramètre Vmax est directement proportionnel à l'intensité

(chapitre 2) donc à la puissance dépensée.

3.4. Vitesse d'avancement du front de solidification

Compte tenu de la méthode numérique utilisée, il n'est pas possible d'obtenir

directement ce paramètre par dérivation numérique, qui conduit à des instabilités, mais il
faut préalablement faire un lissage de la courbe donnant la position de l'isotherme liquidus

en fonction du temps. Cette courbe est prés~ntée sur la figure 3.17 dans les trois cas:

conduction pure a), convection naturelle b), brassage électromagnétique c). De plus, compte
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Figure 3.1? Evolution de l'épaisseur solidifiée en fonction du temps
(lingot 50 x 100 mm, surchauffe 30°C, coefficient
d'échange 200 W.m-2.K-l) .

a) conduction pure, b) convection naturelle,
c) brassage électromagnétique.
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tenu du caractère bidimensionnel du' problème, trois courbe~ correspondant a trois altitudes

dans le lingot (fond, milieu et haut du lingot), sont tracées en convection naturelle et en
brassage électromagnétique

D'une part, les différentes courbes sont pratiquement linéaires, tout du moins
en début de solidificati·on. Ceci correspond donc a une vitesse d'avancement du front constante.

Bien que le problème soit différent (solidification d'un alliage tenant compte de la surchauf­

fe dans le liquide d'une part, solidification d'un métal pur d'autre part), on retrouve un·

résultat proche de l'approximation de LONDON-SEBAN (annexe B), qui correspond bien au cas d'un

coefficient d'échange constant dès le début de la solidification.

D'autre p'art, la vitesse d'avancement du front est pratiquement indépendante

de l'altitude considérée dans la lingotière, dans un cas donné: sur la figure 3.17~b ou sur·

la figure 3.17.c, les trois courbes d'épaisseur solidifiée, en bas, au milieu et en haut de

la lingotière, sont pratiquement parallèles et il y a simplement un décalage dans le temps.

Ce dé~alage est plus important dans le cas de la convection naturelle qu'en brassage électro­

magnétiq~e en raison de la dissymétrie plus importante entre haut et bas de lingot (figure

3.15) .

Enfin, la vitesse d'avancement du front augmente avec l'importance des mouve­

ments convectifs dans le liquide. En effet, en début de solidification, la vitesse vaut
2,5 x 10-4 mis en conduction pure (a), 4,2 x 10-4 mis en convection naturelle (b) et

6,2 x 10-4 mis en brassage électromagnétique (c). Ceci provient a nouveau du fait qu'en

brassage, la chaleur spécifique est extraite préférentiellement a la chaleur latente. Donc le

solide peut avancer plus rapidement, puisqu'a flux extrait donné, il y a moins de chaleur spé­

cifique a extraire. Cet effet reste toutefois relativement modéré compte tenu de l'importance

relative des termes de chaleurs spécifique et latente, caractérisée par le nombre de Stefan S~

calculé ici pour une surchauffe initiale Ti-TL de 30°C

St llH 12,3

Les résultats pour les fortes épaisseurs solidifiées sont a considérer avec

plus de réserve. D'une part, le maillage dans cette zone est beaucoup moins fin, ce qui appa­
raît nettement sur les résultats. D'autre part, la précision de la position de l'isotherme

liquidus est très mauvaise, puisque le gradient thermique dans le liquide est très faible,

en particulier en brassage électromagnétique (inférieur à 2°C/m). En réalité, le liquide est
alors en surfusion (§ ~.7) : la solidification se fait en crcii~sance équiaxe avec des germes
uniformément répartis dans le liquide. La notion d'épaisseur solidifiée et de vitesse du front

n'a alors plus de signification.
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3.5. Gradient thermique au niveau du front de solidification

En corollaire à l'étude de la vitesse d'avancement, la figure 3.18 présente
l'évolution du gradient thermique dans le liquide au niveau'du front de solidification en
fonction du temps, dans les mêmes cas. A nouveau, l'influence de la convection est très nette,
puisque, si les gradients thermiques sont tous à peu près égaux lors de l'apparition du pre­
mier solide, de l'ordre de 100UeC.m- l , par contre ils baissent beaucoup plus rapidement dans
le cas de la convection naturelle, encore plus rapidement en brassage électromagnétique.

Ces résultats sont encore plus significatifs dans le cas de grands lingots. En
effet, les mouvements convectifs sont plus importants, donc les gradients ont tendance à di­
minuer. A titre d'exempl~, la figure 3.19 montre dans un cas de convection natul~elle l'évolu­
tion de GL en fonction de l'épaisseur solidifée pour deux lingots de dimensions respectives
200 x 400 mm et 50 x 100 mm.

---lingot 200 x400mm

--lingot 50 x 100 mm

250

• ~ ..
........... ... ..........

%solide15105
O+-----~-----r-------.,.---~

o

Figure 3.19 Variation du gradient the~ique au front de solidification
dans le cas de deux lingots de tailles respectives
200 x 400 mm et 50 x 100 mm (surchauffe initiale 30 oe,
coefficient d'échange 200 W.m-2.K-1, convection naturelle).

L'évolution du paramètre GL/R a également été étudiée, compte tenu de son im­
portance sur les structures métallurgiques. L'allure générale des courbes de GL/R est très
semblable aux courbes de GL, puisque'R est pratiquement constant au cours de la solidification.

Toutefois, plus les mouvements convectifs dans le liquide sont intenses, plus

le gradient GL est diminué et plus la vitesse d'avancement R augmente, donc GL/R diminue à

double titre. A titre d'exemple, pour une épaisseur solidifiée moyenne de 12,5 %, les valeurs
de GL/R à mi-hauteur sont reportées dans le tableau 3.2.
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Figure 3.18 Evolution du gradient en avant du front de solidification
en fonction du temps (lingot 50 x 100 mm, surchauffe 30°C,
coefficient d'échange 200 W.m-2.K-l).

a) conduction pure, b) convection naturelle,
c) brassage électromagnétique.
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Conduction
r--

Convection B"rassage!pure i naturelle électromagnétique

GL
(OC.m- 1) 270 98 18,5

-1 1,59 10-4 2,31 10-4 3,66 10-4R (m.s )

° -2 1,7 106 4,2 105 5 10+4GL/R"( C.s.m )

Tableau 3.2 ". Cas d'un lingot de 200 x 400 mm.
(surchauffe initiale 30°C, coefficient d'échange
200 W.m- .K-1).

3.6. Vitesses dans le métal liquide

Deux comportements bien distincts apparaissent suivant qu'il s'agit de convec­

tion naturelle ou de "brassage électromagnétique. Les figures 3.11 et 3.12 ont montré l'allure
générale des cartes de vitesse. Une analyse plus fine de l'évolution des vitesses du liquide

en cours de solidification a été réalisée. La vitesse maximale calculée à chaque pas de" temps

a été choisie comme vitesse caractéristique.

En brassage électromagnétique, les forces de poussée d'Archimède sont prati­

quement négligeables et le mouvement est dominé par les forces électromagnétiques. Donc en
cours de solidification, le seul phénomène, qui apparaît, est l'extinction progressive de ces

dernières, du fait de la solidification le long de la paroi de l'inducteur. La figure 3.20
présente la variation de la vitesse maximum en échelle logarithmique, en fonction de l'épais­

seur moyenne solidifiée. Compte tenu de la méthode numérique utilisée, les résultats de vi­

tesse sont préalablement lissés, pour éviter les effets de la discrétisation.

La décroissance exponentielle de la vitesse est tout à fait en accord avec les

résultats du chapitre 2. En effet, la vitesse caractéristique varie comme la racine carrée
des forces électromagnétiques (chapitre 2). Celles-ci décr0issent81exp(- 2a*ys) avec l'épais­
seur solidifiée, la pente de la droite de la figure 3.20 devrait être de -a*, soit -48,2 m- 1.

La valeur obtenue en réalité est très proche (-51,6 m- 1). Le problème d'un éventuel relais

par la convection naturelle pour suppléer aux forces électromagnétiques, quand celles-ci ont

été écrantées par le solide, ne se pose pas. En effet, comme il est apparu sur les figures

3.9 et 3.10, les" gradients thermiques (de l'ordre de 3°C/m ou moins) au moment de l'extinc­

tion des forces électromagnétiques, ne sont pas suffisants pour" permettre le développement de

la convection naturelle, et les mouvements du liquide deviennent négligeables.
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Figure 3.20 : Variation de la vitesse maximale dans le liquide
en fonction de l'épaisseur solidifiée moyenne.
Cas d'un lingot de 50 x 100 mm (surchauffe 30 aC,
coefficient d'échange 200 W.m-2.K-l). avec
brassage électromagnétique.

En convection naturelle, le problème est beaucoup plus difficile â analyser.
En effet, les effets hydrodynamiques et thermiques sont couplés. Clest pourquoi l'interpréta­
tion des résultats de vitesse doit se faire corrélativement â celle du comportement thermique.
Pour définir ce dernier, il était nécessaire d'avoir une évaluation .G I du gradient thermique.
Nous avons construit ce paramètre â partir de la différence de température â mi-hauteur dans
le liquide (différence entre températures aux deux parois en absence de solidification, dif­
férence entre la température â la paroi chaude et la température de liquidus, .quand il y a
un front de solidification â mi-hauteur). Pour obtenir un gradient, cette différence est di­
visée par la distance entre les points de température concernés, soit la largeur de la lingo­

tière (avant solidification) ou la largeur de liquide résiduel (solidification) ~ - Ys pour
x = H/2. La figure 3.21 présente la variation de la vitesse maximale au cours du temps. La
figure 3.22 correspond au paramètre de gradient thermique G'.

On remarque plusieurs étapes sur la figure 3.21. Premièrement, une phase ini­
tiale de mise en mouvement du liquide, qui se traduit par un pic de vitesse. En effet, dans
l'ordre de succession, ce sont d'abord des gradients thermiques forts, qui apparaissent â la
paroi (figure 3.19), puis ils donnent naissance â un mouvement convectif important (pic). Ce
mouvement agit ensuite ·sur le champ de température et diminue les gradients thermiques. Enfin
les gradients étant moins intenses, le mouvement se ralentit.
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Figure 3.21 Vitesse maximale du liquide en fonction du temps.
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Figure 3.22 Gradient therrrrique moyen G' dans le l-iquide en
fonction du temps.

(cas d'un lingot 50 x 100 mm, surchauffe initiale 3DoC, coefficient d'échange
200 W.m-2.K-l).

Convection naturelle
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L'étape suivante est plus nettement visible sur la figure 3.23.

Umax
<cm.s-1)

pas encore

de solidification

au bout de 100s

6

8

2

4

t(S)806040
O~-----:-r----""-------'r-------r-----....-~o 20

Figure 3.23 Vitesse maximale du liquide en fonction du temps
avant solidification (cas d'un lingot 200 x 400 mm,
surchauffe initiale 100°C, coefficient d'échange
200 W.m-2.K-l)~ en convection naturelle.

Il s'agit du reglme de convection naturelle établi qui précède dans certains
cas de forte surchauffe ou de faible échange thermique, l'apparition du solide. La vitesse
décroît lentement et t~nd à se stabiliser. En effet, il n'y a pratiquement plus de modifica­
tions des gradients thermiques et la température en chaque point du liquide baisse, en fonc­
tion du temps, à vitesse dT/dt quasiment identique.

La troisième étape correspond au début de la solidification (figure 3.21).
Elle se traduit par une décroissance beaucoup moins forte de la vitesse. La figure 3.22 ex­
plique ce ralentissement. Comme le dégagement de chaleur latente est très fort en début de
solidificat~on (figure 3.3), la chaleur extraite correspond essentiellement à ce dégagement,
alors que l'élimination de la surchauffe ne se fait pratiquement plus.

