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Le procédé de Moulage par Transfert de Résine (Resin transfer Molding : RTM) 
consiste à fabriquer des pièces en matériaux composites « en injectant une résine thermodurcis-
sable dans un moule fermé à l’intérieur duquel un renfort fibreux a été préalablement disposé ».  

Utilisé principalement dans les industries aéronautique et automobile, il reste cepen-
dant un procédé souvent difficile à maîtriser et dont le développement semble aujourd’hui plus 
que jamais dépendant des efforts de recherche dans les domaines de la modélisation et de la si-
mulation. 

Ainsi, depuis quelques années, des chercheurs d’horizons très différents ont contribué 
à l’amélioration et l’optimisation de ce procédé : chimistes, spécialistes des matériaux, rhéolo-
gues, mécaniciens des fluides, thermiciens, numériciens …  

Ce travail de thèse a pour objectif principal de mettre à contribution l’expérience du 
Laboratoire des Matériaux Macromoléculaires (LMM) dans les domaines de la chimie et chi-
miorhéologie des réseaux polymères thermodurcissables.  

Compte tenu de la forte interdisciplinarité de cette problématique, nous avons été ame-
nés à collaborer avec différentes équipes de recherche, aussi bien au sein de l’INSA de Lyon 
dans le cadre d’un Bonus Qualité Recherche (BQR), qu’à l’extérieur. 

Le travail est organisé en trois parties : 

La première partie vise à donner un aperçu global du procédé RTM et du savoir-faire 
actuel en matière de modélisation, à travers une étude de l’importante bibliographie disponible, 
et ceci dans le but de définir des pistes de travail pour le spécialiste des matériaux polymères. 

La deuxième partie concerne la modélisation des cinétiques de réticulation et a pour 
finalité de développer les méthodes de caractérisation par calorimétrie. Ces dernières apparais-
sent en effet comme une étape charnière entre le savoir-faire acquis en chimie des thermodur-
cissables par le LMM et la modélisation du procédé RTM. 

Enfin, la troisième et dernière partie regroupe les travaux réalisés dans les domaines de 
la rhéologie et des écoulements. Parmi les sujets qui y sont traités, on retiendra principalement 
le problème de la caractérisation de la perméabilité des renforts, l’étude de la chimiorhéologie 
et le suivi in situ des propriétés rhéologiques au cours du procédé. 

Pour chacune des parties, vous trouverez au début un sommaire détaillé et à la fin les 
références bibliographiques correspondantes. 
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Un matériau composite est par définition un mélange hétérogène de matériaux de natu-
res différentes, le but étant d’allier les propriétés de chacun des constituants [HAW 99]. Nous 
nous intéressons ici au cas particulier des matériaux composites dans lesquels un arrangement 
de fibres d’un matériau résistant (le renfort) est noyé dans une matrice polymère thermodurcie 
dont la résistance mécanique est beaucoup plus faible. Le rôle de la matrice est de maintenir la 
disposition géométrique de la structure fibreuse, de la protéger de l’environnement extérieur et 
de lui transmettre les sollicitations auxquelles est soumise la pièce. Il en résulte que les perfor-
mances mécaniques du matériau composite ainsi formé dépendent fortement de la liaison entre 
fibres et matrice. Cette dernière se présente sous la forme d’une interface diffuse appelée inter-
phase. Sa formation ayant lieu lors de l’élaboration du composite, on comprend alors 
l’importance de la maîtrise du procédé de mise en œuvre [LAR 94].  

Ainsi, la démarche de choix des matériaux de base, renfort et matrice, est indissociable 
du choix du procédé de mise en œuvre, on parle alors d’Approche Intégrée du couple procé-
dé/matériaux [CAR 96] .  

Lors de la conception d’une pièce en matériau composite, de nombreux critères vien-
nent s’ajouter, techniques d’une part (taille et forme de la pièce, performances requises, cadence 
de production, propriétés de mise en œuvre de la matrice, compatibilité avec les fibres …) et 
économiques d’autre part (coût, volume de production, investissements... ).  

:�2����������
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Nous commencerons par présenter le procédé RTM, puis les matériaux utilisés (chapi-
tre I). Tout en donnant ainsi une vision globale du procédé, nous nous efforcerons de mettre en 
évidence les problèmes rencontrés lors de la mise en œuvre et leur lien avec les différents phé-
nomènes physico-chimiques susceptibles d’intervenir. Cela nous permettra de mettre en évi-
dence l’intérêt majeur de la modélisation et de la simulation pour la maîtrise et l’optimisation 
du procédé.  

