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Résumé

Dans le cadre de la conception des structures automobiles et de la modélisation de
leur tenue au crash, la prédiction du comportement mécanique et de la rupture des as-
semblages soudés par point par résistance, s’avère encore délicate. En introduisant une
nouvelle génération d’assemblages multi-tôles en aciers multigrades soudés par point, la
prédiction de leur tenue mécanique est devenue encore plus complexe. En effet, malgré
une utilisation croissante de ces assemblages, l’étude expérimentale de leur comporte-
ment mécanique est encore très limitée, tandis que leur modélisation macroscopique n’a
pas encore été proposée.

Dans ce contexte, un dispositif expérimental approprié de type Arcan est proposé
pour caractériser la tenue mécanique et la rupture des assemblages trois tôles soudés par
points, en chargements purs et combinés et dans les différentes configurations possibles.
Une approche de modélisation macroscopique est également proposée pour simuler le
comportement des assemblages trois tôles soudés, pour des applications de type struc-
ture. Un modèle d’élément équivalent ’connecteur’ est tout abord proposé, identifié et
validé par rapport un assemblage deux tôles soudé par point. Ensuite, une approche de
modélisation utilisant trois connecteurs est proposée pour simuler le comportement mé-
canique et la rupture d’un assemblage trois tôles soudé par point par résistance. Une stra-
tégie d’identification est aussi détaillée pour simplifier la procédure d’identification des
paramètres du modèle. Le modèle est identifié et validé par rapport aux résultats expéri-
mentaux des essais de caractérisation de type Arcan réalisés au cours de cette thèse.

Mots-clés : Soudage par point par résistance, assemblage soudé trois-tôles en aciers
multigrades, comportement mécanique, rupture, essais de type Arcan, modélisation ma-
croscopique, méthodologie d’identification.
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Abstract

Resistance spot welding (RSW) is widely used in the automotive industry. However,
the prediction of their non-linear mechanical behavior and their failure in structural cra-
shworthiness computations remains a challenge. The introduction of a new generation of
multi-sheet multi-steel grade spot welded assemblies makes the prediction of their me-
chanical strength more complex. Despite the increasing use of these assemblies, the expe-
rimental study of their mechanical behavior is still very limited, while their macroscopic
modeling has not yet been studied.

An experimental device based on Arcan principle is thus proposed to characterize the
mechanical strength and the failure of three-sheet spot welded assemblies, in pure and
combined loads for different loading configurations. A macroscopic modeling approach
is also proposed to simulate their mechanical behavior for structural applications. As a
first step, a ’connector’ element is proposed, identified and validated for a two-sheet spot
welded assembly. Then, a modeling approach using three connectors is proposed to si-
mulate the mechanical behavior and the rupture of a three-sheet multi- steel grade spot
welded assembly. An identification methodology is also presented to simplify the identi-
fication procedure of the model parameters. The model is identified and validated based
on the experimental results of the Arcan tests carried out during this thesis.

Keywords : Resistance spot welding, multi-sheet multi-steel grade assembly, macrosco-
pic modeling, mechanical behavior, rupture,Arcan tests identification méthodology.
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Chapitre 1

Introduction générale

Contexte de l’étude

Avec l’augmentation du trafic routier, le risque d’accidents est de plus en plus impor-
tant. Pour limiter leur fréquence, et le cas échéant d’en limiter les dégâts, le niveau des
exigences en matière de sécurité s’est accru. La sécurité active représentée par la multipli-
cation des témoins d’alerte de dysfonctionnement, le freinage assisté par anti-blocage des
roues, l’anti-patinage, la suspension hydractive, a bien été développée ces dernières an-
nées. De manière complémentaire, la sécurité passive consiste à minimiser la gravité d’un
accident lorsque celui ci ne peut être évité (ceinture de sécurité, airbags, déformation de
la structure, etc). L’étude du comportement et de la déformation de la structure, conçue
pour assurer une absorption maximale d’énergie lors de l’impact, est un axe principal de
la sécurité passive. Cependant, le comportement de la structure dépend fortement de la
tenue des assemblages ponctuels dans cette structure. En d’autres termes, l’amélioration
de la sécurité des passagers repose sur la maitrise du comportement mécanique des as-
semblages, dans les parties de la carrosserie qui subissent l’impact. Le soudage par point
par résistance est le procédé d’assemblage le plus utilisé dans le domaine automobile.
En effet, une caisse en blanc est assemblée à plus de 80% par des points soudés. Pour
améliorer la sécurité au choc, notamment le choc latéral, une nouvelle génération d’as-
semblages multi-tôles multi-matériaux a été introduite ces dernières années. Ces assem-
blages sont utilisés dans des structures complexes comme les longerons avant, les lon-
gerons de bas de caisse, le berceau moteur,les traverses, les renforts de tunnet, etc (Fig.
1.1). D’autre part, l’allégement des voitures est la tendance du développement actuelle.
En effet, il s’agit de réduire la consommation de carburant et les émissions de CO2 en di-
minuant la masse des véhicules. Dans cette optique, il est envisageable d’utiliser des tôles
plus minces, mais, gardant la même tenue mécanique de la structure. Les aciers à Très
Haute Résistance (THR), présentant un compromis intéressant entre résistance, masse
volumique, coût de fabrication raisonnable et bonne aptitude au soudage par points, sont
alors de bons candidats. Ces nuances de matériaux sont aujourd’hui très utilisées dans la
construction automobile et en particulier au niveau des assemblages trois tôles en aciers
multigrades (Fig. 1.2).

Problématique

Pour étudier la tenue au choc et la sécurité des véhicules automobiles, les construc-
teurs ont recours, depuis les années 80, à la simulation numérique par la méthode des
Éléments Finis (EF). Dans le cas des calculs de structures contenant environ 4000 points
d’assemblage soudés, il est impossible de modéliser intégralement (mésoscopiquement)

1
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FIGURE 1.1 – Utilisation croissante des flans soudés fabriqués à partir d’une gamme étendue
d’aciers [ArcelorMittal, 2009]

chaque point soudé (Fig. 1.3a). Plusieurs modèles macroscopiques ont été alors propo-
sés pour simuler le comportement mécanique et la rupture des assemblages soudés lors
des simulations des structures (Fig. 1.3b). Malgré la performance de certains modèles,
la modélisation macroscopique des assemblages soudés trois tôles en aciers multigrades
manque encore de prédictibilité, et à notre connaissance, les modèles publiés dans la lit-
térature ouverte sont limités à la modélisation des assemblages deux tôles. Des essais ex-
périmentaux appropriés sont également nécessaires pour identifier et valider les modèles
macroscopiques. Cependant, la caractérisation mécanique des assemblages trois-tôles
est souvent limitée à des essais standards en quasi-statique. D’autre pat, la performance
de ces modèles dépend fortement des valeurs des paramètres du modèle généralement
identifiés par méthode inverse. En revanche, l’identification de ces paramètres présente
un vrai défi même avec le recours aux optimiseurs. En effet, la qualité de la solution d’op-
timisation dépend à la fois de la méthodologie d’optimisation, de la fonction objectif, et
de l’algorithme d’optimisation utilisés. Un bon compromis entre le temps d’optimisation
et la qualité de la solution doit être assuré.

Démarche scientifique et structure du mémoire

Face à la complexité de ces assemblages, l’objectif de la thèse consiste à caractéri-
ser expérimentalement et à modéliser macroscopiquement le comportement mécanique
et la rupture des assemblages trois tôles en aciers multigrades soudés par point par ré-

2
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FIGURE 1.2 – Optimisation potentielle de pièces par l’emploi du concept de flans soudés en acier
à très haute résistance [ArcelorMittal, 2009]

sistance. Pour la suite du mémoire, ces assemblage sont appelés "assemblages trois tôles
multi-matériaux soudés". Afin d’atteindre cet objectif, la démarche a consisté dans le cha-
pitre 2 à répertorier les méthodes expérimentales proposées pour caractériser les assem-
blages. Les différentes approches de modélisation du comportement des assemblages
(soudés) sont également présentées dans ce deuxième chapitre. Les modèles macrosco-
piques sont particulièrement discutés. Ensuite, la méthode d’identification inverse et les
algorithmes utilisés sont également présentés. Un modèle macroscopique et des méthodes
d’optimisation sont alors sélectionnés apriori. Afin de parvenir à modéliser un assem-
blage trois tôles, il est tout d’abord proposé de considérer le modèle de l’assemblage deux
tôles. Ainsi, le chapitre 3 présente un élément connecteur type élastoplastique pour mo-
déliser le comportement mécanique non-linéaire d’un assemblage deux tôles soudé par
point. Un modèle d’endommagement associé à cet élément est proposé pour modéliser
la rupture de la connexion soudée. La procédure d’identification des paramètres du mo-
dèle est également présentée dans ce chapitre. Une méthodologie séquentielle, basée sur
les résultats expérimentaux des essais de type Arcan, est proposée. Le modèle est ensuite
validé par rapport à des essais standards. Une étude de sensibilité du modèle à la taille
de maille est finalement présentée. Le chapitre 4 présente ensuite la caractérisation ex-
périmentale d’un assemblage trois tôles multi-matériaux soudé par point par résistance.
Un dispositif de type Arcan est proposé pour solliciter l’assemblage en chargements purs
et combinés. L’assemblage étudié est constitué de deux plaques en acier à très haute ré-
sistance, et une plaque centrale en acier doux. Les matériaux de base sont tout d’abord
caractérisés. Ensuite, le dispositif proposé et l’assemblage soudé étudié sont présentés.
Pour un assemblage trois tôles, les trois configurations de chargement (1-2), (2-3) et (1-3)

3
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(a) (b)

FIGURE 1.3 – Modélisation EF d’un assemblage soudé : (a) Modélisation mésoscopique [Dancette,
2009], (b) Modélisation macroscopique

possibles, sont testées. Grâce au conception du dispositif l’assemblage considéré est tésté
en cinq angles de chargement. Les résultats de ces essais ont permis de d’étudier l’ef-
fet de l’angle de chargement sur la réponse mécanique d’un assemblage trois tôles soudé
par point. Trois lots d’éprouvettes caractérisés chacun par une taille de point soudé spéci-
fique ont été étudiés. L’influence de la qualité de point soudé a été alors investiguée pour
les différents angles de chargement. A la fin de ce chapitre, des enveloppes de rupture, ex-

primées en efforts généralisés

[
N

Nu
;

T

Tu

]
, ont été présentées pour chaque lot. Le chapitre 5

présente ensuite une approche de modélisation macroscopique du comportement méca-
nique et de la rupture de cet assemblage trois tôles soudé par point, lors des chargements
pur et combinés. Une méthodologie d’identification est également proposée pour simpli-
fier l’identification des paramètres de cet assemblage complexe. Le modèle a été identifié
et validé par rapport les résultats expérimentaux présentés dans le chapitre 4.

Références

ArcelorMittal (2009). Flans soudés multi-épaisseurs : Noble International, disponible sur
http ://automotive.arcelormittal.com/saturnus/sheets/exp-31.html iii, 2, 3

Dancette, S. (2009). Comportement mécanique des soudures par points : mécanismes
et stratégies de prédiction dans le cas des tôles en acier pour automobile. Thèse de
doctorat : L’Institut National des Sciences Appliquées de Lyon. iii, 4

4



Chapitre 2

Étude bibliographique

Sommaire
2.1 Introduction . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 6

2.2 Le soudage par point par résistance . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 7

2.2.1 Description du procédé de soudage par point . . . . . . . . . . . . . 7

2.2.2 Microstructure : Métallurgie du point soudé . . . . . . . . . . . . . . 8

2.2.3 Assemblage trois tôles multi-matériaux . . . . . . . . . . . . . . . . . 10

2.3 Caractérisation expérimentale de la tenue mécanique et de la rupture
des assemblages soudés par point . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 11

2.3.1 Essais de caractérisation standards . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 11

2.3.2 Essais de caractérisation type Arcan . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 13

2.3.3 Mécanismes et critères de rupture . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 14

2.4 Modélisation mésoscopique des assemblages soudés par point . . . . . . 17

2.4.1 Modélisation du procédé de soudage par résistance . . . . . . . . . 17

2.4.2 Modélisation de la tenue mécanique et de la rupture . . . . . . . . . 18

2.4.3 Conclusion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 21

2.5 Modélisation macroscopique de la tenue mécanique et de la rupture des
assemblages soudés par point . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 21

2.5.1 Modèles utilisant des éléments rigides . . . . . . . . . . . . . . . . . 22

2.5.2 Modèles utilisant des éléments solides avec un modèle d’endom-
magement pour les tôles . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 23

2.5.3 Modèles utilisant un élément équivalent . . . . . . . . . . . . . . . . 24

2.5.4 Conclusion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 24

2.6 Identification inverse . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 25

2.6.1 Principe de l’identification inverse . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 25

2.6.2 Les différents types d’algorithmes d’optimisation . . . . . . . . . . . 25

2.6.3 Conclusion . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 27

2.7 Synthèse . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . . 28

5



CHAPITRE 2. ÉTUDE BIBLIOGRAPHIQUE

Résumé

Ce chapitre présente une étude bibliographique des méthodes expérimentales proposées
pour la caractérisation expérimentale du comportement mécanique et de la rupture des
assemblages soudés sollicités sous chargements purs et combinés. L’étude de ces dispo-
sitifs montre que les essais de type Arcan permettent une meilleure caractérisation des
assemblages soudés par rapport aux essais standards. D’autre part, cette étude a mis en
évidence un manque au niveau de la caractérisation expérimentale des assemblages sou-
dés multi-tôles. Ce chapitre propose également une présentation et une discussion des
principaux modèles numériques proposés pour les modélisations mésoscopique et ma-
croscopique des assemblages soudés par point. L’état de l’art sur ces modèles a montré
que l’approche de modélisation macroscopique utilisant un élément équivalent est adé-
quate pour la simulation des structures, tant en qualité de réponse qu’en temps de calcul.
Cependant, la performance de ces modèles n’est pas encore vérifiée pour la modélisa-
tion des assemblages multi-tôles et multi-matériaux. Les paramètres de ces modèles sont
généralement identifiés par méthode inverse. Une présentation de cette méthode et les
différents algorithmes d’optimisation existants est également proposée dans ce chapitre.
A la base de ces travaux, une méthodologie d’optimisation des paramètres du modèle
proposé sera présentée dans la suite de ce mémoire.

2.1 Introduction

L’étude des assemblages reste un sujet d’actualité vu la complexité croissante au ni-
veau de la modélisation du comportement des structures qui sont formées souvent par un
assemblage de plusieurs entités. Le soudage par point par résistance est l’un des procédés
d’assemblages les plus utilisés dans le domaine d’automobile. Afin d’étudier expérimen-
talement et numériquement le comportement mécanique et la rupture d’un assemblage
soudé, une description du procédé de soudage par point par résistance est tout d’abord
présentée dans la première section de ce chapitre. Une description des caractéristiques
structurales et métallurgiques de ces assemblages, est également présentée. La section 2
présente une synthèse bibliographique des différents dispositifs expérimentaux propo-
sés dans la littérature pour la caractérisation expérimentale des assemblages soudés par
point en chargements purs et combinés. Un état de l’art sur la modélisation des assem-
blages soudés est également présenté dans ce chapitre. En effet, la section 3 récapitule les
principaux modèles mésoscopiques proposés pour la modélisation du procédé de sou-
dage par point, du comportement en fatigue, et principalement de la tenue mécanique
d’un assemblage soudé. Un récapitulatif des méthodes macroscopiques, avec une dis-
cussion de chaque modèle ont été proposés dans la section 4. La section 5 est ensuite
réservée pour présenter la méthode d’identification inverse qui est généralement utilisée
pour identifier les paramètres de ces modèles numériques. Le principe de cette méthode
et les principaux algorithmes d’optimisation sont présentés et discutés dans ce chapitre
pour améliorer l’identification des paramètres et par conséquent la représentativité des
modèles numériques.

6



CHAPITRE 2. ÉTUDE BIBLIOGRAPHIQUE

2.2 Le soudage par point par résistance

Le soudage par point par résistance présente l’un des principaux types d’assemblage
des matériaux métalliques qui a été inventé en 1877 par Elihu Thomson. Ce procédé,
consiste en un assemblage à chaud par l’utilisation d’un courant électrique sans ajout
de matière. A partir des années 1920, l’utilisation de soudage par point a connu une crois-
sance remarquable avec l’évolution de la construction automobile. Aujourd’hui, le nombre
des points soudés peut atteindre les 5000 points dans une structure de caisse en blanc
(Fig.2.1). Ceci est dû à :

— la facilité de la mise en œuvre,

— la possibilité de la robotisation du procédé,

— la possibilité d’assembler plus de deux tôles,

— la bonne qualité des assemblages,

— le faible coût.

FIGURE 2.1 – Robots pour la soudure par point pour les caisses en blanc [Dunya, 2017]

2.2.1 Description du procédé de soudage par point

Le soudage par résistance est un assemblage par fusion autogène sous pression de
deux pièces métalliques ou plus. En effet, l’interpénétration métallique est obtenue par
l’application simultanée d’un chauffage et d’un effort de forgeage. Le chauffage est effec-
tué par l’effet Joule provoqué par un courant électrique qui traverse les pièces à assembler.
Le courant électrique circule à travers deux électrodes qui assurent aussi l’application de
l’effort de forgeage et le refroidissement à la fin de l’opération (Fig.2.2).
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FIGURE 2.2 – Schéma de principe du soudage par point par résistance [EP-Concept, 2017]

L’énergie électrique fournie aux pièces en contact se transforme en chaleur par effet
Joule :

W = R× I2 ×T (2.1)

où :
R : est la résistance Ohmique équivalente entre les deux électrodes,
I : est l’intensité du courant électrique,
T : est le temps du maintien du courant électrique.

L’opération de soudage peut être décomposée en trois phases principales schémati-
sées dans la Figure 2.3 :

— la phase d’accostage : Le rôle de cette phase est principalement mécanique. Elle
consiste à assurer le contact parfait entre les surfaces à assembler et atteindre le
niveau d’effort nécessaire,

— la phase de soudage : Cette phase constitue la phase la plus importante. En effet, un
courant électrique (quelques milliers à quelques dizaines de milliers d’Ampère) est
établi dans le circuit et passe par les tôles à assembler, d’où la naissance d’un effet
Joule au niveau de la surface de contact,

— la phase de forgeage : Au cours de cette phase l’effort de pression des électrodes
sur les tôles est maintenu. Cependant, le courant électrique n’est plus appliqué.
Les électrodes assurent également le refroidissement dès que l’effet Joule est in-
terrompu. La chaleur s’évacue vers le circuit de refroidissement par l’eau dans deux
électrodes. Le maintien de l’effort lors du refroidissement assure une bonne solidi-
fication et la formation d’un noyau homogène, et par conséquent une bonne tenue
mécanique de l’assemblage. La qualité des phases métallurgiques résiduelles et le
comportement mécanique du point dépendent directement de la durée de cette
phase.

2.2.2 Microstructure : Métallurgie du point soudé

L’opération de soudage est caractérisée par la rapidité des cycles thermomécaniques
appliqués. En effet, les vitesses de refroidissement et de chauffage sont de l’ordre de 1000◦C/s,
et le temps total de l’opération ne dépasse pas quelques dixièmes de seconde [Srikun-
wong, 2005]. Cette rapidité explique la complexité des transformations métallurgiques
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FIGURE 2.3 – Schéma de principe d’un cycle de soudage par point par résistance [Srikunwong,
2005]

subies par le métal lors de l’opération de soudage par résistance. On distingue alors, trois
zones principales (Fig. 2.4) :

a) Zone Fondue (ZF) C’est une petite zone située au coeur du point soudé qu’on peut
aussi l’appeler « Noyau». En effet, dans cette zone, l’acier passe à l’état liquide puis il se
refroidi jusqu’à la température ambiante. La composition chimique ainsi que la dureté de
cette zone dépendent principalement de la vitesse de refroidissement. Suite au refroidis-
sement rapide, une microstructure grossière est obtenue. Cette zone est caractérisée par
la présence des phases martensitiques et bainitiques résiduelles qui expliquent alors la
dureté importante dans la zone fondue.

b) Zone Affectée Thermiquement (ZAT) Cette zone entourne le Noyau du point soudé.
Dans cette zone l’acier atteint de hautes températures mais sans atteindre le point de
fusion. Le cycle thermique engendré lors de l’opération de soudage cause des modifica-
tions métallurgiques remarquables dans la composition de cette zone. La ZAT est à son
tour peut être décomposée en quatre zones en fonction de la température de chauffage
maximale T atteinte lors de l’opération de soudage (Fig. 2.4) :

— La zone subcritique SCZAT : la température maximale est supérieure à 600◦C, sans
dépasser la température de début d’austénitisation Ac1 (600◦C < T < Ac1). Lors du
refroidissement, des phénomènes de revenu ou de précipitation peuvent être déce-
lés en fonction des propriétés du métal de base. Cependant, aucun effet sur la taille
des grains n’est observé.

— la zone intercritique ICZAT : la température maximale est comprise entre la tem-
pérature de début d’austénitisation et la température de fin d’austénitisation Ac3
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(Ac1 < T < Ac3). C’est la zone d’austénitisation partielle, caractérisée par la coexis-
tence de la ferrite et de l’austénite. Des modifications importantes de la microstruc-
ture sont observées dans cette zone.

— la zone à grains fins GFZAT : la température maximale est entre Ac3 et 1100◦C (Ac3 <
T < 1100◦C). C’est la zone d’auténisation totale, caractérisée par une structure bainito-
martensitique fine.

— la zone à gros grains GGZAT : la température maximale est entre 1100◦C et la tem-
pérature de fusion T f (1100◦C < T < T f ). Cette zone est caractérisée par le gros-
sissement des grains austénitiques et par conséquent une forte trempabilité. Après
refroidissement une microstructure martensitique homogène est généralement ob-
tenue.

FIGURE 2.4 – Microstructure du point soudé inspiré par [Rossillon, 2007]

c) Métal de base (MB) Dans cette zone la température atteinte lors de soudage ne dé-
passe pas 600◦C, ce qui garantit le maintien des propriétés microstructurales initiales des
matériaux assemblés.

2.2.3 Assemblage trois tôles multi-matériaux

Les zones d’assemblages soudés sont généralement considérées comme des zones
critiques par rapport à la tenue mécanique d’une structure. Dans ce contexte, et pour
améliorer la sécurité et l’allégement des structures, une nouvelle génération d’assem-
blages soudés trois-tôles multi-matériaux (Fig. 2.3) a été introduite, en particulier dans
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le domaine de l’automobile. L’effet des paramètres de soudage et de la nature métallur-
gique des matériaux de base sur la tenue mécanique de cette nouvelle génération d’as-
semblage soudé reste un sujet d’actualité. Harlin et al. [2003] ont investigué l’influence
de la force de l’électrode et du temps de maintient sur la formation du noyau dans le
cas d’un assemblage trois tôles multi-matériaux. L’effet de la composition chimique des
matériaux de base sur la formation du point soudé a été également étudié. En 2011, Pou-
ranvari et Marashi [2011] ont étudié l’influence des épaisseurs des tôles, sur la formation
du noyau soudé. Les résultats de cette étude ont montré que pour un assemblage trois
tôles, il y a une épaisseur critique égale à 1.5 mm pour laquelle la taille du noyau à l’inter-
face tôle/tôle est presque égale à la taille du noyau au centre géométrique de la connexion
(Fig. 2.5). Ces études et bien d’autres permettent d’optimiser les paramètres de soudage
afin d’obtenir une meilleur qualité de point soudé et par conséquent, une meilleure tenue
mécanique de l’assemblage soudé peut être obtenue.

FIGURE 2.5 – Influence de l’épaisseur des tôles sur la géométrie du noyau soudé pour un assem-
blage trois tôles [Pouranvari et Marashi, 2011]

2.3 Caractérisation expérimentale de la tenue mécanique
et de la rupture des assemblages soudés par point

Pour caractériser les propriétés mécaniques, et les mécanismes de déformation et de
rupture d’un point soudé, différents tests mécaniques ont été proposés.

2.3.1 Essais de caractérisation standards

Les travaux de Zuniga et Sheppard [1997] sont parmi les premiers à avoir eu l’ambi-
tion d’étudier le processus de rupture du point soudé sous des sollicitations de traction-
cisaillement et de traction-pelage. Les essais ’standards’ constituent une première ap-
proche pour la caractérisation expérimentale des assemblages soudés. Trois principaux
essais sont définis : traction en croix, cisaillement simple recouvrement, et pelage.

— Les essais de traction en croix (Fig. 2.6) permettent de solliciter l’assemblage en
traction pure. Néanmoins, ces essais sont caractérisés par une grande déformation
plastique des tôles lors de l’essai due à la flexion de ces dernières. Donc, la mesure
de la déformation locale non-linéaire du point soudé est difficile.

— Les essais de cisaillement simple recouvrement (Fig. 2.6) ne sont pas exactement
des essais de cisaillement pur. En effet, la flexion des tôles qui peut apparaitre,
engendre une rotation du point, ce qui mène à des sollicitations mixtes de trac-
tion/cisaillement. Néanmoins, le rapport entre les efforts normaux et tangentiels
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n’est ni constant ni connu pour ce type d’essai. L’effort global ne peut donc pas être
décomposé en composantes normales et tangentielles directement et simplement.

— Les essais de pelage (Fig. 2.6), permettent de solliciter l’assemblage en traction et en
flexion. Les essais de pelage sont également caractérisés par une grande déforma-
tion des plaques. Par conséquent une contribution importante des tôles intervient
dans la réponse globale.

FIGURE 2.6 – Éprouvettes standards pour la caractérisation des assemblages : (a) traction en croix
ou « pull-out », (b) cisaillement simple recouvrement, (c) pelage. [Langrand et al., 2003]

Jusqu’à aujourd’hui, ces essais sont très utilisés pour la caractérisation des assem-
blages soudés. Même les nouveaux assemblages multi-tôles sont étudiés en utilisant ces
essais standards. Tavassolizadeh et al. [2011] ont investigué le comportement mécanique
et la rupture d’un assemblage trois tôles en acier doux en utilisant des essais de cisaille-
ment simple recouvrement. Les propriétés mécaniques en termes d’effort maximal, d’éner-
gie absorbée et de mode de rupture ont été présentées. Ensuite, Pouranvari et Marashi
[2011, 2012] ont étudié le même assemblage en cisaillement simple recouvrement en
trois configurations de chargement différentes. L’influence de la taille du point soudé sur
le mode de rupture a aussi été étudié pour chaque configuration testée. Un assemblage
trois tôles constitué de deux tôles épaisses en acier à haute résistance et une tôle mince en
acier doux, a été caractérisé par Nielsen et al. [2011] en utilisant des essais de cisaillement
simple recouvrement. Choi et al. [2007]; Fujii et al. [2016]; Kang et al. [2010] ont également
utilisé les essais de cisaillement simple recouvrement pour étudier le comportement en
fatigue des assemblages trois tôles soudés par point en différentes nuances de matériaux.

Les essais de caractérisation standards sont simples à mettre en œuvre. Cependant,
ces essais présentent quelques limitations. D’une part, une partie importante des tôles
autour du point soudé se déforme plastiquement au cours de l’essai. La contribution des
tôles dans la réponse globale est alors très grande. Par conséquent, un écart non négli-
geable peut apparaître entre le comportement local de l’assemblage ponctuel et la ré-
ponse expérimentale globale mesurée. D’autre part, ces essais ne permettent pas de dé-
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terminer les caractéristiques de l’assemblage soudé sollicité par différents modes com-
binés de traction et de cisaillement. Or, ces données sont nécessaires pour identifier les
paramètres de la loi de comportement des modèles éléments finis macroscopiques pro-
posés pour le calcul des structures. De plus, même pour les essais qui combinent les char-
gements, comme l’essai de cisaillement simple recouvrement, les contributions respec-
tives de traction et de cisaillement sont variables au cours de l’essai. Il est donc impossible
de les contrôler et de les mesurer. Ces méthodes d’essai sont aussi inappropriées en dy-
namique (grande vitesse de déformation) à cause de la masse importante des pièces de
montage. Pour identifier et valider des modèles EF en dynamique, de nouveaux montages
plus lègers sont donc indispensables.

2.3.2 Essais de caractérisation type Arcan

Depuis 1978, Arcan et al. [Arcan et al., 1978; Voloshin et Arcan, 1980] ont développé
une procédure expérimentale pour étudier et caractériser le comportement et l’endom-
magement des matériaux composites. En 2000, Sutton et al. [2000] ont également utilisé
cette procédure expérimentale pour étudier les problèmes d’ouverture et de la propaga-
tion de fissures. Récemment, ces essais ont été adaptés pour caractériser les assemblages
soudés par point en sollicitations pures et combinées [Langrand et al., 2003; Lee et al.,
1998; Lin et al., 2002].