Enfin, la dernière étape correspond à la baisse progressive de la surchauffe
résiduelle, comme le montre l'évolution de G'. Corrélativement la vitesse du liquide diminue
jusqu'à s'annuler, lorsque le solide a gagné presque toute la lingotière.
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3.7. Surfusion surfusion colonnaire et surfusion constitutionnelle

Concernant la surfusion colonnaire et la surfusion constitutionnelle, deux
approches différentes ont été suivies :

- Pour la surfusion colonnaire, la vitesse d'avancement est d'abord calculée,

puis ~Tp est déterminée par le modèle de BURDEN et HUNT (1974). Toutefois, compte tenu de la
difficulté d'estimer une vitesse d'avancement du front en cours de calcul (voir § 3.4), la

surfusion est déterminée a posteriori en fin de calcul, et au lieu de déterminer la zone com­

prise entre les isothermes Tp et TL' on détermine la zone comprise entre TL et Tl~Tp. Compte
tenu des faibles valeurs de ~Tp' de l'ordre de 1°C, cette méthode ne doit pas conduire à des
erreurs importantes, puisqu'elle revient à supposer que la température de coulée est augmen­

tée de ~Tp .

. - Pour la surfusion constitutionnelle, on fixe a priori une surfusion ~Tp de
pointe de dendrite de 1°C, compatible avec le modèle de BURDEN et HUNT. On calcule ensuite

en plus des champs de vitesses et de température le champ de concentration en soluté dans le

liquide. A partir de la température et de la concentration locale dans le liquide, le para­
mètre de surfusion constitutionnelle est établi.

La figure 3.24 présente l'évolution du pourcentage de liquide résiduel en
surfusion r L en fonction du pourcentage moyen de solide.

• conduction pure

• convection naturelle

• brassage électromagnétique

leff =245A

100

75

50

25

25 50 75 %solide

Figure 3.24 Pourcentage de liquide résiduel en surfusion r
en fonction du pourcentage moyen solidifié. L
(Cas d'un lingot de.50 x 100 rmn, surchauffage
initial JOoC, coefficient d'échange 200 W.m-2.K-l).

L'influence de la convection apparaît nettement. Alors qu'en brassage électro­

magnétique, l'ensemble du liquide est en surfusion, dès que 17 % du solide est furmé, dans le
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cas de la conduction pure, il faut attendre que la moitié du lingot soit solidifiée. Le cas
de la convection naturelle est un cas intermédiaire entre les deux autres cas. La figure 3.24
ne traduit toutefois pas la localisation spatiale de la zone en surfusion simple. On peut en
avoir une idée à partir des cartes d'isothermes (figures 3.9 et 3.10) bien que le cas traité
soit différent. En convection naturelle, la surfusion peut atteindre l'intégralité du liquide
en bas du lingot, alors que sur llensemble du liquide, elle reste limitée. Enfin, la figure
3.24 ne présage pas de la possibilité d1apparition de cristallites dans le liquide et de leur
croissance éventuelle. Elle indique simplement une tendance favorable au développement d1une
large zone équiaxe uniformément répartie, dès le début de la solidification dans le cas de
brassage électromagnétique, alors qu1en convection naturelle le phénomène est spatialement

limité.

L1évaluation de la surfusion constitutionnelle nécessite de calculer préalable­

ment le champ de concentration en soluté dans le liquide. Les figures 3.25 et 3.26 présentent
des cartes d1isoconcentrations dans le même cas que les figures 3.8 à 3.10. Les ~aleurs sur
les courbes correspondent à des enrichissements en cuivre (% poids) ..L1enrichissement à la
pointe des dendrites est donné par le diagramme de phase et vaut, compte tenu de la surfusion

de 1°C fixée, 0,29 %.

La figure 3.25 correspond au cas de la convection naturelle. L1influence du
transfert convectif sur le champ de concentration en soluté est encore plus visible que
1 linfluence sur la distribution de température. L1enrichissement en soluté se fait de manière

relativement lente par rapport à l'avance du front de solidification et il reste très modéré.

La figure 3.25 correspond au cas d1un brassage électromagnétique. Dans ce cas,
le rejet de soluté est plus important. De plus, l'enrichissement en cuivre dans le liquide se
fait de manière quasi-uniforme. Enfin, le temps nécessaire à la dispersion du· soluté dans le
liquide est beaucoup plus rapide que dans le cas de la convection naturelle.

Ces deux figures (3.25 et 3.26) illustrent clairement les calculs en ordre de
grandeur concernant 1 limpot'tance de la convection sur le transfert solutal. Toutefois, elles
mettent également en lumière les difficultés d'évaluer la concentra.tion au voisinage de la
couche-limite formée le long du front de solidification à l'aide de la méthode choisie. Or,
précisément une information locale au niveau du front de solidification perme·ttrait de mieux
relier la modélisation à la structure de grains.

La détermination des champs de concentration en soluté permet de calculer
ensuite localement la surfusion constitutionnelle. La fi.gure 3.27 présente l'évolution du
pourcentage de liquide en surfusion constitutionnelle SL en fonction du pourcentage solidifié.



3005

.007

2405

.0.08

1805

- 96 -

.004

.005

.006

.007
\

\
.008 \

\

.004

.005

~. .006

Figure 3.25
Convection naturelle
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Figure 3.26
Brassage électromagnétique

Isoconcentrations enrichissement en cuivre en pourcentage
(surfusion en pointe de dendrite: 1°C).
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convection

naturelle

15 %solide

Figure 3.27 Pourcentage de liquide en surfusion constitutionnelle
8L en fonction du pourcentage moyen solidifié.
(Cas d'un lingot de 200 x 400, surchauffe initiale 30°C,
coefficient d'échange 120 W.m-2.X-1).

D'une manière analogue au cas de la surfusion thermique, l'ensemble du liquide
entre très rapidement en surfusion constitutionnelle lorsqu'il est soumis au brassage électro­
magnétique (5 %du volume solidifié). Par contre, en convection naturelle, le phénomène d'ap­
parition de la surfusion constitutionnelle reste beaucoup plus lent et progressif.

La figure 3.27 ne prend' pas en compte la localisation de la surfusion consti­
tutionnelle. Dans le cas du brassage électromagnétique, le problème ne se pose que très peu,
puisque la surfusion constitutionnelle apparaît dans un laps de temps très bref et de manière
généralisée. Par contre, en convection naturelle, la localisation est importante. Ainsi, la
figure 3.28 présente à trois instants, en cours de solidification, l'étendue de la zone en
surfusion constitutionnelle (zone hachurée).

A nouveau, les résultats en la matière sont tout à fait compatibles avec les
experlences de WITZKE (1979). Par contre, notre modélisation fournit une information complé­
mentaire par rapport à la modélisation de la formation de la surfusion constitutionnelle
qu'il avait proposé (WITZKE, 1981) pour expliquer ses résultats. En effet, si les deux modè­
les donnent des résultats assez similaires dans la partie en couche-limite (voir le haut de
la zone hachurée), le modèle de WITZKE ne permet pas de rendre compte du très large dévelop­
pement de la surfusion constitutionnelle dans la partie inférieure, qui emplit toute la lar­

geur de la lingotière.
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convection naturelle

3005

Figure 3.28 : Evolution de la zone en surfusion constitutionnelle,
en convection naturelle. Cas d'un lingot 200 x 400 mm
(surchauffe initiale 32°C, coefficient 4'échange
120 W. m-2 • K-1 ) •

L'évaluation de la surfusion constitutionnelle à partir de notre modèle pose

encore de nombreuses difficultés. En effet, en dehors des problèmes liés à la détermination

du champ de concentration, le problème numérique de l'évaluation de la surfusion constitu­

tionnelle à partir d'un champ discret de valeurs (valeurs de la température et de la concentra­

tion aux noeuds) est également très ardu. Il nécessiterait une analyse beaucoup plus détail­

lée que la méthode adoptée actuellement, qui consiste simplement à talculer le paramètre de

surfusion constituionnelle en chaque noeud. En effet, d'après la figure 3.5, la surfusion

constitutionnelle résulte de la différence entre deux courbes de même sens de .variation, ce

qui rend le calcul peu précis au plan numérique. 'Ainsi, au stade actuel de la modélisation,

une analyse en terme d'intensité de la surfusion constitutionnelle paraît illusoire. On peut

simplement préciser qu'en brassage électromagnétique, elle est pratiquement uniforme et re­

présente 85 % de la surfusion en pointe de dendrite .6Tp' alors qu'en convectio'n naturelle

elle varie entre 0 et 90 %de ~Tp.

CONCLUSION

Un modèle de solidification prenant en compte les effets convectifs du métal

liquide a été développé. Par rapport aux modèles de solidification déjà existants, son origi­

nalité est de permettre d'évaluer, en plus des transferts thermiques globaux, les écoulements.

de manière précise dans la zone liquide et l'influence de ceux-ci sur les champs de tempéra­

ture et concentration.
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Au stade actuel, les résultats du modèle ont été essentiellement interprétés
en fonction du comportement thermique dans la zone de liquide avant et pendant la solidifica­
tion. Ainsi il a été montré que les mouvements dans le liquide, qu'il s'agisse de convection
naturelle, mais essentiellement de br~ssage électromagnétique, retardent l'apparition du
premier solide, et corrélativement abaissent fortement la surchauffe résiduelle au début de
la solidification. Ce résultat est très important au niveau des implications sur les struc­
tures de solidification, en particulier la transition colonnaire-équiaxe. Bien plus, le
modèle permet une visualisation, par l'intermédiaire de cartes d'isothermes, de l'ensemble
du comportement du liquide, ce qui était jusqu'alors impossible dans le cas des modèles en
couche-limite. Toutefois, en vue de se rapprocher des résultats généralement invoqués pour
relier les conditions thermiques et physico-chimiques de la solidification aux structures de
grains, un certain nombre de paramètres déduits de notre modèle ont été analysés en liaison
avec la convection dans le liquide: surchauffe résiduelle, gradient thermique en avant du
front, vitesse d'avancement du front.

Enfin, une approche de la détermination du champ de concentration en soluté
dans le liquide a été réalisée, en vue de calculer le paramètre de surfusion constitution­
nelle. Les premiers résultats en la matière, comme'par exemple la détermination de la zone en
surfusion constitutionnelle, montrent des tendances tout à fait en accord avec les idées an­
térieures, mais apportent en plus des informations quantitatives. Toutefois, une exploitation
rationnelle dans ce domaine nécessiterait de pouvoir résoudre deux types de problèmes:
d'une part des' problèmes d'ordre numérique liés à la difficulté d'évaluation de la surfusion
constitutionnelle; d'autre part des problèmes métallurgiques, en vue de relier la surfusion
constitutionnelle à des caractéristiques structurelles, comme par exemple la transition
colonnaire-équiaxe ou la taille de grain :dans la zone équiaxe.
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1. INTRODUCTION

L'influence des mouvements du métal liquide sur les structures de solidification

des lingots a été mise en lumière dans de nombreuses expériences.

En particulier, concernant la transition colonnaire-équiaxe, la convection du

liquide favorise l'apparition d'une plus large zone équiaxe. Ce résultat a été vérifié par de

nombreuses méthodes :

- Premièrement, directement à partir de la convection naturelle, COLE et BOLLING

(1965) et MORANDO et coll. (1970) ont montré qu'une augmentation de la taille du moule, donc

de l'intensité de la convection naturelle, conduisait à une diminution de la zone colonnaire.