Nous essaierons ensuite de donner un aperçu détaillé de l’état de l’art actuel dans ces 
deux domaines (chapitre II). Puis, nous nous intéresserons plus particulièrement à la modélisa-
tion et à la mesure des propriétés des matériaux intervenant dans la simulation du procédé, ce 
qui nous permettra de dégager des pistes de recherche pour le spécialiste des matériaux polymè-
res. 

Enfin, nous définirons les objectifs du travail expérimental réalisé au cours de la thèse, 
qui sera développé dans les deux parties suivantes.  
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Au procédé de Moulage par Transfert de Résine (Resin Transfer Molding : RTM), on 
associe généralement un concept de moulage de pièces en matériau composite à l’origine d’un 
certain nombre de procédés industriels actuels regroupés sous le nom de Liquid Composite 
Molding (LCM) ou encore procédés d’injection sur renfort, [CAR 96] [HAW 99]. Il peut être 
décomposé en quatre étapes principales illustrées par la figure 1.  

Introduction et mise en
forme du renfort

Injection du
thermodurcissable

liquide

Réaction
de réticulation

Démoulage
de la pièce

 

Figure 1 : (���	�����������	���	������������&". 

Le renfort fibreux sec qui va constituer l’armature de la pièce composite finale est ini-
tialement introduit dans un moule et mis en forme, cette tâche pouvant aussi être effectuée avant 
l’introduction du renfort, on parle alors de préforme fibreuse. Après fermeture du moule et 
compression du renfort, un polymère thermodurcissable liquide est injecté dans le moule, im-
prégnant ainsi le renfort. Une fois le moule rempli, la réaction de réticulation est initiée. Fina-
lement, le démoulage intervient lorsque la pièce a atteint un niveau de réticulation suffisant. 
Cette dernière étape du procédé peut éventuellement être suivie d’une post-réaction. 

�.
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Cette description schématique a le mérite de donner un aperçu clair du concept RTM. 
Cependant, dans la pratique, il existe une grande interaction entre les différentes étapes ici sépa-
rées. De ce fait, la conception d’une pièce réalisée en RTM nécessite une approche globale 
[HAW 99].  

Pour donner un exemple, le choix de l’architecture de la préforme doit être fait bien 
sûr en fonction des propriétés mécaniques finales recherchées, mais aussi en tenant compte de la 
« processabilité » : facilité d’imprégnation, temps de remplissage du moule, caractéristiques du 
système thermodurcissable, etc. 
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Par ailleurs, il convient d’insister sur la grande souplesse d’application du concept 
RTM [CAR 96] [HAW 99]. Dans le cas du procédé RTM classique, l’injection est réalisée sous 
basse pression (inférieure à 10 bars) et à faible débit (de l’ordre du litre par minute), ceci pour 
des temps de cycles de quelques dizaines de minutes. Les nombreuses variantes visent principa-
lement soit à faciliter la phase d’imprégnation du renfort, par exemple en utilisant une assis-
tance sous vide (Vacuum Assisted RTM) ou une distribution ingénieuse du flux (SCRIMP, RFI), 
soit à réduire le temps de cycle en utilisant des pressions et débits d’injection plus élevés et des 
systèmes plus réactifs (High Speed RTM). 

�.:� �+����!	�������������0�"�

Les avantages du procédé RTM sont nombreux, ce qui explique sa popularité crois-
sante dans la majorité des secteurs de l’industrie des matériaux composites au cours des 20 der-
nières années [CAR 96] [HAW 99]: 

• Grande versatilité du procédé, aussi bien du point de vue économique que technique. Le pro-
cédé est utilisable de la façon la plus artisanale à la plus automatisée. La sophistication et le 
prix des équipements dépendent des cadences et de la qualité du résultat souhaités. Le RTM 
est actuellement le seul procédé capable de satisfaire à la fois les exigences des industries 
automobile (faible coût / moyennes et (potentiellement) grandes séries) et aéronautique (hau-
tes performances / petites et moyennes séries).  

• Les différentes variantes du RTM permettent son adaptation à une grande variété de renfort 
et de matrices. Par rapport à l’utilisation de préimprégnés, le coût des matières premières et 
de leur stockage est plus faible. 

• Des pièces très complexes et de grande taille peuvent être réalisées, tout en ayant un bon 
contrôle des dimensions et de l’état de surface. 

• La séparation des étapes de mise en forme du renfort et d’élaboration du matériau composite 
offre la possibilité d’un haut degré de contrôle de la microstructure (taux de fibre, orienta-
tion). 