(a) (b)

FIGURE 2.7 – Essais de caractérisation de type Arcan : (a) Montage Arcan proposé par Lee et al. [Lee
et al., 1998], (b) Montage Arcan proposé par Langrand et al. [Langrand et al., 2003]

Cette nouvelle génération d’essais est proposée pour améliorer la caractérisation mé-
canique des points soudés et faciliter l’identification des paramètres des modèles élé-
ments finis macroscopiques. En effet, ils permettent de combiner et de contrôler par-
faitement des sollicitations de traction perpendiculaire et de cisaillement transverse dans
une éprouvette. Deux supports angulaires sont liés à deux embases au milieu desquelles
se trouve l’échantillon (Fig. 2.7). L’orientation de ces deux secteurs par rapport à l’axe de
chargement d’une machine d’essai définit exactement la répartition [traction perpendi-
culaire]/[cisaillement transverse] dans l’axe du chargement. La variation de cette orien-
tation permet d’obtenir plusieurs combinaisons de sollicitations. L’effort appliqué est un
glisseur (pas de moments) qui passe par le centre de échantillon, et qui est incliné d’un
angle α dans le plan de chargement, par rapport à la normale (Fig. 2.7).

Des éprouvettes spécifiques, adaptées au montage Arcan, ont été conçues. Lee et al.
[1998] ont proposé le premier modèle d’éprouvettes en forme de U (Fig. 2.8a). Ces éprou-
vettes en U permettent la caractérisation de la tenue mécanique de la fixation en termes
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d’effort, mais pas en termes de comportement non-linaire. En effet, une forte participa-
tion des tôles dans les réponses globales est également obtenue (flexions, déformation
plastique des tôles). Ces travaux ont été ensuite repris par Lin et al. [Lin et al., 2002] avec
des éprouvettes à base carrée (Fig. 2.8b), ce qui permet de réduire la partie déformable
des tôles autour du point soudé. Cependant, cette géométrie d’éprouvette ne garantit pas
l’isotropie des déformations au niveau du point. Pour appliquer et utiliser le principe Ar-
can aux points soudés, Langrand et al. [2003] proposent la solution montrée dans la Figure
2.8c. La partie libre de la tôle autour du point est circulaire pour des questions d’isotro-
pie de chargement. L’embase et la tôle soudée sont brasées au-delà de cette partie libre.
L’intérêt du nouveau dispositif expérimental est de réduire la contribution des tôles dans
la déformation globale de l’assemblage pour accéder au comportement non-linéaire de
la liaison en chargements purs et combinés. L’utilisation et l’analyse des résultats issus de
ce moyen d’essais sont directes, ce qui facilite l’identification des modèles éléments finis
macroscopiques développés pour la modélisation du comportement mécanique et de la
rupture d’un assemblage soudé lors des simulations des structures.

Malgré leur performance, à notre connaissance aucun dispositif de type Arcan n’a en-
core été proposé pour caractériser des assemblages multi-tôles.

(a) (b) (c)

FIGURE 2.8 – Éprouvettes d’assemblage soudé pour essais Arcan : (a) Éprouvette en U [Lee et al.,
1998], (b) Éprouvette carrée Lin et al. [2002], (c) Éprouvette à zone libre circulaire Langrand et al.
[2003]

2.3.3 Mécanismes et critères de rupture

Mécanismes de rupture

Lors des essais de caractérisation expérimentale des assemblages soudés, différents
mécanismes de rupture ont été observés.

De nombreuses études expérimentales ont été réalisées pour investiguer ces modes de
rupture. En effet, ils ont montré que le mode de rupture d’un assemblage soudé dépend
de plusieurs facteurs comme la qualité du point soudé, les propriétés matérielles des tôles
assemblées, le type de chargement, etc. Selon l’étude réalisée, différents classement des
modes de rupture ont été proposés.

L’American Welding Society (AWS) [Gould et Peterson, 2005] a étudié l’influence de la
qualité des points soudés sur le mode de rupture. Cette étude lui a permis de distinguer
huit modes de rupture, dont le déboutonnage total et la rupture interfaciale totale sont
les deux cas extrêmes :

— mode 1 : c’est une rupture par déboutonnage. La rupture se produit autour du noyau
dans la ZAT ou dans le MB, aboutissant au déboutonnage total du noyau à travers
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l’épaisseur d’une des deux tôles assemblées (Fig. 2.9a),

— mode 2 : c’est une rupture en partie par déboutonnage total, et en deuxième partie
par déboutonnage à mi-épaisseur. En effet, d’une part, au moins 20% de la surface
du noyau est déboutonnée. D’autre part, au moins 20% de la surface du noyau est
rompue à mi-épaisseur (Fig. 2.9b),

— mode 3 : c’est une rupture par déboutonnage à mi-épaisseur. Le noyau ne se dé-
boutonne pas à travers toute l’épaisseur de la tôle. Cependant, au moins 20% de
l’épaisseur est enlevée. La rupture se produit dans la ZAT, mais pas dans le noyau
lui-même (Fig. 2.9c),

— mode 4 : c’est une rupture en différentes parties. En fait, on observe pour ce mode
une partie rompue à l’interface, une partie déboutonnée en mi épaisseur et une
partie totalement arrachée (à travers toute l’épaisseur de la tôle) (Fig. 2.9d),

— mode 5 : c’est une rupture en partie par déboutonnage, et en deuxième partie à
l’interface des deux tôles assemblées (Fig. 2.9e),

— mode 6 : c’est une rupture en partie par déboutonnage à mi épaisseur, et en deuxième
partie à l’interface des deux tôles assemblées (Fig. 2.9f),

— mode 7 : c’est une rupture interfaciale. La rupture est totalement dans le plan de
joint (Fig. 2.9g),

— mode 8 : collage, il n’y a pas eu de noyau fondu formé (Fig. 2.9h).

(a) Mode 1 (b) Mode 2 (c) Mode 3 (d) Mode 4

(e) Mode 5 (f) Mode 6 (g) Mode 7 (h) Mode 8

FIGURE 2.9 – Huit modes de rupture [Gould et Peterson, 2005]

Pour une même qualité des points soudés, l’influence du type de chargement sur le
mode rupture a été étudié par Zuniga et Sheppard [1997] pour des essais standars, et plus
tard par Lin et al. [2002, 2003] pour des essais de type Arcan en chargements purs et com-
binés. Deux principaux modes de rupture ont été identifiés : (i) une rupture par débou-
tonnage à l’interface ZAT/ZF est obtenue pour l’essai de pelage, et en traction pure type
Arcan. (ii) une rupture par déboutonnage à l’interface ZAT/MB due à la localisation des
contraintes de cisaillement est obtenue pour l’essai de cisaillement simple recouvrement
et pour les essais combinés de type Arcan.
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L’influence des propriétés matérielles des tôles assemblées sur les modes de rupture
des assemblages soudés a été étudiée par Dancette [2010]. Cette étude a permis de dis-
tinguer trois principaux modes de rupture : (i) une rupture par déboutonnage soit en
bordure du noyau à l’interface ZAT/ZF, soit dans le métal de base à l’interface MB/ZAT,
(ii) une rupture interfaciale caractérisée par une rupture semi fragile au niveau du ZF à
l’interface des deux tôles, (iii) entre ces deux cas extrêmes, il y a la rupture partielle à l’in-
terface caractérisée par un début de propagation de la rupture à l’interface qui remonte
ensuite à la surface, formant un demi bouton.

Récement, Tavassolizadeh et al. [2011] ont investigué les modes de rupture des assem-
blages trois tôles multi-matériaux. En effet, l’influence des paramètres de soudage (temps
de maintien, l’intensité du courant électrique, etc) sur le mode de rupture a été étudiée.
Cette étude a montré que l’augmentation du temps de soudage entraîne une transition
entre le mode de rupture interfaciale et le mode de rupture par déboutonnage. En effet,
pour un faible temps de maintient, et par conséquent un petit noyau soudé formé, une
rupture interfaciale est obtenue. Cependant, en augmentant le temps de maintient, et par
conséquent la taille du noyau fondu, une rupture par déboutonnage est alors obtenue.

Critères de rupture

Pour représenter la rupture des assemblages soudés, un critère global exprimé en ef-
fort est d’abord proposé par Lee et al. [1998] :

(
N

Nu

)a

+
(

T

Tu

)b

= 1 (2.2)

Les paramètres de ce critère sont initialement identifiés sur la base des essais expé-
rimentaux standards. En effet, le paramètre Nu est pris égal à l’effort maximal en essai
de traction en croix. Tu est pris égal à l’effort maximal en essai de cisaillement par la mé-
thode des cales [Fourmentaux, 1999]. Par contre pour déterminer les paramètres a et b du
critère, au moins deux essais en chargements combinés traction/cisaillement sont néces-
saires. Néanmoins, seul l’essai de cisaillement simple recouvrement mène à des sollici-
tations mixtes traction/cisaillement ; donc il est obligatoire de faire l’hypothèse d’égalité
entre a et b, (a = b).

Pour prendre en compte les moments de flexion et de torsion, une extension du critère
a été proposée par Wung et al. [2001] :

(
FT

FTm

)α
+

(
M f

M f m

)γ
+

(
FN

FNm

)θ
+

(
Mt

Mtm

)β
= 1 (2.3)

où :
FT, FN, M f , Mt : sont respectivement la composante tangentielle et la composante
normale de l’effort résultant et les moments de flexion et de torsion résultants,
FTm , FNm , M f m , Mtm : sont les résistances du point mesurées dans les différents modes,
α = γ = θ = β : sont les exposants du critère.

Les paramètres de ce critère ont été identifiés en utilisant les essais présentés dans la
Figure 2.10. Pour simplifier l’identification, un critère quadratique est choisi (α = γ = θ =
β = 2).
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FIGURE 2.10 – Éprouvettes standards utilisées par Wung et al. [2001] pour identifier le critère de
rupture : (a) traction/cisaillement, (b) traction pelage, (c) traction, (d) traction en torsion

Pour les différents critères de rupture proposés, il est obligatoire de faire l’hypothèse
d’égalité des exposants du critère lorsque l’identification est basée sur des essais stan-
dards. Cependant, en exploitant les résultats des essais Arcan combinés, les exposants a
et b peuvent être identifiés avec a 6= b. Les réponses expérimentaux des essais Arcan purs
permettent aussi de définir directement la valeur des paramètres Nu et Tu du critère de
rupture (Eq.2.2), tel que : Nu = N(α = 0◦) et Tu = T(α = 90◦).

2.4 Modélisation mésoscopique des assemblages soudés par
point

Plusieurs modèles éléments finis ont été développés pour l’étude numérique des as-
semblages soudés par point. Ces modèles mésoscopiques peuvent être classés en deux
catégories principales : modèles pour la simulation du procédé de soudage, et des mo-
dèles pour simuler la tenue mécanique et la rupture d’un point soudé.

2.4.1 Modélisation du procédé de soudage par résistance

Les premiers modèles pour simuler le procédé de soudage par point sont des modèles
électrothermiques. Greenwood [1967] a proposé le premier modèle EF qui étudie l’his-
toire thermique et la formation du noyau fondu et de la ZAT. La formation du noyau a
été également étudiée par des chercheurs japonais [Yamamoto et Okuda, 1970], qui ont
constaté que la variation de la taille de contact tôle/tôle pendant le soudage pourrait jouer
un rôle sur la formation du noyau. D’autres phénomènes physiques qui accompagnent le
soudage ont été également investigués. En effet, la relation entre la température et la ré-
sistance de contact tôle/tôle a été ensuite étudiée par Rice et Funk [1967] et plus tard par
Kaiser et al. [1982] qui ont montré que le chauffage est plus rapide dans la tôle d’acier
HSLA que dans celle d’acier doux. Houchen et al. [1997] ont montré que plus la tempéra-
ture de l’eau de refroidissement augmente, plus la température à l’interface électrode/tôle
est élevée, par conséquent la dégradation de l’électrode est plus importante.

Récemment, le procédé de soudage par point par résistance de trois tôles a été égale-
ment modélisé. Lei et al. [2011] ont implémenté la méthode de couplage thermo-électrique
pour investiguer la transition thermique au cours de l’opération de soudage par point
d’un assemblage trois tôles en acier doux (Fig. 2.11). La formation du noyau en fonction
des paramètres de soudage a été également discutée.
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(a) (b)

FIGURE 2.11 – Modélisation EF de l’opération de soudage trois tôles [Lei et al., 2011]. (a) Maillage
EF, (b) Distribution de la température

Shen et al. [2011] ont couplé un modèle thermo-mécanique avec un modèle thermo-
électrique pour étudier la position et la géométrie du noyau lors d’un soudage par point
de trois tôles multi-matériaux avec différentes épaisseurs. L’étude des différentes configu-
rations d’assemblages proposées dans ce travail a permis de trouver une relation entre les
propriétés des métaux de base, les paramètres de soudage, et la qualité du point soudé.

2.4.2 Modélisation de la tenue mécanique et de la rupture

De nombreuses études numériques mésoscopiques ont été proposées pour modé-
liser la tenue mécanique des assemblages soudés par point. Le comportement en fa-
tigue est tout d’abord investigué. Radaj et al. [1990]; Radaj et Zhang [1991]; Radaj et Gier-
ring [1994]; Radaj et Zhang [1995] ont proposé des modèles fins pour examiner les ef-
fets des contraintes d’entailles, des contraintes structurelles et des facteurs d’intensité de
contrainte, afin d’évaluer la résistance en fatigue des joints soudés. L’influence de la ri-
gidité des tôles sur la durée de vie en fatigue des assemblages, a été également étudiée
par Chun et Wang [1990]. Une étude réalisée par Blarasin et al. [1990] a montré que les
contraintes de fatigue sont similaires pour le soudage laser et pour le soudage par point.
A partir d’une étude du comportement à rupture de tôles soudées par points soumises
à des sollicitations de traction en croix en statique et en fatigue, [Sakia et al., 1990] ont
vérifié que la possibilité de début de fissure est identiquement la même en quatre en-
droits autour du noyau. Plus récemment, Behravesh et al. [2014] ont proposé un modèle
EF pour simuler la fatigue des assemblages soudés par point en magnésium. Cependant
le comportement en fatigue des assemblages multi-tôles soudés par point n’est pas en-
core investigué numériquement. L’étude en fatigue de cette catégorie d’assemblage est
pour l’instant limitée aux aspects expérimentaux [Choi et al., 2007; Kang et al., 2010].

De nombreux modèles EF mésoscopiques ont été proposés pour simuler le comporte-
ment mécanique non-linéaire et la rupture des points soudés. Pour les assemblages sou-
dés par point, les simulations complètes du comportement du point et de sa rupture,
sont basées sur différentes approches. Radakovic et Tumuluru [2008] ont adopté une ap-
proche très simple qui consiste à considérer le point soudé homogène et ayant les mêmes
propriétés que le matériau de base. Malgré sa simplicité, cette approche montre sa per-
formance dans le cas de la rupture par déboutonnage hors noyau. Afin d’améliorer les
performances des modèles mésocopiques et pouvoir modéliser les différents modes de
rupture, d’autres approches plus réaliste ont été également représentées.
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Le point soudé est modélisé par trois zones différentes : ZF, ZAT, et MB

Markiewicz et Drazetic [2003] adoptent une autre approche qui consiste à discrétiser
le point en trois zones : ZF, ZAT, et MB lors de la modélisation mésoscopique du compor-
tement mécanique d’un assemblage soudé. La loi de comportement de la ZF a été identi-
fiée en minimisant l’erreur entre les courbes contrainte/déformation numérique et expé-
rimentale. Les réponses expérimentales sont obtenues d’un essai de traction pure d’une
éprouvette reconstruite thermiquement. Cependant, les paramètres élasto-plastique de
la loi de comportement de la ZAT ont été identifiés par méthode inverse en recalant la
réponse globale effort/déplacement numérique sur la réponse expérimentale d’un essai
de traction simple recouvrement de l’assemblage soudé. Pour la prédiction de la rupture,
ils proposent un critère de rupture en fraction critique de porosités pour décrire la rup-
ture par déboutonnage. En effet, ils utilisent un modèle de Gurson-Tvergaard-Needleman
[Tvergaard, 1984] (GTN) pour modéliser l’endommagement dans le MB et la ZAT. Les pa-
ramètres de ce modèle dans la ZAT sont identifiés par méthode inverse en utilisant des es-
sais de traction en croix. L’introduction de l’endommagement dans la ZAT permet d’amé-
liorer la prédiction du déplacement à rupture en pelage car la rupture est déjà localisée
dans la ZAT au bord du noyau. Lamouroux [2007] a également décomposé le point soudé
en trois zones (ZF, ZAT, MB), et il a utilisé le modèle d’endommagement ductile GTN pour
la modélisation du déboutonnage des points soudés et des soudures laser pour les aciers
HSLA et TRIP. Cependant, les éprouvettes proposées pour caractériser et identifier par
méthode inverse les paramètres du modèle GTN des trois zones, sont obtenues manière
différente. Tel que, une éprouvette prélevée entre deux soudures laser agencées de façon
adéquate est utilisée pour caractériser la ZAT, une éprouvette prélevée dans une soudure
laser est utilisée pour caractériser la ZF et une éprouvette en MB. Le modèle est ensuite va-
lidé par simulation des essais de cisaillement simple recouvrement, de pelage et en char-
gement combinés avec de éprouvettes en U. La rupture par déboutonnage est alors bien
modélisée, contrairement à la rupture interfaciale obtenue en cisaillement. Pour surmon-
ter cette limitation et pouvoir décrire la rupture interfaciale, Lamouroux [2007] propose
dans les perspectives de son travail de prendre en compte la forme des cavités MGolo-
gan [Gologanu et al., 1993], et la formation de bandes de cisaillement entre les porosités
[Brown et Embury, 1973]. Dancette [2009] a aussi proposé un modèle à trois zones (ZF,
ZAT, MB), dont les comportements introduits pour la ZAT et la ZF ont été identifiés à l’aide
des courbes de traction jusqu’à la striction, obtenues sur les éprouvettes Gleeble. Un cri-
tère de déformation critique pour modéliser la rupture par déboutonnage (Fig. 2.12a) a
été également, utilisé. La modélisation de la rupture interfaciale est plutôt assurée par
l’utilisation d’éléments cohésifs à l’interface en traction en croix (Fig. 2.12b). Carrier et al.
[2015] proposent une approche spécifique pour générer le matériau de la ZAT en utilisant
un traitement thermique. La dureté et la granulométrie sont utilisées pour valider la ZAT
répliquée. Le matériau obtenu est utilisé pour réaliser les éprouvettes de traction qui vont
servir par la suite à l’identification des paramètres du modèle complet de l’assemblage
soudé.

La ZAT du point soudé est modélisé par quatre zones différentes

Une approche plus détaillée proposée par Mahelle [2007] consiste à discrétiser la ZAT
en 4 zones (750◦C, 900◦C, 1100◦C et 1250◦C) (Fig. 2.13). La loi de comportement pour des
sollicitations quasi-statique et dynamique de chaque zone est définie sur la base d’es-
sais de traction uni-axile réalisés sur des éprouvettes reconstruites thermiquement. Pour
ce faire, les cycles thermiques dans chaque zone, obtenus par simulation numérique du
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(a) (b)

FIGURE 2.12 – Modélisation de la rupture par déboutonnage et de la rupture interfaciale [Dancette,
2009]. (a) Rupture par déboutonnage (b) Rupture interfaciale

procédé de soudage, sont reproduis sur un simulateur thérmomécanique Gleeble. Les ré-
sultats du modèle numérique montrent une bonne cohérence en termes de déplacement.
Cependant, l’effort maximum est généralement surestimé. Ainsi, l’introduction d’un mo-
dèle d’endommagement devrait permettre de se rapprocher de la tenue mécanique ex-
périmentale. Le modèle prévoit une rupture dans le MB, contrairement aux résultats ex-
périmentaux, qui montrent la rupture plutôt localisée dans la ZAT. Kong et al. [2008]; Lee
et Choi [2005]; Yang et al. [2008] ont également adopté une approche de discrétisation
de la ZAT. Cependant, pour l’identification des lois de comportement des différentes par-
ties de la ZAT, ils se sont inspirés des travaux de Zuniga et Sheppard [1997] en utilisant
les corrélations entre dureté et résistance mécanique. Le modèle proposé par Yang et al.
[2008] permet de prendre en concidération les contraintes résiduelles, les déformations
plastiques, et l’hétérogénéité microstructurale pour prédire le comportement mécanique
de l’assemblage soudé lors d’une charge de traction et de cisaillement ainsi que la charge
combinée. La rupture est décrite par un critère en déformation critique en parallèle avec
un critère en contrainte hydrostatique.

FIGURE 2.13 – Discrétisation de la ZAT en 4 zones [Mahelle, 2007]

Le point soudé est modélisé par des éléments cohésives

Une autre approche mésoscopique également proposée pour la modélisation de la
rupture des points soudés consiste à utiliser des éléments cohésifs au niveau des zones
potentielles de rupture en fonction du mode de rupture (Fig. 2.14a). Cavalli et al. [2005]
ont utilisé cette approche pour modéliser le comportement mécanique et la rupture d’un
assemblage soudé en aluminium. L’identification de paramètres des zones cohésifs est
basée sur les réponses expérimentales des essais de traction pure, de cisaillement simple
recouvrement, et de pelage. Dans cette même approche des éléments cohésives, Zhou et
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(a) (b)

FIGURE 2.14 – Modélisation de la rupture par éléments cohésifs [Zhou et al., 2006]. (a) Schémati-
sation du principe des éléments cohésifs, (b) Modèle EF avec éléments cohésifs

FIGURE 2.15 – Identification des paramètres de l’élément cohésifs avec des épprouvettes : a) ’deep-
notched’, b) ’compact tension’, c) ’shear test’, d) ’trouser’. [Zhou et al., 2006]

al. [2005, 2006] ont proposé une méthode d’identification basée sur des essais conçus
pour exacerber la sensibilité à la contrainte maximale ou à la ténacité dans un mode
donné (Fig. 2.15). Le modèle complet est ensuite validé en cisaillement simple recou-
vrement et en pelage. Malgré les bons résultats obtenus avec ce modèle, la procédure
d’identification des paramètres est lourde.

2.4.3 Conclusion

Ces modèles mésoscopiques donnent une bonne représentativité du comportement
mécanique de l’assemblage soudé. Cependant, ils consomment beaucoup de temps CPU.
Leur application est donc limitée au modèle élémentaire (non-structural). Néanmoins,
les informations obtenues de ces modèles mésoscopiques peuvent servir à alimenter les
modèles EF macroscopiques destinés à la simulation des structures aux plusieurs points
soudés.

2.5 Modélisation macroscopique de la tenue mécanique et
de la rupture des assemblages soudés par point

Un macro-modèle est un concept qui tient compte des complexités géométrique et
matérielle de l’assemblage soudé sans avoir besoin de le modéliser finement. Construire
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ces macro-modèles n’est pas une tâche simple. En outre, ils ne doivent pas être trop coû-
teux en temps de calcul, et capables de reproduire le comportement non-linéaire de l’as-
semblage étudié. Ceci est la raison pour laquelle différentes approches sont proposées
dans la littérature pour la modélisation du comportement mécanique et de la rupture
d’un assemblage soudé par point.

2.5.1 Modèles utilisant des éléments rigides

L’approche la plus simple consiste à relier les plaques discrétisées par un élément ri-
gide unique pour modéliser la connexion du point soudé. Ce genre de modèle est forte-
ment influencé par la taille de maille et la position de l’élément par rapport au maillage.
L’utilisation des contraintes cinématiques entre les nœuds des deux plaques à assembler
est une autre approche simple pour la modélisation du comportement de la liaison sou-
dée qui permet de réduire la dépendance au maillage [Song et al., 2006]. Ces deux modèles
présentent plusieurs avantages :

— Simples à mettre en œuvre même pour le cas des assemblages complexes,

— n’affecte pas de condition de stabilité des calculs. Ceci vient du faite qu’il n’y a pas
de rigidité associée à ces techniques.

.
D’autre part, les limitations pour l’utilisation de ces formulations sont présentées :

— Les modèles sont incapables de modéliser le comportement non linéaire de la liai-
son,

— les résultats numériques sont suréstimés vu la supposition d’une rigidité infinie de
la liaison,

— pour ces modèles, un nœud de maillage EF ne peut être associé qu’à une seule
condition cinématique pour un degré de liberté (DDL). Cela cause des conflits de
priorité ou des incompatibilités entre deux conditions cinématiques.

Pour améliorer la représentativité de la modélisation, plusieurs éléments rigides peuvent
être employés [Dincer et al., 2006; Xu et Deng, 2004]. Cependant, tous ces travaux sont li-
mités au comportement élasto-plastique de l’assemblage soudé. La rupture de la connexion
n’est pas simulée par le modèle EF.

Khandoker et Takla [2014], a également adopté cette approche et il a introduit un cri-
tère de rupture exprimé en l’effort [Wung et al., 2001; Wung, 2001] pour simuler le com-
portement mécanique et la rupture de l’assemblage soudé. Malgré la simplicité de l’ap-
proche basée sur l’utilisation des éléments rigides, son application reste un peu problé-
matique, car il n’y a pas un accord sur le nombre et la façon de disposer les éléments
rigides. Un examen des principaux modèles (Fig. 2.16), utilisant des connexions rigides, a
été alors présenté dans les travaux de Khandoker et Takla [2014]. La comparaison des mo-
dèles a été basée sur la qualité de la réponse obtenue, le temps de calcul CPU, la mémoire
utilisée et l’espace du disque nécessaire pour résoudre le problème au cours du calcul.
Néanmoins, cette comparaison a été effectuée par rapport à un seul type d’essai (traction
pure), alors qu’elle peut être dépendante du type d’essai.

Une approche plus représentative a été proposée pour une meilleure modélisation
de la rupture par déboutonnage, le mode de rupture le plus observé lors des essais de
caractérisation mécanique des assemblages soudés. Ce mode est aussi le mode de rupture
généralement préféré par les constructeurs d’automobile, puisque l’absorption d’énergie
pour ce mode est plus importante que pour celui de rupture interfaciale. Pour la rupture
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(a) Une seule poutre rigide (IRB)  (b) Plusieurs poutres rigides en parallèles 
(PMRB) 

(c) Elément solide (SEM) (d) Configuration- Araignée1 (SC-1) 

(f) Configuration- Araignée3 (SC-3) (e) Configuration- Araignée2 (SC-2) 

FIGURE 2.16 – Différentes configurations des modèles avec des éléments rigides Khandoker et
Takla [2014]

par déboutonnage, la rupture est généralement localisée dans le métal de base ou dans la
ZAT autour du noyau. Wang et al. [2006] ont proposé de modéliser le noyau par une série
de poutres rigides et de décomposer la ZAT en deux parties. Les propriétés matérielles
de chaque partie sont identifiées en utilisant les relations de corrélation entre dureté et
résistance mécanique proposées par Zuniga et Sheppard [1997]. Un critère de contraintes
maximales est adopté pour définir la rupture autour du noyau soudé. Le modèle a été testé
en traction en croix et en cisaillement simple recouvrement.

2.5.2 Modèles utilisant des éléments solides avec un modèle d’endom-
magement pour les tôles

Yang et al. [2010] ont proposé d’utiliser un modèle d’endommagement Gurson-Tvergaard-
Needleman [Tvergaard, 1984] dans les plaques pour simuler la rupture de l’assemblage
soudé. Le point soudé est modélisé par un élément solide connecté au éléments coques
des plaques soudées. Le comportement mécanique macroscopique du point soudé est
alors équivalent à celui de l’élément solide, qui est identifié par modélisation des essais
de traction pelage et de cisaillement simple recouvrement. Les paramètres du modèle
d’endommagement dans les plaques sont identifiés à partir de plusieurs tests spécifiques
de traction. Une bonne représentativité de la rupture par déboutonnage est obtenue pour
différents cas de chargement. Cependant, cette approche présente un nombre important
de paramètres qui doivent être identifiés, de nombreuses expériences sont nécessaires et
le processus d’identification est coûteux. Avec des nuances de matériaux plus résistants,
la rupture interfaciale peut être plus fréquente. Il est donc important de vérifier la per-
formance de ce genre de modèle pour tous les modes de rupture, y compris la rupture
interfaciale.
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2.5.3 Modèles utilisant un élément équivalent

Une autre catégorie de modèles, qui présentent un bon compromis entre la représen-
tativité du comportement mécanique et le temps de calcul, est celle des éléments équi-
valents. Elle consiste à définir un seul élément fini équivalent dans lequel on peut intro-
duire une loi de comportement pour modéliser le comportement non-linéaire macrosco-
pique d’un assemblage soudé par point. Langrand et al. [2001, 2002] ont proposé d’utiliser
un élément ressort entre deux positions géométriques pour modéliser la géométrie de la
connexion rivetée. Des raideurs normale KN et tangentielle KT non-linéaires sont asso-
ciées au ressort pour mieux reproduire le comportement non-linéaire de l’assemblage
sans alourdir le calcul. La rupture de l’assemblage est gérée par un critère macroscopique
en efforts.