- Deuxièmement, des expériences réalisées en supprimant. la convection naturelle,

en utilisant soit un champ magnétique stabilisant (UHLMANN et coll. 1966, MORANDO et coll. 1970)

soit l'effet de forces de Coriolis (COLE et BOLLING 1967) et des expérienc~s réalisées en micro­

gravité (JOHNSTON et GRINER, 1977, PAPAZIAN et KATTAMIS, 1980) ont montré que, dans ces condi­

tions, seule une croissance colonnaire est possible.

- Troisièmement, à l'inverse du cas précédent, un brassage du liquide conduit à

un développement de la zone équiaxe (COLE et SOLLING, 1966). Le développement du brassage élec­

tromagnétique a conduit à confirmer ce résultat dans le cas de la coulée continue (SIRAT et

CHONE, 1982) et dans le cas des lingots (ITOH et coll. 1982, ASAI et coll. 1978).

D'autre part les mouvements convectifs jouent également un rôle"favorable sur la

diminution de la taille des grains, bien que les expériences qui mettent en évidence ce méca­
nisme, soient beaucoup moins nombreuses. On peut citer les travaux de JOHNSTON et PAAR (1982) qui

comparent trois niveaux de gravité, ceux de RIQUET (communication privée 1983) avec brassage

mécanique en coulée d'aluminium. De plus l'article de synthèse de CAMPBELL (1981) sur les ef­

fets des vibrations en cours de solidification cite de nombreux résultats positifs concernant

l'affinage des grains et propose de nombreux mécanismes. Toutefois dans le cas de vibrations

il est toujours difficile de savoir si l'effet provient d'une excitation locale ou d'une recir­

culation d'ensemble.

Pour notre part, nous avons réalisé des essais de solidification dans la lingo­

tière expérimentale présentée au chapitre 1. Ces essais sont réalisés, soit en absence de bras­

sage (seule la convection naturelle met le liquide en mouvement)~ soit en brassage électroma­

gnétique, ce paramètre étant le facteur principal pour nos essais. De plus, deux tailles ont

été testées: une grande taille, qui correspond aux dimensions des expériences du chapitre 2 et

une petite taille qui se rapproche de celle des lingotins élaborés par DOHERTY et coll. (1977)
et par WITZKE et RIQUET (1982) dans leurs expériences. Toutefois par rapport à ces expériences

qui ont été réalisées dans des moules en graphite, en fonte ou en cuivre, le flux de chaleur
extrait-dans nos conditions expérimentales est beaucoup plus faible et beaucoup plus proche du

cas d'un moule en sable. A titre d'exemple, on peut comparer le coefficient d'échange déterminé
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à partir des essais de WITZKE et RIQUET (1982), de l'ordre de 2000 W.m- 2.K-1, à celui de nos
essais, de l'ordre de 120 W.m- 2.K-1.

D'autres valeurs de coefficient d'échange sont données par les experlences de

CHANG (1978). Ainsi dans le cas d'une solidification unidirectionnelle en lingotière métallique

refroidie, ce coefficient vaut de l'ordre de 1600 W.m- 2.K-1, alors qu'eln moule en sable de
-2 -1fonderie, sa valeur moyenne est de 300 W~m .K .

Deux paramètres supplémentaires, la composition et la surchauffe initiale,

ont également été modifiés dans certains essais. Toutefois, des conditions techniques nous ont

amené à limiter le nombre des essais et à nous focaliser essentiellement sur l'influence du

brassage, puisque l'influence des autres paramètres a déjà été clairement exammée par d'autres

expérimentateurs.

2. ESSAIS REALISES

Le tableau 4.1 présente l'ensemble des essais réalisés.

Le principal paramètre de l'étude est le brassage électromagnétique, dans le

sens direct ou le sens inverse. De plus un essai (C6) a été réalisé avec une variation périodi­

que du brassage entre les sens direct et inverse, de façon analogue à la méthode préconisée par

ASA! et coll. (1982). Enfin dans deux des essais (C7 et C8), le brassage n'a été commencé

qu'après le début de la solidification (ITOH et coll. 1982), alors que dans tous les autres

essais, le brassage est en action dès la coulée du métal.

Deux types d'alliages ont été utilisés, d'une part, de l'aluminium commercial A5 _

(99,95 %d'Al) et d'autre part un alliage d'aluminium à 2 %de cuivre (AU2) préparé à partir

d'A5 et d'AU 50.

Deux tailles de lingots ont été étudiées: lingot de 200 mm de largeur x 400 mm

de hauteur (grande taille), lingot de 50 x 100 mm (petite taille), l'épaisseur restant constan­

te de 70 mm. La petite taille a été obtenue en comblant l'installation initiale avec des pan­

neaux -isolants du même type que les faces latérales, de façon à former une petite lingotière

contre la face de l'inducteur, en son centre.

Enfin, les résultats concernant l'influence de la surchauffe ont été confirmés.

Compte-tenu de notre dispositif de coulée par l'intermédiaire d'une goulotte non préchauffée,

il y a une chute de 55°C environ dans celle-ci. Donc la coulée est réalisée, en tenant compte

de cet écart, avec une température donnée dans le four à induction, et la valeur de la sur­

chauffe initiale est confirmée a posteriori, par l'intermédiaire du pic d'un thermogramme, avec

un accord de ± 5°C.

Les lingots, après solidification, sont tronçonnés suivant le plan médian (x,y)



Essais

Al

A2

A3
A4

BI
82

83

B4

85

Cl
C2
C3
C4
C5
CG
C7
CS
Cg

CIO

CIl

Alliage

AU 2

AU2

A 5

AU ·2

AU 2

Taille

20 x 40 cm

20 x 40 cm

5 x 10 cm

Brassage
1eff (A)

o
355 (0)

245 (0)

395 (0)

o
245 (0)

o
245 (0)

545 (0)

o
245 (0)

545 (0)

245 (1)

545 (1)

545 (A)

245 (D)~

245 (O)~~

o
o

245 (0)

Surchauffe initiale

~ 20°C à partir du
~ régime permanent

baisse lente
baisse lente

50°C

50°C
110°C
110°C

110°C

110°C
110°C
110°C
110°C
110°C
110°C
110°C
110°C

20°C
110°C
110°C

Résultats

macrographie partielle

macrographie partielle
macrographie entière
macrographie entière

macrographie entière

+

enregistrement thermique

macrographie partielle

macrographie entière
+

enregistrement thermique

Pourcentage de
zone équiaxe

15 %
30 %
32 %
43 %
'55 %

74 %
idem C2
idem Cl

9"5 %
100 %
100 %

.......
o
w

(0) direct : forces électromagnétiques dirigées vers le bas
(1) inverse : forces électromagnétiques dirigées vers le haut
(A) alternée : inversion du sens de brassage toutes les 15s
t brassage retardé jusqu1au début de solidification
~t brassage retardé-jusqu1à 2mn après le début de solidification

Tableau 4.1 Tableau des essais de solidification
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(voir figure 1.1), polis intégralement ou partiellement suivant les cas, et attaqués à l'aide

du réactif de Keller (alliage AU 2) ou d'un réactif 25 %d'acide chlorhydrique, 25 %d'acide
nitrique, 50 %d'eau (alliage A 5).

Les essais de la série A, ne sont pas représentatifs des conditions classiques

de solidification, puisque le rôle du four auxiliaire n'est pas négligeable dans ces essais.

En effet soit le four a été coupé brutalement (Al et A2),mais compte-tenu de son· inertie ther­

mique, un flux thermique important, vient perturber les conditions de solidification, soit le

four est baissé lentement (A3 et A2) en vue de contrôler la progression de la solidification

et de réaliser des situations de régime permanent avec un front de solidification et du liquide

résiduel. Ces derniers essais, qui étaient envisagés en ,vue de réaliser des mesures de vites­

ses en avant du front de solidification, se sont avérés très difficiles, compte-tenu du faible

contrôle sor les conditions aux limites dans le dispositif actuel.

Dans les autres essais (série B et Cl, la plaque en acier du four a été rempla­

cée par une plaque thermiquement isolante. Ces expériences simulent donc le comportement d'une

demi-lingotière. De plus la surface libre est également recouverte d'une plaque d'isolant im­

médiatement après la coulée en vue de limiter le flux thermique perdu par celle-ci.

Les lingots sont toujours coulés en lingotière non préchauffée. En effet, d'après

les expériences de DOHERTY et coll. (1978), la température d'étuvage joue un grand rôle, tout du

moins dans le cas des petits lingots. Donc, dans l'incapacité d'assurer une température de pré­

chauffage de la lingotière constante entre les différents essais, la solution de laisser la

lingotière à température ambiante a été choisie.

Des enregistrements thermiques ont été réalisés pour toutes les experlences des

séries B et C. Suivant les cas, de 1 à 20 thermocouples ont été utilisés. Les essais avec 20

thermocouples (B3 et C2) ont été réalisés avec un-système d'acquisition de données mis au point

dans notre .laboratoire pour évaluer les transferts thermiques en fonderie de précision

(LAMANTHE 1982).

3. STRUCTURES DE SOLIDIFICATION

3.1. Description générale

D'une manière classique, les structures à la périphérie des lingots sont colon­

naires, alors qu'au centre appara1t une zone équiaxe. Or la notion de frontière entre la zone

colonnaire et la zone équiaxe, bien que couramment employée, s'avère souvent, dans la pratique,

assez difficile à définir. En effet, suivant les cas, cette transition n'appara1t pas de ma­

nière franche et brutale, et toute une zone de grains grossiers avec une direction d'allonge­

ment préférentielle, existe entre lazone nettement colonnaire et la zone nettement équiaxe.

La figure 4.1 met en évidence l"influence du brassage électromagnétique sur les
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a

c

10cm

2,5cm

b

d

Figure 4.1 Comparaison des structures de soZidification avec ou sans brassage
dans deux géométries :

a) Essai Bl 200 x 400 rrm sans brassage bJ Essai B2 200 x 400 mm aV~c brassage
cJ Essai Cl 50 x 100 mm sans brassage dJ Essai C2 50 x 100 mm aVec brassage
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structures de solidification, pour deux tailles de lingots (200 x 400 mm et 50 x 100 mm). Il

faut noter toutefois que les résultats pour les petits lingots ((c) et (d)) correspondent à un

alliage A5. En effet .dans le cas d'un alliage AU 2 (essais C 10 et C Il), la structure est
complètement équiaxe. D'une manière générale, l'effet du brassage est d'affiner les structures,

qu'il s'agisse de grains colonnaires ou de grains équiaxes. Toutefois, son rôle est nettement

plus visible dans le cas des petits lingots.

Les caractéristiques générales des essais avec ou sans brassage électromagnéti­

que sont les suivantes :

En partant de la paroi, apparaît d'abord une zone de type zone périphérique
(chill zone décrite par CHALMERS (1963)) caractérisée par des grains de type équiaxe et fins.

Cette zone est importante dans le cas des petits lingots (c), occupant une partie du coin in­
férieur le long de la paroi froide, de manière assez semblable aux essais réalisés par COLE

et BOLLING (1969) et MORANDO et coll. (1970). Par contre dans le cas des grands lingots (a),

elle est limitée au strict voisinage de la paroi froide, et ceci d'autant plus que la tempéra­

ture de coulée est élevée.

Ensuite une zone de gros grains allongés est visible. Ces grains ne présentent

pas une orientation parfaite entre eux, mais en moyenne sont orientés dans la direction de
l'écoulement de chaleur. Entre ces grains apparaissent par endroits de petits grains désorien­
tés. Cette zone ne s'apparente pas directement à une zone colonnaire classique. Toutefois, le

rapport longueur sur largeur de ces grains grossiers, de l'ordre de 4 à 10, fait penser à ce

type de structure. Dans le cas des petits lingots, la nature colonnaire de ces grains est beau- ~

coup plus visible, puisque la dispersion d'orientation entre grains est moins grande.