• D’un point de vue sanitaire, le travail en moule fermé permet de réduire considérablement 
les contacts entre l’opérateur et les monomères ainsi que les émissions de produits nocifs tels 
que le styrène dans le  cas des polyesters insaturés. Cette particularité a été une des causes de 
son développement à partir des années 70 et sera probablement un avantage certain dans un 
avenir proche, compte tenu du développement des normes européennes. 



$����	���>�$���	���������������	��	�������	�	����3���������	���,B	���3��C���������	���

� �=

�.;� ��%��	������	��	��

En dépit de ces avantages, l’utilisation du RTM reste encore aujourd’hui bien moins 
répandue que celle d’autres procédés de moulage (moulage par contact-projection, réticulation 
de pré-imprégnés sous presse ou en autoclave) [CAR 96]. Cela tient à différentes raisons :  

• Historiquement, la technologie RTM est relativement ancienne puisque issue du procédé 
MARCO datant des années 40. On se situe alors au moment de la naissance des matériaux 
composites modernes. Cependant, le développement tardif de renforts et surtout de systèmes 
thermodurcissables adaptés au procédé a entraîné une longue période de veille technologique 
durant laquelle le RTM est resté à l’état de procédé semi-industriel [CAR 96]. 

• La durée des temps de cycles a toujours été et reste un handicap majeur du RTM. Jusque 
dans les années 60, son utilisation reste limitée à l’industrie navale [CAR 96] [POT 99]. Il 
est utilisé essentiellement pour des pièces en petite série où seul l’aspect de surface compte 
(coques de bateau).  

• Malgré son développement dans l’industrie automobile, impulsé par la crise pétrolière [GUY 
95], il reste encore cantonné à des niches dépassant rarement les moyennes séries. Le déve-
loppement de la technologie SRIM (Structural Resin Injection Molding), hybride entre le 
RTM et le RIM (Reaction Injection Molding), qui ouvrirait la porte à la production en grande 
série par la réduction des temps de cycle est freiné par une maîtrise du procédé rendue plus 
difficile. 

• L’utilisation dans l’industrie aéronautique, où la qualité des pièces prime sur la quantité, se 
développe de manière plus soutenue, malgré la stagnation actuelle des matériaux composites 
dans ce domaine. Toutefois, là encore, l’optimisation du procédé reste difficile du fait du 
nombre important de paramètres à maîtriser et de leurs interactions. La qualité de 
l’imprégnation constitue un problème récurrent [HAW 99]. 

• Enfin, la séparation des étapes de mise en forme du renfort et d’élaboration du matériau 
composite, si elle constitue un avantage conceptuel, peut devenir un piège pour le concepteur 
[HAW 99]. Par exemple, il est arrivé que des moules coûteux, conçus pour la réalisation de 
pièces complexes, se révèlent inutilisables en pratique du fait de l’impossibilité d’imprégner 
correctement le renfort pendant l’injection [ADV 94].  

D’une manière générale, malgré un concept simple, le RTM apparaît comme un procé-
dé complexe. Sa maîtrise en vue du dépassement des limites actuelles de son développe-
ment (réduction des temps de cycle et maîtrise de l’imprégnation du renfort) nécessite vraisem-
blablement encore d’importants efforts de recherche et développement. Cependant, de part ses 
avantages, et au vu des nombreux programmes de recherche, académiques et industriels, le 
concernant de part le monde, il représente un enjeu important pour l’industrie des matériaux 
composites.  
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Les matrices utilisées en RTM sont des systèmes réactifs  thermodurcissables. A l’état 
initial, elles se présentent sous la forme d’un liquide composé d’un ou plusieurs monomères 
multifonctionnels qui, par une réaction de polymérisation thermoactivée, vont former un réseau 
tridimensionnel solide, infusible et insoluble. 
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Si on considère le cas simple d’une réaction dans des conditions isothermes (figure 2), 
le système réactif initialement liquide voit sa viscosité augmenter progressivement avec la taille 
des molécules qui le composent jusqu’à la formation d’une macromolécule de taille macrosco-
pique qui entraîne la divergence de la viscosité. 

Après cette transformation structurale appelée gélification, le comportement macros-
copique du matériau devient celui d’un solide viscoélastique. La réaction se poursuit néanmoins 
sans ralentissement particulier au sein du solide jusqu’à atteindre une réaction quasi complète 
des monomères présents initialement, ceci à condition que la température de transition vitreuse 
(Tg) du matériau en évolution reste inférieure à la température de réaction.  