Un nouvel élément équivalent a ensuite été développé par Combescure et al. [2003].
Il consiste en une poutre élasto-plastique pour modéliser le comportement non-linéaire
d’un assemblage soudé par point. La rupture de la connexion est plutôt décrite par un mo-
dèle d’endommagement linéaire [Lemaitre et Chaboche, 2009] associé à l’élément équi-
valent. Les paramètres du modèle sont identifiés par méthode inverse en utilisant les ré-
sultats expérimentaux des essais de traction croix, cisaillement simple recouvrement et
traction pelage. Vu les limitations de ces essais standards précédemment discutées (Sous
section. 2.3.1), Langrand et Combescure [2004] ont ré-identifié les paramètres de ce mo-
dèle en utilisant les résultats expérimentaux des essais Arcan caractérisés par une contri-
bution limitée des tôles, et par conséquent une réponse plus proche du comportement
local du point soudé.

Récemment, Bérot et al. [2012] ont proposé un modèle simplifié en tenant compte de
l’effet thermo-mécanique dû au processus d’assemblage riveté. Le comportement du mo-
dèle a été limité à une élasticité non linéaire. Le comportement plastique de l’assemblage
est simulé par la loi de plasticité du matériau de base des plaques assemblées. Malgré la
simplicité de ce modèle, la procédure d’identification de ses paramètres de rigidité n’est
pas évidente. En effet, ces rigidités non-linéaires sont exprimées en fonction des para-
mètres d’un modèle 3D (mésoscopique) également proposé dans le travail de Bérot.

Vue la complexité de la modélisation macroscopique du comportement mécanique
d’un assemblage soudé, différents modèles macroscopiques ont été proposés dans la lit-
térature pour simuler les assemblages deux tôles. Cependant, la modélisation macrosco-
pique des assemblages soudés trois tôles en aciers multigrades manque encore de pré-
dictibilité, et à notre connaissance, les modèles publiés dans la littérature ouverte sont li-
mités à la modélisation des assemblages deux tôles. La modélisation macroscopique des
assemblages multi-tôles n’est pas encore investiguée. Seuls des modèles mésoscopiques
qui simulent le procédé de soudage des trois tôles sont actuellement développés [Lei et
al., 2011; Shen et al., 2011].

2.5.4 Conclusion

L’étude de la littérature montre que la représentativité des modèles macroscopiques
peut être améliorée, et que la procédure d’identification peut également être simplifiée.
Des identifications basées sur des considérations physiques sont aussi envisagées, afin de
simplifier le processus d’identification et réduire le nombre de paramètres à identifier par
méthode inverse. Cette synthèse bibliographique a montré que les modèles macrosco-
piques actuellement disponibles sont limités aux assemblages deux tôles. Une approche
de modélisation macroscopique des assemblages trois tôles peut alors être envisagée.
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2.6 Identification inverse

2.6.1 Principe de l’identification inverse

Les modèles numériques permettant de simuler le comportement physique expéri-
mental, sont de plus en plus complexes. Le problème majeur dans l’utilisation de ces mo-
dèles est généralement le choix des valeurs de leurs paramètres. Si les paramètres agissent
de manière indépendante sur la courbe de réponse, l’identification de ces paramètres est
relativement simple par une méthode empirique (directe). Cependant, si ce n’est pas le
cas, l’utilisation d’un outil numérique d’optimisation est indispensable pour identifier les
paramètres du modèle par méthode inverse. Cette section présente l’ensemble des déve-
loppements relatifs à la méthode d’identification inverse des paramètres des modèles de
comportement des matériaux.

Au sens technique, le terme optimisation signifie l’amélioration d’un système en chan-
geant certaines de ses caractéristiques. Pour évaluer quantitativement cette amélioration,
on définit un critère de qualité, généralement appelé fonction coût ou fonction objec-
tif. Dans le cas d’identification des lois de comportement, l’optimisation consiste alors à
trouver l’ensemble des valeurs des paramètres à identifier, qui donne la réponse numé-
rique la plus proche d’une réponse expérimentale de référence, en minimisant la fonction
objectif [Avril et Pierron, 2007; Langrand et al., 2000; Markiewicz et al., 2001; Notta-Cuvier
et al., 2013; Zouari et al., 2006]. La fonction objectif peut être considérée simplement
comme l’erreur entre la réponse numérique et la réponse expérimentale, ou la somme
quadratique des erreurs sur quelques points de fonctionnement du système optimal. Des
contraintes sur les paramètres sont généralement imposées lors de la définition du pro-
blème d’identification inverse. Ces contraintes sont basées sur des considérations phy-
siques du problème étudié. L’ensemble des paramètres qui satisfait les contraintes est
appelé "région faisable" [Zouari, 2001].

Une méthode "visuelle" ou "interactive" est tout d’abord proposée pour l’identifi-
cation inverse. En effet, l’opérateur modifie les paramètres et calcule la fonction objec-
tif jusqu’à obtenir la solution jugée satisfaisante. Cette méthode est lente et fortement
dépendante de l’opérateur [Zouari, 2001]. Donc, des outils numériques dédiés permet-
tant d’employer la méthode inverse sont ensuite proposés comme une solution pratique
pour l’identification inverse [Bui, 1993; Tarantola, 1987]. Ces outils reposent sur des al-
gorithmes d’optimisation permettant d’automatiser le choix des paramètres et le calcul
de la fonction objectif. L’algorithme d’optimisation doit être alors choisi en fonction du
nombre de paramètres et de la nature de la fonction objectif.

2.6.2 Les différents types d’algorithmes d’optimisation

Les algorithmes d’optimisation peuvent être divisés en deux classes : les algorithmes
d’optimisation locale et les algorithmes d’optimisation globale. Alors que les algorithmes
de la première classe sont piégés par le premier minimum qu’ils rencontrent ou sont han-
dicapés par la taille de l’espace de recherche, les algorithmes de la seconde classe ne pré-
sentent pas ces inconvénients et permettent de trouver une solution proche de l’optimum
global [Debbat et Bendimerad, 2005]. En revanche, les algorithmes de la première classe
convergent plus rapidement que ceux de la seconde, tout en ayant un coût calculatoire
moindre.
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Algorithmes locaux

Les premiers algorithmes d’optimisation développés depuis 1950 sont des algorithmes
d’optimisation locale. Ces algorithmes sont capables de trouver rapidement un minimum
local dans le voisinage du point de départ. La chance qu’a un algorithme local de trou-
ver la solution globale dépend fortement du point de départ de l’optimisation. Les algo-
rithmes de la première classe sont relativement pas très coûteux. Cependant, leur utilisa-
tion est principalement limitée aux problèmes relativement simples (e.g. fonction objectif
convexe). En effet, les algorithmes d’optimisation locale sont performants lorsque la fonc-
tion objectif est linéaire [Xu, 2002]. Cependant, pour une fonction objectif avec plusieurs
minimums, ces algorithmes sont généralement incapables de trouver l’optimum global.

L’algorithme Monte Carlo a été présenté pour la première fois en 1949 par Metropolis
et Ulam [1949]. Son nom fait allusion aux jeux de hasard pratiqués à Monte-Carlo. Cet al-
gorithme présente une première catégorie non-itérative, qui consiste simplement à choi-
sir aléatoirement un certain nombre de points dans la région faisable des paramètres, puis
de choisir la meilleure solution. Plus le nombre de points initiaux est important, plus que
la solution est bonne. Cette méthode de recherche non-itérative est très simple à utiliser,
cependant, elle ne permet pas généralement d’aboutir à une bonne solution du problème
d’optimisation.

La majorité des algorithmes d’optimisation locale utilisent alors la stratégie de re-
cherche itérative. Ils se diffèrent selon la dérivabilité de la fonction objectif et selon les
taux de convergence [Xu, 2002]. Pour les fonctions objectif continues et deux fois déri-
vables, des méthodes d’optimisation basées sur la méthode du gradient, ont été propo-
sées, encore appelées méthodes de Newton. Ces méthodes convergent rapidement. Ce-
pendant, des problèmes de divergence peuvent également être présents à cause de la
définition de la matrice Hessienne à chaque itération. Pour surmonter cette limitation,
Broyden [1970], Fletcher [1970], Goldfarb [1970], et Shanno [1970] ont développé une mé-
thode de quasi-Newton qui a pris leur noms ’BFGS quasi-Newton method’, qui consiste à
définir correctement une matrice positive en chaque itération pour remplacer la matrice
Hessienne. Pour les problèmes d’optimisation de formes aérodynamiques, l’algorithme
de type quasi-Newton BFGS a été utilisé. Cet optimiseur est très performant en termes
d’exploitation (converge rapidement). Toutefois, il a été vérifié qu’il converge vers un mi-
nimum local dépendant de la forme initiale et effectue peu d’exploration [Laurenceau,
2008]. Afin d’améliorer les capacités d’exploration du logiciel d’optimisation, Laurenceau
et Meaux [2008] ont proposé de nouveaux algorithmes basés sur les surfaces de réponse
RSM (Response Surface Method) pour l’optimisation des formes aérodynamiques.

Cette méthode consiste à construire une surface de réponse qui passe par des points
initiaux, choisis dans la région faisable des paramètres. Un modèle approché de la fonc-
tion objectif est obtenu à partir de cette surface de réponse [Box et Hunter, 1957; Kaufman
et al., 1996]. Le minimum de ce modèle approché présente une solution approximative du
problème. Les appels au solveur sont alors limités et ceci permet de beaucoup gagner en
temps CPU.

Cette méthode basée sur la surface de réponse a été ensuite développée en proposant
d’adapter les intervalles des paramètres à chaque itération (réduire la taille de l’espace
de recherche) pour améliorer la convergence et le temps d’optimisation. Le nouveau al-
gorithme est alors nommé ’Adaptive RSM’ [Wang et al., 2001; Wujek et Renaud, 1998].
Une autre façon du développement de la méthode de surface de réponse est proposée
dans l’optimiseur Pam-Opt [SolverPam-Opt, 2011], qui consiste à adapter la surface de
réponse au problème d’optimisation.

26



CHAPITRE 2. ÉTUDE BIBLIOGRAPHIQUE

Algorithmes globaux

L’incapacité des algorithmes d’optimisation locale à trouver la solution globale du
problème a motivé les chercheurs à développer une nouvelle classe d’algorithmes, ap-
pelée algorithmes d’optimisation globale. Les efforts durant les cinq derniers décennies
aboutissent en trois catégories des méthodes d’optimisation globale : (i) technique ba-
sée sur l’arithmétique par intervalles, (ii) le recuit simulé, (iii) l’algorithme génétique [Xu,
2002].

La première catégorie est de nature déterministe, tandis que les deux autres catégories
sont de nature aléatoire. L’algorithme basé sur l’arithmétique par intervalles est initiale-
ment présenté par Hansen [1979] et Ichida et Fujii [1979]. C’est une méthode par linéa-
risation successive des contraintes en utilisant la résolution d’un système quadratique
(Taylor à l’ordre 2), dont le but est de réduire le domaine étudié par des étapes de dé-
duction. Malgré que cette méthode a été développée très rapidement, et elle a été utilisée
en plusieurs applications, elle présente des limitations dans les problèmes d’optimisation
qui ont une fonction objectif très oscillatoire. En effet, dans ce cas le nombre d’intervalle
à contrôler est alors très important [Hansen, 1992].

Le recuit simulé, inspiré par une analogie avec le phénomène thermodynamique de
recuit des métaux, a été mis au point en 1983 par Kirkpatrick et al. [1983]. Cette méthode
a pris un intérêt dans le développement théorique et l’application pratique [Sen et Stoffa,
1995; Szu et Hartley, 1987]. Cependant, le recuit simulé ne peut pas garantir la conver-
gence vers la solution globale sans des ressources illimitées (à cause de sa nature aléatoire
de type Monte Carlo).

L’algorithme génétique est initialement proposé par Holland [1975] dans le cadre de
ses travaux sur les systèmes adaptatifs. C’est un algorithme d’optimisation s’appuyant
sur des techniques dérivées de la génétique et de l’évolution naturelle : croisement, mu-
tation, sélection, etc [Debbat et Bendimerad, 2005]. Les deux dernières décennies ont vu
l’évolution rapide des algorithmes génétiques, et la liste des domaines d’applications en
sciences et ingénierie croitre [Forrest, 1993; Goldberg, 1989; Sen et Stoffa, 1995]. Cet algo-
rithme est le plus connu de la catégorie des algorithmes révolutionnaires. Il a montré son
efficacité dans la recherche de la solution globale [Massa et al., 2009, 2011]. Il est égale-
ment très stable par rapport aux erreurs numériques commises sur la fonction objectif.
Cependant, vu son caractère itératif, la qualité de la solution est améliorée à chaque ité-
ration. Donc, plusieurs itérations (appels au solveur) sont nécessaires pour garantir une
solution globale.

Les algorithmes de la deuxième classe sont généralement utilisés pour optimiser des
problèmes complexes, mais ils nécessitent un grand nombre d’appels au serveur pour
donner de bons résultats, donc ils consomment beaucoup de temps CPU.

2.6.3 Conclusion

Un algorithme d’optimisation doit vérifier à la fois une meilleure solution (explora-
tion) en respectant le temps qui lui est imparti (exploitation) [Laurenceau, 2008]. Face
à la diversité des problèmes d’optimisation, de nombreux algorithmes ont été propo-
sés. Cependant, aucun n’est capable de traiter efficacement tous les problèmes possibles
[Laurenceau, 2008]. Wolpert et Macready [1997] ont confirmé qu’aucun algorithme n’est
meilleur qu’un autre, si on considère tous les problèmes d’optimisation (" no free lunch
theorems for optimization"). Le choix de l’algorithme d’optimisation dépend fortement
des conditions du problème d’optimisation (fonction objectif, nombre de paramètre, coût
de calcul, etc).
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2.7 Synthèse

Dans une première partie de ce chapitre bibliographique, le principe de soudage par
point par résistance a été exposé, toute en présentant les caractéristiques structurales et
métallurgiques d’un point soudé, qui expliquent la complexité de l’étude expérimentale
et numérique des assemblages soudés par point. Une nouvelle génération d’assemblages
soudés multi-tôles multi-matériaux a également été présentée.

Ensuite, une synthèse des différentes procédures expérimentales utilisées pour la ca-
ractérisation des assemblages soudés a été présentée. L’étude des différents modèles montre
qu’une première génération de dispositifs appelée ’essais standards’ sont très utilisés jus-
qu’à aujourd’hui grâce à leur simplicité. Cependant, ils présentent plusieurs limitations.
En effet, ils sont caractérisés par une grande déformation des tôles autour du point soudé,
et par conséquent une contribution importante des tôles dans la réponse globale de l’as-
semblage. En plus, les essais purs ne sont pas correctement purs, et les essais mixtes ne
sont pas correctement contrôlés en terme de ratio effort normal/effort tangentiel. Pour
améliorer la caractérisation des assemblages soudés et l’identification des paramètres des
critères de rupture, une deuxième génération de dispositifs basée sur le principe Arcan
a été introduite. Outre la réduction de la contribution des tôles au voisinage du noyau
fondu, ces dispositifs permettent de solliciter l’assemblage soudé en chargements purs
et combinés avec des directions de chargement bien contrôlées. Ces dispositifs peuvent
être aussi adaptés aux essais dynamiques, ce qui permet d’étudier la sensibilité des as-
semblages à la vitesse de déformation. Malgré les avantages de ces dispositifs, leur uti-
lisation est pour l’instant limitée aux assemblages deux tôles. L’étude expérimentale des
assemblages trois tôles est encore limitée à l’essai de cisaillement simple recouvrement.

La troisième et la quatrième parties de ce chapitre ont été consacrées à la présenta-
tion des différentes classes de modélisation des assemblages soudés par point. En effet,
la première classe de modélisation dite ’mésoscopique’ a été d’abord présentée. Plusieurs
modèles ont été développés pour modéliser le procédé de soudage par point, le compor-
tement en fatigue et aussi le comportement mécanique d’un assemblage soudé. Malgré la
performance de certains modèles mésoscopiques à reproduire la réponse mécanique de
l’assemblage soudé, ces modèles ne peuvent pas être utilisés pour le calcul de structures.
Ce sont des modèles fins qui consomment beaucoup de mémoire et de temps CPU. Leur
application reste alors limitée à des cas élémentaires.

Ces modèles sont plutôt utiles pour alimenter une deuxième classe de modélisation
dite ’macroscopique’. Ce sont des modèles développés principalement pour la modéli-
sation des structures complètes ou des sous-structures. Un état de l’art des différentes
approches de modélisation macroscopique a été présenté dans ce chapitre. Les modèles
macroscopiques ont été divisés en trois catégories, en commençant par la catégorie la
plus simple utilisant des éléments rigides. Vu leur simplicité, ces modèles manquent de
représentativité pour le comportement non-linéaire de l’assemblage. Une deuxième ca-
tégorie qui utilise des éléments solides avec un modèle d’endommagement au niveau des
tôles, est caractérisée par une bonne prédiction de la rupture par déboutonnage de l’as-
semblage soudé. Cependant, ces modèles nécessitent un lourd processus d’identification
pour obtenir les paramètres du modèle d’endommagement. Enfin, la troisième catégorie,
qui présente une approche très différente, consiste à développer un élément équivalent
auquel on peut associer une loi de comportement pour modéliser le comportement non-
linéaire et la rupture d’un point soudé. Ces modèles présentent un bon compromis entre
la qualité de la réponse numérique, le temps de calcul, et la simplicité de la procédure
d’identification de ses paramètres. Cependant, la performance de ces modèles n’est pas
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encore vérifiée pour les assemblages multi-tôles. La discussion des différents modèles
proposés permet de choisir la meilleure approche pour le développement d’un nouveau
modèle macroscopique pour la simulation du comportement mécanique d’un assem-
blage soudé par point, qui sera présentée dans le chapitre suivant.

L’identification des paramètres de ces modèles nécessite souvent le recours à une mé-
thode inverse. Une bonne maitrise de cette méthode est alors nécessaire pour garan-
tir la qualité des réponses numériques des modèles macroscopiques. L’étude de la mé-
thode d’identification inverse montre que la qualité du résultat d’identification dépend
fortement de l’algorithme d’optimisation utilisé. Une présentation des principaux algo-
rithmes a été proposée. Deux grandes catégories ont été distinguées : les algorithmes
d’optimisation locale et les algorithmes d’optimisation globale. Les algorithmes d’optimi-
sation locale sont caractérisés par la simplicité d’implémentation et la rapidité de résolu-
tion (généralement une solution locale). Cependant, leur utilisation est limitée aux pro-
blèmes simples à fonction objectif convexe. Pour optimiser des problèmes plus compli-
qués, les algorithmes d’optimisation globale sont développés. Ces algorithmes ont mon-
tré leur performance pour trouver la solution globale des problèmes d’optimisation qui
présentent des fonctions objectifs à plusieurs minimums locaux. Cependant, ils sont très
couteux en temps de calcul. Une approche d’optimisation en deux étapes qui utilise un
algorithme d’optimisation globale suivit d’un algorithme d’optimisation locale, peut pré-
senter une bonne solution qui permet de profiter des avantages des deux classes d’algo-
rithmes. Cette approche sera détaillée dans le chapitre 3.
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CHAPITRE 3. MODÉLISATION MACROSCOPIQUE D’UN ASSEMBLAGE
DEUX TÔLES SOUDÉ PAR POINT

Résumé

Ce chapitre concerne la formulation d’un élément connecteur pour la modélisation ma-
croscopique du comportement mécanique et de la rupture d’un assemblage deux tôles
soudé par point. Le modèle proposé implique des paramètres à identifier. Une métho-
dologie d’identification, basée sur des réponses expérimentales des essais Arcan purs et
combinés, est alors proposée pour simplifier le processus d’identification. Les résultats
numériques obtenus montrent une bonne cohérence avec les résultats expérimentaux.
Le modèle connecteur et la méthodologie d’identification ont été également validés par
rapport à des essais de caractérisation standards (traction croix, cisaillement simple re-
couvrement et pelage). Le modèle proposé a montré également sa faible sensibilité à la
taille de maille.

3.1 Introduction

Un assemblage deux tôles soudé par point présente des complexités métallurgiques
et structurales. La modélisation macroscopique de son comportement mécanique non-
linéaire et de sa rupture demeure un défi.

A la base de l’étude bibliographique des différents modèles macroscopiques (Chap.
2), l’approche utilisant un élément équivalent a été sélectionnée. Un modèle ’connec-
teur’ est alors proposé. Un modèle de comportement élasto-plastique est présenté dans
la deuxième section du présent chapitre pour modéliser le comportement non-linéaire de
l’assemblage soudé. La rupture de la connexion est quant à elle, simulée par un modèle
d’endommagement. Le modèle connecteur engendre des paramètres à identifier. Des
hypothèses simplificatrices et des identifications directes basées sur des considérations
physiques sont proposées pour simplifier le processus d’identification. Les résultats ex-
périmentaux des essais de caractérisation de l’assemblage soudé, utilisés pour l’identifi-
cation des paramètres, sont présentés dans la section 3. Par ailleurs, la section 4, présente
une méthodologie d’identification séquentielle basée sur les résultats expérimentaux des
essais Arcan purs et combinés. Les résultats numériques obtenus de l’identification sont
comparés aux résultats expérimentaux et sont présentés dans la section 5. Une valida-
tion du modèle et de la procédure d’identification est ensuite présentée dans la Section
6. Cette validation consiste à comparer les résultats numériques et expérimentaux pour
les essais standards (traction croix, cisaillement simple recouvrement et pelage). Finale-
ment, une étude de sensibilité du modèle à la taille de la maille est présentée à la dernière
section de ce chapitre.
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3.2 Description cinématique de l’élément connecteur

Le modèle connecteur est un élément équivalent à deux nœuds, similaire à un res-
sort généralisé dont les degrés de liberté sont les mouvements généralisés relatifs entre
les deux nœuds. Six degrés de liberté (DDL) sont définis pour chaque nœud : trois trans-

lations et trois rotations. Ces DDL sont exprimés dans un repère local (
−→
X1,

−→
X2,

−→
X3) d’origine

le nœud a, tel que l’axe
−→
X3 est tangent au connecteur en ce nœud (Fig. 3.1).

a

b

x1

x2
x3

Rinf

FIGURE 3.1 – Élément connecteur (en rouge) liant deux plaques

La position relative du nœud b par rapport au nœud a est exprimée dans le repère

local (
−→
X1,

−→
X2,

−→
X3) [Abaqus Manual, 2012], par :

xb
1 = (xb −xa); xb

2 = (yb − y a); x3
b = (zb − za) (3.1)

où :
(xa , y a , za) et (xb , yb , zb) : sont les coordonnées respectives des points a et b dans le

repère global (
−→
X ,

−→
Y ,

−→
Z ).

Les déplacements relatifs du connecteur sont définis par les déplacements relatifs du
nœud b dans le repère local :

u1 = xb
1 − (xb

1 )0; u2 = xb
2 − (xb

2 )0; u3 = xb
3 − (xb

3 )0 (3.2)

où :
((xb

1 )0, (xb
2 )0, (xb

3 )0) : sont les cordonnées initiales du nœud (b) dans le repère local.

D’une façon analogue [Abaqus Manual, 2012], les rotations relatives du connecteurs

sont exprimées. Un deuxième repère local (
−→
Xb

1 ,
−→
Xb

2 ,
−→
Xb

3 ) est associé au nœud b, ce qui per-
met de définir un vecteur de rotation ψ entre les deux repères locaux, avec i = 1,2,3 :

θi =ψi − (ψ0)i +2nπ
ψi

‖ψ‖ (3.3)

où :
ψ0 : est la position angulaire initiale du repère local attaché au nœud (b) par rapport à
celui attaché au nœud (a).

Les mouvements généralisés du connecteur engendrent des forces et des moments qui

peuvent être exprimés dans le repère local (
−→
X1,

−→
X2,

−→
X3) [Abaqus Manual, 2012], respective-

ment, comme suit :
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
−→
F = f1

−→
X1 + f2

−→
X2 + f3

−→
X3

−→
M = M1

−→
X1 +M2

−→
X2 +M3

−→
X3

(3.4)

Connexion entre le connecteur et les plaques soudées : En pratique, le mouvement
d’un nœud du connecteur est calculé à partir du mouvement pondéré (en utilisant des
fonctions de pondération) des nœuds situés dans un rayon d’influence Ri n f du maillage
de la plaque attachée à ce nœud (Fig. 3.1). Ces nœuds sont appelés nœuds de couplage
[Abaqus Manual, 2012].

Une fonction de pondération uniforme est utilisée pour définir le couplage entre le
mouvement d’un nœud de connecteur et les nœuds de maillage dans la zone d’influence
de la plaque. En effet, tous les nœuds qui appartiennent à la zone d’influence ont le même
poids dans la fonction de couplage, et par conséquent, ils contribuent de la même façon
dans le calcul du mouvement des nœuds du connecteur.

3.3 Formulation de l’élément connecteur

Pour modéliser le comportement fortement non-linéaire d’un assemblage soudé par
point, on propose une loi de comportement élasto-plastique endommageable.

3.3.1 Élasticité

L’élément connecteur est un ressort généralisé. Son comportement élastique linéaire
est défini par un modèle découplé (Eq. 3.5). Tel que le mouvement suivant une direc-
tion, n’engendre d’effort que suivant cette direction. Alors, l’effort élastique suivant une
direction est complètement indépendant des mouvements suivant les autres directions,
d’où le choix d’un modèle d’élasticité découplé. L’Equation 3.5 exprime la relation linéaire
entre le déplacement généralisé (ui ) suivant la i i ème direction et la force généralisée ( fi )
générée suivant cette même direction.

fi = Di i .ui (3.5)

où :

Di i : sont les composantes de le rigidité élastique suivant une i i ème direction, avec i :1..6.

Dans l’écriture matricielle, [Di i ] est bien une matrice diagonale. On constate alors que
le torseur des efforts s’écrit :



f1

f2

f3

M1

M2

Mt


=



D11 0 0 0 0 0
0 D22 0 0 0 0
0 0 D33 0 0 0
0 0 0 D44 0 0
0 0 0 0 D55 0
0 0 0 0 0 D66





u1

u2

u3

θ1

θ2

θ3


(3.6)
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3.3.2 Plasticité

Le comportement non-linéaire du point soudé est défini par un modèle de ‘plastici-
té’. Le terme ‘plasticité’, est utilisé ici pour désigner une déformation permanente dans le
sens le plus large. En effet, il ne fait pas référence à la théorie de plasticité des matériaux
solides continus. Cependant, la formulation du connecteur est obtenue par analogie aux
modèles développés par Lemaitre et Chaboche [2009] pour les métaux. Mais, au lieu de
traiter une contrainte équivalente et une déformation ‘plastique’ cumulée, le modèle est
formulé à base d’effort généralisé équivalent F̄ et un déplacement ‘plastique’ relatif équi-
valent ūpl . Le critère de ‘plasticité’ (Eq. 3.7) est défini tel que : Si φ< 0, le comportement
du connecteur reste élastique, et si φ = 0, l’écoulement ‘plastique’ se produit.

φ( F̄, ūpl ) = F̄−FH ≤ 0 (3.7)

où :
φ : est la fonction de charge,
F̄ : est l’effort généralisé équivalent du connecteur,
FH : est une fonction d’écrouissage isotrope.

Contrairement au modèle d’élasticité découplé, la ‘plasticité’ de l’élément connecteur
est définie par un modèle couplé. En effet, l’effort généralisé équivalent F̄ est fonction des
variables généralisées suivant toutes les directions. Soit P1 la fonction potentiel proposée
pour calculer F̄. La forme compacte du potentiel suivant une β-norme, est exprimée par
l’équation suivante :

F̄ = P1
(

f
)

= ∥ f ∥β =

[(
FN

RN

)β
+

(
FS

RS

)β
+

(
MT

RT

)β
+

(
MB

RB

)β] 1
β

(3.8)

où :
FN = 〈 f3〉 : est la partie positive de l’effort normal,

FS =
√

f 2
1 + f 2

2 : est l’effort de cisaillement,

MB =
√

M2
1 +M2

2 : est le moment de flexion,

MT =| M3 | : est le moment de torsion,
RN, RS , RB, et RT : sont les coefficients de couplage qui définissent le poids de la
contribution de chaque variable généralisée dans le calcul de F̄,
β : est un exposant de la fonction potentiel qui définit la forme de l’enveloppe de charge
présentant la limite du comportement élastique.

La fonction d’écrouissage isotope FH choisie est une loi exponentielle type Voce [Chur-
chland, 1979] :

FH = F0 +Q(1−exp(−būpl )) (3.9)

où :
F0 : est la limite d’élasticité,
Q : est l’effort de saturation,
b : est une constante d’écrouissage.
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3.3.3 Endommagement et rupture

La rupture de la connexion point soudé est simulée par un modèle d’endommage-
ment.