Enfin une zone équiaxe classique apparaît: dans le cas des grands lingots (a),

elle est bien développée et occupe une partie du fond du lingot, dans le cas des petits lin­

gots (c), elle est limitée à quelques grains grossiers en fin de solidification.

Une très petite zone périphérique n'apparaît que dans le cas des faibles inten­

sités de brassage et pour les petits lingots. En effet les grains équiaxes formés au moment

de la coulée contre les parois froides sont sans doute arrachés et réentraînés du fait du bras­

sage, et par suite refondus dans le coeur du liquide. La solidification est d'abord de type co­

lonnaire avec des grains nettement orientés. De plus l'orientation de ces grains se fait à

contre-courant de la circulation de métal liquide. Ce phénomène est discuté au paragraphe 3.2.
Ensuite après une transition colonnaire~équiaxe franche, une zone équiaxe·à grains plus fins
qu'en absence de brassage, se développe (voir paragraphe 3.3). De plus, dans le cas (b)(grand

lingot d'alliage d'aluminium à 2 % de cuivre), apparaissent en fin de zone colonnaire, des
défauts de type canal de ségrégation (freckles). Sur les macrographies, ces ségrégations se

traduisent par des bandes sombres, enrichies en cuivre, accompagnées de porosités. Ces porosi­

tés proviennent du fait de la présence de liquide dans un solide déjà formé. Il y a donc un



- 107 -

phénom~ne de type "mini-lingot", avec apparition de retassures. En .suivant sur les macrogra­

phies ces ségrégations, on peut avoir une indication de la forme du front à l'instant où elles

apparaissent. Sur la figure b), le front ainsi délimité n'est pas parallèle à la paroi, mais

son épaisseur va croissant vers le bas. On retrouve donc un des résultats de la modélisation

au chapitre 3.

En dehors des caractéristiques générales, le comportement des petits et des

grands lingots doit être distingué dans nos essais, comme le montre la figure 4.1.

Dans le CaS des grands lingots, le brassage mis en oeuvre dès la coulée n'a pas

supprimé la zone colonnaire et on ne peut pas dire qu'il en ait réduit l'extension .. De plus

l'apparition de canaux ségrégés peut être considérée comme un défaut majeur, annulant tous les

effets positifs au niveau de la diminution de la taille de grains en zone équiaxe. Plus préci­

sément, le brassage permet le développement d'une zone colonn~ire franche, alors que celle-ci

est peu nette en absence de brassage. Ce résultat paraît en contradiction avec ceux obtenus

en cou~ée continue d'acier (BIRAT et CHONE, 1982) et même en brassage. en moule de grands lin­

gots d'acier (ITOH et coll. 1982). Cette remarque est toutefois à rapprocher des essais plus

anciens en brassage mécanique par rotation sur des alliages d'aluminium-cuivre de TAKAHA5HI et

HAGIWARA (1965). Ils ont obtenu un développement intense de la zone colonnaire dans le cas de

rotations du métal liquide. Or les mêmes types d'essais réalisés par TAKAHASHI et coll. (1976),

sur des aciers, semblent d'après les macrographies présentées, conduire à des résultats oppo­

sés.

L'effet du brassage dans nos essais sur les grands lingots se manifeste donc es­

sentiellement· par une structuration de la solidification avec affinement des grains colonnaires

et équiaxes. Ainsi, alors qu'en absence de brassage apparaissent des grains grossiers et pré­

sent~t une large déviation dans l'orientation, ~n brassage ces mêmes grains sont parfaitement

orientés, fins et allongés.

Dans le cas des petits lingots, apparaît en plus de l'affinement des structures,

une modification de leur nature dû au brassage. Ainsi l'extension de la zone colonnaire est ré­

duite ce qui correspond donc aux résultats classiquement présentés. La figure 4.2 présente le

pourcentage de fraction équiaxe en fonction de l'intensité du brassage.

L'effet du sens de brassage sur la structure de grains n'est pas symétrique,

puisque de meilleurs résultats sont obtenus en brassage inverse. Or, la seule dissymétrie du

problème provient de la surface libre. En effet en brassage inverse se forme un dôme de métal

liquide. Celui-ci doit favoriser les échanges thermiques locaux, dont la formation de germes

équiaxes. En effet les expériences de SOUTHIN (1967) ont mis en lumière l'importance du refroi­

dissement par la surface libre dans la formation de la 'zone équiaxe.

D'autre part, un effet de saturation apparaît pour les forts brassages. Ce résul­

tat est à rapprocher de la figure 3. Ainsi la modélisation montre que l'influence du brassage
sur le champ de température varie peu pour les forts brassages, avec donc également un effet

de saturation.
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Figure 4.2 Relation entre le pourcentage de zone équiaxe et l'intensité
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Enfin le résultat très intéressant, obtenu en brassage alterné confirme les con­

clusions de ASAI et coll. (1982), qui préconisent ce type de brassage. Toutefois, aucune étude

n'a été conduite en vue d'optimiser la fréquence de variation de sens du brassage.

les deux' essais de brassage différé par rapport à la coulée (C7 et C8) sont si­

gnificatifs des possibilités d'action du brassage dans notre dispositif. En effet dans le cas

d'un brassage int~rvenant 2 mn après le début de solidification, la structure d'ensemble est

très voisine du cas de la convection naturelle avec toutefois des grains beaucoup plus allongés

et mieux orientés dans la zone de type colonnaire. Cette remarque confirme à nouveau l'impor­
tance du brassage sur la structuration de la zone colonnaire dans nos essais. Par contre, dans
le cas d'un brassage intervenant au moment de l'apparition du premier solide, la structure

est très voisine du cas où le brassage est présent dès la coulée. Les thermogrammes dans l'es­

sai C7 rejoignent très rapidement après le début du brassage (de l'ordre de lOs) une allure

semblable à ceux de l'essai C2. Ce résultat montre la rapidité d'action du brassage électroma­
gnétique sur le champ de température. ~ar contre dans l'essai C8, on peut penser que, compte­
tenu de l'épaisseur déjà solidifiée, le brassage est moins actif. Les thermogrammes restent

d'ailleurs peu affectés par celui-ci. Ce résultat doit, à notre avis, toutefois être considéré

comme lié aux caractéristiques de notre dispositif, c'est-à-dire, une masse thermique importan­
te de la lingotière et un faible flux d'extraction de la chaleur.

L'influence des facteurs surchauffe et composition en élément d'alliage a égale­
ment été observée, sans faire toutefois l'objet d'une étude systématique. Dans ce domaine, les

résultats sont très voisins de ceux obtenus classiquement. Ainsi concernant les petits lingots

une diminution de la surchauffe (essai C9), conduit à une plus large zone équiaxe, comme le

montraient des expériences antérieures (MORANDO et coll. 1970, DOHERTY et coll. 1977, WITZKE

et RIQUET 1982) .. De plus dans l'essai C9 à très faible surchauffe (20°C) la zone équiaxe for­
mée est particulièrement fine et occupe tout le lingot. Elle évoque le mécanisme de big-bang

proposé par CHALMERS (1965), comme orlglne de la zone équiaxe. Dans le cas des grands lingots,

par contre, la surchauffe ne joue que très peu de rôle dans la gamme de surchauffe testée
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(40 à 110°C). Ceci provient sans doute du fait que l'étape d'élimination de la surchauffe

est longue et que la solidification ne débufuqu'apr~s qu'un régime proche d'une vitesse de

refroidissement constante en tout point du métal soit établi. Ce résultat est à rapprocher

des conclusions de lIPTON (1983), qui montrent que la surchauffe n'agit que dans une gamme

de valeurs faibles (5 à 30°C) puis que son effet se sature. On peut penser en effet qu'une

surchauffe supérieure ne sert qu'à l'excitation de la convection naturelle.

l'influence de l'augmentation de la concentration en élément d'alliage corres­

pond également aux essais d'autres expérimentateurs (COLE et BOllING 1969, DOHERTY et coll.

1977). Ainsi dans les essais Cl et C2 sur de l'aluminium commercialement pur, la zone équiaxe

reste limitée (15 %et 30 %iespectivement), alors que dans les essais CIO et CIl avec un

alliage d'aluminium à 2 %de c~ivre, les lingots sont compl~tement ~quiaxes avec un grain fin.

3.2. Redressement des branches de dendrites

3.2.1. Observations:

le mécanisme de redressement des branches de dendrites a été clairement montré

et quantifié par TAKAHA5HI et coll. (1976). En effet en croissance dendritique, les axes pri­

maires ont une direction inclinée par rapport à la normale au front et donnent naissance à des

grains colonnaires orientés à contre-courant et déviés d'un angle 8 (figure 4.3). les mesures
réalisées par TAKAHA5HI dans un dispositif de solidification voisin d'un viscosim~tre de

COUETTE, corrèlent sous forme d'une loi empirique, l'angle de redressement 8 avec la vitesse

moyenne du fluide 0l et la vitesse d'avancement du front R, dans le cas d'aciers.

R

Figure 4.3 Redressement des branches de dendrites
à contre-courant. Schéma de principe.

TAKAHA5HI et coll. (1977), mais aussi 1 'IR5ID se servent de cette relation pour estimer la

vitesse moyenne du liquide, l'angle 8 et la vitesse de solidification R étant connus.
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Nos essais, qui permettent de faire varier à l'aide de l'inducteur., la vitesse

moyenne d'écoulement du fluide, ont également montré clairement le redressement des grains co­

lonnaires, dans le cas des alliages AU 2, et dans le cas de l'A5. La figure 4.4 montre deux
macrographies dans la zone dendritique, d'une part dans le cas d'un brassage électromagnétique
direct~ (forces électro~agnétiques et courant du liquide dirigé vers le ~as), d'autre part

dans le cas d'un brassage inverse (directions vers le haut).

cas A cas B

Figure 4.4 Macrographies présentant le redressement des branches de dendrites

cas a) brassage direct (I
eff

= 245 A) (Essai C2)

cas b) brassage inverse (I
eff

= 245 A) (Essai C4)

Les deux cas montrent la parfaite symétrie de situâtion par rapport à la direction de crois­

sance, avec un angle 8 ,voisin de 31°. Le mod~le de solidification (chapitre 3) prévoit une vi­

tesse maximale Umax de l'ordre de 18 cm/s. Les mesures thermiques effectuées (C2) donnent une
valeur de R de l'ordre de' 10-4m/s.

Dans le cas des petits lingots coulés en A5, un brassage plus de deux fois plus

intense (C3-C5) n'a gu~re plus d'influence sur l'orientation des grains colonnaires : de l'or­

dre de 36° pour 8, au lieu de 31°. Cet effet de saturation est à rapprocher de l'effet constaté
sur la figure 4.2. Toutefois, dans l'état actuel des investigations, il n'est pas possible de

déterminer si cet effet est propre à l'alliag~ utilisé (AS) ou à la taille du lingot, puisque

les petits lingots coulés en AU 2 (essai CIl) présentent uniquement une croissance équiaxe
pour la surchauffe considérée. Des mesures complémentaires d'angle e surdes grands lingots cou­

lés en A5 seraient nécessaires.