Dans le cas contraire, le matériau subit une deuxième transformation structurale : la vi-
trification et adopte un comportement vitreux. La diminution de mobilité moléculaire associée 
ralentit considérablement la réaction qui devient contrôlée par la diffusion. Il est alors néces-
saire d’augmenter la température de réaction et de la maintenir supérieure à Tg pour atteindre le 
taux d’avancement de la réaction maximal. 

Figure 2 : 0���������	�������������������	�%	�>�(+����������	����+���������	���	�������+	������	��3���C
���������	%��. 
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Lors du procédé RTM, la matrice est en fait soumise à un cycle thermique plus com-
plexe. Prenons le cas d’une injection réalisée dans un moule préchauffé : la matrice liquide voit 
tout d’abord sa température augmenter au contact des fibres et des parois du moule, puis la cha-
leur dégagée par la réaction vient à son tour augmenter la température. Compte tenu de la faible 
conductivité thermique des matrices polymères, on observe alors la formation, dans la pièce, 
d’un champ de température non uniforme et qui évolue dans le temps [BAI 97] [HAW 99].  
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Cette histoire thermique au cours de la mise en forme détermine les propriétés finales 
de la matrice réticulée, notamment la température de transition vitreuse, liée au taux de réaction 
atteint. Par ailleurs, si l’évolution du champ de température n’est pas contrôlée durant le procé-
dé, cela peut aboutir à la formation de points chauds qui conduisent à une mauvaise uniformité 
des propriétés de la pièce ou pire à la dégradation locale de la matrice. 
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La maîtrise de l’élaboration du matériau dépendant de son évolution avec l’histoire 
thermique, il est intéressant de pouvoir décrire son état à tout moment de la réaction. 

Au cours de celle-ci, la matrice est un mélange d’espèces chimiques de différentes tail-
les et fonctionnalités ce qui rend difficile sa description détaillée. Il est alors commode de défi-
nir une grandeur appelée degré de conversion, notée α, qui décrit l’avancement de la réaction, 
entre l’état initial ou aucune des fonctions chimiques n’a réagit (α = 0) et l’état final après réac-
tion totale (α = 1).  

Un autre effet important dont il faudrait tenir compte est celui des variations de vo-
lume spécifique qui sont en général non négligeables. Néanmoins, compte tenu de la difficulté 
de suivre et quantifier ces variations de volume en cours de réaction, nous n’en avons pas tenu 
compte.  

Ainsi, considérant que l’effet de la pression (faible dans le cas du RTM) peut lui aussi 
être négligé, nous décrirons l’état de la matrice en chacun de ses points au cours du procédé par 
seulement deux variables d’état : la température et le degré de conversion. 

	
�
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La majorité des thermodurcissables est utilisable en RTM, bien que les polyesters insa-
turés et les époxydes avec durcisseur amine soient les plus répandus. On citera en particulier, 
les réseaux phénoliques, les bismaléimides, et les cyanates ester. La plupart du temps, il 
convient plus de parler de formulation. Différents additifs sont en effet généralement mélangés 
au(x) monomère(s) : catalyseur, agents anti-retrait, démoulants, charges, additifs destinés à 
améliorer la ténacité de la matrice finale dont le comportement est souvent de type fragile.  
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Le choix du type de matrice et de la formulation est bien entendu fait en fonction des 
propriétés finales recherchées (propriétés mécaniques, adhésion aux fibres, tenue thermique, 
vieillissement, aspect de surface, …), du coût et des exigences du procédé. Néanmoins, 
l’utilisation du procédé RTM, nécessite que la formulation possède une viscosité suffisamment 
faible sur une certaine plage de température et pendant un temps assez long afin de permettre 
l’imprégnation du renfort, après quoi la réaction de réticulation doit se terminer rapidement 
pour pouvoir procéder au démoulage de la pièce.  
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Au moment de l’injection, la préforme fibreuse que le fluide thermodurcissable doit 
venir imprégner est un solide complexe, tant sur le plan de sa nature physico-chimique que de 
part sa structure géométrique. 
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Un large éventail de matériaux de renfort peut être utilisé en RTM. La plupart des ma-
tériaux fibreux sont représentés [HAW 99] : fibres de verre, de carbone, d’aramide, fibres ther-
moplastiques ou encore fibres naturelles (jute, chanvre) … Leur choix dépend principalement 
du type d’application. On retiendra que les secteurs automobile et aérospatial privilégient res-
pectivement les fibres de verre pour leur faible coût et les fibres de carbone pour leurs proprié-
tés mécaniques et leur légèreté. 
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La géométrie de la préforme influe très largement sur l’écoulement et sur la facilité 
d’imprégnation lors de la phase de remplissage. Elle nécessite une observation à plusieurs 
échelles [PAR 94].  