Initiation de la rupture

L’endommagement est initié quand l’effort généralisé équivalent atteint une valeur
critique, ou un seuil, notée Fi :

F̄ ≤ Fi (3.10)

En se basant sur les Equations (3.8) et (3.10) du modèle de plasticité, le critère d’ini-
tiation de la rupture peut être défini comme suit :(

FN

Fi N

)β
+

(
FS

Fi S

)β
+

(
MT

Mi T

)β
+

(
MB

Mi B

)β
≤ 1 (3.11)

avec Fi N = RN ×Fi , Fi S = RS ×Fi , Mi T = RT ×Fi et Mi B = RB ×Fi .

La forme du critère de rupture est similaire à une β-norme. Pour β = 2, la forme du
critère est elliptique et correspond au critère de rupture proposé par Lee et al. [1998],
généralement utilisé dans la littérature.

Rupture

Lorsque l’élément connecteur subit une dégradation irréversible, la force équivalente
est alors calculée comme suit :

F̄d = (1−d)F̄, avec 0 ≤ d ≤ 1 (3.12)

où :
d : est la variable d’évolution de l’endommagement.

La loi d’évolution de l’endommagement est supposée linéaire :{
d = 0, si Ū ≤ Ui

d = Ū−Ui
U f −Ui

, si Ui ≤ Ū ≤ U f
(3.13)

où :
Ū : est le déplacement relatif équivalent,
Ui : est le déplacement relatif équivalent à l’initiation de l’endommagement (quand
F̄ = Fi ),
U f : est le déplacement relatif équivalent ultime à la rupture.

La rupture totale de la connexion est définie pour d = 1. Elle correspond à Ū = U f . Ū
est défini comme suit :

Ū = P2 (u) = ∥ u ∥β =

[(
UN

kN

)β
+

(
US

kS

)β
+

(
θT

kT

)β
+

(
θB

kB

)β] 1
β

(3.14)
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où :
UN = 〈u3〉 : est le déplacement relatif suivant la direction normale,

US =
√

u2
1 +u2

2 : est le déplacement relatif suivant la direction de cisaillement,

θB =
√
θ2

1 +θ2
2 : est la rotation relative due à la flexion,

θT =| θ3 | : est la rotation relative due à la torsion,
kN, kS , kT, et kB : sont les coefficients de couplage, qui définissent le poids de la
contribution de chaque variable généralisée dans le calcul de Ū.
On propose d’utiliser le même exposant β pour les expressions des deux fonctions
potentiel P1 (Eq. 3.8) et P2 (Eq. 3.14).

Notez ici que deux différentes fonctions potentiel sont utilisées : P1 pour calculer l’ef-
fort équivalent en ‘plasticité’ (Eq. (3.8)) et jusqu’à l’initiation de l’endommagement (Eq.
(3.11)), et P2 pour calculer le déplacement équivalent lors d’endommagement du connec-
teur (Eq. (3.14)). En effet, ceci correspond à un couplage faible entre la ‘plasticité’ et l’en-
dommagement [Abu Al-Rub et Voyiadjis, 2003]. Donc, la contribution des différentes va-
riables généralisées pour le calcul de la force équivalente de plasticité et le déplacement
équivalent Ū dans le modèle d’endommagement est différente. Contrairement au modèle
classique de couplage fort entre la ‘plasticité’ et l’endommagement, lorsque une seule
fonction potentiel est utilisée, et par conséquent les mêmes coefficients de couplage vont
être utilisés pour le calcul de F̄ et Ū. Ce couplage faible va donner plus de flexibilité au
modèle pour mieux reproduire la partie plastique ainsi que la partie d’endommagement.
Ceci sera illustré dans la Section 3.6 qui présente les résultats numériques du modèle.

Les paramètres du modèle à identifier sont finalement présentés dans le Tableau 5.2.
Des essais expérimentaux sont nécessaires pour la détermination de ces paramètres. La
section suivante présente des essais de caractérisation expérimentale des assemblages
soudés par point, dont les résultats vont servir pour l’identification et la validation du
modèle proposé.

TABLEAU 3.1 – Les paramèteres de l’élément connecteur

Modèle Modèle Modèle
d’élasticité de ‘Plasticité’ d’endommagement
Di i , i = 1..6 F0 Q b RN RS RB RT β Fi U f kN kS kB kT

3.4 Caractérisation expérimentale d’un assemblage deux tôles
soudé par point

Cette section constitue une présentation des tests de caractérisation d’un assemblage
soudé par point. Il s’agit d’un assemblage deux tôles en acier doux (XES). Les essais ont été
réalisés par Langrand et Combescure [2004]. Les résultats de ces essais sont nécessaires
pour l’identification et la validation des paramètres du modèle de connecteur proposé.

3.4.1 Caractérisation du métal de base

Avant de passer à la caractérisation de l’assemblage soudé, des essais de caractéri-
sation du Métal de Base (MB) ont été réalisés. Il s’agit d’essais de traction uni-axiale qui
permettront d’identifier les propriétés mécaniques de l’XES. En effet, à partir des résultats
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obtenus, le module d’Young et les paramètres de la loi d’écrouissage du matériau testé ont
été déterminés. Une loi d’écrouissage type Ludwik (Eq. 4.2) est proposée pour modéliser
le comportement d’écrouissage du métal de base. Les paramètres correspondants sont
résumés dans le Tableau 3.2

σ =σ0 +K.εn
p (3.15)

où :
σ0 : est la limite d’élasticité,
K et n : sont des coefficients de la loi d’écrouissage,
εp : est la déformation plastique.

TABLEAU 3.2 – Propriétés mécaniques du métal de base : acier doux (XES)

Module Limite Contrainte Paramètres
d’Young : E d’élasticité : σ0 maximale : σu d’écrouissage : k et n
210(GPa) 170(MPa) 301(MPa) 409(MPa) 0.447

3.4.2 Tests Arcan

Des tests Arcan ont été réalisés pour caractériser le comportement non-linéaire et la
rupture du point soudé en chargements purs et combinés.

Les éprouvettes testées sont des assemblages deux tôles soudés par point. En effet, les
deux plaques assemblées sont du même matériau XES et de même épaisseur e = 1.2 mm.
Le diamètre du point soudé est de 6 mm [Langrand et Combescure, 2004]. L’assemblage
soudé est lié à deux embases par brasure à base d’argent/étain dans un four à vide. Le
diamètre de la zone déformable des plaques est égal à 20 mm (Fig. 3.18). Cette configura-
tion permet de limiter et contrôler la déformation du métal autour du point soudé. Ceci
facilite l’identification des paramètres de l’élément connecteur du point soudé.

FIGURE 3.2 – Éprouvette soudée pour le dispositif de type Arcan [Langrand et Combescure, 2004]

Le dispositif expérimental est formé par deux supports angulaires liés à l’éprouvette à
tester. Le support inférieur est fixé à la machine. Cependant, le support supérieur est lié
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à la machine de traction par une liaison pivot afin de libérer la rotation autour de l’axe−→
Y de la machine (Fig. 3.3). Les éprouvettes sont complètement intégrées dans le dispo-
sitif d’essai Arcan. Plusieurs combinaisons de sollicitations sont possibles en fonction de
l’orientation de ces deux secteurs par rapport à l’axe de chargement de la machine d’es-
sais. L’angle α entre la normale à l’éprouvette et l’axe de chargement définit la répartition
du chargement traction/cisaillement. La variation de cet angle permet d’obtenir plusieurs
combinaisons de sollicitations. D’autre part, l’effort appliqué est un glisseur (pas de mo-
ment) qui passe par le centre de l’échantillon et qui est incliné dans le plan de chargement
d’un angle α par rapport à la direction de la traction pure (par convention) (Fig. 3.3).

FIGURE 3.3 – Dispositif de type Arcan [Langrand et Combescure, 2004]

Les tests sont réalisés à une vitesse constante V = 2 mm/mi n. Quatre combinaisons
de chargement ont été testées :

— Traction pure : α = 0◦,

— Chargement combinés : α = 30◦ et α = 60◦,

— Cisaillement pur : α = 90◦.

Les résultats expérimentaux sont présentés dans la Figure 3.4 en termes de diagramme
efforts/déplacements globaux pour les différents angles de chargement.

Une rupture par déboutonnage est obtenue pour les différents cas de chargement
(Fig. 3.5). En traction pure, les contraintes se concentrent uniformément autour du point
soudé. La plasticité s’y développe puis la rupture intervient par la striction sur la périphé-
rie du point soudé (ZAT). Cependant, en chargements combinés et en cisaillement pur,
le déboutonnage du point est accompagné de la déchirure de la plaque au tour du point.
En effet, les contraintes se concentrent au fond de l’entaille et près du point soudé. La
plasticité se développe puis une fissure s’initie dans cette zone de sur-contraintes. Elle se
propage d’abord autour du point soudé (ZAT) sur une distance qui correspond approxi-
mativement à la moitié de la circonférence (baisse rapide de la charge appliquée (Fig.
3.4)). Ensuite, elle se propage dans la tôle (Fig. 3.5) qui finit par être arrachée (baisse pro-
gressive de la charge appliquée, puis, retour à zéro (Fig. 3.4)) [Langrand et Combescure,
2004].

Une quantité supplémentaire d’énergie dissipée est alors obtenue dans le cas de char-
gements combinés et de cisaillement pur par rapport à la traction pure, qui est due à la
déchirure de la plaque. Cette partie d’énergie dépend fortement de l’angle de chargement
comme illustre la Figure 3.7. Par conséquent, l’énergie de rupture, correspondante à l’air
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FIGURE 3.4 – Résultats experimentaux des tests Arcan [Langrand et Combescure, 2004]

de la courbe à partir de l’effort maximal, représente 75% de l’énergie totale (air totale de la
réponse expérimentale) pour l’essai de cisaillement (Fig. 3.6a). Cependant, cette énergie
de rupture ne dépasse pas 15% de l’énergie totale en traction pure (Fig. 3.6b).

3.4.3 Tests standards

La caractérisation mécanique des assemblages soudés par point est souvent réalisée
à l’aide des essais standards de cisaillement simple recouvrement (avec ou sans cales), de
traction en croix et de pelage. La Figure 3.8 présente les éprouvettes utilisées pour chaque
test. La largeur des éprouvettes est de 40 mm, et la longueur est de 2×105 mm pour l’essai
de cisaillement simple recouvrement (Fig. 3.8a), 125 mm pour l’essai de traction croix
(Fig. 3.8b), et 2×85 mm pour l’essai de pelage (Fig. 3.8c). Les éprouvettes sont du même
matériau que celles utilisées pour les tests Arcan (Sous-section. 3.4.2) et sont également
de même épaisseur. Le diamètre du point soudé est toujours d’environ 6 mm, vu que le
procédé de soudage est fait dans les mêmes conditions. La vitesse de chargement est de
2 mm/mi n.

Ces essais sont considérés classiques et simples à élaborer. Cependant, ils sont carac-
térisés par une grande déformation des tôles autour du point soudé, et donc, une grande
contribution des tôles dans la réponse globale surtout pour les essais de traction en croix
et de pelage (Fig. 3.9b). Les essais de cisaillement simple recouvrement ne sont pas exac-
tement des essais de cisaillement pur, car au cours des essais, le point soudé peut tourner
et par conséquent une composante normale peut apparaître. Pour le test de pelage les
chargements mixtes ne sont pas bien contrôlés.

La Figure 3.9a présente les réponses expérimentales des essais standards. En effet, on
remarque que le déplacement à rupture pour l’essai de cisaillement simple recouvrement
est très faible par rapport à celui de l’essai de traction en croix et l’essai de pelage. Ceci est
expliqué par le fait que la déformation des tôles avant d’atteindre la force maximale est
plus faible en cisaillement comparativement aux deux autres essais. La partie post-pic
des essais de cisaillement simple recouvrement et de pelage (Fig. 3.9b) correspond à une
quantité d’énergie dissipée lors de la déchirure des plaques.

Les résultats de ces essais expérimentaux vont être utilisés pour l’identification et la
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FIGURE 3.5 – Modes de rupture obtenus en tests Arcan [Langrand et Combescure, 2004]

Énergie dissipée 
de rupture 

(a)

Énergie dissipée 
de rupture 

(b)

FIGURE 3.6 – Énergie dissipée de rupture en (a) Cisaillement pur, et en (b) Traction pure

validation des paramètres du modèle connecteur présenté précédemment (Section. 3.3).
La procédure d’identification est ainsi détaillée dans la section suivante.
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FIGURE 3.7 – Pourcentage de l’énergie dissipée après l’effort maximal en fonction de l’angle

(a) Cisaillement simple recouvrement

(b) Traction en croix

(c) Pelage

FIGURE 3.8 – Éprouvettes des essais standards [Langrand et Combescure, 2004]
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FIGURE 3.9 – Résultats expérimentaux des tests standards [Langrand et Combescure, 2004]

49



CHAPITRE 3. MODÉLISATION MACROSCOPIQUE D’UN ASSEMBLAGE
DEUX TÔLES SOUDÉ PAR POINT

3.5 Modélisation EF et procédure d’identification des para-
mètres du modèle

3.5.1 Modélisation EF des tests Arcan

Le modèle numérique est développé en utilisant le logiciel de calcul ABAQUS [Aba-
qus Manual, 2010]. Seule la partie déformable de l’éprouvette est modélisée (Sous-section
3.4.2). Le modèle est donc constitué de deux plaques circulaires de 20 mm de diamètre et
d’un connecteur (Fig. 3.10). Les propriétés matérielles des plaques sont celles identifiées
pour le métal de base dans la Sous-section 3.4.1.

FIGURE 3.10 – Modèle numérique des tests Arcan

Conditions aux limites et chargements appliqués Pour reproduire les conditions des
essais expérimentaux, un encastrement est appliqué à la périphérie de la plaque infé-
rieure tel que, UR1 = UR2 = UR3 = U1 = U2 = U3 = 0.

Pour la plaque supérieure, les nœuds de sa périphérie ont été associés à un corps ri-
gide. Il est de type ’Pin’ [Abaqus Manual, 2010], tel que le point de référence ne pilote
que les déplacements des points de la périphérie. Les rotations sont par contre non pilo-
tées. Ce qui a permis d’appliquer deux conditions aux limites différentes aux nœuds de la
périphérie et au point de référence du corps rigide associé.

— les points de la périphérie de la plaque supérieure sont guidés en translation : UR1 =
UR2 = UR3 = U1 = U2 = 0,

— une vitesse constante (V = 2 mm/mi n) est appliquée au point de référence du corps
rigide de la plaque supérieure (RP1) décrivant les différents cas tests : traction pure,
cisaillement pur, chargement combiné traction/cisaillement (Fig. 3.10).

Avec ces conditions, on vérifie d’une part, la liaison pivot entre le montage et la ma-
chine (Sous-section3.4.2). D’autre part, on vérifie que la plaque ne tourne pas au cours de
l’essai (pas des moments de flexion).

Maillage et bilan énergétique Les plaques sont maillées par des éléments coques qua-
drangulaires à 4-nœuds. Les éléments sont à interpolation bilinéaire et linéaire à intégra-
tion réduite et de 8 mm de taille. La connexion soudée est modélisée par un seul élément
connecteur, précédemment présenté dans la Section 3.3.

L’équilibre du bilan énergétique est bien vérifié. L’énergie interne (Wi nter ne ) est égale
la somme de l’énergie de déformation (Wde f or mati on), l’énergie dissipée par déformation
plastique (Wpl ast i ci te ) et l’énergie dissipée suite à l’endommagement (Wendommag ement ).

Wi nter ne = Wde f or mati on +Wpl ast i ci te +Wendommag ement (3.16)
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La Figure 3.11, présente l’évolution des différentes énergies au cours de l’essai.
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FIGURE 3.11 – Bilan énergitique du modèle numérique.

Plusieurs paramètres de l’élément connecteur sont à identifier (Tab. 5.2). Dans cette
section une méthodologie d’identification est proposée. Pour simplifier la procédure d’iden-
tification, quelques hypothèses simplificatrices sont proposées, et une identification en
deux étapes est présentée. La première étape consiste à identifier directement un premier
ensemble de paramètres. Les paramètres restants, sont identifiés lors d’une deuxième
étape en utilisant la méthode d’identification inverse.

3.5.2 Hypothèses simplificatrices

Pour simplifier la procédure d’identification, quelques hypothèses sont proposées :

— la section de l’élément connecteur est considérée circulaire. Donc, les rigidités en
cisaillement de l’élément connecteur suivant les deux directions tangentielles sont
égales : D11 = D22,

— d’après les résultats expérimentaux, on remarque que pour l’essai de traction pure
les plaques se déforment autour du point soudé dès le début du chargement. Donc,
une bonne partie de la réponse globale de l’assemblage représente le comporte-
ment des plaques au voisinage du point soudé. Contrairement, à l’essai de cisaille-
ment pur où les plaques ne se déforment presque pas avant l’initiation de la rupture
de la connexion soudée. Donc, la réponse obtenue peut être considérée comme une
réponse locale du comportement du point soudé. On propose alors de normaliser
les potentiels P1 (Eq.3.8) et P2 (Eq.3.14) par rapport à l’essai de cisaillement pur. On
prend alors : RS = 1 et kS = 1. A la base de cette interprétation, on propose aussi
d’identifier le maximum de paramètres du connecteur en utilisant la réponse expé-
rimentale de l’essai de cisaillement,

— les tests Arcan ne génèrent pas de moments de flexion ni de torsion. Donc, les pa-
ramètres liés à la flexion et à la torsion ne peuvent pas être directement identifiés. Il
est alors proposé de les identifier en utilisant la formule du bras de levier en se ba-
sant sur les paramètres de traction et de cisaillement. Donc, RF = RN×l et RT = RS×l
, avec l est la longueur l’élément connecteur.
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3.5.3 Identification directe

Un premier ensemble de paramètres est d’abord identifié par une méthode directe ba-
sée sur l’exploitation des résultats expérimentaux issus des tests Arcan et des propriétés
du métal de base. D’abord, la rigidité (la première pente de la courbe), la limite d’élas-
ticité (le point de changement de pente), et la force maximale sont directement extraites
des courbes expérimentales des tests Arcan purs (Fig. 3.4). Uniquement les valeurs néces-
saires pour l’identification directe sont présentées dans le Tableau 3.3.

TABLEAU 3.3 – Caractéristiques extraites des essais Arcan

Cisaillement pur Traction pure
Propriétés Rigidité Limite Force maximale Force maximale

d’élasticité en cisaillement en traction
Valeurs 13 kN/mm 5.5 kN 7.3 kN 5.7 kN

expérimentales

En se basant sur les données expérimentales du Tableau (Tab. 3.3), l’identification di-
recte des paramètres de l’élément connecteur est présentée :

— les rigidités de cisaillement D11 = D22 sont supposées égales à la rigidité de la ré-
ponse de l’essai du cisaillement pur.

— la limite d’élasticité F0 est supposée égale à la limite d’élasticité de la réponse de
l’essai du cisaillement pur,

— la force critique pour l’initiation de l’endommagement Fi est proposée égale à la
force maximale de la réponse d’essai du cisaillement pur,

— le paramètre de couplage RN est défini comme étant le rapport entre la force maxi-
male en traction pure FmaxN et la force maximale en cisaillement pur FmaxS :

RN w
FmaxN

FmaxS
(3.17)

— le coefficient β peut être déterminé en utilisant les forces maximales des essais en
chargements purs et combinés. Un simple critère quadratique (β = 2), généralement
utilisé dans la littérature, n’est pas représentatif. En effet, ce critère ne passe pas par
tous les points expérimentaux. L’identification de ce paramètre donne finalement
β = 1.2 (Fig. 3.12),

— la force de saturation Q du connecteur est identifiée en utilisant une approximation
analytique basée sur les propriétés matérielles du métal de base. Elle est alors défi-
nie comme étant le produit de la contrainte de saturation du MB, et de la section du
point soudé. La saturation du MB est obtenue par la différence entre la contrainte
maximale σu et la limite d’élasticité σ0 du MB.

Q w (σu −σ0)×S (3.18)

Une synthèse des paramètres du connecteur directement identifiés est présentée dans
le Tableau 3.4.
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FIGURE 3.12 – Identification du coéfficient β.

TABLEAU 3.4 – Resultats de l’identification directe

Modèle d’élasticité Modèle de ‘Plasticité’ Modèle d’endommagement
D11 = D22 F0 Q RN RS β Fi kS

13 kN/mm 5.5 kN 3.6 kN 0.78 1 1.2 7.3 kN 1

3.5.4 Identification par approche inverse

L’approche d’identification directe a permis de déterminer un ensemble de neuf para-
mètres. Seulement quatre paramètres (D33, b, U f et kN) restent à identifier par approche
inverse. La méthodologie d’identification par méthode inverse, basée sur une étude pa-
ramétrique, est d’abord proposée. Ensuite, les fonctions objectifs et les algorithmes d’op-
timisation sont présentés.

Méthodologie d’identification inverse séquentielle

Pour définir une méthodologie séquentielle d’identification des paramètres du mo-
dèle, une étude paramétrique a été réalisée. Cette dernière consiste à étudier qualitative-
ment l’influence de chaque paramètre à identifier sur la réponse du modèle en charge-
ments purs. Les résultats de cette étude, présentés dans l’Annexe A, permettent de définir
la ’région faisable’ des paramètres et une méthodologie d’identification séquentielle. Les
résultats de cette analyse sont les suivants :

— D33 est la rigidité de traction de l’élément connecteur. Sa variation n’influence que
la réponse de l’essai de traction pure. D33 est donc identifié sur la base de l’essai
Arcan en traction pure,

— b est un paramètre d’écrouissage. Sa variation influence directement la partie plas-
tique et indirectement la partie endommagement des courbes de réponse de l’essai
de traction et de l’essai de cisaillement.

— U f est le déplacement plastique à rupture. Sa variation influence la rupture pour
l’essai de traction et l’essai de cisaillement.

— kN est un coefficient de couplage du potentiel P2 du modèle d’endommagement.
kN est associé à la force normale FN du potentiel. Donc, sa variation n’influence pas
l’essai de cisaillement. Elle influence plutôt la réponse de l’essai de traction.
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TABLEAU 3.5 – Récapitulatif de l’étude paramétrique. + : influence le test, - : n’influence pas le test

D33 b U f kN

Essai de cisaillement pur - + + -
Essai de traction pure + + + +

En se basant sur cette étude paramétrique, une méthodologie d’identification séquen-
tielle en deux étapes est proposée (Figure 3.13) :

1) b et U f sont identifiés en utilisant le résultat expérimental de l’essai de cisaillement
pur,

2) D33 et kN sont identifiés en utilisant le résultat expérimental de l’essai de traction
pure,

FIGURE 3.13 – Stratégie séquentielle d’identification inverse

Fonction objectif proposée

Le procédé d’identification inverse consiste en la minimisation d’un ou de plusieurs
objectifs. Le premier objectif (global) consiste à minimiser une fonction coût, qui est l’er-
reur entre la courbe numérique et la courbe expérimentale (Fig. 3.14) :

Gai r =

√√√√∫ u f
ui

(
fnum(u)− fexp (u)

)2 du∣∣u f −ui
∣∣ (3.19)

où :
fnum : est la force numérique,
fexp : est la force expérimentale,
u f : est le déplacement maximal,
ui : est le déplacement à l’incrément i .

Pour améliorer la précision de l’identification, la fonction objectif principale est enri-
chie par deux autres objectifs relatifs à la force maximale et au déplacement correspon-
dant. 

GFmax =
(Fmax )num−(Fmax )exp

(Fmax )exp

GUFmax
=

(UFmax )num−(UFmax )exp

(UFmax )exp

(3.20)
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FIGURE 3.14 – Présentation de la fonction objectif

où :
(Fmax)num : est l’effort numérique maximal,
(Fmax)exp : est l’effort expérimental maximal,
(UFmax )num : est le déplacement correspondant à l’effort numérique maximal,
(UFmax )exp : est le déplacement correspondant à l’effort expérimental maximal.

Finalement, la fonction coût utilisée est définie par l’équation suivante :

Gg l obal e =

(
Gai r

(Fmax)exp

)2

+GFmax
2 +GUFmax

2 (3.21)

Le choix des deux fonctions objectifs, relatives à la force maximale et au déplacement
correspondant, permet d’améliorer les positions des forces maximales des courbes nu-
mériques par rapport aux courbes expérimentales.

Choix de l’algorithme d’optimisation

Le choix de l’algorithme d’optimisation à utiliser est discuté dans cette section. Dans
l’étude bibliographique, plusieurs algorithmes d’optimisation peuvent être trouvés [Le-
vitin, 2007; Peralta et al., 2014; Snyman, 2005; Sun et al., 1997; Wang et al., 2001], dont
l’utilisation dépend beaucoup de la complexité et de la forme de la fonction objectif du
problème d’optimisation.

Étant donné que le problème d’optimisation présenté dans ce travail est non linéaire,
il n’est pas évident de prédire a priori la forme de la fonction objectif qui peut être non
convexe. Dans ce cas, un algorithme d’optimisation global est nécessaire pour éviter les
minimums locaux [Massa et al., 2009, 2011; Xu, 2002]. Cependant, nous proposons d’utili-
ser une approche en deux étapes afin de garantir de bons résultats de l’identification avec
un coût d’optimisation raisonnable. Dans la première étape, un algorithme génétique,
qui est un algorithme d’optimisation global, est utilisé avec un nombre réduit d’itérations
pour explorer l’espace de conception et obtenir une solution proche de la solution globale
[SolverPam-Opt, 2011]. Dans la deuxième étape, cette solution est utilisée comme point
de départ pour un algorithme d’optimisation par surface de réponse adaptative (ARSM).
Ce dernier est utilisé comme un algorithme d’optimisation locale lancée pour améliorer
les résultats obtenus lors de la première étape. Par ailleurs, le choix de l’ARSM peut être
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justifié par le fait qu’il combine la robustesse (convergence) et le nombre réduit des ap-
pels de solveur [SolverPam-Opt, 2011].

Développement du code d’optimisation

Le programme d’optimisation est développé en utilisant le logiciel d’optimisation PAM-
OPT [SolverPam-Opt, 2011]. Tandis que le modèle numérique est simulé en utilisant le
logiciel de calcul ABAQUS [Abaqus Manual, 2010]. Un développement spécifique a été
proposé pour pouvoir connecter ces deux logiciels (Annexe B). Le code d’optimisation est
constitué de deux grandes parties :

Partie 1 qui consiste principalement à :

— Définir le nombre de processeurs utilisés,

— définir l’algorithme d’optimisation,

— définir les variables à optimiser en utilisant des étiquettes,

— lancer le code de calcul ABAQUS,

— traiter le fichier output ABAQUS pour récupérer la courbe numérique,

— définir la fonction objectif globale.

Partie 2 consiste à introduire le fichier exécutable du modèle EF ’.inp’. Des étiquettes
sont, ensuite, introduites dans ce fichier au niveau des paramètres à optimiser. Plus de
détails sont fournis dans l’Annexe B.

3.6 Résultats et discussion

La procédure d’identification inverse aboutit finalement aux paramètres présentés
dans le Tableau 3.6. Notons que les bornes de la région faisable et les valeurs initiales des
paramètres à optimiser sont fixés en se basant sur les résultats de l’étude paramétrique
(Annexe A).

En utilisant les paramètres identifiés (Tab. 3.6), les essais type Arcan en chargements
purs et combinés ont été modélisés. les Figures 3.15 et 3.16 présentent une comparaison
des réponses numériques obtenues et des réponses expérimentales (Fig. 3.4) qui ont déjà
été utilisées pour l’identification. Pour tous les tests modélisés, les résultats numériques
sont aussi comparés aux résultats du modèle de Langrand et Combescure [2004] déjà pro-
posé dans la littérature (Figs. 3.15 et 3.16).

Les résultats présentés dans les Figures 3.15 et 3.16 montrent un bon accord en terme
de force maximale. En effet, la valeur et la position de la force maximale sont bien repro-
duites pour tous les essais Arcan, tel que l’erreur entre les résultats expérimentaux et les

TABLEAU 3.6 – Paramètres identifiés par méthode inverse

Modèle Modèle Modèle Fonction
d’élasticité de ‘plasticité’ d’endommagement objectif

Paramètres D33 b U f kN Gg l obal e

Valeur initiale 1 0.5 0.5 1 0.443
Limite inférieure 0.2 0.05 0.05 0.2 -
Limite supérieure 20 5 5 20 -

Valeur finale 1.4 0.8 2.0 0.5 0.167
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FIGURE 3.15 – Comparaison expérimental/numérique des résultats des tests Arcan purs

simulations numériques ne dépasse pas 5% pour la force maximale et 17% pour le dé-
placement correspondant. En particulier pour les essais en chargement combinés (Figs.
3.16a et 3.16c), on remarque une bonne amélioration par rapport au modèle de Langrand
et Combescure [2004].