Dans le cas des grands lingots coulés en AU 2, par contre, l'effet sur e d'une
augmentation de la vitesse du fluide UL est nettement visible. (figure 4.5). Les valeurs U. max
sont obtenues à partir des intensités d'alimentation de l'inducteur et de la figure 2.18 du

chapitre 2. Bien que le nombre de points de mesures soit relativement limité, la tendance de
cette courbe est tout à fait ~emblable à celle· obtenue par TAKAHA5HI.
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Figure 4.5 Variation de 8 en fonction de la vitesse maximale du fluide
U (cas des lingots 200 x 400 mm~ alliage AV 2).max

L'essai C6, réalisé en brassage alterné, est particulièrement significatif
concernant le redressement des branches de dendrites. La figure 4.6 présente une macrographie

dans la zone colonnaire de cet essai. Compte-tenu du fait que le sens du mouvement du métal

liquide s'inverse toutes les 15 secondes, on voit appara1tre des grains colonnaires croissant

lien zig-zag", avec une périodicité de changement de direction uniforme. Donc la solidification
réagit avec peu d'inertie aux sollicitations extérieures qui proviennent des mouvements du li­

quide, ce qui confirme à nouveau leur importance. Accessoirement, en mesurant la périodicité
des ondulations, la vitesse de solidification peut être évaluée, de l'ordre de 7,5.10- 5m/s.

"'---•• 5mm

Brassage alterné

Figure 4.S Macrographie dans la zone dendritique en brassage alterné. Essai cs.
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3.2.2. Discussion

L'explication de ce phénomène provient du transport convectif dans la zone

dendritique. En effet du point de vue purement mécanique, on pourrait s'attendre plutôt à une

déviation dans le même sens que le courant du fait de la force de traînée sur l'obstacle

(dendrites).

Dans le chapitre 3, nous avons montré que l'influence de la convection à l'échel­

le dendritique sur le champ de température pouvait être négligée, mais par contre qu'elle pou­

vait avoir une action sur le champ de concentration en soluté. Donc, en accord avec ICHIKAWA

et coll. (1980), l'origine du redressement des branches de dendrites est recherchée dans un

déséquilibre entre les concentrations en soluté en avant et en aval de l'obstacle, que consti­

tue une d~ndrite. Des analyses à la microsonde effectuées par ICHIKAWA ont confirmé ce mécanis­

me.

Considérons une dendrite supposée isolée. En chaque point de l'interface il y a

échange de soluté entre le solide et le liquide, le soluté étant rejeté dans le liquide envi­

ronnant

R* (1 - k)C *
L

où R* est la vitesse locale de croissance dirigée suivant la normal~ n à l'inter­

face solide/liquide de la dendrite.

l'indice * fait référence aux valeurs à l'interface.

La vitesse de croissance du front R est alors la moyenne des R* sur la surface de la dendrite.

En l'absence de transport convectif du soluté autour de la dendrite, le phéno­

mène est symétrique par rapport à l'axe primaire de la dendrite et la croissance s'effectue

suivant la direction imposée pour le gradient thermique. Par contre si la dendrite.est placée

dans un courant liquide de vitesse UL* perpendiculaire à son axe primaire, le rejet de soluté

perd son caractère symétrique: il y a "lavage" du soluté en amont, alors qu'il s'accumule en

aval. La conservation du soluté peut s'écrire à l'.aide d'un coefficient d'échange, fonction

des caractéristiques hydrodynamiques locales

R*(l - k) C*
L =h* (C * - C )L 00

En supposant que dans un plan perpendiculaire à l'axe de la dendrite, la concentration CL* est

uniforme, on voit que, compte-tenu du fait que h~mont est supérieur à h~val' R~mont est plus
grand ·que R~val. En moyenne donc, R a aussi une composante perp~ndiculaire à l'ax~ de sens
contraire à UL*.

Un tel calcul pourrait être pourSU1Vl, à partir par exemple de l'écoulement au­

tour d'un cylindre et de l'évaluation des coefficients h* par analogte entre le transfert de

masse et le transfert de chaleur. Toutefois il pose de nombreux p~oblèmes à cause de ses hypo-
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thèses très simplificatricés (dendrite isol~e). Mais surtout il est difficile de d~terminer

une vitesse du courant libre UL* dans la zone interdendritique et de la relier à une vitesse

Umax du liquide, ce dernier paramètre ~tant g~n~ralement le seul facile à estimer et ~tant

utilis~ par TAKAHA5HI dans ces corr~latiqns.

L'expl ication donn~e, bas~e sur le rejet de solut~., peut paraître erronée dans

le cas d'un alliage pratiquement pur comme l'AS.· Toutefois. les exp~riences de ICHIKAWA (1980)
ont montr~ que même de petites quantit~s d'~l~ments d'alliage sufflsaient à produire un effet

important. A titre d'exemple, dans le cas d'un aluminium de puret~ commerciale, l"angle e
~tait de 15°, alors que dans le cas d'un alumiryium de haute puret~, e ~tait inf~rieur à 4°.

3.3. Affinement du grain

Nos alliages ne subissent aucun affinage pr~alable du type' affinant au titane

et au bore. D'autre part le flux d'extraction de la chaleur est très faible dans nos essais.

Donc les t~illes de grains mesur~es sont très importantes par rapport au caS des alliages cou­
l~s industriellement.

50 mm

Non brassé Brassé

Taille de grains

Figure 4.7 Macrographies montrant la taille de grains
en zone équiaxe dans les cas aVec et sans brassage

La figure 4.7 montre l'effet d'affinage dans la zone ~quiaxe dû au brassage

~lectromagn~tique. Il s'agit de macrographies extraites des ~chantillons BI (non brass~) et B2
(brass~). Les deux vues sont prises au même endroit par rapport à l'ensemble du lingot. En
l'absence de brassage, la taille des grains est de l'ordre de 4000 ~m, alors qu'avec un bras­

sage, elle descend aux environs de 1000 ~m. Des~tudes compl~mentaires sur la distribution' de

la taille de grains en fonction du brassage sont en cours de r~alisation.
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4. COMPARAISON ENTRE LES RESULTATS EXPERIMENTAUX EN COURS DE SOLIDIFICATION ET LA MODELISATION

Dans l'état actuel, les possibilités de comparaison détaillées entre résultats
expérimentaux et modélisation restent assez limités. En effet les conditions initiales (isother­
mie et absence de mouvement) et les conditions aux limites (une seule face échangeant par l'in­
termédiaire d'un coefficient d'échange constant), qui sont imposées dans la modélisation, sont
assez éloignées de la réalité expérimentale. Donc il s'agit essentiellement de comparer des
tendances.

Une première étude consiste, dans les essais effectués avec acquisition de don­
nées sur 20 thermocouples," à examiner le comportement thermique du liquide dans l'étape d'éli­
mination de la surchauffe et en début de solidification. Des essais semblables avaient été
réalisés par ENGLER et JANSEN (1977) en vue d'estimer l'importance de la convection naturelle
avant et en cours de solidification. En réalité, dans notre dispositif expérimental, ces es­
sais sont assez difficiles à interpréter. Compte-tenu du faible flux de chaleur extrait, les
gradients thermiques, qui apparaissent dans le liquide, sont très faibles et de plus, du fait de
la convection, ils sont localisés dans des couches-limités près des parois. Ce ré~ultat appa­
raissait déjà clairement sur les cartes d'isothermes calculées au chapitre 3, mais il est en­
core plus net sur les tracés des thermogrammes.

A titre d'exemple, les figures 4.8 et 4.9 présentent pour l'essai 83 (convec­
tion naturelle) les thermogrammes de début de solidification pour les emplacements répertoriés
d'après le schéma joint aux figures.

T

800
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600

300 600 900 1200 1500 1800

temps(s)

Figul~e 4.8 Thermogrammes montrant l'évolution de la température
horizontalement (convection naturelle)
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Figure 4.9 Thermogrammes montrant l'évolution de la température centrale
en fonction de la hauteur (convection naturelle)

Concernant l'étape d'élimination de la surchauffe, on reconnait quelques carac­

téristiques mises en évidence dans la modélisation de la convection naturelle. Ainsi sur la

figure 4.8, apparaît nettement la zone de gradients thermiques très confinée, située entre A

et B, puis une zone à très faible gradient. Les gradients au niveau de la paroi froide, de

l'ordre de 10°C/cm, d'après les thermogrammes A et B en tout début de solidification, expli­

quent que la solidification commence par une zone colonnaire. Sur la figure 4.9, l'effet de

stratification du liquide est également visible, puisque le thermocouple 0 est plus froid que

C. Par contre entre C et E, cet effet n'apparaît pas. Ceci provient sans doute du défaut

d'isolation par la surface li'bre qui conditionne des pertes thermiques, d'où une tendance à

former un gradient thermique opposé à l'effet de stratification. Lorsque la solidification com­

mence, les comportements thermiques deviennent plus distincts tout du moins concernant le soli­

de. En effet A commence à se solidifier en premier, suivi de B. Plus étonnant est de voir que
o commence à solidifier, bien avant C ou E. Ce résultat fait penser à la large zone proche de

la température de liquidus en bas de la lingotière calculée par notre modélisation, en cas de

convection naturelle. De plus, d'après la macrographie de la figure 4.1 a), le thermocouple

o correspond à une zone de croissance équiaxe. On retrouve donc l'idée que la solidification

commence en mode colonnaire (thermocouples A et B), puis qu'après transition, des cristaux

équiaxes viennent remplir le fond de la lingotière, alors que la partie supérieure du liquide
central reste encore liquide.

Les mesures effectuées en brassage électromagnétique montrent que la température

est identique en tout point du coeur du liquide, compte-tenu de la précision d'un thermocouple

(± O.5°C). Ce résultat confirme l'effet de mélange dû au brassage. Même très près de la paroi

froide (5mm) ·ou au bas d~ l~ lingotière, on ne voit pas apparaltre de gradient. Par contre le

thermocouple placé directement contre la paroi indique une température bien inférieure: la

couche-limite thermique est donc très fine. Toutefois des résultats aberrants obtenus dans cer-
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Figure 4.10

670

Thermogrammes de solidification dans le cas d'un
lingot non brassé (Bl) et d'un lingot brassé (B2).
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Figure 4.11 : Extrait de la figure 4.10 au voisinage du début de
solidification : mise en évidence de la surfusion.
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taines expériences (écart de SO°C entre la température centrale et la température de la paroi)

font penser que 1'imp'lantation du thermocouple près d'une paroi est particulièrement délicate,
puisqu'on ne sait plus ce qu'il mesure exactement, compte-tenu de la résistance de contact

entre le métal et la paroi.

Une deuxième série de résultats consiste à comparer les thermogrammes obtenus

avec ou sans brassage électromagnétique en cours de solidification, les autres paramètres res­

tant identiques. La figure 4.10 présente ces résultats dans les essais BI et B2. On retrouve
un des résultats de la modélisation avec un temps d'apparition du premier solide un peu plus

rapide en absence de brassage.

D'autre part, il semble que la surfusion soit plus importante dans le cas du

brassage comme le montre d'une part la position du début de palier pour le thermocouple à la

paroi (figure 4.11), d'autre part la température du liquide central, légèrement en dessous de
celle du liquidus. Ce résultat conforte des mesures effectuées par ASAI (communication privée)

en solidification de solutions transparentes, où la surfusion augmente avec l'intensité de la

convection.

En définitive une comparaison plus approfondie dans ce domafne nécessiterait,

compte-tenu de la précision des résultats à obtenir, des conditions expérimentales beaucoup
plus contrôlées, avec en particulier une garantie de reproductibilité des essais. De plus des

mesures de température en cours de solidification, avec la finesse que nécessite la compréhen­

sion des mécanismes d'action sur les structures, apparaissent comme très délicates. Nos propres
mesures indiquent des résultats,en particulier concernant la surfusion,en accord avec d'autres

mesures effectuées généralement cependant dans des solutions salines ou organiques (ASAI, à

publier, LIPTON, 1983). Toutefois un étalonnage préalable des thermocouples serait nécessaire.