A l’échelle microscopique, on trouve la fibre qui constitue la plus petite unité contenue 
par le renfort (~ 10 µm de diamètre). Les fibres sont regroupées sous forme de torons compre-
nant entre 200 et 4000 fibres qui peuvent eux aussi être rassemblés pour former des mèches. On 
se situe alors à l’échelle mésoscopique.  

Ce sont ces torons ou ces mèches qui servent à la confection de la « préforme » ma-
croscopique soit directement par tissage tridimensionnel soit par l’intermédiaire de plis bidi-
mensionnels, tissés ou non (mat), voire de nappes unidirectionnelles, qui sont ensuite assem-
blés.  

Cette deuxième solution est de loin la plus répandue actuellement du fait de sa grande 
versatilité, du coût plus faible et de la grande variété des plis 2D. Cependant, l’assemblage de 
plis présente le désavantage de pouvoir être long et difficile. Il nécessite généralement une étape 
de préformage avant la mise en place du renfort dans le moule RTM. On retiendra que le type 
de plis utilisé (mat, tissus plus ou moins complexe) influe largement sur les propriétés de la pré-
forme : taux de fibre maximal (compressibilité), complexité de la géométrie de la pièce (drapa-
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bilité). Par ailleurs, la cohésion de la préforme est la plupart du temps assurée par un liant po-
lymère (thermoplastique ou thermodurcissable) incorporé aux plis. 
�
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Cette dernière observation nous amène à considérer la nature physico-chimique de la 
préforme. Pour des raisons de compatibilité entre les fibres et la matrice, on modifie générale-
ment les propriétés de surface des fibres, soit par des traitements de surface, soit par l’addition 
d’un ensimage. Physiquement, l’ensimage ou le traitement de surface correspondent à une cou-
che de seulement une centaine de nanomètres à la surface des fibres. Néanmoins, l’énorme sur-
face de contact entre la matrice et les fibres par unité de volume rend leur influence non négli-
geable. Outre une modification de la mouillabilité de la préforme [LAR 94] [KAR 97], cette 
influence peut se manifester par une modification locale des propriétés des la matrice (viscosité, 
réactivité) par la dissolution du liant ou de l’ensimage [KAR 97]. Dans le cas des fibres de 
verre, l’adsorption d’eau par les fibres peut aussi avoir un effet sur la cinétique de réaction. 
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Cette présentation succincte du RTM met en évidence la nécessité d’une optimisation 
du procédé pour la poursuite de son développement industriel. On comprend alors intuitivement 
l’intérêt fondamental de la modélisation du procédé et du développement d’outils de simulation 
numérique. 

Selon VELTEN [VEL 98], l’intérêt majeur d’une modélisation quantitative du procédé 
RTM et des procédés complexes en général réside dans les paramètres clefs qui en découlent. 
La modélisation peut en effet être abordée selon deux aspects : la simulation d’observations ex-
périmentales d’une part et la détermination des paramètres clefs du procédé d’autre part : 

• Dans le premier cas, les paramètres du modèle sont considérés comme des paramètres ajus-
tables, l’objectif étant la concordance entre les prédictions et les mesures expérimentales. 

• Par opposition, dans le deuxième cas, la détermination des paramètres du modèle vise à la 
compréhension du procédé. Ces paramètres traduisent en effet les différents phénomènes 
physiques mis en jeux, et en ce sens, la connaissance de ces paramètres est équivalente à la 
connaissance du procédé. Après quoi le modèle établi peut être utilisé de manière prédictive 
à travers un code de calcul afin d’aider l’ingénieur dans la conception. 

Dans le cas du RTM, l’examen des matériaux utilisés (matrice et renfort), compte tenu 
de la complexité de leur nature, de leurs comportements et de leurs interactions, laisse supposer 
que les paramètres de la modélisation du procédé seront essentiellement des propriétés des ma-
tériaux.  
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Il est évident que face à un procédé aussi complexe que le RTM, le raffinement de la 
modélisation dépend des objectifs de chacun. A l’heure actuelle, on peut distinguer deux ni-
veaux d’approche du problème. Le premier est essentiellement quantitatif et a pour but la simu-
lation. Il nécessite par conséquent un compromis entre la précision de la simulation et des temps 
de calcul raisonnables, d’où une limitation du nombre de phénomènes décrits, contrairement au 
deuxième niveau d’approche qui vise à la compréhension profonde des phénomènes physiques 
et chimiques. En contrepartie, il reste pour l’instant de nature plus qualitative du fait de la lour-
deur des modèles qui en découlent. 