La Figure 3.17 représente l’évolution expérimentale et numérique de la force maxi-
male et du déplacement correspondant en fonction de l’angle de chargement. On re-
marque que le modèle numérique reproduit très bien l’évolution des forces maximales
des courbes en fonction de l’angle de chargement. En effet, la Figure 3.17a montre que
la valeur de la force maximale, expérimentale et numérique, décroit lorsque l’angle aug-
mente jusqu’à atteindre sa valeur minimale (5 kN) pour α = 30◦. Puis, elle augmente avec
l’angle de chargement jusqu’à atteindre sa valeur maximale (7.25 kN) pour α = 90◦. Ce-
pendant, le déplacement correspondant à la force maximale décroit linéairement avec
l’augmentation de l’angle de chargement pour les résultats expérimentaux ainsi que ceux
du modèle numérique comme montre la Figure 3.17b.

Les deux modèles (proposé et celui de Langrand et Combescure [2004]) prédisent re-
lativement bien les résultats expérimentaux jusqu’à la force maximale. La rupture est par-
ticulièrement bien décrite dans le test de traction pure. Cependant, dans les chargements
combinés et surtout dans le mode de cisaillement pur, une partie de l’énergie dissipée,
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FIGURE 3.16 – Comparaison expérimental/numérique des résultats des tests Arcan combinés

due à la déchirure des plaques à la rupture de l’assemblage (Sous-section 3.4.2), n’est pas
prise en compte par les deux modèles. Au-delà de la force maximale, le modèle proposé
décrit mieux la rupture du point soudé pour tous les types de chargement. En particu-
lier en cisaillement pur, le modèle proposé présente une amélioration de 16% par rapport
à l’erreur en termes d’énergie totale (Fig. 3.15c). Cette amélioration est attribuée au cou-
plage faible entre le modèle de ‘plasticité’ et le modèle d’endommagement (Section 3.4.1),
de l’élément connecteur. En effet, avec cette approche, il est possible de séparer le rapport
entre les forces maximales RN et le rapport entre les déplacements à la rupture KN dans la
traction pure et le cisaillement pur. Malgré l’amélioration de la représentativité de la rup-
ture en cisaillement, une grande partie d’énergie dissipée n’a toujours pas pu être prise
en compte, ce qui représente une limitation du modèle et la simulation de cette partie a
besoin d’être encore enrichie.

Pour les tests Arcan, dont les réponses expérimentales sont utilisées pour la procédure
d’identification, les résultats numériques sont généralement en bonne cohérence avec les
résultats expérimentaux. A fin de valider le modèle et évaluer ses performances, une mo-
délisation des essais standards, qui n’ont pas servis à l’identification, est faite en utilisant
les paramètres identifiés. La comparaison des résultats numériques et expérimentaux est
présentée dans la Section suivante.
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FIGURE 3.17 – Évolution de la force maximale des courbes en fonction de l’angle
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FIGURE 3.18 – Pourcentage de l’énergie dissipée par rapport l’énergie totale pour chaque angle

3.7 Validation : Tests standards

L’objectif de cette section est de valider le modèle proposé et les paramètres identifiés
à l’aide des essais n’ayant pas servi à l’identification. Les réponses numériques, obtenues
avec le connecteur alimenté par les paramètres du Tableau 3.6, sont donc comparées à
celles provenant des résultats expérimentaux des tests standards.

Pour l’essai de cisaillement simple recouvrement, le comportement non-linéaire jus-
qu’à la force maximale est très bien prédit (Fig. 3.19). Au-delà de la force maximale, la dé-
chirure des tôles observée expérimentalement, n’est pas prise en compte avec cet élément
connecteur. Une rupture brusque est obtenue par le modèle numérique, contrairement à
la rupture progressive obtenue expérimentalement.

Cependant, pour la traction croix, la forme de la courbe est bien reproduite jusqu’à la
rupture. Une première partie de la réponse expérimentale est bien modélisée. Par contre
la force maximale numérique est sur-estimée de 20%, comme le montre la Figure 3.20.
L’allongement à rupture est bien prédit.

En ce qui concerne l’essai de pelage, la prédiction de la force maximale (Fmax) est amé-
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FIGURE 3.19 – Cisaillement simple recouvrement
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FIGURE 3.20 – Traction croix

liorée par rapport au modèle proposé par Langrand et Combescure [2004] (Fig. 3.21). Ce-
pendant, la modélisation de la rupture reste encore à améliorer afin de prendre en compte
toute l’énergie dissipée à la rupture. L’essai de pelage génère des moments de flexion et de
torsion contrairement aux essais Arcan. En effet, l’identification des paramètres de cou-
plage liés à la flexion et à la torsion RF et RT en utilisant la réponse expérimentale de l’essai
de Pelage peut améliorer la réponse numérique pour le calcul des structures où la flexion
et la torsion sont générées.
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FIGURE 3.21 – Pelage

3.8 Étude de sensibilité à la taille de maille

La comparaison des résultats numériques et expérimentaux, a permis de valider le
modèle proposé et la méthodologie d’identification. Cependant, les paramètres du mo-
dèle ont été identifiés à une taille de maille fixe. Néanmoins, le marco modèle proposé est
dédié à l’analyse des structures complètes où différentes tailles de mailles peuvent être
utilisées pour simuler les différentes parties d’une même structure. Par conséquent, une
étude de l’influence de la taille du maille sur la réponse globale est nécessaire.

Pour étudier l’influence de la taille de maille, il est proposé de modéliser l’essai de
traction croix et de cisaillement simple recouvrement en utilisant trois tailles de maille
différentes : 8 mm, 5 mm, et 2 mm.

Les Figures 3.22a et 3.23a montrent que la variation de la taille de maille influence
légèrement la réponse globale de l’assemblage soudé par point. En traction croix et en
cisaillement simple recouvrement, une erreur de ≈ 10% est obtenue pour le déplacement
à la rupture. Et une erreur de ≈ 7% est obtenue pour la force maximale en cisaillement.

Donc, une ré-identification des paramètres du modèle est nécessaire pour chaque
taille de maille. Cette opération peut prendre beaucoup de temps, quand plusieurs tailles
de maille sont utilisées pour modéliser différentes parties dans une même structure. Il
est donc, très important de corriger l’influence de la taille de maille sans ré-identifier les
paramètres du modèles.

La sensibilité de la réponse globale à la taille de maille, est due au fait que la rigidité
numérique des plaques autour du point soudé diminue avec la taille de maille. Cette sen-
sibilité est liée au paramètre Ri n f qui définit la région d’influence de l’élément connec-
teur. En effet, chaque point de connexion est associé à un groupe de nœuds voisins dans
la plaque. Le mouvement de ce point est alors couplé aux mouvements de ces nœuds
par une distribution des contraintes de couplage. Il est donc proposé de compenser l’in-
fluence de la taille de maille par une modification du paramètre Ri n f (sans modifier l’iden-
tification des paramètres du modèle), comme présenté dans les figures 3.22b et 3.23b.
Pour conclure, lorsque la taille de la maille diminue, il faut augmenter le rayon d’influence
pour compenser la diminution de la rigidité numérique de la plaque.

Cette solution est très simple à utiliser car aucun processus d’identification inverse
n’est nécessaire. En utilisant cette solution, le modèle proposé peut être considéré indé-
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FIGURE 3.22 – Test de traction croix
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FIGURE 3.23 – Test de cisaillement simple recouvrement
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pendant de la taille de maille.
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3.9 Conclusions

Un modèle de connecteur élastoplastique avec endommagement a été proposé pour
décrire la réponse non-linéaire et la rupture des assemblages deux tôles soudés par point.
Un couplage faible est choisi : deux fonctions potentielles indépendantes sont utilisées
pour décrire la plasticité et l’endommagement. Ce choix renforce la description de la par-
tie post-pic de la réponse globale. Un critère de rupture β-norme est proposé, au lieu d’un
critère quadratique. Le coefficient β est déterminé en utilisant les efforts maximaux des
essais Arcan expérimentaux. Les forces maximales sont donc bien prédites pour les diffé-
rents cas de chargement.

Plusieurs paramètres sont impliqués dans ce modèle. Il est proposé d’identifier, d’abord,
neuf paramètres par calcul analytique ou à partir de l’exploitation des résultats expéri-
mentaux des tests Arcan purs. Les quatre paramètres restants sont toutefois plus difficiles
à identifier, une approche d’identification inverse est alors utilisée. Une étude paramé-
trique a permis la mise en œuvre d’une méthodologie d’identification inverse en deux
étapes en utilisant les résultats des tests Arcan en traction pure et en cisaillement pur.

Les résultats obtenus montrent que, par rapport aux autres résultats numériques de
la littérature, le modèle proposé améliore les résultats pour les tests Arcan ainsi que pour
les essais de traction croix, de cisaillement simple recouvrement et de pelage.

Enfin, une étude de sensibilité à la taille du maille permet aux paramètres du modèle
de connecteur d’être rendus indépendants de la taille de maille, en adaptant simplement
le rayon d’influence.
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Chapitre 4

Caractérisation expérimentale d’un
assemblage trois tôles multi-matériaux
soudé par point
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CHAPITRE 4. CARACTÉRISATION EXPÉRIMENTALE D’UN ASSEMBLAGE
TROIS TÔLES MULTI-MATÉRIAUX SOUDÉ PAR POINT

Résumé

Ce chapitre propose une caractérisation expérimentale du comportement mécanique et
de la rupture d’un assemblage trois tôles multi-matériaux soudé par point par résistance.
L’assemblage étudié est constitué de deux tôles en acier Usibor 22MnB5 à très haute ré-
sistance et une tôle en acier doux DX54D. Un montage spécifique de type Arcan a été
développé pour solliciter l’assemblage en chargements purs et combinés. Pour les sollici-
tations mixtes, cinq angles de chargement ont été testés. Les résultats obtenus ont montré
la grande influence de l’angle de chargement sur le comportement mécanique et le mode
de rupture de l’assemblage soudé. L’effet de la qualité du noyau a été également mis en
évidence en testant des assemblages possédants différentes tailles de noyau.

4.1 Introduction

Une nouvelle génération d’assemblages trois tôles multi-matériaux soudés par point a
été récemment introduite dans la conception de la caisse en blanc des véhicules automo-
biles, pour améliorer la sécurité et contribuer également à l’allégement structural. Malgré
l’utilisation croissante de ces assemblages, leur comportement mécanique n’a pas encore
été bien étudié, notamment sous sollicitations multi-axiales.

Dans ce contexte, ce chapitre présente une étude expérimentale de la tenue méca-
nique et de la rupture d’un assemblage trois tôles multi-matériaux soudé par point en
chargements purs et combinés. La première section, présente les tôles à assembler, et
une caractérisation des matériaux de base. Une description détaillée de l’assemblage et
des différentes qualités des points soudés, est présentée dans la deuxième section. La sec-
tion 3 présente le module de traction de l’assemblage soudé pour les trois configurations
testées. Le dispositif expérimental type Arcan conçu pour caractériser ces assemblages
trois-tôles en chargements purs et combinés est ensuite présenté dans la section 4. Les
résultats des essais sont présentés dans la cinquième section. Ces résultats ont permis
d’investiguer l’effet de l’angle de chargement sur le comportement mécanique et sur la
rupture de l’assemblage soudé. L’influence de la qualité du noyau en fonction de l’angle
de chargement est également étudiée et présentée à la fin de cette section.
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4.2 Présentation et caractérisation des matériaux de base

L’assemblage étudié dans le cadre de ces travaux est un assemblage trois tôles multi-
matériaux soudé par point par résistance. Il est proposé par notre partenaire industriel
Renault dans le cadre de l’amélioration de la sécurité et de l’allégement de ses véhicules.
L’assemblage est constitué de deux nuances d’aciers : l’acier Usibor 1500 (22MnB5) et un
l’acier doux (DX54D).

— les aciers Usibor 1500 (22MnB5) à très haute résistance sont des nuances de mises
en forme à chaud destinées aux pièces de structures et de sécurité pour les carrosse-
ries automobile. Leurs caractéristiques mécaniques obtenues sur pièces sont extrê-
mement élevées, ce qui permet d’atteindre des allègements jusqu’à 30% par rapport
aux nuances conventionnelles embouties à froid [ArcelorMittal, 2014]. Deux épais-
seurs de tôles, 2 mm et 1.6 mm, sont utilisées pour l’assemblage étudié.

— Les aciers pour formage à froid et emboutissage (DX54D) sont des nuances qui
offrent une haute, voire très haute aptitude à l’emboutissage dans tous les modes
de déformation et permettent la réalisation de pièces complexes. Ils sont notam-
ment utilisés dans la construction automobile et ses secteurs connexes, l’industrie
générale, et le bâtiment. Une tôle d’épaisseur 0.65 mm est utilisée ici pour l’assem-
blage étudié.

La composition chimique et les propriétés mécaniques de ces deux nuances de maté-
riaux, données par les fournisseurs

TABLEAU 4.1 – Composition chimique des matériaux de base

C (%) Mn (%) Si (%) P (%) S (%) Ti (%)
DX54D 0.120 0.600 0.500 0.100 0.045 0.300
22MnB5 0.250 1.400 0.350 0.025 0.008 0.035

Afin de bien caractériser la tenue mécanique des assemblages soudés, il est important
de connaitre le comportement mécanique des matériaux de base des tôles assemblées. Le
DX54D étant un acier doux très utilisé dans la construction automobile. Son comporte-
ment mécanique, équivalent à celui d’un XES, a été déjà étudié auparavant [Haugou et al.,
2006; Langrand et Combescure, 2004; Langrand et Markiewicz, 2010]. En quasi-statique,
une loi d’écrouissage de type Ludwik (Eq. 4.2) est utilisée pour modéliser son comporte-
ment en plasticité.

σ =σy +Kεn
p (4.1)

où :
σy : est la limite d’élasticité,
K et n : sont des coefficients de la loi d’écrouissage (Tab. 4.2),
εp : est la déformation plastique.

Haugou et al. [2006] ont investigué la sensibilité du comportement mécanique de ce
matériau à la vitesse de déformation en réalisant des essais dynamiques sur des barres de
Hopkinson. Une loi viscoplastique a été proposée par Langrand et Markiewicz [2010] pour
exprimer l’évolution de la contrainte ultime en fonction de la vitesse de déformation.
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σu(ε̇)

σu(ε̇0)
= 1+κε̇λ (4.2)

où :
σu(ε̇0) : est la contrainte ultime à la vitesse de déformation initiale.
κ et λ : sont les paramètres du modèle viscoplastique,

4.2.1 Étude quasi-statique du comportement de l’Usibor 22MnB5

Une étude quasi-statique du comportement de l’Usibor 22MnB5 est d’abord réali-
sée. Des tests ont été effectués sur une machine de traction hydraulique (INSTRON VHS
65/20) (Fig. 4.1), à une vitesse de chargement de 19 mm/s. Les éprouvettes testées sont
de longueur initiale égale à 30 mm comme le montre la Figure 4.1.

(a) (b)

FIGURE 4.1 – Montage des essais quasi-statiques : (a) machine de traction, (b) Dimensions en mm
des éprouvettes testées

La Figure 4.2 présente les courbes de contrainte vraie en fonction de la déformation
vraie pour les trois essais réalisés et dont la répétabilité est ainsi validée. Les tests sont
répétitifs. La contrainte augmente linéairement avec la déformation jusqu’à atteindre la
limite d’élasticité (σy = 1100 MPa). La rigidité mesurée du matériau est de l’ordre de
E = 195 GPa. Puis, la contrainte continue à augmenter non linéairement dans le domaine
plastique avant de se stabiliser à la contrainte ultime (σmax = 1400 MPa), notée aussi ré-
sistance à la traction. Les résultats obtenus sont en cohérence avec les propriétés méca-
niques données par ArcelorMittal [2014] au Tableau 4.2. Une loi d’écrouissage type Lud-
wik (Eq. 4.2) est proposée pour modéliser le comportement d’écrouissage du métal de
base. En utilisant les résultats expérimentaux les paramètres identifiés sont collectés dans
le Tableau 4.2.

4.2.2 Étude dynamique du comportement de l’Usibor 1500

Des essais à grandes vitesses ont été également effectués pour étudier la sensibilité
de ce matériau à la vitesse de déformation. Un dispositif expérimental spécifique a alors
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TABLEAU 4.2 – Propriétés mécaniques des matériaux de base

σy (MPa) σmax (MPa) K(MPa) n
DX54D 170 301 409 0.447
22MnB5 1100 1500 400 0.135
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FIGURE 4.2 – Caractérisation quasi-statique de l’Usibor 22MnB5 à ' 0.6 s(−1)

été mis en place. Les essais sont effectués sur une barre de Hopkinson pré-tendue alignée
sur un bâti rigide et guidée tous les 400 mm. Une deuxième barre libre est ajoutée au
dispositif. Chaque barre est instrumentée d’un pont complet de jauges de déformation
(HBM-LY41-1,5 mm-300 Ω), et calibrée en effort et en vitesse. La vitesse de propagation
d’onde est de 4671.1 mm/s dans les deux barres (Fig. 4.3).

Les éprouvettes testées sont de longueur initiale égale à 10 mm comme illustré dans la
Figure 4.3. Trois vitesses de déformation ε̇(/s) = {125,350,550} sont ainsi accessibles pour
étudier le comportement dynamique de ce matériau. Pour cette étude on s’est limité à ces
vitesses pour des raisons techniques. En effet, avec la géométrie des éprouvettes propo-
sées, il a fallut diminuer en avantage la longueur si on veut aller à des vitesses plus im-
portantes sans plastifier les barres (Re = 1800 MPa). Les données sont analysées de façon
conventionnelle au regard de la théorie de la propagation des ondes élastiques [Haugou et
al., 2016]. Les réponses obtenues sont présentées dans la Figure 4.4, et les propriétés mé-
caniques associées sont collectées dans le Tableau 4.3. On remarque que les propriétés
mécaniques pour les trois vitesses testées sont proches. En effet, pour une multiplication
des vitesses de déformation de l’ordre de 4.5 fois, la rigidité et la limite d’élasticitéσy n’ont
pas changé, et la résistance à la traction σmax du matériau n’a varié que de 7% (Tab. 4.3).
Chaque vitesse a été reproduite pour trois éprouvettes.

TABLEAU 4.3 – Les résultats des essais dynamiques sur l’Usibor 22MnB5

vi tesse r el ati ve (m/s) 1.3 3.5 5.65
ε̇ (./s) 125 350 550
E (GPa) 195 195 195
σy (MPa) 1250 1250 1250
σmax (MPa) 1450 1500 1550

La Figure 4.4 superpose les réponses dynamiques avec la réponse quasi-statique moyenne.
On remarque que la rigidité du matériau n’a pas varié, alors que d’autres propriétés méca-
niques ont légèrement changé. En effet, la limite d’élasticité du matériau a augmenté, elle
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Eprouvette 

FIGURE 4.3 – Montage des barres de Hopkinson pour les essais dynamiques

est passée de σySt at i que = 1100 MPa à σyDynami que = 1250 MPa. Également pour la résistance
à la traction, elle a évolué de σmaxSt at i que = 1400 MPa à σmaxDynami que = 1500 MPa. On peut
conclure que l’Usibor 22MnB5 est faiblement sensible à la vitesse de déformation pour la
plage de vitesse testée.
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FIGURE 4.4 – Comportement en traction de l’Usibor 22MnB5 dans la gamme [100-600]s(−1)

4.3 Assemblage trois tôles multi-matériaux soudé par point
par résistance

L’assemblage étudié dans le cadre de ces travaux est un assemblage trois tôles multi-
matériaux soudé par point par résistance. Le processus de soudage par point est réalisé
par Renault selon son savoir-faire (non détaillé ici).

Les deux plaques extérieures de l’assemblage sont en acier Usibor à très haute résis-
tance (22MnB5). La plaque du milieu est faite d’acier doux (DX54D). L’assemblage est
défini comme suit (Fig. 4.5) :

— une tôle (P1) de 1.6 mm d’épaisseur en 22MnB5,

— une tôle (P2) de 0.65 mm d’épaisseur en DX54D,

— une tôle (P3) de 2 mm d’épaisseur en 22MnB5.

FIGURE 4.5 – Schématisaition de l’assemblage étudié

Notons que les deux plaques extérieures P1 et P3 sont faites du même matériau 22MnB5,
et sont d’épaisseurs proches, donc, l’assemblage étudié peut être considéré géométrique-
ment symétrique. La symétrie du comportement mécanique de l’assemblage est à vérifier
dans la suite de ce chapitre.

4.3.1 Différentes qualités de points soudés

Selon les conditions de soudage, la taille du point soudé peut varier, et par consé-
quent, différentes qualités peuvent être observées. Quatre principaux défauts/non-conformités
(noyau détaché, noyau collé, noyau insuffisant et noyau étincelé), sont définis par Renault
en fonction de la taille du noyau (Fig. 4.6) :
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Taille du noyau du point soudé 

Trés petite Petite Grande Trés grande 

Non Conforme  Non Conforme  Conforme  

Acceptable 

Lot 1 (~6.5 mm) Lot 3 (~3.7 mm) Lot 2 (~7.2 mm) 

Insuffisant Détaché Collé Etincelé 

Conforme(-) Conforme(+) 

FIGURE 4.6 – Echelle de qualité du point soudé

Les modules de traction de l’assemblage soudé ont été livrés en trois lots selon la taille
de leur noyau. Les modules de traction de l’assemblage soudé des lot 1 (L1) et lot 2 (L2)
sont de qualité ’conforme’, tel que les tailles de leurs noyaux respectent les critères im-
posés par l’industriel. Avec, le noyau du L2 ’conforme(+)’ est plus grand que celui du L1

’conforme(-)’. Cependant, le lot 3 (L3) est de qualité considérée ’non conforme’ car la taille
du noyau est inférieure à la taille minimale imposée (noyau insuffisant).

Avant de commencer les essais, un échantillon a été prélevé aléatoirement dans chaque
lot pour vérifier la taille du point soudé. Les modules de traction de l’assemblage soudé
sont découpés au centre du point soudé, s’arrêtant précisément dans le plan passant par
le centre du point. Ensuite, la moitié découpée de l’échantillon est polie, avant d’être atta-
quée chimiquement au Nital 5% (5% d’acide nitrique dans de l’éthanol). Le Nital attaque
les zones riches et pauvres en carbone différemment, ceci crée un contraste entre grains
et joints de grains. Une observation globale des différentes zones du point soudé a donc
été menée (Fig. 4.8). L’observation des différentes zones du point soudé a été réalisée avec
une caméra microscopique LEICA IC80 HD (Fig.4.7).

La Figure 4.8 présente une coupe du point soudé pour les trois lots. On observe que
la taille des noyaux des lots L1 et L2, considérés ’conformes’, sont proches et que les deux
sont supérieures à 6 mm (Figs. 4.8b et 4.8a). Cependant, la taille du noyau du L3 est beau-
coup plus petite (< 4 mm) (Fig. 4.8c). Selon les normes fixées par le constructeur (Re-
nault), cette taille est considérée insuffisante, et par conséquent, le L3 est ’non-conforme’.
Un seul module de traction de l’assemblage soudé a été sacrifié de chaque lot, car l’essai
est destructif et laborieux à mettre en œuvre. Aucun calcul de dispersion ne peut alors
être envisagé. Le Tableau 4.4 récapitule les tailles des noyaux des trois échantillons testés.
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FIGURE 4.7 – Caméra microscopique LEICA IC80 HD

(a) Lot2 (b) Lot1

(c) Lot3

FIGURE 4.8 – Identification de la taille du noyau de chaque lot

Des retassures sont parfois observées dans le noyau du point soudé (Fig. 4.8), ce qui
peut influencer la qualité du point soudé, et par conséquent son comportement méca-
nique. La présence ou non de retassures fera partie des variables non maitrisées lors de
nos essais. Plusieurs études dans la littérature ont montré l’influence de la qualité du
noyau du point soudé sur le comportement mécanique et la rupture de l’assemblage
soudé [Nielsen et al., 2011; Pouranvari et Marashi, 2011, 2012; Wei et al., 2015]. Dans le
cadre de cette thèse, l’étude sera focalisée sur l’influence de la taille du noyau sur le com-
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TABLEAU 4.4 – Variation de la taille du noyau selon le lot des modules de traction de l’assemblage
soudé

Qualité ’conforme’ ’non conforme’
Lot L1 L2 L3

Diamètre du noyau 6.5 mm 7.2 mm 3.7 mm

portement mécanique de cet assemblage trois tôles multi-matériaux, selon des charge-
ments purs et combinés (Sec. 4.6).

4.3.2 Microdureté Vickers

L’identification des trois zones des points soudés a été complétée par un profil de
micro-dureté Vickers, depuis le métal de base jusqu’au noyau fondu, sur un échantillon
découpé et poli.

Afin de mesurer les duretés sur le point soudé à des positions caractéristiques (les
trois zones), il faut avoir une vue globale du point soudé. Cependant, cette vue est in-
discernable avec le microduromètre sous l’objectif (x40). Un protocole de travail, détaillé
dans l’Annexe D, a été alors proposé pour résoudre ce problème. La solution consiste tout
d’abord, à générer une image globale sous la loupe binoculaire et d’en extraire les coor-
données planes (Xb,Yb). Il s’agit ensuite de repositionner cette image sous le repère du
microduromètre (Xm,Ym) par transformation (rotation, translation) (Fig. 4.9). Pour plus
de détails sur le protocole proposé pour la réalisation de l’essai de micro-dureté, voir l’an-
nexe D.

FIGURE 4.9 – Protocole de l’essai de dureté

L’essai de dureté Vickers a été réalisé avec un microduromètre Future Tech (modèle
FM). Les mesures de dureté ont été effectuées avec un pas de 1 mm dans la zone du ma-
tériau de base et un pas de 0.1 mm dans les zones du noyau et de la ZAT. Une série d’in-
dentations est réalisée à chaque fois sur les trois tôles (P1, P2 et P3) de l’assemblage. Les
résultats obtenus ont permis de tracer le diagramme de dureté présenté dans la Figure
4.10. Les trois zones principales du point de soudure sont caractérisées :

— Zone Fondue (ZF) nommée aussi Noyau, caractérisée par une stabilité relative de
dureté des trois tôles,
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— zone Affectée Thermiquement (ZAT), caractérisée par un grand changement de du-
reté (généralement chute de dureté),

— matériaux de Base (MB), caractérisé également par une stabilité de dureté. La du-
reté des matériaux de base est généralement inférieure à celle de la ZF (Fig. 4.10).

FIGURE 4.10 – Distribution de dureté le long du diamètre du point soudé

D’après le diagramme de dureté obtenu pour cet assemblage, on remarque que dans
le noyau, les duretés des trois plaques ne sont pas exactement égales. En effet, la dureté
de la plaque P3 (la plus épaisse en Usibor) est inférieure à celle de la plaque P1 (la moins
épaisse en Usibor), comme le montre la Figure 4.10.

Ce diagramme de micro-dureté est généralement utilisé pour identifier la résistance
de chaque zone du point soudé. Ceci permet par la suite, de prévoir et d’expliquer le com-
portement mécanique et surtout les modes de rupture des assemblages soudés obtenus
lors des essais expérimentaux qui seront présentés ultérieurement.

4.4 Module de traction de l’assemblage soudé étudié

Après avoir présenté l’assemblage multi-tôles multi-matériaux soudé par point, on
présente dans cette section le module de traction de l’assemblage soudé complet conçu
pour la réalisation des essais mécaniques. La conception des modules de traction de l’as-
semblage soudé a été réalisée conjointement par le LAMIH et Renault, tandis que la fa-
brication a été assurée par un prestataire extérieur. Deux embases métalliques rigides ont
été conçues pour assurer la liaison entre l’assemblage et le dispositif (Fig. 4.11). Elles sont
liées aux tôles tel que la partie libre autour du point de soudure est circulaire. La taille
de cette zone libre est limitée à un diamètre φl i br e = 25 mm, ce qui permet de limiter
la flexion des tôles lors des essais et d’être capable de reproduire convenablement les
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conditions aux limites d’un point de vue numérique. La liaison entre les embases et l’as-
semblage est un développement conjoint effectuée selon un procédé faisant l’objet d’un
"secret" entre Renault et le LAMIH. Pour des raisons de confidentialité, les images 4.11a
et 4.11b sont partiellement cachées.

Pour un assemblage trois tôles soudé par point, trois configurations de chargement (1-
3), (1-2) et (2-3) sont possibles. Tel que, le type de configuration dépend des deux plaques
sollicitées parmi les trois. En effet, pour une configuration (1-3), la plaque supérieure P3

et la plaque inférieure P1 sont liées aux embases (Fig. 4.11a), et par conséquent, ce sont
les deux plaques sollicitées. Pour la configuration (1-2), afin de solliciter les plaques P1 et
P2, la plaque P3 est détourée en un disque de diamètre φp3 = 20 mm, tel que φp3 <φl i br e

(Fig. 4.11b). Les embases sont, alors, liées aux plaques P1 et P2. Le module de traction de
l’assemblage soudé de la configuration (2-3) est réalisé par analogie avec le module de
traction de l’assemblage soudé de la configuration (1-2).