Compte-tenu de la difficulté de ce~ mesures, la modélisation appara't comme un

moyen très complémentaire pour obtenir des valeurs chiffrées dans ce domaine, avec application
au problème de solidification comme nous l'avons fait au chapitre 3. Des expériences bien cali­

brées devraient permettre de mieux modéliser le comportement thermique d'ensemble, en particu­

lier les échanges vers 1 1 extérieur : mesures d'échauffement dans la plaque refroidissante, me­
sures dans les parois isolantes pour s'assurer de leur bonne qualité, calage des paramètres

du modèle sur les courbes expérimentales.

CONCLUSION

Les expériences de solidification réalisées ont porté sur l'influence du bras­
sage électromagnétique sur les structures de solidification. Les résultats obtenus dans ce do-

maine sont un peu différents des conclusions des travaux antérieurs, en particulier ceux obte­

nus en coulée continue. En effet le brassage électromagnétique joue essentiellement un rôle

important sur la clarification et 1'affinement des structures. En particulier son influence

est nettement visible, dans le cas du redressement des branches de dendrites. Bien plus, les

réactions des structures de solidification aux écoulements sont très rapides, comme le montrent
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d'une part les exemples de brassage alterné, dlautre part les essais de brassage retardé. Par

contre le brassage nia pas toujours un effet sur la modification de la nature des structures
de solidification. Ainsi, dans le cas des grands lingots, où la convection naturelle est
déjà bien développée, le brassage nla.aucune action au niveau de la transition .colonnaire­
équiaxe. Toutefois dans nos essais, le flux de chaleur extrait est relativement faible, compte­
tenu dlune part de la géométrie choisie au départ (une seule face dléchange), dlautre part du

type de matériau utilisé (béton). Cette remarque fait que le comportement dans nos lingots est
différent des conditions expérimentales ou industrielles généralement utilisées. Ainsi,alors
que le brassage vient perturber fortement la structuration établie par le flux thermique dans
le cas dlessais à fort refroidissement et modifie ainsi les conditions et les structures de

solidification, dans notre cas, son rôle semble être de suppléer la thermique en ce qui concer­
ne la structuration. Il est à noter que dans le cas des petits lingots, où dlune part en pro­
portion, le flux de chaleur extrait est plus important (rapport surface dléchange sur volume
total plus important), dlautre part les écoulements sont moins intenses, les résultats sont

très proches desconclusions classi.quement énoncées. Il semble donc que suivant les situations,
en particulier llextraction de chaleur, le rôle du brassage ne soit pas identique. Une optimi­
sation de la façon de brasser, qui ne consiste sans doute pas simplement à atteindre un maxi­
mum de puissance de brassage, est nécessaire. Ainsi dans le cas des pièces à refroidissement
lent, llapplication de brasseurs électromagnétiques doit être réalisée avec prudence.
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CON C LUS ION

L'étude réalisée apporte une contribution à la compréhension de l'influence
des mouvements convectifs, qulil s'agisse de convection naturelle ou de brassage électromagné­

tique, sur les structures de solidification. Plusieurs moyens ont été mis en oeuvre dans cette
voie: les uns font appel à des études magnétohydrodynamiques et thermiques, les "autres à des
études de solidification. Mais une des particularités de ce travail est dlavoir pu coupler c"es

deux approches, en particulier dans le développement dlune modélisation de la solidification
en présence de convection dans le liquide.

A l'aide dlun dispositif expérimental commun, qui est une lingotière avec ac­
tion sur le courant de métal recirculant par l'intermédiaire dlun inducteur à champ glissant,
deux types d'expériences ont été réalisées:

- d'une part une caractérisation détaillée du comportement électromagnétique,
hydrodynamique et thermique de l'installation a été effectuée. Nous avons pu ainsi mesurer

de manière fiable dans l'aluminium liquide les principaux paramètres MHD et thermiques du sys­
tème en régime permanent: champ magnétique, densité de courant, vitesses de métal liquide,
température. De plus la comparaison de ces résultats avec ceux dlun modèle numérique bidimen­

sionnel présente un bon accord: valeurs maximales du champ magnétique et de la vitesse, struc­
ture générale de l'écoulement et allure du champ de température sont bien respectées. Llinté-

rêt d'une telle comparaison est multiple: les techniques de mesures dans les métaux liquides
à point de fusion élevé sont délicates à mettre en oeuvre et en dehors dlinstallations bien
conçues pour ce type dlinvestigation, comme celle élaborée pour notre étude, une utilisation
systématique de ces mesures paraît, dans l'état actuel, difficile. Il est donc i.ndispensab1e
de développer parallèlement des modèles fiables. Or la modélisation de certains phénomènes,
comme par exemple la turbulence en brassage électromagnétique, pose encore de nombreux problè­
mes. Il est donc nécessaire de pouvoir comparer les résultats calculés aux expériences, dans
les cas où cela est possible. Dans nos essais, cette comparaison est d'autant plus intéressante
que toutes les mesures ont pu être réalisées dans llaluminium liquide, le métal-même qui est
utilisé dans les expériences de solidification. Ainsi les problèmes "de similitude éventuelle
sont éliminés.

- dlautre part des experlences de soli~ification de lingots ont été rèallsèes
dans différentes conditions de brassage électromagnétique et de taille, accessoirement aussi

de surchauffe et de composition. L'examen métallographique des structures de grains de solidi­
fication montre que llaction du brassage est très nette sur les petits lingots, moins visible
dans le cas de plus grands lingots. Ces résultats sont à interpréter en relation avec notre

dispositif expérimental, où le flux dlextraction de la chaleur est faible en comparaison
d'autres dispositifs expérimentaux ou industriels. Ils mettent en lumière les avantages du
brassage dans certains circonstances -réduction de la zone colonnaire, affinement du grain-,

mais montrent également les défauts -ségrégations- qui peuvent advenir dans des conditions
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défavorables comme par exemple celles de nos essais. Ces conclusions sont peut-êtremoins inté­
gralement positives vis-à-vis de l'effet du brassage électromagnétique en cours de solidifica­

tion, que des résultats antérieurs d'autres expérimentations. Toutefois elles mettent en lumiè­
re la nécessité de définir des gammes d'applications et d'optimiser les dispositifs de brassa­
ge électromagnétique, non seulement en fonction de critères intrinsèques mais également en rap­

port avec les caractéristiques propres de l'installation considérée (géométrie, alliage, extrac­

tion de la chaleur, etc ... ).

Enfin, en vue de coupler les deux parties de l'étude expérimentale, nous avons
développé' un modèle de simulation, prenant en compte le calcul complet du mouvement dans le
liquide et son action sur le champ de température avant et pendant la solidification~ Il s'ap­

puie sur l'acquis du calcul en régime permanent. Le problème des courants convectifs du liquide
en cours de solidification est donc abordé de manière fondamentale, puisque l'ensemble de
l'écoulement est déterminé: ainsi les phénomènes de recirculation et leurs actions sont prises

en compte. Le rôle du brassage est étudié de manière détaillée à l'aide de ce modèle, en parti­
culier sa tendance à retarder la solidification, mais corrélativement à diminuer la surchauffe
résiduelle. D'une manière générale, les mouvements dans le liquide quelle que soit leur origine

favorisent l'apparition d'une zone en surfusion -colonnaire ou constitutionnelle-. En convection
naturelle, cette zone reste limitée au fond de la lingotière. Son extension au pied du front,
due à la recirculation, n'était cependant pas du tout prévisible dans un modèle en couche li­

mite. En brassage électromagnétique la surfusion devient rapidement généralisée. Ce résultat
indique une tendance au développement de la zone équiaxe qui correspond aux observations ·des

structures.

.Dans son état actuel, notre modèle permet de rendre compte précisément de l'évo­
lution thermique du liquide en cours de solidification et du rejet de soluté dans le liquide,

dans le cas d'une surfusion co1onnaire, bien que ce dernier calcul pose encore des problèmes.
L'intérêt d'avoir déterminé intégralement l'écoulement apparaît déjà dans ces résultats,
puisqu'un certain nombre de phénomènes (stratification en convection naturelle, turbulence en

brassage électromagnétique) sont directement liés d'une part au caractère bidimensionnel du mo­
dèle, d'autre part aux mouvements du liquide recirculant. Mais cette modélisation ouvre de
nombreuses perspectives de par sa possibilité d'évaluer avec détail le transfert convectif.

Par exemple, le problème de la croissance équiaxe pourrait être inclus, en supposant toutefois
connueune distribution initiale de cristallites dans le liquide, le modèle ne rendant compte
que de son évolution ultérieure: sédimentation ou entraînement par le liquide, échanges ther­

miques et solutaux avec le liquide, et peut-être même taille finale des grains. D'autre part
la question des ségrégations en rapport avec le brassage ou la convection naturelle pourrait

être étudiée, dans la mesure où une bonne modélisation des écoulements interdendritiques serait

possible.

Toutefois, avant ces développements, de meilleures possibilités de comparaison

entre les expériences de solidification et la modélisation seraient nécessaires. En particulier,

la mise en oeuvre d'une nouvelle installation expérimentale, en cours de réalisation, avec un

contrôle plus direct des conditions d'échange thermique, devrait permettre d'assurer une meil­

leure reproductibilité aux essais.
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ANNEXE A

MÉTHODE NUMÉRIQUE DE RÉSOLUTION
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A.l. METHODE GENERALE

La méthode de résolution utilisée est une méthode de différences finies exposée
par GOSMAN et Coll. (1969). Elle permet de résoudre un système d1équations de transport, de la .

forme générale:

l...-- I 1--
1

---1

a 1 ~ (<p aw) - ~ (<p 'aw) 1

1 ax ay ay az
- ~ (b a<p) - ~ (b ~) + d = 0

ax ax ay ay

u
111

convection diffusion sources

<p est une variable générique qui représente, suivant les cas, le tourbillon ~, la fonction
de courant W, la température T, la concentration CL' etc ... avec des valeurs adéquates de a,
de b et de d, qui dépend~nt a priori de toutes les variables.

L1équation 111 est intégrée sur le domaine hachuré J) de contour r (figure A.l),

aussi volume de contrôle.appelé parfois

Î-1,j+1 i,j +1 i+1,j+1

Î+1,ji-1,j
.....----......,..~....., .........,.....,.....,....,~ .....-~---- ....-

i-1,j-1 i+1,j-1.....--------+------------......-

y

x

Soit

Î,j -1
Figure A.l : portion du maillage autour du noeud (i,j) avec le

domaine d'intégration ~ .

B = ff 1 (.?- (b ~) + ~ (b ~) 1 dx dy
~ ax ax ay ay

A = aff 1 ~- C<P aW) - .?- (<P aW) 1 dx dy
J) ax ay ay ax

D = ff d dx dy
J)

A et B se transforment en intégrale simple sur r
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A a i r (~ d~ dy + ~ d~ dx)
dY 'dy

B fon (b a<p dy - b ac[> dx)
1 ax 3y

"

En l'absence d'informations complémentaires, on suppose que d est constant sur '-

o do 0 x S
l ,J S surface de .:.)

Les dérivées aQ>. ~ a1JJ a1JJ sont ensuite discrétisées de manière classique
ax ay ax ay

schéma centré pour les dérivées de <p

schéma amont pour les dérivées de 1JJ

Après lntégration, on obtient une équation donnant <po • en fonction des
l ,J 1 1

rh rh th rh et des neuf valeurs 1/' ! 0 JO!' 0
~ i +1, j , ~ i - 1, j , ~ i ,j +1 ' ~ i ,j -1 ~ i " -1 '-'-1

Du point de vu·e physique, cette équation correspond à un bilan sur le dOr.laine 1) : par exeMple
dans le cas où <p est la température, la variation d'enthalpie dans le domaine?· est égale

. au flux thermique sortant suivant r pendant dt.