Du point de vue quantitatif, l’objectif de la modélisation correspond à l’établissement 
d’un diagramme de moulabilité (figure 3) permettant à partir de la connaissance des paramètres 
du modèle (propriétés de la matrice, du renfort, du moule) et des conditions aux limites (pres-
sion ou débit d’injection, température du moule, …), de prédire le comportement du procédé à 
travers un certain nombre de variables d’état (champs de température, de pression, de degré de 
conversion …).  

Il devient alors possible d’optimiser les paramètres (à travers le choix des matériaux et 
de l’outillage) et les conditions aux limites afin d’arriver au résultat recherché, à savoir 
l’obtention d’une pièce composite correspondant au cahier des charges que l’on s’est fixé au 
départ. 

Figure 3 : /��!��%%	��	�%����,�����. 
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Comme nous l’avons vu lors de la présentation du procédé, les différentes étapes du 
RTM interagissent fortement. Il en est de même pour les phénomènes physiques et chimiques 
qu’elles mettent en jeux. 

L’étape de préformage conditionne les propriétés géométriques du renfort (taux de fi-
bres, architecture spatiale, rigidité …) on peut cependant la considérer comme extérieure au 
procédé en ce sens qu’elle ne fait que définir certaines propriétés du renfort. 

En revanche, l’injection constitue l’étape clef du procédé. C’est aussi la plus complexe 
à modéliser. On peut néanmoins décomposer le problème en trois sous modèles interagissant en-
tre eux  (figure 4): 

• Le modèle de l’écoulement régit par les équations de conservation de la masse et de la quan-
tité de mouvement et dont les variables d’état sont la pression et la vitesse. 

• L’équation de la chaleur qui décrit la conservation de l’énergie et dont la variable d’état est 
la température 

• Le modèle cinétique basé sur la conservation des espèces chimiques et dont la variable 
d’état est le degré de polymérisation. 

Figure 4 : "�������������	�����B	������0�". 

On s’aperçoit alors que la modélisation de l’étape de réaction est un cas simplifié du 
problème de l’injection, où l’écoulement n’intervient plus. 

Finalement, la modélisation globale du RTM passe par la modélisation et le couplage 
de trois « sous procédés » que sont l’écoulement, les transferts thermique et la cinétique de ré-
action chimique. 
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Lors de la phase d’injection du procédé RTM, le système réactif thermodurcissable li-
quide doit à la fois remplir l’ensemble des cavités laissées libres par le renfort fibreux présent 
dans le moule et imprégner/mouiller correctement ce dernier. Une modélisation rigoureuse se 
doit donc de fournir des paramètres caractéristiques de ces deux phénomènes.  

	
�
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La prise en compte de l’ensemble des phénomènes intervenant sur l’écoulement néces-
site une observation à trois échelles [PAR 94] : 

Le flux macroscopique correspond à l’avancée du fluide entre les mèches du renfort. 
Il est le résultat de l’action de forces motrices induites par le gradient de pression entre le fluide 
et l’air (ou le vide) présent dans le moule. Ce flux assure le remplissage du moule. Sa maîtrise 
permet d’éviter la formation de « zones sèches » (Dry spot) et de contrôler le temps de remplis-
sage. 

Le flux microscopique est caractéristique de l’avancée du fluide entre les monofila-
ments qui constituent les fibres du renfort. Il doit sa progression à la pression capillaire existant 
le long des filaments et à un gradient de pression interfilamentaire. Il est le moteur de 
l’imprégnation des fibres et est susceptible d’influencer le flux macroscopique. Une trop 
grande inhomogénéité entre flux macroscopique et microscopique peut entraîner la formation de 
microvides.  

Le flux moléculaire est le résultat de l'action des molécules situées à la surface des fi-
bres. Il conditionne le mouillage des fibres et est largement influencé par les affinités entre 
l’ensimage et le fluide [KAR 97]. Au cours de l’injection, ses effets se limitent à une influence 
sur le flux microscopique, due en particulier aux chaînes pendantes et à la dissolution de 
l’ensimage dans le fluide qui entraîne une variation locale de la viscosité. 