(a) Configuration d’assemblage (1-3)

(b) Configuration d’assemblage (1-2)

FIGURE 4.11 – Module de traction d’assemblage : Modèle- CAO et pièce physique

4.5 Dispositif expérimental

Pour caractériser le comportement mécanique et la rupture des assemblages trois
tôles soudés par point en différentes configurations, un dispositif expérimental spécifique
a été mis en œuvre. Ce dispositif est de type Arcan, il permet d’investiguer le comporte-
ment mécanique et la rupture des assemblages soudés trois tôles en chargements purs et
combinés I/II. La position angulaire α entre la direction de chargement (axe vertical (z)) et
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la normale à la surface du module de traction de l’assemblage soudé, définit le rapport de
traction/cisaillement (Fig. 4.12). Un dispositif d’essai adéquat a été spécialement conçu
pour chaque position angulaire. Le module de traction de l’assemblage soudé est posi-
tionné sur le dispositif par deux pions de centrage. Il est ensuite fixé par six vis de chaque
côté.

FIGURE 4.12 – Dispositif Arcan pour la caractérisation des assemblages soudés par point

Les essais sont effectués sur une machine hydraulique à haute vitesse (INSTRON VHS
65/20) (Fig. 4.12). Un actionneur hydraulique se déplace le long de l’axe vertical (z) avec
une vitesse imposée pour solliciter le module de traction de l’assemblage soudé. Dans des
conditions de chargement dynamique, le déplacement de l’actionneur augmente pro-
gressivement avec le temps jusqu’à atteindre un régime linéaire. Pour assurer une vitesse
constante de chargement pendant l’essai, seul l’actionneur se déplace sans aucun char-
gement du module de traction de l’assemblage soudé le long d’une distance notée d0 (Fig.
4.13). Une fois la vitesse de chargement constante atteinte, le contact entre l’actionneur
et la tige s’effectue, et le module de traction de l’assemblage soudé est alors chargé en
traction.

La force globale
−→
F est appliquée au centre du module de traction de l’assemblage

soudé, et elle peut être divisée en deux composantes : l’effort normal
−→
N pour la charge de

traction locale, et l’effort tangentiel
−→
T pour la charge de cisaillement local (Eq.4.3).

‖−→N(α)‖ = ‖−→F (α)‖.cos(α)

‖−→T (α)‖ = ‖−→F (α)‖.si n(α)

(4.3)

Le dispositif est fixé à la machine de traction de sorte que toutes les rotations sont
annulées. Les forces suivant les trois directions principales de la machine (Fx , Fy et Fz)
sont mesurées pendant les essais, en utilisant une cellule de charge tri-axiale (Kistler de
9367C). Le déplacement global est mesuré par un capteur LVDT avec une gamme de me-
sure égale à 300 mm et une erreur de 0.15 mm. Les essais sont réalisés avec une vitesse de
chargement égale à V = 1 mm/s.

Le dispositif proposé est conçu avec une géométrie optimisée, et il est fabriqué en
alliage de titane afin de réduire sa masse et de minimiser les effets d’inertie. Des essais
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(a) Schéma des conditions de chargement (b) Schématisation du déplacement de l’action-
neur

FIGURE 4.13 – Principe de fonctionnement de la machine de traction

dynamiques peuvent donc être envisageables avec ce dispositif.
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4.6 Résultats expérimentaux

Pour étudier la résistance mécanique et la rupture de cet assemblage soudé par point
multi-tôles multi-matériaux, trois configurations de chargement (1-3), (1-2) et (2-3) sont
testées. La Figure 4.14 présente l’évolution typique temporelle en force et en déplace-
ment lors d’un essai combiné (α = 30◦) à une vitesse de chargement v = 1 mm/s en confi-
guration (1-3). Comme prévu, le déplacement augmente de façon linéaire au cours du
temps, et par conséquent, la vitesse reste constante pendant l’essai. Les forces tangen-
tielles (Fx et Fy ) sont négligeables par rapport à la force normale FZ (direction de char-
gement), car le dispositif proposé est un glisseur. Les efforts tangentiels ne seront pas
considérés dans la suite de ce travail.
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FIGURE 4.14 – Courbes typiques des forces et du déplacement en fonction du temps à 1 mm/s
pour α = 30◦

D’après les résultats préliminaires, on observe que les réponses mécaniques sont si-
milaires pour les configurations (1-2) et (2-3), comme on pouvait prévoir en raison de la
’symétrie’ de l’assemblage considéré. En effet, les réponses expérimentales pour ces deux
configurations correspondent principalement au comportement de la plaque intermé-
diaire en DX54D, parce que les plaques épaisses en 22MnB5 sont beaucoup plus rigides
que celle en DX54D. Ainsi, seuls les résultats expérimentaux des configurations (1-2) et
(1-3) seront présentés dans la suite de ce chapitre.

4.6.1 Configurations (1-2)

Pour la configuration (1-2), seul le résultat de l’essai de cisaillement pur α = 90◦ est
présenté. En effet, les essais préliminaires ont montré que pour α< 90◦, le comportement
du point soudé ne peut pas être caractérisé, et la rupture de l’assemblage est causée par le
déboutonnage de la plaque P2 du milieu en DX54D comme montre la Figure 4.15. D’autre
part, à l’échelle des structures (crash de voitures), les assemblages trois tôles en configu-
ration (1-2) ne peuvent être sollicités qu’en cisaillement.

La Figure 4.16 présente la courbe d’effort en fonction du déplacement pour α = 90◦.
Pour la première partie de la réponse, l’effort augmente progressivement avec le déplace-
ment jusqu’à atteindre l’effort maximal (Fmax = 13 kN). Cette force maximale est mainte-
nue presque constante, puis, elle commence à diminuer progressivement jusqu’à la rup-
ture de la connexion (Fig. 4.16).

Au cours du chargement l’effort principal dans la direction de chargement augmente,
et les contraintes se concentrent de plus en plus au niveau du point soudé jusqu’à l’ini-
tiation de la rupture à sa périphérie (ZAT). Enfin, la déchirure se propage dans la tôle P2
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(a) Schématisation de l’essai (b) Module de traction de l’assemblage soudé
rompu

FIGURE 4.15 – Essai de traction pure en configuration (1-2)
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FIGURE 4.16 – Force en fonction du déplacement en configuration (1-2)

jusqu’à la rupture totale de l’assemblage (Fig. 4.17), ce qui explique la quantité d’énergie
dissipée dans la partie post-pic de la courbe de réponse (Fig. 4.16).

FIGURE 4.17 – Mode de rupture en cisaillement pur en configuration (1-2)

4.6.2 Configuration (1-3)

Pour la configuration (1-3), les résultats préliminaires ont montré que le point soudé
est toujours sollicité pour les différents angles de chargement (même en traction pure),
contrairement à la configuration (1-2). Donc, l’assemblage soudé trois tôles est étudié en
chargements purs et combinés. Un ensemble de trois essais a été réalisé pour chaque
angle. Les assemblages testés sont du lot 1.
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Réponses expérimentales

Cinq angles de chargement ont été testés en configuration (1-3). Pour les différents
angles de chargement, les allures des courbes de réponses sont semblables. Les Figures
4.18 et 4.19, présentant les courbes effort(F) en fonction du déplacement (U), montrent
que l’effort augmente progressivement avec le déplacement jusqu’à atteindre sa valeur
maximale. Puis, une chute brusque de l’effort est obtenue à la rupture de la liaison soudée.
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FIGURE 4.18 – Résultats expérimentaux des chargements purs en configuration (1-3)

Pour les différents angles de chargement, la première partie de la courbe (avant la va-
leur maximale de la force) présente peu de dispersion pour les trois essais. Cependant,
pour la valeur maximale de la force et la partie post-pic, on remarque quelques disper-
sions. La dispersion relative moyenne en effort est calculée à partir de l’équation suivante :

Di sper si on r el ati ve moyenne =
1

3

3∑
i
|Fmax(i ) −Fmax(moy)

Fmax(moy)
|×100 (4.4)

Où :
Fmax(i ) est l’effort maximal correspondant à l’i ème test, et Fmax(moy) est l’effort maximal
moyen des trois tests, donné par :

Fmax(moy) =
1

3

3∑
i

Fmax(i ) (4.5)

De la même manière, les dispersions relatives moyennes en déplacement et en énergie
à rupture sont calculées. Les Tableaux 4.5, 4.6 et 4.7 collectent, respectivement, les efforts
maximaux, les déplacements à rupture et les énergies dissipées pour tous les essais.

Le Tableau 4.5 montre que la dispersion relative moyenne en effort maximal est re-
lativement faible, elle ne dépasse pas 7% pour α = 45◦. Cependant, pour le déplacement
à rupture on remarque que la dispersion atteint 17% en traction pure, et pour les autres
angles elle ne dépasse pas 6%. D’une façon générale la répétabilité des essais est accep-
table. La dispersion en énergie ne dépasse pas 10% pour tous les angles, sauf pour la trac-
tion pure où elle est de l’ordre de 20%. Sachant qu’un seul essai sur les trois essais réalisés
en traction pure a été vraiment décalé par rapport les deux autres. Cette dispersion peut
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FIGURE 4.19 – Résultats expérimentaux des chargements combinés en configuration (1-3)

être expliquée par la variation de la position et de la taille du noyau dans un même lot
(L1). Pour bien étudier l’influence de la taille du noyau sur le comportement mécanique
des points soudés. Ces essais ont été refaits pour les lots L2 et L3. Cette étude est présentée
dans la Section suivante (Sec. 4.7).

Malgré la bonne répétabilité des réponses expérimentales, une réponse différente est
parfois observée pour certains modules de traction de l’assemblage soudé, en charge-
ment combiné. Elle est caractérisée par plusieurs pics d’effort et une diminution pro-
gressive d’effort avant la rupture finale, et par conséquent une grande quantité d’énergie
dissipée pour la partie post-pic (Fig. 4.20a). L’étude des modes de rupture présentée dans
le paragraphe suivant, permet d’apporter des explications.

Modes de rupture

L’étude des différents mécanismes de rupture observés lors des essais purs et combi-
nés en configuration (1-3), et en se basant sur l’étude bibliographique présentée dans la
Sous-section 2.3.3, a permis d’identifier trois principaux modes de rupture et un mode
parasite :
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TABLEAU 4.5 – Effort maximal expérimental pour les différents angles de chargement

α = 0◦ α = 30◦ α = 45◦ α = 60◦ α = 90◦

Fmax(1) (kN) 12.87 14.25 16.18 21,45 27.29
Fmax(2) (kN) 12.79 13.96 15.12 19.35 28.46
Fmax(3) (kN) 13.62 13.70 18.08 19.46 27.38
Fmax(moy) (kN) 13.09 13.97 16.46 20,08 27.71
Dispersion relative 2.68 1.33 6.56 4.52 1.8
moyenne (%)

TABLEAU 4.6 – Déplacement à rupture expérimental pour les différents angles de chargement

α = 0◦ α = 30◦ α = 45◦ α = 60◦ α = 90◦

Ur up(1) (mm) 1,65 1,74 1,50 1,41 1,37
Ur up(2) (mm) 1.51 1,63 1,45 1,51 1,44
Ur up(3) (mm) 2,05 1,62 1,655 1,54 1.58
Ur up(moy) (mm) 1.74 1,66 1,53 1,49 1.46
Dispersion relative 17.5 2.94 5.14 3.42 5.31
moyenne (%)

TABLEAU 4.7 – Énergie expérimentale pour les différents angles de chargement

α = 0◦ α = 30◦ α = 45◦ α = 60◦ α = 90◦

Ener g i e(1) (J) 13,082 16,591 13,960 19,480 22,191
Ener g i e(2) (J) 11,904 15,203 15,980 18,850 23,132
Ener g i e(3) (J) 18,809 15,024 18,450 20,520 25,380
Ener g i e(moy) (J) 14,59 15,606 16,137 19,705 23,567
Dispersion relative 19.22 4.20 9.50 3.06 5.12
moyenne (%)
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FIGURE 4.20 – Flexion de la plaque en DX54D lors du chargement combiné (α = 45◦) à v =
1 mm.s(−1)
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— Rupture par déboutonnage : Il s’agit d’un cisaillement dans l’épaisseur de tôle en
bordure du noyau fondu. Ce mode de rupture est principalement rencontré en trac-
tion pure où l’effort normal est dominant lors du chargement. Cet effort engendre
une concentration de contrainte autour du point. Parallèlement, la contrainte d’ou-
verture sur le fond d’entaille, et la ductilité relativement importante de cette zone
permettent de créer une fissure. La propagation de cette fissuration autour du Zone
Fondue (ZF) conduit à la rupture finale au niveau de la Zone Affectée Thermique-
ment (ZAT). La rupture pour ce mode est obtenue au niveau de la tôle P1 (la moins
épaisse des deux tôles en Usibor). La Figure 4.21 montre une coupe de la zone libre
d’un module de traction de l’assemblage soudé testé en traction pure. La découpe a
été réalisée par électroérosion. Pour ce mode de chargement, la rupture est précé-
dée par une déformation des tôles dans la zone libre autour du point soudé. Cette
déformation dépend fortement des propriétés des tôles. En effet, elle est plus mar-
quée pour des assemblages en acier doux (Fig. 4.30)

FIGURE 4.21 – Rupture par déboutonnage (α = 0◦)

— Rupture interfaciale : Il s’agit d’une rupture à l’interface des tôles. Ce mode de rup-
ture est principalement rencontré en cisaillement pur où l’effort tangentiel est do-
minant lors du chargement. Il est caractérisé par le développement d’une fissure
interfaciale, qui se propage à travers le diamètre du noyau du point soudé, comme
l’illustre la Figure 4.22 d’une coupe d’un module de traction de l’assemblage soudé
testé en cisaillement pur. Contrairement au premier mode, la rupture interfaciale
est généralement obtenue à l’interface entre les tôles P2 et P3. Ceci peut être expli-
qué par le fait que dans le noyau, la dureté de la partie supérieure (côté P3) est plus
faible que celle de la partie inférieure (côté P1), comme montre le diagramme de du-
reté (Fig. 4.10) présenté à la Section 4.3. Pour ce mode de rupture, les tôles autour
du point soudé ne sont pas déformées avant la rupture, même pour assemblage en
acier doux.

— Rupture mixte : Il s’agit d’une combinaison entre les deux premiers modes de rup-
ture précédemment détaillés. C’est un mode intermédiaire équivalent au "mode 2"
identifié par Gould et Peterson [2005]. Ce mode de rupture est plutôt observé pour
des chargements combinés, et en particulier pour 45◦ 6 α6 60◦. Au début du char-
gement, l’effort combiné appliqué déforme le noyau à mi épaisseur suivant la direc-
tion de chargement. Le noyau est alors déformé, tel que son axe principal est main-
tenant presque colinéaire avec la direction du chargement. La composante normale
du chargement augmente par conséquent, et on revient presque aux conditions de
la traction pure. Par la suite, on obtient le déboutonnage du noyau déformé comme
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FIGURE 4.22 – Rupture interfaciale (α = 90◦)

le montre la coupe du module de traction de l’assemblage soudé testé pour α = 60◦

(Fig. 4.23).

FIGURE 4.23 – Rupture mixte (α = 60◦)

— un quatrième mode, moins fréquent, a été aussi observé. Ce mode de rupture est as-
socié à la réponse expérimentale présentée dans la Figure 4.20b. C’est une rupture
par double déboutonnage : ce mode de rupture est obtenu en chargement combiné.
Il faut noter que ce mode accidentel est lié principalement à la qualité du module
de traction de l’assemblage soudé testé. En effet, lors de la préparation des mo-
dules de traction de l’assemblage soudé, un soin a été apporté par le constructeur
pour assurer le centrage du point soudé par rapport à la zone libre (Fig. 4.11b) sui-
vant les recommandations du LAMIH. Cependant, une vérification effectuée par
une analyse de photos de certains modules de traction de l’assemblage soudé avant
la réalisation des essais, a montré des défauts d’excentricité entre le centre du point
soudé et le centre de la zone libre (Fig. 4.25). Cette excentricité, combinée avec le
chargement appliqué, génère un moment de flexion au niveau des plaques, et par
conséquent la rotation de la plaque P2 en DX54D (la moins rigide), sans déformer
le point soudé (Fig. 4.20). On obtient alors, le début du déboutonnage du noyau par
rapport aux deux plaques P1 et P3 (Fig. 4.24). Le point soudé devient colinéaire avec
la direction du chargement et la composante normale d’effort est dominante, ce qui
mène au déboutonnage total du noyau.

En résumé, quatre modes de rupture sont identifiés lors des essais expérimentaux. Un
mode de rupture d’un assemblage est fortement lié au type de chargement appliqué, à la
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FIGURE 4.24 – Rupture en double déboutonnage lors du chargement combiné (α = 45◦)

qualité du point soudé et au centrage du point soudé par rapport la zone libre. Dans ce
contexte, l’influence de l’angle de chargement et de la taille du point sur le comportement
mécanique et la rupture d’un assemblage trois tôles soudé va être étudiée dans la partie
suivante. Les relations entre les caractéristiques de chaque mode de rupture, et la réponse
mécanique correspondante vont être aussi discutées.

FIGURE 4.25 – Défaut de centrage du point soudé

4.7 Discussion

Influence de l’angle de chargement sur la tenue mécanique et la rupture d’un assem-
blage soudé trois tôles

Grâce au montage Arcan proposé, cinq angles de chargement (α = [0◦,30◦,45◦,60◦,
90◦]) ont été étudiés en configuration (1-3). Un ensemble de trois essais a été réalisé pour
chaque angle. L’exploitation des résultats expérimentaux obtenus, a permis d’étudier l’in-
fluence de l’angle de chargement sur le comportement mécanique et la rupture de cet as-
semblage trois tôles soudé par point. La Figure 4.26 représente l’évolution de l’effort maxi-
mal en fonction de l’angle de chargement, et la dispersion associée pour chaque angle. On
remarque que la valeur de l’effort maximal augmente exponentiellement avec l’angle de
chargement. Une faible variation d’effort est obtenu pour 0◦ ≤ α≤ 30◦, puis, une augmen-
tation rapide de l’effort est obtenue à partir de 45◦ jusqu’à atteindre sa valeur maximale
de Fmax = 27.71 kN en cisaillement pur (α = 90◦) (Fig. 4.26). Cependant, la Figure 4.27
montre que le déplacement à rupture diminue lorsque l’angle de chargement augmente.
Il atteint sa valeur minimale Ur up = 1.46 mm pour α = 90◦. L’évolution de l’énergie dis-
sipée en fonction de l’angle de chargement et la dispersion associée pour chaque angle,
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sont présentées dans la Figure 4.28. On remarque que l’énergie est croissante en fonc-
tion de l’angle de chargement. Comme l’effort maximal, elle augmente légèrement pour
0◦ ≤ α ≤ 45◦, puis elle augmente plus nettement et atteint E = 25 Joul es en cisaillement
pur (α = 90◦).
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FIGURE 4.26 – Evolution de l’effort maximal en fonction de l’angle
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FIGURE 4.27 – Evolution du déplacement à rupture en fonction de l’angle

Pour récapituler, lorsque l’angle de chargement α passe de 0◦ à 90◦, l’effort maximal
augmente, le déplacement à rupture diminue, et l’énergie dissipée augmente. En d’autres
termes, la rupture de l’assemblage en cisaillement pur nécessite plus d’effort et moins de
déformation par rapport à la rupture en traction pure. Cette conclusion peut être argu-
mentée par une comparaison des deux modes de rupture obtenus en traction pure (rup-
ture par déboutonnage) et en cisaillement pur (rupture interfaciale) :

D’une part, pour la rupture par déboutonnage, la rupture se fait dans l’épaisseur en
bordure du noyau fondu (Fig. 4.29). La surface rompue est alors estimée à Sdeboutonnag e =
π∗φnoy au ∗ th1 = 14.45 mm2. Cependant, pour la rupture interfaciale, la surface rompue
du point soudé, est bien la surface d’interface entre la tôle P2 et P3 (Fig. 4.29). Sa valeur

est estimée à Si nter f aci ale =
π

4
∗φ2

i nter f aci al = 50 mm2. Une valeur beaucoup plus grande

que celle en rupture par déboutonnage.
D’autre part, pour la rupture par déboutonnage, la rupture se fait totalement au ni-

veau de la ZAT (à l’interface ZAT/ZF), dont la dureté associée est de l’ordre de 300 Hv
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FIGURE 4.28 – Evolution de l’énergie en fonction de l’angle

(Fig. 4.10), équivalente à une résistance à rupture approximative égale à Rm = 965 MPa
[Magmaweld, 2017]. Cependant, pour la rupture interfaciale, la zone rompue est princi-
palement le noyau du point soudé, dont la dureté associée est de l’ordre de 460 Hv (Fig.
4.10), équivalente à une résistance à rupture approximative égale à Rm = 1485 MPa [Mag-
maweld, 2017]. Le Tableau 4.8 résume les caractéristiques de chaque surface rompue.

FIGURE 4.29 – Schématisation de la rupture par déboutannage et la rupture interfaciale

Deux points de différence entre la rupture par déboutonnage et la rupture inerfaciale,
peuvent expliquer que l’effort à rupture en cisaillement est beaucoup plus élevé que ce-
lui en traction pure. La surface de rupture change de forme et de propriétés mécaniques
en fonction du mode de rupture. Grâce au diagramme de dureté (Fig. 4.10) et l’analyse
des modes de rupture présentés précédemment, les caractéristiques de chaque surface
rompue sont collectées dans le Tableau 4.8.

TABLEAU 4.8 – Caractéristique des zones de rupture pour chaque mode

Mode de rupture Déboutonnage Interfaciale

Surface rompue Sdeboutonnag e =π∗φnoy au ∗ th1 Si nter f aci ale =
π

4
∗φ2

i nter f aci al

Sdeboutonnag e = 14.45 mm2 Si nter f aci ale = 50 mm2

Zone rompue à l’interface ZAT/ZF dans la ZF et la ZAT
Dureté 300 Hv 460 Hv
Résistance à rupture 965 MPa 1485 MPa
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où :
φi nter f aci ale : est le rayon du point soudé,
φnoy au : est le rayon du noyau du point soudé,
th3 : est l’épaisseur de la tôle P3.

L’évolution du déplacement à rupture est également justifiée par le changement des
modes de rupture pour les différentes sollicitations. En effet, en traction pure (α = 0◦),
la rupture par déboutonnage est accompagnée par une déformation de la tôle P1 autour
du point soudé avant la rupture. Ce phénomène est bien visible pour les assemblages en
aciers doux comme montre la Figure 4.30. Le déplacement global est, donc, la somme du
déplacement du point soudé et du déplacement de la tôle P1. Cependant, en cisaillement
pur (α = 90◦), la rupture interfaciale est caractérisée par le cisaillement du point soudé
sans déformation des plaques ni rotation du point soudé. Le déplacement est réduit au
déplacement relatif des tôles (Fig. 4.22). Par conséquent, le déplacement à rupture en ci-
saillement pur est plus faible que celui en traction pure.

FIGURE 4.30 – Déformation des tôles lors d’une rupture par déboutonnage d’un assemblage en
acier doux [Lin et al., 2003]

Influence de la taille du noyau sur le comportement mécanique et la rupture d’un as-
semblage soudé trois tôles

Plusieurs travaux dans la littérature ont montré que la taille du noyau d’un point soudé,
est un facteur qui influence fortement le comportement mécanique d’un assemblage
soudé trois tôles d’un point de vue effort maximal et absorption d’énergie [Nielsen et al.,
2011; Pouranvari et Marashi, 2011, 2012; Wei et al., 2015]. Pour étudier cette influence sur
l’assemblage considéré, trois lots de modules de traction de l’assemblage soudé avec dif-
férentes tailles de noyau, ont été testés en chargements purs et combinés. La Figure 4.31
illustre la superposition des courbes d’évolution de l’effort en fonction de l’angle de char-
gement pour les différents lots testés. On remarque que pour un angle de chargement
donné, plus la taille du noyau est grande, plus l’effort maximal est important. Un résultat
prévisible qui est bien en cohérence avec les études bibliographiques précédemment ci-
tées dans ce contexte. On remarque également, que l’influence de la taille du noyau sur
l’effort maximal dépend fortement de l’angle de chargement. En effet, cette influence est
de plus en plus remarquable et importante lorsque l’angle de chargement augmente : en
traction pure (α = 0◦), l’évolution de l’effort maximal est de l’ordre de 30% entre les lots 1
et 2 (D = 7.2 mm) et le lot 3 (D = 3.7 mm). Cependant, en cisaillement pur (α = 90◦), cette
évolution dépasse les 120%.
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FIGURE 4.31 – Effet de la taille du noyau sur l’effort maximal pour les différents angles de charge-
ment

La Figure 4.32 présente l’évolution de l’énergie en fonction de la taille du noyau pour
les différents lots testés. De la même façon que pour l’effort maximal, l’énergie dissipée
est plus importante lorsque le diamètres du point soudé testé est plus grand. Cette in-
fluence est également de plus en plus marquée lorsque l’angle de chargement augmente.
Cependant, pour le lot 3, l’énergie dissipée est presque constante pour tous les angles de
chargement. Cela est du au faible diamètre des points soudés de ce lot. La surface rompue
en cisaillement pur est alors presque égale à la surface rompue en traction pure (Tab. 4.6).

L’influence de l’angle de chargement sur la relation entre la taille du point soudé et
le comportement mécanique de l’assemblage paraît être bien logique. Ceci peut être ex-
pliqué par les différents modes de rupture pour chaque angle de chargement. En effet,
en traction pure la surface rompue dépend à la fois de la taille du point soudé et égale-
ment de l’épaisseur des tôles (Sdeboutonnag e =π∗φnoy au ∗ th1), tandis qu’en cisaillement

pur, elle ne dépend que de du diamètre du point soudé (Si nter f aci ale =
π

4
∗φ2

i nter f aci ale ).

On remarque ainsi que la moindre variation de la taille du point soudé influence l’effort
maximal et l’énergie en cisaillement plus qu’en traction.
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FIGURE 4.32 – Effet de la taille du noyau sur l’effort maximal pour les différents angles de charge-
ment

92



CHAPITRE 4. CARACTÉRISATION EXPÉRIMENTALE D’UN ASSEMBLAGE
TROIS TÔLES MULTI-MATÉRIAUX SOUDÉ PAR POINT

0 5 1 0 1 5 2 0 2 5 3 0 3 5

0

2

4

6

8

1 0

1 2

1 4  L o t  1
 L o t  2
 L o t  3

N

T

FIGURE 4.33 – Enveloppe de rupture exprimée en efforts pour les trois lots

Enveloppe de rupture expérimentale

L’effet de la taille du point soudé sur l’enveloppe de rupture a été également investi-
gué. La Figure 4.33 présente l’évolution de l’effort normal courant N = Fcos(α) (Eq. 4.3),
en fonction de l’effort tangentiel courant T = Fsi n(α) (Eq. 4.3) pour les trois lots étudiés.
On remarque que les trois enveloppes sont décalées. Ce décalage revient à l’évolution de
l’effort maximal en fonction de la taille de point soudé.

D’une manière similaire aux assemblages soudés deux tôles, une enveloppe de rup-
ture présentée en effort normalisés est obtenue en identifiant le critère de rupture pro-
posé par Lee et al. [1998] : (

N

Nu

)a

+
(

T

Tu

)b

= 1 (4.6)

où :
Nu : est l’effort normal ultime considéré comme l’effort maximal en traction pure,
Tu : est l’effort tangentiel ultime considéré comme l’effort maximal en cisaillement pur,
a et b : sont des exposants du critère de rupture identifiés à partir des résultats
expérimentaux en chargement combiné.

Le nouveau dispositif expérimental a permis de définir directement la valeur des pa-
ramètres Nu et Tu , tel que Nu = Fmax(α = 0◦) et Tu = Fmax(α = 90◦). Les exposants du critère
de rupture a et b sont aussi identifiés avec a 6= b en utilisant les résultats des essais purs
et combinés des expérimentaux du dispositif Arcan. Les paramètres du critère de rupture
identifiés pour chaque lot sont collectées dans le Tableau 4.9.

TABLEAU 4.9 – Valeurs caractéristiques du critère de rupture pour chaque lot

Nu Tu a b
Lot 1 13.09 27.71 1.18 3.31
Lot 2 13.24 36.19 3 2.19
Lot 3 10.32 17.71 1.71 2.21

La Figure 4.34 présente la superposition des enveloppes de rupture identifiées pour
chaque lot. On remarque que les trois enveloppes sont proches ce qui montre que la taille
de noyau n’a pas beaucoup d’influence sur une enveloppe exprimée en effort normalisé.
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FIGURE 4.34 – Enveloppe de rupture exprimée en efforts normalisés pour les trois lots

4.8 Conclusions

Dans ce chapitre, une étude expérimentale du comportement mécanique et de la rup-
ture d’un assemblage trois tôles multi-matériaux soudé par point par résistance, a été
présentée. Les deux plaques extérieures sont en acier Usibor 22MnB5 à très haute résis-
tance, et la plaque du milieu est en acier doux DX54D. Avec un assemblage trois tôles,
trois configurations de chargement sont possibles (1-2), (2-3) et (1-3).