On répète l'opération ci-dessus pour chaque noeud intérieur au maillage. Pour les noeuds si­
tués sur les frontières, le domaine d'intégration ~ est limité à la ~oitié (noeud sur le bord)
ou au quart (noeud au coin) du domaine hachuré sur la figure A.1, et les conditions aux limi­
tes sont prises en compte dans cette intégration. On obtient un système d'équations non liné­
aires, qui e·st résolu par la méthode de GAUSS-SEIDEL avec sous-relaxation ou sur-relaxation
suivant que la variable converge facilement ou non.

A.2. CAS DE LA DETERMINATION DU POTENTIEL VECTEUR A

Seuls les termes de diffusion et de source sont à prendre en compte. L'équation
adimensionnalisée s'écrit

avec A, variable complexe.

AA R A
Cù
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A.3. CAS DE LA SOLIDIFICATION

A.3.1. Début de solidification

Le terme source dans l'équation thermique léq. 16, chapitre 31, correspond au

dégagement de chaleur latente -~H/Cp agS/at. Une application directe de la méthode de GOSMAN
conduit à une instabilité en début de solidification, du fait de la forte variation de la
fraction solide en fonction de la température. Donc dès que la température en un noeud est
plus ba~se que la température de début de solidification, sa valeur est recalculée en linéa­
risant la courbe de fraction solide en fonction de la température. Du fait que cette méthode
de type Newton est inclue aux cycles de convergence de la méthod~ de Gauss-Seidel, ·la linéari­
sation pour le nième cycle s'effectue à partir de la valeur de température obtenœau (n_l)ième

cycle.

A.3.2. Gradient thermique au niveau du front de solidification

Le calcul est effectué à partir du flux thermique ~ échangé entre deux volumes
de contrôle. In effet, soit deux volumes voisins, 1 lun dans le liquide (noeud central (i,j)),
l'autre dans la zone solide/liquide (noeud central (i+l,j)). D'après la discrétisation propo­

sée pa r GOSMAN, 1e fl ux thermi que s'exprime en foncti on de T. . et T. 1 '.
1 ,J . 1+ ,J

Connaissant ~., le gradient est calculé en divisant ~ par la surface d1échange et par la con­
ductibilité thermique du liquide en laminaire. L'intérêt de cette technique est d'intégrer des
variations de conductibilité, du~ par exemple à la turbulence ou a la différence entre valeurs
dans le solide et dans le liquide et de se rapprocher du sens physique de la méthode.

A.3.3. Echanges solutaux au niveau du front de solidification

En l'absence de surfusion colonnaire, ce problème ne se pose pas puisque le li­
quide restè homogène à la concentration nominale de l'alliage. Par contre, en cas de surfusion,
il y a rejet de soluté vers le liquide (figure 3.4). Or, comme il a été précisé au chapitre 3,
la détermination des échanges de soluté au niveau du front de solidification est très diffi­
cile. En effet, la couche-limite chimique est très fine.

Soit à nouveau les deux volumes (i,j) et (i+l,j) considérés au paragraphe A.3.2.
Au lieu d'évaluer le flux massique de soluté échangé entre ces deux volumes directement à par­
tir de la discrétisation proposée par GOSMAN, celui-ci est remplacé par une valeur ~ :

. c
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où Cp désigne la concentration dans le liquide à l'interface solide/liquide.

D'après le calcul thermique, 'l'isotherme Tp est placée par interpolation entre

xi et xi+i· Soit d la distance entre ce point et le point (i+l,j). Le coefficient d"échange
hc est estimé à partir d'une cor~é1ation entre le nombre de Sherwood, le nombre de Schmidt et
le nombre de Reynolds, construits d'une part à partir de d, d'autre part avec la vitesse

v· 1 ., donc la vitesse perpendiculaire au front considéré.
1+ ,J

Les corrélations adoptées sont actuellement très sommaires et empruntées,
d'après 1'ana1ogi~ de COlBURN, au ·transfert thermique

en laminaire

en turbulent

Sh

sh

0,66 (Re)o,S (Sc)O,33

0,34 (Re)O,8 (Sc)O,33

La même opération est répétée, s ' i1 y a lieu, suivant la direction y et l'ensemble est inté­
gré au cal cul ..

Il est ~ertain que cette méthode nlest qui une premlere approche du problème.
Elle pose encore de nombreux problèmes, en particulier au niveau du choix des corrélations et
nécessiterait des améliorations. A titre d'exemple, en suivant une perspective plus métallur­
gique que de type génie chimique, on pourrait introduire un coefficient de partage effectif,
qui tiendrait précisément compte du phénomène de rejet de soluté (modèle du type BURTON, PRIM,
et SLICHTER).

Une autre démarche pourrait consister à développer une méthode mixte, calcul
numerlque - pour pouvoir évaluer les transferts de soluté dans 1 'ensemb1e du lingot en écou­
lement recirculant- et couche-limite - au voisinage du front de solidification~
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La modélisation d'un problème de solidification est a priori compliquéepuisque
plusieurs mécanismes interviennent de manière couplée : tr~nsfert thermique, transfert de
masse, écoulements fluides, thermodynamique, parmi les principaux. Dans bien des cas toutefois
on se contente de traiter le problème de transfert thermique en faisant des approximations
très simplificatrices dans les autres domaines.

Pour exposer le problème de transfert thermique en cours de solidification, on
se réfère généralement au cas de la solidification d'un métal pur en front plan, connu dans
la littérature sous le nom de problème de Stefan. De nombreuses solutions ont été proposées
dans des cas et des approximations données-; on peut les classer en trois types: les solu­
tions analytiques, les mêthodes intégrales et les méthodes numériques.

B.1. Le problème de Stefan

Il s'agit d'estimer l'évolution du champ thermique dans le métal en cours de
solidification. La figure B.1 présente le problème dans le cas unidirectionnel :-

Tréf

extérieur

ATr

Figu:re B.l.

Certains paramètres sont plus particulièrement intéressants pour la solidifica-
tion

- temps d'apparition du premier solide après la coulée, que l'on confond dans certaines
approximations, avec le temps d'évacuation de la surchauffe.

dX
- l'épaisseur solidifiée XS(t), ainsi que la vitesse d'avancement du front R(t) =~ (t).

- la surchauffe résiduelle ~Tr' différence entre la température au centre du liquide et
la température de fusion.

- le gradient thermique GL, en avant du front de solidification.
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- le produit GLR, qui correspond à la vitesse de refroidissement.

- le quotient GL/R qui intervient dans la formation de la surfusion constitutionnelle en

avant du front (FLEMINGS, 1974).

La relation de continuité du flux de chaleur au niveau du front de solidifi-

cation donne

\ dT 1

dx s
À dT 1 + P R ~H

,Q, dx 1 Q,

résoudre,

Cette relation montre que le problème est non linéaire, donc difficile à

Le terme de gauche exprime la chaleur extraite par l'intermédiaire du solide,

donc l'échange thermique à travers le moule vers l'extérieur.

Le terme de droite exprime la balance entre la part de flux thermique extrait

servant à refroidir le liquide résiduel (premier terme) et la part servant à la solidifica­

tion, donc au dégagement de chaleur latente. Or, il existe des exemples dans lesquels cette

balance peut être très fortement déportée vers l'un ou l'autre des deux termes,suivant les

conditions de solidification extérieures appliquées

- dans le cas de solidification avec brassage du liquide, le terme de gradient dans le

liquide est petit par rapport au terme de chaleur latente.

- dans certains cas de croissance cristalline, par contre le terme de dégagement de cha­

leur latente est petit par rapport au gradient dans le liquide.

B.2. Solutions analytiques

Il ne s'agit pas ici de donner une revue de l'ensemble des solutions existan­

tes (JONES, 1969) mais de présenter les plus classiques avec les approximations qu'elles

impliquent.

La solution de Schwarz s'applique au cas 00 le moule et le métal sont supposés

semi-infinis et qu'il y a contact thermique parfait entre les deux. Dans ce cas, la tempéra­

ture à l'interface moule/métal est constante, et l'épaisseur solidifiée suit la règle de

CHVOR l NOV :'

où À* est une constante (JONES, 1969).

Dans le cas d'un coefficient d'échange h contre le contact moule/métal et

l'extérieur à température T
oo

' LONDON et SEBAN ont proposé une solution qui suppose que le
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profil de température est linéaire dans le solide. L'épaisseur solidifiée est donnée par

Dans le cas où la température du contact moule/métal varie peu (flux extrait

quasi-constant), cette expression devient

Xs(t) h
(TF - Tco)
----t

p ~H

Un modèle récent (Viy'tual Adjunct Method) permet de prendre en compte les ré­

sistances de contact au niveau du contact moule/métal, bien que la solution soit analytique
et exacte. Ce modèle a donné de bons résultats à la fois dans le cas des moules massifs

(GARCIA et Coll. 1979) et en coulée continue (CLYNE et Coll. 1982).

Toutes ces expressions ne tiennent pas compte des mouvements convectifs du

liquide qui retardent l'apparition du solide. Pour pallier ce problème, on rajoute un terme p

de retard pur dans l'expression de XS(t), généralement empirique. D'une manière générale,

l'épaisseur solidifiée prévue par ces modèles peut se mettre sous la forme:

X (t) q t b - P
S

avec 0,5 < b < 1.

8.3. Méthode intégrale

Cette méthode, qui a été initialement décrite par POLHAUSEN pour le traitement

des couches-limites en mécanique des fluides, a été adaptéeau problème de solidification en
particulier par HILLS (1969). Elle consiste à paramétrer un profil de température dans le
solide et à faire un bilan d'énergie, le liquide étant supposé isotherme. Cette méthode per­

met d'obtenir de bons résultats concernant l'épaisseur solidifiée, en particulier en coulée

continue. Toutefois PEDRAZA et Coll. (1980) font remarquer que la validité de la méthode
dépend beaucoup de la connaissance a priori du profil thermique à·paramétrer, et du type

d'informations à retirer, celles-ci gardant toujours un caractère très global.

8.4. Méthodes numériques

La résolution numérique du problème de solidification est aussi difficile. En

effet,- contra irement au prob1ème de diffus i on dans un mi 1i eu sans source, où 1es méthodes
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sont bi en étab1ies, 1es méthodes en so1i di fi cati on sont encore en tra in d' évo1uer. Ils' agtt d'un
problème à frontière libre: il est nécessaire à chaque instant de connaître la position du
front de solidification et cette position évolue au cours du temps. Dans la majorité des cas,
la position du front ne correspond pas au mailla.ge initial. l'ouvrage "Moving -Boundary
Problems in Heat Flow and Diffusion" (1975) présente une revue de quelques-unes des méthodes
proposées pour tourner la difficulté. Des méthodes dites "enthalpiques" ont été développées
pour le cas des alliages binaires (CROWlEY et OCKENDON, 1979, G.H. MEYER 1981). Ces méthodes·
traitent de manière couplée les variables enthalpie et concentration de l'alliage et évitent
ainsi le problème de positionner le changement de phase.

Par delà les études citées, qui concernent plus spécifiquement les mathémati­
ciens, de nombreux modèles de solidification avec application directe aux cas métallurgiques
ont été développés suivant des méthodes parfois moins rigoureuses. En particulier, dans la
majorité des applications industrielles, le métal considéré n'est pas un métal pur solidifiant
en front plan, mais un alliage avec un certain intervalle de solidification en température,
où s'opère la transition de phase. le problème de solidification ne se présente plus avec un
changement ~rutal de milieu, suivant une frontière a priori i.nconnue, comportant une discon­
tinuité du gradient t~ermique (équation ·111), mais de manière continue, en tenant compte de
la courbe de variation de l'enthalpie en fonction de la température. le problème consiste
donc à pouvoir estimer cette courbe. Une hypothèse classiquement admise revient à supposer
que le dégagement de chaleur latente en cours de solidification est proportionnel au degré
d'avancement de la réaction.