	
�
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Le flux macroscopique peut être décrit simplement en considérant le renfort comme un 
solide poreux offrant une certaine résistance lorsqu’un fluide le traverse. Cette action du renfort 
sur le flux macroscopique est quantifiée par sa perméabilité. 
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Historiquement, la notion de perméabilité a été introduite par DARCY en 1856 [DAR 
1856]. En mesurant la chute de pression lors du passage de l’eau à travers une colonne de sable 
(considérée comme un solide poreux) en fonction du débit, il en déduisit une relation empirique 
permettant de quantifier la résistance de la colonne de sable et qui est connue sous le nom de 
Loi de DARCY : 

L
PA

KQ
∆
∆

η
=     Équation 1 

Où  : - Q : débit volumique du fluide (m3.s-1) 
- ∆P : perte de charge de l’écoulement (Pa) 
- ∆L : longueur de l’écoulement (m) 
- η : viscosité du fluide (Pa.s) 
- A : section de l’écoulement (m2) 

- K : perméabilité du milieu poreux (m2 ou DARCY). On remarque que cette grandeur 
est homogène à une surface. Grossièrement, on peut considérer qu’elle correspond au 
carré du diamètre moyen des pores.  

L’application de la Loi de DARCY à l’injection RTM nécessite son extension aux 
écoulements tridimensionnels [GOU 95] :  

P
K

v ∇⋅
η

−=�     Équation 2 

avec : - v�  : champ de vitesse du fluide 

- P∇ : gradient de pression 

Dans cette nouvelle formulation, la perméabilité intervient sous la forme d’un tenseur K  

du troisième ordre, supposé symétrique [WEI 98 A]. 
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=  Équation 3 

Moyennant cette hypothèse, la caractérisation de la perméabilité nécessite de connaître 
uniquement six paramètres indépendants [WEI 98 A] : L’orientation des trois directions princi-
pales Xp, Yp, Zp et les valeurs des perméabilités principales associées kXp, kYp et kZp. La per-
méabilité effective dans n’importe quelle direction de l’espace peut ensuite être calculée à partir 
de ces six paramètres. 
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L’ajout d’une condition de conservation de la masse à la loi de DARCY supposant 
l’incompressibilité du fluide (équation 4) conduit à l’équation de l’écoulement (équation 5) 
[ADV 94], qui permet de simuler le remplissage connaissant les conditions aux limites de 
pression et/ou de vitesse. En pratique, ces conditions aux limites sont la pression ou le débit 
imposé au seuil d’injection, une vitesse nulle à la paroi (hypothèse de non glissement) et une 
condition de pression au niveau des évents.  

0v =⋅∇     Équation 4 

0P
K =

�
�

�

	






�

�
∇⋅

η
⋅∇     Équation 5 

L’écoulement macroscopique est donc finalement décrit par un modèle à deux paramè-
tres que sont la viscosité du fluide et le tenseur de perméabilité du renfort. Si les conditions sont 
telles que la loi de DARCY est effectivement valable et que les effets du flux macroscopique 
sont négligeables, la validité des prédictions de l’équation de l’écoulement macroscopique dé-
pend essentiellement de la connaissance de ces deux paramètres.  
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La loi de DARCY repose sur un certain nombre d’hypothèses, dont la validité est par-
fois critiquable dans le cas du RTM : 

• Le fluide est supposé newtonien et incompressible, ce qui est justifié si la fin de l’injection a 
lieu bien avant la gélification.  

• Le milieu poreux est indéformable. Cette condition pourra être mise à mal si des pressions 
d’injection supérieures aux pressions de préformage du renfort sont employées [WEI 98 B]. 

• L’écoulement doit être laminaire. Cette hypothèse est généralement vérifiée en RTM classi-
que, car l’injection à lieu à débit ou pression faible. Par contre, dans le cas du High Speed-
RTM où le flux est plus important, l’équation de DARCY ne suffit plus à décrire l’effet du 
renfort sur l’écoulement [TUC 94]. 

• Le milieu poreux est supposé totalement saturé en fluide, ce qui est bien sûr faux lors du 
remplissage où il existe toujours une zone au voisinage du front de matière où la saturation 
n’est que partielle. 

• La taille des pores est supposée faible par rapport aux dimensions du milieu poreux.  

• Enfin, la perméabilité est définie comme une propriété intrinsèque du milieu poreux, suppo-
sée indépendante de la nature du fluide et les effets de diffusion et capillarité sont négligés. 
En pratique ces hypothèses ne seront pas vraies, en particulier au voisinage du front de ma-
tière. Elles constitueront une bonne approximation uniquement si l’influence des flux mi-
croscopique et moléculaire sur l’écoulement sont négligeables devant celle du flux macros-
copique. 
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En pratique, l’influence du flux microscopique dépend aussi bien de l’architecture du 
renfort à cette échelle que de son affinité avec la matrice, de la vitesse de l’écoulement. Le pro-
blème de l’imprégnation peut en effet être abordé de deux manières différentes, en introduisant 
des paramètres supplémentaires, caractéristiques de l’écoulement à l’échelle microscopique. 