Un dispositif approprié a été proposé pour étudier le comportement mécanique et la
rupture de cet assemblage pour des chargements purs et combinés, et pour différentes
combinaisons possibles. Le dispositif est caractérisé par un poids réduit grâce à sa géo-
métrie optimisée. Ceci permet de minimiser les effets d’inertie et d’envisager des essais
dynamiques pour des travaux ultérieurs. Les essais présentés dans le cadre de cette thèse
sont réalisés en vitesse intermédiaire.

L’assemblage est considéré symétrique car les deux plaques extérieures sont du même
matériau de base et d’épaisseurs proches. Cette hypothèse est confirmée par les résultats
des essais préliminaires qui ont montré que les réponses expérimentales des configura-
tions (1-2) et (2-3) sont similaires. Pour des raisons pratiques, seuls les résultats des essais
des configurations (1-2) et (1-3) sont présentés dans ce chapitre.

Pour la configuration (1-3), l’assemblage a été testé sous cinq angles de chargement.
Les résultats obtenus ont montré la grande influence de l’angle de chargement sur le
comportement mécanique et le mode de rupture de l’assemblage soudé. En effet, l’effort
maximal et l’énergie à rupture augmentent "exponentiellement" avec l’angle de charge-
ment. Ils atteignent leur valeurs maximales en cisaillement pur (α = 90◦). Cependant, le
déplacement à rupture diminue lorsque l’angle de chargement augmente. Il atteint sa va-
leur maximale en traction pure (α = 0◦), configuration où il y a plus de déformation des
tôles avant la rupture. Trois principaux modes de rupture ont été identifiés en fonction de
l’angle de chargement (rupture par déboutonnage, rupture interfaciale et rupture mixte).
Une discussion de la relation entre le mode de rupture et la réponse expérimentale asso-
ciée est également présentée.

Les modules de traction de l’assemblage soudé ont été livrés en trois lots de qualité
selon la taille du point soudé. Pour chaque angle de chargement, trois tailles du noyau
soudé ont été testées. Les résultats obtenus ont montré qu’en augmentant la taille du
noyau l’effort maximal et l’énergie dissipée augmentent. Cette influence est beaucoup
plus remarquable pour le cisaillement pur. Ceci est expliqué par le fait que pour la rupture
interfaciale associée à ce mode de chargement, la surface rompue dépend du carré du
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diamètre du point soudé. Des enveloppes de rupture ont été également présentées pour

les trois lots en termes d’efforts normalisés

[
N

Nu
;

T

Tu

]
.

L’étude réalisée dans ce chapitre a permis de caractériser expérimentalement le com-
portement mécanique et la rupture d’un assemblage trois tôles multi-matériaux soudé
par point en chargements purs et combinés et en différentes configurations. Les résultats
de cette étude expérimentale vont servir de base pour identifier les paramètres du modèle
macroscopique présenté dans le chapitre 5.
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Chapitre 5

Modélisation macroscopique d’un
assemblage trois tôles multi-matériaux
soudé par point
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Résumé

Ce chapitre propose une modélisation macroscopique du comportement mécanique et
de la rupture d’un assemblage trois tôles multi-matériaux soudé par point par résistance.
L’approche proposée est basée sur l’utilisation de trois connecteurs. Trois ensembles de
paramètres sont donc à identifier en utilisant les résultats expérimentaux de la caractéri-
sation de type Arcan. Une procédure d’identification directe basée sur des considérations
physiques est d’abord proposée pour simplifier le processus d’identification et réduire le
nombre de paramètres identifiés ensuite par méthode inverse. Les résultats numériques
obtenus sont en bonne cohérence avec les résultats expérimentaux pour les différentes
configurations testées. Le modèle proposé et le processus d’identification ont été validés
en chargements combinés, et les résultats sont satisfaisants.

5.1 Introduction

Plusieurs modèles macroscopiques ont été développés et proposés dans la littérature
pour la modélisation du comportement mécanique et de la rupture des assemblages sou-
dés par point. Cependant, tous ces modèles ont été proposés pour des assemblages deux
tôles. A la connaissance des auteurs, aucun modèle macroscopique n’est encore publié
dans la littérature pour la modélisation du comportement mécanique des assemblages
multi-tôles soudés par point.

Dans ce contexte, une approche de modélisation macroscopique basée sur l’utilisa-
tion de trois connecteurs est proposée, dans la première section de ce chapitre, pour
modéliser le comportement mécanique et la rupture d’un assemblage trois tôles multi-
matériaux.

Un ensemble de paramètres du modèle proposé sont alors à identifier. Pour simplifier
l’identification de ces paramètres, une méthodologie d’identification est présentée dans
le section 2. Le modèle est identifié et validé par rapport aux résultats expérimentaux des
essais de caractérisation présentés dans le chapitre 4. La section 3 présente une compa-
raison entre les résultats numériques et expérimentaux.

5.2 Stratégie de modélisation d’un assemblage trois tôles

Un assemblage soudé par point présente des complexités métallurgiques et structu-
rales, ce qui complique la modélisation de son comportement mécanique surtout d’un
point de vue macroscopique. La modélisation d’un assemblage trois tôles multi-matériaux
est encore beaucoup plus complexe. En effet, son comportement mécanique dépend des
trois configurations de chargement possibles (1-2), (1-3) et (2-3). Plusieurs approches de
modélisation sont alors possibles.
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5.2.1 Modélisation avec deux connecteurs

Comme première approche de modélisation d’un assemblage trois tôles soudé par
point, il est proposé d’utiliser deux connecteurs en série : un connecteur C1 entre la plaque
P1 et la plaque du milieu P2, un connecteur C2 entre la plaque du milieu P2 et la plaque P3

(Fig. 5.1).

FIGURE 5.1 – Approche de modélisation avec deux connecteurs

Cette approche est relativement simple. Cependant, elle n’est pas appropriée pour
modéliser convenablement toutes les configurations possibles pour un assemblage trois
tôles soudé par point. En effet, analytiquement la rigidité équivalente de ce modèle à deux
connecteurs en série en configuration (1-3) est Keq1−3 = K1 ∗K2/(K1 +K2). En configura-
tions (1-2) et (2-3), les rigidités équivalentes sont respectivement Keq1−2 = K1 et Keq2−3 =
K2. Puisque les rigidités sont positives, alors la rigidité équivalente de configuration (1-3)
Keq1−3 est toujours plus petite que les rigidités équivalentes de deux autres configurations
Keq1−2 et Keq2−3 = K2. Cependant, les résultats expérimentaux (Fig. 5.2) montrent que la
rigidité globale en configuration (1-3) est plus grande que celle en configurations (1-2) et
(2-3).
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FIGURE 5.2 – Comparaison des réponses expérimentales de la configuration (1-2) et de la configu-
ration (1-3)
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5.2.2 Modélisation avec trois connecteurs

Une nouvelle approche de modélisation macroscopique est alors proposée pour mo-
déliser correctement le comportement mécanique et la rupture d’un assemblage trois
tôles soudé par point pour toutes les configurations possibles. Il est proposé d’utiliser
trois connecteurs : un connecteur C1 entre la plaque P1 et la plaque P2, un connecteur C2

entre la plaque P2 et la plaque P3, et un connecteur C3 entre la plaque P1 et la plaque P3. C1

et C2 sont en série, et C3 est parallèle à C1 et C2. La Figure 5.3 présente schématiquement
l’approche à trois connecteurs.

FIGURE 5.3 – Approche de modélisation avec trois connecteurs

5.2.3 Modèle EF

Le modèle numérique est simulé en utilisant le logiciel de calcul ABAQUS [Abaqus
Manual, 2010]. Seule la partie déformable du module de traction de l’assemblage soudé,
(appelée aussi zone libre dans la Figure 4.11), est modélisée. Trois plaques d’un diamètre
de 25 mm sont alors modélisées.

Conditions aux limites et chargements appliqués Les conditions aux limites du mo-
dèle sont appliquées en fonction de la configuration à modéliser. Pour toutes les configu-
rations, il y a deux plaques sollicitées et une plaque libre. Pour une configuration (i-j), les
conditions aux limites et le chargement consistent en :

— un guidage en translation et une vitesse constante suivant la direction verticale sont
appliqués sur la périphérie de la i ème plaque (Fig. 5.4), tel que : UR1 = UR2 = UR3 =
U1 = U2 = 0 et V = 1 mm/s,

— un encastrement appliqué à la périphérie de la j ème plaque (Fig. 5.4), tel que : UR1 =
UR2 = UR3 = U1 = U2 = U3 = 0,

Les propriétés matérielles des plaques sont celles identifiées pour le métal de base et
rappelées dans le Tableau 5.1.

Maillage Les plaques sont maillées par des éléments coques quadrangulaires à 4-nœuds.
Les éléments sont à interpolation bilinéaire et linéaire, à intégration réduite et de dimen-
sion 8 mm.
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FIGURE 5.4 – Modèle EF avec trois connecteurs en configuration (1-3)

TABLEAU 5.1 – Propriétés mécanique du métal de base : acier doux (XES)

Module Limite Contrainte Paramètres
d’Young : E d’élasticité : σ0 maximale : σu d’écrouissage : k et n

DX54D 210 (GPa) 170 (MPa) 301 (MPa) 409 (MPa) 0.447
22MnB5 195 (GPa) 1100 (MPa) 1500 (MPa) 400 (MPa) 0.135

5.3 Identification des paramètres du modèle numérique

Trois connecteurs sont associés dans le modèle, cela signifie que trois groupes indé-
pendants de paramètres doivent être identifiés. D’après la formulation d’un connecteur
(Section. 3.3), le Tableau 5.2 présente l’ensemble des paramètres à identifier pour chaque
connecteur.

TABLEAU 5.2 – Paramètres à identifier pour chaque connecteur

Partie élastique Partie ‘Plastique’ Endommagement
Di i , i = 1..6 F0 Q b RN RS RB RT β Fi U f kN kS kB kT

Le problème de l’identification des paramètres des trois connecteurs est toutefois
compliqué, car ils s’influencent mutuellement quelle que soit la configuration de sollici-
tation. Par analogie au processus d’identification des paramètres du connecteur pour un
assemblage deux tôles proposé dans le chapitre 3, une méthodologie d’identification spé-
cifique aux assemblages trois tôles est proposée. Afin de simplifier le processus d’identifi-
cation et de réduire le nombre de paramètres à identifier, des hypothèses simplificatrices
sont tout d’abord proposées. Un modèle simplifié de chaque configuration sont ensuite
proposés pour déduire des relations analytiques entre les paramètres à identifier des trois
connecteurs. En utilisant ces relations et en exploitant les résultats expérimentaux des
essais Arcan, présentés dans le chapitre 4, un premier groupe de paramètres sont direc-
tement identifiés. Le problème d’optimisation est donc réduit, et les paramètres restants
sont ensuite identifiés grâce à une approche inverse en utilisant les résultats des essais
expérimentaux.

5.3.1 Hypothèses simplificatrices

Pour simplifier la procédure d’identification, des hypothèses simplificatrices sont pro-
posées. Certaines hypothèses du modèle deux tôles sont conservées (Sous-section 3.5.2).
D’autres sont proposées suivant les caractéristiques du modèle trois tôles :
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— l’assemblage étudié est considéré symétrique (Chapitre 4). On fera alors l’hypothèse
que les deux connecteurs C1 et C2 ont des propriétés identiques. Par conséquent, ils
ont les mêmes valeurs de paramètres. Le problème d’identification est alors réduit
à deux groupes indépendants de paramètres à identifier au lieu de trois,

— le connecteur est supposé à section circulaire. Ainsi, les rigidités tangentielles du
connecteur sont supposées égales (D11 = D22),

— les résultats expérimentaux de la caractérisation de l’assemblage trois tôles ont mon-
tré deux modes de rupture différents en traction pure et en cisaillement pur. En fait,
la rupture par déboutonnage en traction pure est caractérisée par une déformation
des plaques autour du point soudé avant la rupture. En revanche, en cisaillement
pur les plaques autour du point soudé ne se déforment presque pas avant la rup-
ture interfaciale. Donc, la réponse obtenue en cisaillement pur peut être considé-
rée comme la réponse locale du point soudé. En effet, on propose de normaliser
les potentiels P1 (Eq.3.8) et P2 (Eq.3.14) par rapport à l’essai de cisaillement pur.
On prend alors : RS = 1 et kS = 1. On propose également, d’identifier le maximum
des paramètres du connecteur en utilisant la réponse expérimentale de l’essai de
cisaillement,

— l’identification et la validation du modèle sont faites à base des essais Arcan, pour
lesquels aucun moment de flexion ni de torsion n’est généré. Les réponses numé-
riques sont donc indépendantes des valeurs des paramètres de flexion et de torsion
du modèle (RB et RT). Les valeurs de RB et RT pour chaque connecteur sont alors
prises égale à 1. Pour des applications de calcul de structure, comme la simulation
de crash d’un véhicule où des moments de flexion et de torsion sont générés, l’iden-
tification des paramètres RB et RT nécessite d’autre essais comme par exemple l’es-
sai de pelage,

— la configuration (1-2) n’est testée qu’en cisaillement pur. Donc, l’exposant β ne peut
pas être identifié pour les connecteurs C1 et C2. Il est donc proposé de supposer que
l’exposant β est le même pour les trois connecteurs C1, C2 et C3.

5.3.2 Modèles simplifiés et résolution analytique

Trois modèles simplifiés plaques-ressorts sont proposés pour schématiser les trois
configurations de sollicitation possibles lors des essais de caractérisation des assemblages
trois tôles soudés par point. Dans ces modèles, chaque connecteur est modélisé par un
ressort ayant une raideur (K) (Fig. 5.5). Les conditions aux limites dépendent de la confi-
guration modélisée :

— pour la configuration (1-3) : la plaque P3 est encastrée et un déplacement imposé
U1 est appliqué à la plaque P1. Un déplacement U2 de la plaque du milieu P2 (libre)
est donc généré (Fig. 5.5a). L’effort global résultant est noté FG13.

— pour la configuration (1-2) : la plaque P2 est encastrée et un déplacement imposé
U1 est appliqué à la plaque P1. Un déplacement U3 de la plaque P3 (libre) est donc
généré. L’effort global résultant est noté FG12 (Fig 5.5b).

— pour la configuration (2-3) : la plaque P3 est encastrée et un déplacement imposé
U2 est appliqué à la plaque P2. Un déplacement U1 de la plaque P1 (libre) est donc
généré. L’effort global résultant est noté FG23 (Fig 5.5c).
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(a) Configuration (1-3) (b) Configuration (1-2) (c) Configuration (2-3)

FIGURE 5.5 – Modèles simplifiés pour toutes les configurations

Configuration (1-3)

Écrivons l’équilibre de la plaque P1. D’une part on a :

FG13 = F13 +F12 (5.1)

avec F13 = K3U1 et F12 =
K1K2

K1 +K2
U1 (C1 et C2 deux ressorts en série).

D’où

FG13 =

(
K3 + K1K2

K1 +K2

)
U1 (5.2)

D’autre part, on a :

FG13 = DG13U1 (5.3)

avec DG13 la rigidité équivalente des trois connecteurs pour la configuration (1-3).
On obtient alors :

DG13 =

(
K3 + K1K2

K1 +K2

)
(5.4)

Configuration (1-2)

Écrivons l’équilibre de la plaque P1. D’une part :

FG12 = F12 +F13 (5.5)

avec F12 = K1U1 et F13 =
K2K3

K2 +K3
U1 (C2 et C3 deux ressorts en série)

D’où :

FG12 =

(
K1 + K2K3

K2 +K3

)
U1 (5.6)

D’autre part on a :
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FG12 = DG12U1 (5.7)

avec DG12 est la rigidité équivalente des trois connecteurs pour la configuration (1-2).
On obtient alors :

DG12 =

(
K1 + K2K3

K2 +K3

)
(5.8)

Configuration (2-3)

Écrivons l’équilibre de la plaque P2. D’une part :

FG23 = F23 +F21 (5.9)

avec F23 = K2U2 et F21 =
K1K3

K1 +K3
U2 (C1 et C3 deux ressorts en série).

D’où :

FG23 =

(
K2 + K1K3

K1 +K3

)
U2 (5.10)

D’autre part on a :

FG23 = DG23U2 (5.11)

avec DG23 est la rigidité équivalente des trois connecteurs pour la configuration (2-3).
On obtient alors :

DG23 =

(
K2 + K1K3

K1 +K3

)
(5.12)

L’équilibre des trois modèles simplifiés aboutit à un système avec trois équations (5.13,
5.14 et 5.15) et trois inconnues (K1, K2 et K3). Sachant que DG13, DG12, DG23 et U1 = U2 = U
sont des données. (

K3 + K1K2

K1 +K2

)
= DG13 (5.13)

(
K1 + K2K3

K2 +K3

)
= DG12 (5.14)

(
K2 + K1K3

K1 +K3

)
= DG23 (5.15)

Résolution dans le cas générale d’un système avec trois équations et trois inconnues

Pour résoudre analytiquement ce système on a eu recours au logiciel "Mathematica".
Dans le cas général le système s’écrit :

x + y z/(y + z) = a (5.16)

y +xz/(x + z) = b (5.17)

z + y x/(y +x) = c (5.18)
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Avec a, b et c les données du problème, et x, y et z les inconnues.
La résolution du système avec le logiciel ’Mathematica’ donne :

x = − 2abc(ab +ac −bc)

a2b2 −2a2bc −2ab2c +a2c2 −2abc2 +b2c2
(5.19)

y = − 2abc(ab −ac +bc)

a2b2 −2a2bc −2ab2c +a2c2 −2abc2 +b2c2
(5.20)

z = − 2abc(ab −ac −bc)

a2b2 −2a2bc −2ab2c +a2c2 −2abc2 +b2c2
(5.21)

Si a=b la solution devient :

x = y = − 2ac

a −4c
(5.22)

z =
2(ac −2c2)

a −4c
(5.23)

Résolution du système réduit aux configurations (1-3) et (1-2), dans le cas des assem-
blages symétriques

Puisque l’assemblage étudié est symétrique, seul les équations des configurations (1-
3) et (1-2) vont être résolues. D’autre part, les deux connecteurs C1 et C2 ont les mêmes
caractéristiques, par conséquent, K1 = K2 = K. Les variables inconnues du système sont
ainsi réduites à K et K3. En simplifiant les deux équations 5.13 et 5.14 des deux côtés par
U1, le système à résoudre s’écrit alors :

(K3 + K
2 ) = DG13

(K+ KK3
K+K3

) = DG12

(5.24)

La résolution de ce système donne :


K3 = DG13 − K

2

K = DG13DG12

(2DG13−DG12
2 )

(5.25)

En multipliant la formule précédente à droite et à gauche par le déplacement U1 on
trouve une formule similaire pour les efforts :


F13 = FG13 −F12

F12 = FG13FG12

(2FG13− FG12
2 )

(5.26)

Les équations obtenues à partir des modèles simplifiés sont ensuite utilisées pour
identifier directement certains paramètres par traitement des résultats expérimentaux.
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(a) Essai de cisaillement en configuration (1-3) (b) Essai de cisaillement en configuration (1-2)

FIGURE 5.6 – Essais de cisaillement pur

5.3.3 Exploitation des résultats des essais expérimentaux

Il s’agit maintenant de recenser les données expérimentales utiles sur la base des es-
sais Arcan de traction et de cisaillement en configurations (1-3) et (1-2). Les rigidités, les
limites élastiques, et les efforts maximum, sont évalués par lecture directe des courbes
moyennes des réponses expérimentales (Figs. 5.6 et 5.7), tel que :

— rigidités : les rigidités de cisaillement en configurations (1-3) et (1-2) sont détermi-
nées à partir de la première pente des courbes moyennes des essais expérimentaux
de cisaillement pur (Fig. 5.6) : DG13Shear ' 25 kN/mm et DG12Shear ' 5 kN/mm. Les
rigidités de traction en configurations (1-3) et (1-2) sont estimées de la même façon
à partir des courbes moyennes des essais expérimentaux de traction pure (Fig. 5.7) :
DG13Tensi le ' 13 kN/mm et DG12Tensi le ' 5 kN/mm,

— limite d’élasticité : les limites d’élasticité en configurations (1-3) et (1-2) sont défi-
nies pour chaque courbe expérimentale moyenne des essais de cisaillement, comme
le point de bifurcation entre la courbe et sa tangente (Fig. 5.6) : F0G13Shear ' 17 kN
et F0G12Shear ' 7 kN,

— effort maximal : les efforts maximaux en configurations (1-3) et (1-2) sont déter-
minés à partir des valeurs maximales de force des courbes moyennes des essais
de cisaillement expérimentaux pour chaque configuration (Fig. 5.6) : Fi G13Shear '
27.5 kN et Fi G12Shear ' 13 kN. Les efforts maximaux des essais de traction sont esti-
més de la même façon à partir des courbes d’essai de traction expérimentales (Fig.
5.7) : Fi G13Tensi le ' 13 kN et Fi G12Tensi le ' 9 kN.

Les valeurs identifiées sur les courbes expérimentales moyennes sont rassemblées
dans le Tableau 5.3.

TABLEAU 5.3 – Caractéristiques des courbes expérimentales des tests Arcan

DG13 DG12 F0G13 F0G12 Fi G13 Fi G12

Cisaillement 25 (kN/mm) 5 (kN/mm) 17 (kN) 7 (kN) 27.5 (kN) 13 (kN)
Traction 13 (kN/mm) 5 (kN/mm) - - 13 (kN) 9 (kN)
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(a) Essai de traction en configuration (1-3) (b) Essai de traction en configuration (1-2)

FIGURE 5.7 – Essais de traction pure

5.3.4 Identification directe

Huit paramètres pour chaque connecteur (D11, D22, D33, F0, RN, RS , Fi et kS) sont
directement identifiés à partir des caractéristiques des courbes expérimentales des essais
Arcan (Tab. 5.3) et les relations analytiques données par les modèles simplifiés présentés
précédemment (Sous-section 5.3.2) :

— les rigidités des connecteurs sont identifiées en utilisant l’équation (5.25). K cor-
respond à la rigidité des connecteurs C1 et C2, et K3 correspond à la rigidité du
connecteur C3. Les rigidités de cisaillement sont alors déterminées en remplaçant
DG13 ' DG13Shear ' 25 (kN/mm) et DG12 ' DG12Shear ' 5 (kN/mm). D’autre part, en
utilisant la même équation (5.25), les rigidités de traction sont déterminées en rem-
plaçant DG13 ' DG13Tensi le ' 13 (kN/mm) et DG12 ' DG12Tensi le ' 5 (kN/mm) (Tab.
5.3),

— les limites d’élasticité F0 des connecteurs sont identifiées en utilisant l’équation
(5.26). F12 correspond à limite d’élasticité des connecteurs C1 et C2, et F13 corres-
pond à limite d’élasticité du connecteur C3. Les valeurs sont déterminées en rem-
plaçant FG13 = F0G13 ' 17 (kN) et FG12 = F0G12 ' 7 (kN) (Tab. 5.3),

— les forces d’endommagement critiques Fi de chaque connecteur sont calculées comme
étant des pourcentage des forces globales maximales de cisaillement pour chaque
configuration de chargement. Ces pourcentages sont estimés comme étant le rap-
port entre la raideur en cisaillement du connecteur correspondant et la rigidité glo-
bale.

Pour les connecteurs C1 et C2 , la force d’endommagement critique Fi est donnée

en se basant sur l’équation (5.24), on obtient alors, Fi C1/C2 w

 K

K+
KK3

K+K3

Fi G12.

Pour le connecteur C3, la force d’endommagement critique est déterminée avec la

même approximation en utilisant l’équation (5.24). Ainsi, Fi C3 w

 K3

K3+
K

2

Fi G13.

— les paramètres de couplage RN sont définis comme étant le rapport des efforts maxi-
mums en traction par rapport à ceux en cisaillement pour chaque configuration
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(1-2) et (1-3). Pour les connecteurs C1 et C2, le paramètre de couplage est RN w
Fi G12Tensi le
Fi G12Shear

, et pour le connecteur C3, RN w Fi G13Tensi le
Fi G13Shear

.

L’application numérique de la procédure présentée ci-dessus est effectuée sur la base
des données expérimentales collectées dans le Tableau 5.3. Les paramètres identifiés sont
rassemblés dans le Tableau 5.4.

TABLEAU 5.4 – Resultats de l’identification directe

Élasticité ‘Plasticité’ Endommagement
Paramètres D11 = D22 D33 F0 RN RS Fi kS

identifiés (kN/mm) (kN/mm) (kN) (kN)
C1 et C2 2.6 2.7 3.9 0.7 1 7 1

C3 23.6 11.6 13.1 0.47 1 26 1

5.3.5 Identification par méthode inverse

L’approche directe a permis d’identifier huit paramètres pour chaque connecteur (D11,
D22, D33, F0, RN, RN, Fi , et kS). Cinq paramètres (Q, b, U f , KN, et β), pour chaque connec-
teur demeurent inconnus. Une méthodologie d’identification par méthode inverse est
proposée. Les fonctions coût et les algorithmes d’optimisation sont ensuite présentés.

Méthodologie d’optimisation

Une méthodologie séquentielle d’identification inverse est définie pour chaque connec-
teur. Cette méthodologie est proposée sur la base des résultats de l’étude paramétrique
du modèle (Annexe A). En effet, la variation du paramètre KN n’a aucune influence sur
la réponse numérique de l’essai de cisaillement pur. Une stratégie séquentielle d’optimi-
sation est donc proposée (Fig. 5.8) pour identifier les paramètres de chaque connecteur.
En fait, dans la première étape, Q, b et U f sont identifiés en utilisant la réponse expéri-
mentale de l’essai du cisaillement pur. Ensuite, pour la deuxième étape, KN est identifié
en utilisant la réponse expérimentale de l’essai de traction pure.

FIGURE 5.8 – Méthodologie séquentielle d’optimisation pour chaque connecteur

L’identification des paramètres de chaque connecteur se fait séparément. Dans le cas
de la configuration (1-3), les contributions des connecteurs C1 et C2 sont limitées et la
réponse globale est dominée par la réponse du connecteur C3 parce que les rigidités des
connecteurs C1 et C2 sont très faibles par rapport à la rigidité du connecteur C3 (K ¿ K3).
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Ainsi, il est proposé dans un premier temps, d’identifier les paramètres du connecteur
C3 en utilisant les résultats expérimentaux de la configuration (1-3). Ensuite, les para-
mètres des connecteurs C1 et C2 sont identifiés en utilisant les résultats expérimentaux
de la configuration (1 -2) (Fig. 5.9).

FIGURE 5.9 – Méthodologie d’optimisation des trois connecteurs

Bien qu’il soit supposé que l’exposantβ soit le même pour les trois connecteurs, l’iden-
tification directe de ce paramètre reste peu évidente pour un modèle à trois connecteurs.
Il est donc proposé de l’identifier par méthode inverse. L’étude paramétrique (Annexe A)
a montré que les essais en chargements purs sont indépendants de la valeur de β. Cepen-
dant, la variation du coefficient β influence les réponses des essais combinés. Il est donc
proposé d’identifier β par méthode inverse en utilisant le résultat expérimental de l’essai
en chargement combiné α = 45◦, après avoir identifié Q, b, U f , et KN.

Fonction objectif et algorithmes d’optimisation

Une fois la méthodologie d’identification inverse est définie, le choix de la fonction
objectif et de l’algorithme d’optimisation sont faits de la même manière que dans le cha-
pitre 3 lors de l’identification inverse du modèle connecteur pour l’assemblage deux tôles
(Sous-section 3.5.4). Deux algorithmes d’optimisations sont utilisés. En effet, un algo-
rithme génétique est d’abord utilisé avec un nombre réduit d’itérations. Ensuite, cette so-
lution est utilisée comme point de départ pour un algorithme d’optimisation par surface
de réponse adaptative (ARSM) (Sous-section 3.5.4). La fonction coût utilisée est définie
par l’équation suivante :

Gg l obal e =

(
Gai r

(Fmax)exp

)2

+GFmax
2 +GUFmax

2 (5.27)

Le logiciel d’optimisation PAM-OPT [SolverPam-Opt, 2011] est également utilisé pour
l’identification inverse des paramètres des trois connecteurs. Un programme d’optimi-
sation pour chaque étape est développé par analogie au programme développé pour le
modèle à deux tôles (Sous-section 3.5.4).
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5.4 Résultats d’identification

Les paramètres identifiés par méthode directe et inverse sont finalement rassemblés
dans le Tableau 5.5.