Une méthode plus proche de la réalité expérimentale consiste à obtenir la cour­
be enthalpie en fonction de la température, par exemple à partir de l'intégration du profil
d'analyse thermique différentielle (lAMANTHE, 1982).

les simulations thermiques de la solidification des pleces de fonderie ont
fait l'objet depuis longtemps de nombreux travaux (HENZElet KEREVIAN, 1965) et sont mainte­
nant très développées. Elles peuvent rendre compte de pièces de géométrie très compliquée,
souvent trldimensionnelle, et l'environnement de la pièce dans son contexte industriel (moule,
revêtements, échange par rayonnement, autres caractéristiques) est également modélisé en vue
de calculer les transferts thermiques globaux. (HANSEN, 1977, lAMANTHE, 1982).

En coulée continue, ·les modèles existants sont aussi relativement nombreux, et
traitent chacun plus particulièrement un des problèmes de ce procédé.

Certains des modèles s'intéressent à l'influence de la convection sur les

transferts en lingotière de coulée continue. En effet, du fait du jet de coulée, par l'inter­
médiaire de la busette, une zone de convection forcée dans la lingotière existe. De plus, en
cas de brassage électromagnétique en lingotière, cette convection se trouve encore renforcée.
Ces modèles, qui sont unidirectionnels, négligent les échanges thermiques verticaux par rap-
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port aux échanges horizontaux. Pour tenir compte de la convection dans le liquide, ils adop­
tent, ~oit une conductivité équivalente du liquide, par exemple 18,75 fois supérieure a sa
valeur en absence d~ mouvement dans le cas du modèle de MIZIKAR (1967), soit un écoulement
approché dans le liquide (SZEKELY et·STANEK(b)1970), soit une condition aux limites, au niveau
de 1 '·interface solide/liquide, avec un coefficient d'échange traduisant le flux de cha-
leur provenant du liquide (LARRECQ et Coll. 1978, BIRAT et Coll. 1980). Les résultats visentà
une estimation de la surchauffe résiduelle et de l'épaisseur solidifiée dans la lingotière.

Un autre modèle, unidirectionnel également, s'attache par contre a une descrip­

tion plus précise de la zone pâteuse solide/liquide ~ushy zone) en particulier concernant
la courbe de variation de la fraction solide en fonction de la température (CLYNE et Coll ..

1982).

Des modèles bidimensionnels permettent de déterminer le comportement thermique
général, en régime permanent, du produit coulé. A titre d'exemple, on peut citer le modèle
de WECKMAN et Coll. (1979), qui, grâce a une méthode d'éléments finis, permet d'une part de
déterminer avec une grande précision la forme du puits liquide, et, d'autre part, de tenir
compte de conditions aux limites d'échange variées comme par exemple un film d'eau s'évaporant
partiellement.(WECKMAN et NIESSEN, 1982). Ces modèles sont généralement couplés avec des mo-
dèles de calcul de contraintes, en vue d'estimer les risques·de criques (MATHEW et BROBY,

1977).

Enfin, en marge des modèles classiques, un modèle très original a été dévelop­
pé par l'IRSID en vue de raisonner sur la formation des cristaux équiaxes provoquée par un
brassage électromagnétique en zone secondaire de coulée continue (LFSOULT et Coll. 1982). Il
s'agit d'un modèle thermique de comportement du liquide, ou du liquide contenant une popula­
tion de cristallites,.qui prend en compte la convection forcée ( busette de coulée ou brassa­
ge électromagnétique) par l'intermédiaire d'une schématisation très simple des écoulements.

Un calcul précis de la convection naturelle en cours de solidification a été
pour la pr~mière fois réalisé par SZEKELY et STANEKa(1970), dans une situation toutefois 00

le problème de transfert thermique peut se découpler de celui du mouvement. Les auteurs ont
montré que le gradient thermique ne pouvait constituer a lui seul un paramètre significatif
de l'int.ensité de la convection naturelle et que l'effet de taille jouait aussi très forte­
ment. Le problème de l'influence de la convection naturelle sur le déroulement de la soli­
dification, en particulier le champ de température dans le liquide et la forme du front de
solidification, a été étudié par KROEGER et OSTRACH (1974), dans une plaque mobile en vue
de simuler la coulée continue. Le modèle résoud simultanément les équations du mouvement et
de l'énergie dans le liquide, associées au calcul du transfert thermique dans le solide et a
la détermination de l'interface. L'effet de la convection naturelle constaté sur la forme du
puits est très limité; ceci provient de la vitesse de tirage, qui impose a priori une forme
de puits. Le modèle de RAMACHANDRAN et Coll. (1982) est très proche de celui de KROEGER et
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OSTRACH, mais porte sur la solidification en lingotière rectangulaire et de ce fait, le cal­

cul est transitoire. Toutefois, le choix des conditions aux limites et des paramètres utili­

sés, dans les calculs présentés, ne permettent guère d'utilisation dans les situations métal­

lurgiques.

Le modèle de SZEKELY et JASSAL (1978) est sans doute le plus complet, concer­

nant la convection naturelle, puisque, en plus des écoulements dans le liquide, il considère

également les écoulements dans la zone solide/liquide interdendritique. Toutefois, cette

modélisation n'a été appliquée, d'après nos informations, qu'au cas d'une solution de chlo­

rure d'ammonium.

Enfin le modèle de WITZKE et Coll. (1981) se situe un peu en marge des modèles

de solidification tels qu'on les entend. En effet, il prend en compte l'influence de la con­

vection naturelle par l'intermédiaire d'un modèle classique en couche-limite. Ce modèle

s'intéresse non seulement au transfert thermique dans le liquide, mais également au transfert

de masse, avec formation en particulier de la zone en surfusion constitutionnelle en avant

d'un front dendritique. Toutefois, il ne prend pas en compte le transfert thermique global.

Ainsi, l'évolution de la surchauffe résiduelle en fonction du temps est un paramètre extérieur

à introduire dans le modèle.

Une dernière classe. de modèles s'intéresse également.au transfert convectif,

mais il s'agit de transfert chimique, et non thermique, dans la zone solide/liquide. Ce sont

les modèles d'explications et de prév'lsions de la formation de macroségrégation - ségrégations

verticales, ségrégations en A, en V, canaux de ~égrégations, ségrégationsinvèrses, etc ...

A partir de la formulation de FLEMINGS et NEREO (1967), les premiers modèles ont été réalisés

dans des situations simplifiées - écoulements limités à la zone solide/liquide en géométrie

rectangulaire - (MEHRABIAN et Coll. 1970). La modélisation a ensuite été adaptée au cas d'une

zone so l i de/l i qu i de de forme que l conque (RI ODER et Co11. 1978). FUJ l l et Co11. (1979) ont,

pour leur part, résolu, pour la première fois, le problème de transfert de quantité de mouve­

ment et de chaleur de manière couplée dans la zone solide/liquide. Enfin, les derniers modè­

les permettent de prendre en compte le couplage entre les écoulements dans la zone liquide

dus à la convection naturelle et les écoulements dans la zone solide/liquide dus à la convec­

tion naturelle, mais aussi à la contraction à la solidification, dans des cas proches de la

coulée continue ou du procédé ESR (RIDDER et Coll. 1981), ou en solidi.fication en lingots

(OHNAKA et FUKASAKO, 1981).
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LISTE DES SYMBOLES

Potentiel vecteur (B = rot A)
Composantes du champ magnétique
Concentrations en soluté (% poids)
Capacité calorifique
Diffusivités chimiques
Epaisseur de la paroi entre l'inducteur et la lingotière
Fréquence
Composantes moyennes des forces électromagnétiques
Fractions massiques liquide et solide (fL + f S = 1 et f L

Fractions volumiques liquide et solide (gL + gs = 1).

Coefficient d'échange
Chaleur latente de fusion
Densité de courant
Densité surfacique de courant sur l'inducteur
Vecteur d'onde (=~) (chapitre 2)

T

Coefficient de partage (chapitres 3 et 4)

Longueur de la lingotière
Pente de la droite liquidus

Pression
Température
Température de fusion du métal pur

~empérature de liquidus
Température de solidus
Composantes de la vitesse
Vitesse d'Alfven
Vitesse de synchronisme

Diffusivités thermiques
Coefficient de dilatabilité
Fraction de contraction
Profondeur de pénétration
tonductibilités thermiques
Perméabilité magnétique
Viscosité cinématique
Fonction de courant

Masses volumiques

PLgL

-PL-g-L-+-PS-g-s)
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Coefficient de variation de la masse volumique avec la concentration

Conductivité électrique
Pas.polaire de l'inducteur à champ glissant
Tourbillon

NOMBRES SANS DIMENSIONS

Re (= VL) Nombre de Reynolds
\)

Pr (= ~) Nombre de Prandtl
ex

Sc (= IT) Nombre de Schmidt

PeT = VL) Nombre de Peclet thermique
ex

PeC ( =~) Nombre de Peclet chimique

hTL
Nombre de NüsseltNu (= T)

SC
hCL

Nombre, de Sherwood(= -)
D

Gr (= g6 ~ TL 3) Nombre de Grashof
\)2

INDICES

eff
t

e

L

S

*

Nombre complexe
Valeur moyenne dans le temps
Valeur adimensionnalisée
Valeur efficace (1Z/2 fois la valeur maximale)
Valeur turbulente
Valeur effective
Valeur dans le liquide
Valeur dans le solide
Valeur à 1 1 interface solide/liquide (~hapitres 3 et 4)
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PROPRIETES PHYSIQUES DE L/ALUMINIUM

p

v

B
cr

m

Masse volumique (solide ou liquide)
Viscosité cinématique
Coefficient de dilatabilité
Conductivité électrique
Perméabilité magnétique
Conductibiiité thermique du liquide
Conductibilité thermique du solide
Capacité calorifique (solide ou liquide)
Diffusivité thermique du liquide
Diffusivité thermique du solide
Chaleur latente de fusion
Coefficient de partage
Pente de la droite liquidus
Diffusivité chimique dans le liquide
Nombre de Prandtl
Nombre de Schmidt

2380 kg.m-3

-6 2 -11,22.10 m.s
. 1,16.10-4 K- 1

5.106Sl -1. m-1
-6 -11.26.10 H.m
-1 -1103 ~J.m •K
-1 -1220 t~.m .K

1080 J.kg-1.K-1

4.10- 5m2.s-1

-5 2 -18,54.10 m .s
5 -14.10 J.kg

0,171
-13,4 K.(%Cu)

-9 2 -13,2.10 m .s
3.10-2

406

DIAGRAMME DE PHASE DE L'ALLIAGE AL-CU RICHE EN AL

T

1
1
1
1,,
1

548
0

--1- - --:)I-o---------------~--------t
1
1

2 5,65 33 % poids
Cu
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CARACTERISTIQUES "DE LJrNDUCTEUR A CHAMP GLISSANT

f

T

Intensité efficace par phase
Champ magnétique normal contre la paroi de la
lingotière
Fréquence
Pas polaire
Vecteur d'onde
Vitesse de synchronisme
Profondeur de pénétration
Nombre de Reynolds magnétique

. Paramètre d'écran

245 à 545 A

10 à 23 mT

50 Hz
-27,2.10 m
-143,64 m
-17,2 m.s .

-22,1.10 rn
4.10-2

10
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