TABLEAU 5.5 – Paramètres identifiés des trois connecteurs

Paramètres Connecteurs C1 et C2 Connecteur C3

D11 = D22 (kN/mm) 2.6 23.6
D33 (kN/mm) 2.7 11.6

F0 (kN) 3.9 13.1
Q (kN) 20 7

b 4 0.5
RN 0.7 0.47
RS 1 1
β 1.2 1.2

Fi (kN) 7 26
U f (mm) 0.18 4

kN 0.26 0.07
kS 1 1

Dans cette section, les réponses du modèle numérique alimenté par les paramètres
identifiés (Tab. 5.5) sont comparés aux résultats expérimentaux. Les comparaisons sont
effectuées pour les essais Arcan purs et l’essai combiné (α = 45◦) qui ont servi à l’identifi-
cation.

Les Figures 5.10 et 5.11 montrent que le modèle numérique reproduit très bien les
résultats expérimentaux en termes de rigidité, de charge maximale, et d’énergie. Pour les
deux configurations (1-2) et (1-3) les courbes numériques et expérimentales sont en bon
accord. La rupture soudaine de la connexion est bien prévue pour la configuration (1-3)
(Fig. 5.10). Pour la configuration (1-2), la rupture progressive de la connexion due à la
déchirure de la plaque en cisaillement pur (Fig. 4.17), est également bien prédite par le
modèle numérique (Fig. 5.11).
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FIGURE 5.10 – Comparaison des résultats numériques aux résultats expérimentaux pour les tests
Arcan purs pour la configuration (1-3)
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FIGURE 5.11 – Comparaison des résultats numériques et expérimentaux pour le cisaillement pur
en configuration (1-2)
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5.5 Validation et discussion

5.5.1 Essais Combinés de validation

Afin de valider l’approche de modélisation macroscopique et le processus d’identi-
fication, deux essais en chargements combinés (α = 30◦, α = 60◦), qui n’ont pas servi à
l’identification, ont été modélisés. Les résultats numériques obtenus sont présentés et
comparés aux résultats expérimentaux dans la Figure 5.12. On remarque que les résultats
obtenus sont généralement satisfaisants. La rigidité est bien prédite pour les deux cas de
chargement. Cependant, l’effort maximal est surestimé en particulier pour α = 60◦.
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FIGURE 5.12 – Comparaison des résultats numériques aux résultats expérimentaux pour les tests
Arcan chargements combinés en configuration (1-3)

5.5.2 Effet angle de chargement sur les réponses numériques

Pour les différents angles de chargement, la forme de la réponse expérimentale est très
bien reproduite par le modèle numérique. Cependant, pour la valeur de la force maxi-
male, on remarque quelques dispersions. Cette erreur est calculée à partir de l’équation
suivante :

Er r eur (%) = |Fmax(moy) −Fmax(num)

Fmax(moy)
|×100 (5.28)

où :
Fmax(num) est l’effort maximal numérique, et Fmax(moy) (Eq. (4.5)) est l’effort maximal
moyen des trois tests expérimentaux.

De la même manière, les erreurs en déplacement et en énergie à rupture sont calcu-
lées. On remarque alors que l’erreur en effort maximal est maximale (13%) pour α = 60◦,
alors que l’erreur en déplacement à rupture est plus faible. Elle ne dépasse pas 7% en
traction pure (Tab. 5.7). L’erreur en énergie est maximale en traction pure avec une erreur
maximale de 9.25% (Tab. 5.8). Les résultats obtenus montrent la performance du modèle
numérique à prédire les essais expérimentaux pour tout les angles de chargement.
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TABLEAU 5.6 – Efforts maximaux expérimentaux et numériques pour les différents angles de char-
gement

α = 0◦ α = 30◦ α = 45◦ α = 60◦ α = 90◦

Fmax(moy) (kN) 13.09 13.97 16.46 20,08 27.71
Fmax(num) (kN) 14,54 14,95 18,17 22,62 27,41
Erreur en effort maximal (%) 11,10 7,02 10,42 12,69 1,07

TABLEAU 5.7 – Déplacements à rupture expérimentaux et numériques pour les différents angles de
chargement

α = 0◦ α = 30◦ α = 45◦ α = 60◦ α = 90◦

Ur up(moy) (mm) 1.74 1,66 1,53 1,49 1.46
Ur up(num) (mm) 1,86 1,62 1,54 1,51 1,48
Erreur en Ur up(num) (%) 6,89 2,76 0,65 1,34 1,16

TABLEAU 5.8 – Énergies expérimentales et numériques pour les différents angles de chargement

α = 0◦ α = 30◦ α = 45◦ α = 60◦ α = 90◦

Ener g i e(moy) (J) 14,59 15,60 16,13 19,70 23,56
Ener g i e(num) (J) 15,94 14,56 16,32 22,95 25,38
Erreur en énergie (%) 9,25 6,70 1,18 4,79 2,61

La Figure 5.13 montre que l’effort maximal numérique évolue en fonction de l’angle
de chargement de la même manière que l’effort maximal expérimental. La même conclu-
sion s’applique au déplacement à rupture (Fig. 5.14) et à l’énergie dissipée (Fig. 5.15).
L’influence de l’angle de chargement sur la réponse de l’assemblage soudé est également
bien prise en compte par le modèle numérique.
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FIGURE 5.13 – Évolution des efforts maximaux expérimentaux et numériques en fonction de
l’angle

5.5.3 Enveloppe de rupture

A partir des relations N = Fcos(α) et T = Fsi n(α), les résultats numériques obtenus ont

été présentés dans un diagramme

[
N

Nu
;

T

Tu

]
. La Figure 5.16 montre une bonne cohérence
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FIGURE 5.14 – Évolution des déplacements à rupture expérimentaux et numériques en fonction
de l’angle pour la configuration (1-3)
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FIGURE 5.15 – Évolution des énergies dissipées expérimentales et numériques en fonction de
l’angle pour la configuration (1-3)

entre les résultats numériques et l’enveloppe de rupture présentée dans le chapitre 4. Le
résultat de la simulation d’un essai supplémentaire à α = 75◦, colle bien avec l’enveloppe
de rupture expérimentale.
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FIGURE 5.16 – Critère de rupture

5.6 Conclusions

Dans ce chapitre on a proposé une approche de modélisation macroscopique basée
sur l’utilisation de trois éléments connecteurs pour simuler le comportement mécanique
et la rupture d’un assemblage trois tôles multi-matériaux soudé par point.

Le modèle proposé nécessite d’identifier des paramètres. Pour simplifier le processus
d’identification, une identification directe d’un premier groupe de paramètres est tout
d’abord proposée. Le reste des paramètres, plus compliqués à identifier, sont identifiés
par méthode inverse. Une méthodologie séquentielle d’identification inverse est propo-
sée.

Les hypothèses simplificatrices proposées ont permis de réduire le nombre de para-
mètres à identifier et de simplifier le processus d’identification. Des modèles simplifiés
ont été également proposés à partir desquels des relations analytiques entre des para-
mètres des connecteurs ont été définies. L’utilisation de ces relations et l’exploitation des
réponses expérimentales des essais Arcan ont permis d’identifier directement un groupe
de paramètres. Une méthodologie d’optimisation séquentielle est proposée pour l’identi-
fication inverse. Cette méthodologie est basée sur les résultats d’une étude paramétrique.

Les résultats du modèle numérique sont comparés aux résultats expérimentaux qui
ont servi à l’identification. La comparaison montre que le modèle reproduit correctement
les essais expérimentaux pour tous les angles de chargement et pour les deux configu-
rations testées (1-2) et (1-3). Le modèle proposé et la méthodologie d’identification ont
été validés en simulant des essais Arcan en chargements combinés qui n’ont pas servi à
l’identification des paramètres.
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Chapitre 6

Conclusions générales et perspectives

Les travaux présentés dans le cadre de cette thèse concernent la caractérisation expé-
rimentale et la modélisation numérique macroscopique de la tenue d’assemblages trois
tôles en aciers multigrades soudés par point, pour les calculs de structures sous sollicita-
tion dynamique.

Le deuxième chapitre de ce mémoire propose une revu de l’état d’art. D’abord, les dis-
positifs expérimentaux utilisés pour l’étude expérimentale du comportement mécanique
et de la rupture des assemblages soudés par point ont été présentés. Il ressort que les es-
sais type Arcan avec des éprouvettes à zone libre circulaire [Langrand et Combescure,
2004] donnent une meilleure caractérisation du comportement local de la connexion
soudée. En effet, la contribution des tôles dans la réponse globale est fortement réduite.
D’autre part, les chargements sont bien contrôlés pour les différents angles de charge-
ment. Cependant, l’utilisation de ce dispositif est limitée aux assemblages deux tôles sous
chargement quasi-statiques. Les assemblages trois tôles ne sont testés qu’avec des mon-
tages standards (traction en croix et cisaillement par recouvrement en particulier). En-
suite, un état de l’art des approches de modélisation de la tenue des assemblages soudés,
a également été présenté dans cette première partie. La démarche a consisté, dans un pre-
mier temps, à présenter les modèles mésoscopiques proposés dans la littérature. Ensuite,
les méthodes numériques permettant la modélisation macroscopique de la tenue d’as-
semblages soudés ont été répertoriés. Ceci a permis de situer le modèle proposé dans ce
travail par rapport à ceux-ci. En effet, la comparaison des différentes approches a montré
que l’approche utilisant un élément équivalent, qui consiste à associer une loi de compor-
tement à un élément fini pour modéliser le comportement non linéaire et la rupture de la
connexion soudé, présente un bon compromis entre la qualité de la réponse numérique,
le temps de calcul et la simplicité de la procédure d’identification de ses paramètres. L’uti-
lisation de cette approche donne des résultats satisfaisants pour la modélisation de la
tenue des assemblages deux tôles. Elle a donc été sélectionnée pour modéliser la tenue
mécanique et la rupture d’un assemblage trois tôles soudé par point par résistance.

Le troisième chapitre du mémoire présente le développement et l’identification du
modèle de connecteur sélectionné. Pour représenter le comportement non linéaire glo-
bal de l’assemblage soudé, une loi de comportement élastoplastique est associée à l’élé-
ment ressort équivalent à deux nœuds. La rupture de la connexion est modélisée par un
modèle d’endommagement linéaire associé à l’élément. Les paramètres du modèle ont
été identifiés en utilisant les résultats expérimentaux des essais Arcan élaborés par Lan-
grand et Combescure [2004]. Des hypothèses simplificatrices, des approximations analy-
tiques, et l’exploitation des résultats expérimentaux ont permis d’identifier directement
un premier groupe de paramètres. Les paramètres restants, plus difficiles à identifier, ont
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été déterminés par méthode inverse. Afin de simplifier la procédure d’optimisation, une
méthodologie séquentielle a été proposée en se basant sur les résultats d’une étude pa-
ramétrique également réalisée dans le cadre de cette thèse. Les résultats numériques ob-
tenus sont en bonne cohérence par rapport aux résultats expérimentaux des essais Arcan
en chargements purs et combinés. L’identification de l’exposant β du critère d’initiation
de rupture a permis d’améliorer la prédiction de l’effort maximal pour des chargements
combinés par rapport au modèle de Langrand et Combescure [2004] utilisant un critère
quadratique. Le modèle a ensuite été validé par rapport aux essais standards (traction
croix, cisaillement simple recouvrement et pelage). Les résultats obtenus sont générale-
ment satisfaisants. A la fin de ce chapitre, une étude de sensibilité du modèle à la taille
de maille a été proposée. Cette étude a montré que la variation du rayon d’influence peut
corriger l’effet du maillage sur la réponse du modèle. Par la suite, le modèle peut être
considéré indépendant de la taille de maille. Le travail présenté dans ce chapitre a fait
l’objet d’un article [Chtourou et al., 2017].

Le quatrième chapitre, présente l’étude expérimentale du comportement mécanique
et de la rupture d’un assemblage trois tôles multi-matériaux soudé par point par résis-
tance. L’assemblage étudié est caractérisé en chargements purs et combinés grâce à un
dispositif Arcan. Les essais présentés dans ce mémoire ont été réalisés à un régime in-
termédiaire grâce à la géométrie optimisée et la masse réduite de ce dispositif. L’assem-
blage étudié est constitué de deux plaques en acier Usibor 22MnB5 à très haute résistance,
d’épaisseurs proches. La plaque du milieu est en acier doux DX54D. La caractérisation de
l’usibor présentée dans la première partie du chapitre, montre la faible sensibilité de ce
matériau à la vitesse de déformation. Trois configurations de chargement (1-2), (2-3) et
(1-3) ont été testées. Les essais préliminaires ont montré que les réponses de la configu-
ration (1-2) et (2-3) sont similaires. D’autre part, la disposition des plaques et leurs épais-
seurs donnent un assemblage presque symétrique. Donc, le module de traction de l’as-
semblage soudé étudié est considéré symétrique et seuls les résultats des configurations
(1-2) et (1-3) ont été présentés. Pour la configuration (1-3) cinq angles de chargement ont
été testés. L’étude d’influence de l’angle de chargement a montré une évolution expo-
nentielle de l’effort maximal et de l’énergie à rupture en fonction de l’angle. Cependant,
le déplacement à rupture décroit en augmentant l’angle de chargement. Les différents
modes de rupture observés au cours de l’évolution de l’angle de chargement ont égale-
ment été présentés : rupture par déboutonnage, rupture mixte et rupture interfaciale. La
discussion des trois modes de rupture a permis d’expliquer les évolutions de l’effort maxi-
mal, de l’énergie et du déplacement à rupture en fonction de l’angle de chargement. Les
éprouvettes testées ont été livrées en trois lots suivant la taille des points soudés : lots 1
’conformes(-)’, lot 2 ’conforme (+)’, et un lot 3 ’non conforme’. Les résultats ont montré
que l’effort maximal augmente lorsque la taille du noyau est plus grande. Cette influence
est de plus en plus remarquable avec l’augmentation de l’angle de chargement. Une enve-

loppe de rupture présentée en terme d’efforts normalisés

[
N

Nu
;

T

Tu

]
a aussi été présentée

dans ce chapitre sur la base des efforts maximaux obtenus pour chaque angle de charge-
ment.

Le cinquième chapitre présente la modélisation macroscopique du comportement
mécanique et de la rupture d’un assemblage trois tôles multi-matériaux soudé par point.
Une approche de modélisation qui s’appuie sur un modèle à trois connecteurs, présente
l’avantage de pouvoir reproduire les différentes configurations de chargement(1-2), (2-3)
et (1-3). Afin de simplifier la procédure d’identification des paramètres du modèle pro-
posé, une stratégie d’identification a été mise en place. Par analogie à la stratégie propo-
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sée dans le chapitre 3, des hypothèses simplificatrices ont été tout d’abord présentées.
Pour chaque configuration de chargement, un modèle simplifié a été proposé afin de dé-
duire des relations analytiques entre les paramètres des trois connecteurs. En utilisant ces
relations et une exploitation des résultats expérimentaux, un groupe de paramètres a été
identifié directement. Les paramètres restants, plus difficiles à identifier, ont été confiés à
l’identification par méthode inverse. Les identifications directe et inverse ont été basées
sur les résultats expérimentaux des essais de caractérisation de l’assemblage trois tôles
présentés dans le chapitre 4. Les résultats du modèle numérique obtenus après identi-
fication ont été comparés aux résultats expérimentaux, et de bons résultats sont obte-
nus. L’approche de modélisation et la procédure d’identification ont été ensuite validées
par rapport à des essais Arcan combinés qui n’ont pas servi à l’identification. Une bonne
prédiction des résultats est également obtenue. Les résultats numériques et les résultats
expérimentaux ont les mêmes tendances de variation de l’effort maximal, de l’énergie et
du déplacement à rupture en fonction de l’angle. Le travail présenté dans ce cinquième
chapitre a fait l’objet d’un article [Chtourou et al., 2017].

Des perspectives concernant les parties expérimentale et numérique de ces travaux
peuvent être proposées. Sur le plan expérimental, une investigation de l’effet de la vitesse
de déformation sur le comportement de l’assemblage trois tôles peut être envisageable
en faisant des essais en chargement dynamique sur le vérin rapide, puis sur des barres de
Hopkinson en traction en utilisant le dispositif proposé. Des essais préliminaires ont été
déjà réalisés. Une vitesse v2 = 0.1 m/s a été tout d’abord testée sur le vérin rapide (Fig.
4.12). Les résultats obtenus sont présentés dans la Figure 6.1. On remarque qu’il n’y a pas
un effet significatif de la vitesse de déformation pour cette plage de vitesse de charge-
ment (v = 0.001 m/s et v2 = 0.1 m/s). Une troisième vitesse plus grande v3 = 4 m/s a été
ensuite testée sur des barres de Hopkinson (Fig. 6.2), pour α = 0◦. Les résultats obtenus
(Fig. 6.3) montrent une augmentation de la rigidité de la réponse de l’assemblage soudé
en augmentant la vitesse de chargement. Cependant, le déplacement à rupture diminue
lorsque la vitesse de chargement augmente. La rupture de la connexion est alors plus ra-
pide, mais, l’effort à rupture (effort maximal) est presque la même pour les trois vitesses
testées. D’autres vitesses sont encore nécessaires pour confirmer cette tendance d’évolu-
tion des propriétés mécaniques de l’assemblage soudé trois tôles en fonction de la vitesse
de chargement. L’effet de la vitesse de déformation doit être ensuite investigué pour les
autres angles de chargement.
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FIGURE 6.1 – Essais dynamiques à v3 = 4 m/s en configuration (1-3), réalisés sur la machine de
traction

Sur le plan numérique, encore plus de perspectives sont envisageables. Tout d’abord,
une automatisation de l’exploitation des courbes expérimentales peut être proposée pour
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FIGURE 6.2 – Essais dynamiques à v2 = 0.1 m/s en configuration (1-3), réalisés sur les barres de
Hopkinson
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FIGURE 6.3 – Essais dynamiques à v3 = 4 m/s en configuration (1-3), réalisés sur les barres de
Hopkinson

faciliter la procédure d’identification.
Bien que le modèle macroscopique et l’approche d’identification proposés ont donné

de bons résultats, d’autres validations sont envisageables :

— une validation par rapport à des essais de structures qui contiennent plusieurs points
soudés,

— une validation par rapport un autre assemblage symétrique qui combine d’autres
matériaux que des aciers multigrades,

— la méthodologie d’identification proposée a été basée sur une hypothèse de symé-
trie de l’assemblage étudié, ce qui a permis de réduire le nombre de paramètres et
de simplifier la procédure d’identification. La validation du modèle et de la métho-
dologie d’identification sur un assemblage non symétrique est alors nécessaire.

Finalement, si l’effet de vitesse de chargement se confirmait expérimentalement aux
plus grandes vitesse, il sera possible de l’introduire dans le modèle numérique.

120



CHAPITRE 6. CONCLUSIONS GÉNÉRALES ET PERSPECTIVES

Références

Chtourou, R., Leconte, N., Zouari, B., Chaari, F., Markiewicz, E., Langrand, B. (2017).
Macro-modeling of spot weld strength and failure : formulation and identification pro-
cedure based on pure and mixed modes of loading. International Journal of Enginee-
ring Computations , Vol. 34, iss.3. 118

Chtourou, R., Leconte, N., Chaari, F., Haugou, G., Markiewicz, E., Zouari, B. (2017). Macro-
modeling of the strength and failure of multi-layer multi-steel grade spot welds :
connector formulation, assembly model and identification procedure. Thin-Walled
Structures, Vol. 113, pp. 228–239. 119

Langrand, B., Combescure, A. (2004). Non-linear and failure behaviour of spotwelds : a
global finite element and experiments in pure and combined modes I/II. International
Journal of Solids and Structures, Vol. 41, pp. 6631–6646. 117, 118

121



CHAPITRE 6. CONCLUSIONS GÉNÉRALES ET PERSPECTIVES

122



Annexe A

Annexe : Étude Paramétrique
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FIGURE A.1 – Influence de la variation du paramètre b sur les réponses des chargements purs
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FIGURE A.2 – Influence de la variation du paramètre U f sur les réponses des chargements purs
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FIGURE A.3 – Influence de la variation du paramètre KN sur les réponses des chargements purs
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FIGURE A.4 – Influence de la variation du paramètre D33 sur les réponses des chargements purs
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FIGURE A.5 – Influence de la variation du paramètre β sur les réponses des chargements purs
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FIGURE A.6 – Influence de la variation du paramètre β sur les réponses des chargements combinés
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Annexe B

Annexe : Structure des fichiers d’un
calcul d’optimisation Pam-Opt/Abaqus

V



1 
 

$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$ Les données sont séparées par ‘,’   $$$$$$$$$$$$$$$$$$$ 

FREESP/                            , 

$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$ Définir le nombre de processeurs utilisés $$$$$$$$$$$$$$ 

PLATFM/        1       4                                                                                

END 

$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$  Définir l’algorithme d’optimisation  $$$$$$$$$$$$$$$$$$$ 

ALGKEY/ GENETIC 

        POPULATION_SIZE 100 

        ITER_NB 10 

        FAILED_PROCESS 

        RECAL_SOLUTION 

END 

$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$  Dossier de sauvegarde     $$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$ 

SVFILE/ 

                                                         pamopt_interface_data 

END 

$$$$$$$$$$$$$$$  Définir les variables à optimiser en utilisant des étiquettes  $$$$$$$$$ 

DESPAR/ &bEcrouissage                          0 

                             0.5            0.05               5             0.1 

        STICKER/       B 

DESPAR/ &FinDamage                             0 

                            0.5            0.05               5             0.1 

        STICKER/      UF 

$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$ Copier le fichier .py      $$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$ 

CPFILE/        0 RF3U3frame.py 

$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$  Spécifier le nom du fichier exécutable  .inp    $$$$$$$$$$$$$$$$ 

INPFIL/        0  Cisaillement.inp 

 



2 
 

$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$ Appeler le code de calcul ABAQUS    $$$$$$$$$$$$$$$$$$$$ 

BATCAL/        0       1       0                 

        abaqus                                                                   

         0      job=Cisaillement 

         0      interactive 

END 

$$$$$$$ Traiter le fichier output ABQUS pour récupérer la courbe numérique  $$$$$$$$$$ 

BATCAL/        0       2       0                 

        abaqus                                                                   

        0       python 

        0       RF3U3frame.py  

        0       Cisaillement.odb 

        0       RF1U1.txt 

        0       Step-1 P1-1 POINTCHARG PERIFINF 

        0       interactive 

END 

$$ Supprimer les fichiers générés par ABAQUS avant de lancer une nouvelle exécution   $$  

RMFILE/ Cisaillement.odb                              

RMFILE/ Cisaillement.abq                              

RMFILE/ Cisaillement.com                              

RMFILE/ Cisaillement.dat                              

RMFILE/ Cisaillement.mdl                              

RMFILE/ Cisaillement.msg                              

RMFILE/ Cisaillement.pac                              

RMFILE/ Cisaillement.prt                              

RMFILE/ Cisaillement.res                              

RMFILE/ Cisaillement.sel                              



3 
 

RMFILE/ Cisaillement.sta                              

RMFILE/ Cisaillement.stt                              

$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$  Lire le fichier de la courbe expérimentale     $$$$$$$$$$$$$$ 

GETCRV/ &&CourbeExper_Cisaillement                     0      -1       0 

                    ExperimentalCisaillement.txt       0 

                                                       0                         

$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$  Lire le fichier de la courbe numérique    $$$$$$$$$$$$$$ 

GETCRV/ &&CorbeNum_Cisaillement                        0       0         

                                       RF1U1.txt       0 

$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$ Traiter des données  $$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$ 

CALVAL/ &DIFF1_Cisaillement                            2 

        &&CourbeExper_Cisaillement               

        &&CorbeNum_Cisaillement                  

        DIFF1                                                                  0 

CALVAL/ &MaxY_essai_Cisaillement                       1 

        &&CourbeExper_Cisaillement               

        YMAX                                                                   0 

CALVAL/ &X(YMAX)_essai_Cisaillement                    1 

        &&CourbeExper_Cisaillement               

        X(YMAX)                                                                0 

CALVAL/ &MaxY_Num_Cisaillement                         1 

        &&CorbeNum_Cisaillement                  

        YMAX                                                                   0 

CALVAL/ &X(YMAX)_Num_Cisaillement                      1 

        &&CorbeNum_Cisaillement                  

        X(YMAX)                                                                0 

 

V 
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$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$ Fonction objectif principale     $$$$$$$$$$$$$$$$$$$$ 

VIEFCT/ &Erreur_CisaillementDiff 

 &DIFF1_Cisaillement / &MaxY_essai_Cisaillement 

END 

$$$$$$$$$$$$$$$$$$  Fonction objectif relative à la force maximale   $$$$$$$$$$$$$$$$$ 

VIEFCT/ &Erreur_Peak_Valeur_Cisaillement                 

( &MaxY_Num_Cisaillement - &MaxY_essai_Cisaillement ) / 

 &MaxY_essai_Cisaillement 

END 

$$$$$  Fonction objectif relative au déplacement correspond à la force maximale   $$$$$$ 

VIEFCT/ &Erreur_Peak_Position_Cisaillement               1.0 

 ( &X(YMAX)_Num_Cisaillement - &X(YMAX)_essai_Cisaillement ) / 

&X(YMAX)_essai_Cisaillement 

END 

$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$  Fonction objectif globale    $$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$$ 

OBJFCT/ &ErreurGlobalCisaillement                              0       0 

( &Erreur_CisaillementDiff ) ^INT 2 +  

 ( &Erreur_Peak_Valeur_Cisaillement ) ^INT 2 +  

 ( &Erreur_Peak_Position_Cisaillement ) ^INT 2  

END 

$$$$$$$$$$$$$$$$$  Introduire le fichier exécutable ABAQUS .inp modifié   $$$$$$$$$$$$ 

EXEINP/ 

*Heading 

** Job name: Cisaillement Model name: Cisaillement 

** Generated by: Abaqus/CAE 6.12-1 

*Preprint, echo=NO, model=NO, history=NO, contact=NO 

** PARTS 

*Part, name=P1 

vv 

vv 

vv 
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*End Part 

… 

** ASSEMBLY 

… 

*Connector Behavior, name=ConnSect-1 

*Connector Elasticity, component=1 

… 

*Connector Plasticity 

*Connector Hardening, definition=EXPONENTIAL LAW 

#STICKER/B,7,9,REAL 

 5.5, 1.5, 0.8 

… 

*Connector Damage Evolution, type=MOTION 

#STICKER/UF,1,4,REAL 

0.75, 

*Connector Potential, exponent=1.2 

… 

** BOUNDARY CONDITIONS 

… 

** OUTPUT REQUESTS 

… 

*End Step 

Introduire les étiquettes dans le .inp au niveau des 

paramètres à optimiser. 
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Annexe : Présentation simplifiée des
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Annexe D

Mesure de la dureté du point soudé

D.1 Problématique

Comment mesurer la dureté d’un point soudé (attaqué Nital) à des positions caracté-
ristiques dans une vue globale (à l’œil ou à la loupe binoculaire) mais indiscernables sous
l’objectif (x40) du microduromètre ?

FIGURE D.1 – Point soudé en vue macroscopique (attaqué Nital)

D.2 Solution

Une solution consiste à générer une image globale sous la loupe binoculaire et d’en
extraire les coordonnées (Xb,Yb) puis par transformation (rotation, translation) la reposi-
tionner sous le repère du microduromètre (Xm,Ym). Le protocole de mesure de dureté se
compose de 6 étapes :

— 1) calibration de la loupe binoculaire à l’aide d’un réglé au zoom 2.

— 2) mesure sous binoculaire des images élémentaires avec une attention particulière
pour obtenir une succession d’images la plus droite possible à l’aide d’un guide
visuel (croix) et physique (butée) (Fig. D.2),

— 3) les images élémentaires sont assemblées par "stitching" avec une corrélation uni-
quement en translation pour obtenir un champ étendu (Fig. D.3),

— 4) repérage sous le microduromètre des coordonnées d’éléments visibles tel que les
extrémités de la tôle prise en sandwich et transformation du repère du microduro-
mètre vers le repère de l’image (Xb,Yb) > (Xm,Ym).
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FIGURE D.2 – Positionnement sous la loupe binoculaire

FIGURE D.3 – Point soudé assemblé (stitching)

— 5) mise en place des filiations suivant les zones où les points 1 et 8 sont indentées
avec un pas de 1 mm et les points 2, 3, 4, 5, 6 et 7 avec un pas de 0.1 mm avec une
augmentation du pas entre 4 et 5 (Fig. D.4),

FIGURE D.4 – Points caractéristiques du point soudé

— 6) indentations puis mesures suivant 5 zones sur les 3 niveaux de tôles (2 mm,
0.55 mm et 1.62 mm) soit un nombre total de 62x3 indentations.

D.3 Résultats

Les évolutions des duretés d’un bord à l’autre et de la répartition des indentations sont
présentées respectivement en Figures D.5 et D.6.
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FIGURE D.5 – Évolution de la dureté sur chaque tôle d’un bord à l’autre

FIGURE D.6 – Répartition des indentations
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