Par analogie avec le flux macroscopique, on peut tout d’abord définir une perméabilité 
à l’échelle mésoscopique [CHA 93] [PAR 94], on a alors un comportement fortement anisotro-
pique suivant que les torons soient perpendiculaires ou parallèles à la direction du front. Il est 
ainsi possible de modéliser le flux microscopique par la loi de DARCY pour des architectures 
simples. On observe alors que l’importance de la contribution du flux microscopique dépend de 
la différence entre les perméabilités macroscopique et mesoscopique. 

Une autre approche consiste à prendre en compte les interactions entre les fibres et la 
matrice à travers les énergies de surface [AHN 91] [KAR 97], ce qui amène à considérer la 
contribution de la pression capillaire à l’écoulement. L’influence du flux microscopique sur 
l’écoulement dépend cette fois de l’importance de cette contribution par rapport à celle de la 
pression appliquée par le système d’injection.  

Ces deux approches conduisent à la même conclusion : pour un couple renfort/matrice 
donné, le rôle joué par le flux microscopique dépend de la vitesse de l’écoulement macroscopi-
que. Si celle-ci est trop lente, l’écoulement microscopique, plus rapide entraîne une diffusion au 
front de matière et inversement, si la vitesse de remplissage est trop rapide, elle se trouve frei-
née afin de permettre l’imprégnation. 

	
�
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L’utilité de ce paramètre est qu’il permet d’englober l’ensemble des effets dus à la na-
ture géométrique milieu poreux constitué par le renfort. Sa prédiction peut être effectuée selon 
deux approches : l’une analytique et l’autre numérique [ADV 94]. 

Dans chacun des cas, la démarche consiste à définir un volume représentatif de la pé-
riodicité spatiale de géométrie du renfort et à résoudre l’écoulement dans cet élément. La rela-
tion obtenue entre la chute de pression induite par le renfort et le flux de matière permet 
d’identifier la perméabilité par comparaison avec la loi de DARCY, supposée valable à l’échelle 
macroscopique. 

Des expressions analytiques de la perméabilité en fonction du diamètre des fibres, de 
leur arrangement spatial et de la porosité ont pu être développées à partir d’un modèle 
d’écoulement capillaire en considérant des géométries idéalisées (arrangement de tubes parallè-
les ou perpendiculaires au flux de matière) 

La prédiction de la perméabilité de tissus réels nécessite quant à elle une approche nu-
mérique du fait de la complexité de leurs géométries. Il faut alors résoudre l’équation de STO-
KES sur le volume élémentaire. Malheureusement, cette méthode reste encore limitée à l’heure 
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actuelle. Elle ne permet en particulier pas de déterminer les directions principales de perméabi-
lité [ADV 94]. Pour cette raison, en pratique, les composantes du tenseur de perméabilité doi-
vent être mesurées expérimentalement à partir de l’écoulement dans différentes configurations.  
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Lors de la mise en œuvre d’un composite, la viscosité d’une matrice thermodurcissable 
à un instant t est influencée par son histoire thermique qui définit l’état d’avancement de la ré-
action, par la température T, la pression P, la vitesse de déformation γ� et la présence du renfort 
que l’on peut représenter dans un premier temps par une variable R. On donc dans le cas géné-
ral [HAL 96]: 

( )R,,P,t,T γη=η �     Équation 6 

Dans le procédé RTM, la viscosité doit être modélisée lors du remplissage, c’est à dire 
bien avant le gel. On peut donc raisonnablement négliger l’influence de la vitesse de déforma-
tion en considérant que la matrice se comporte comme un fluide newtonien.  

De plus, l’injection ayant généralement lieu à pression faible, on négligera aussi 
l’influence de cette variable sur la viscosité. Il reste donc a priori trois variables susceptibles 
d’influencer la viscosité lors du procédé : 

• L’histoire thermique définissant l’état d’avancement de la réaction, l’effet du temps et de la 
température pourra aussi bien être exprimé en fonction de la température et du degré de 
conversion α. En laissant de côté l’influence du renfort, on a donc : 

( )
( ) ( )
( )t,T

,TtTT

t,T

α=α
αη=η⇔=

η=η
   Équation 7 

• L’effet du renfort est par contre plus difficile à caractériser par une seule variable R, son in-
teraction avec la matrice durant le remplissage étant mal connue. Potentiellement, le phéno-
mène le plus probable est la dissolution dans la matrice des molécules présentes à la surface 
des fibres (liant, ensimage, eau …) qui peut entraîner une modification de la viscosité direc-
tement par plastification à travers la modification de la cinétique de réaction. Cette dernière 
peut par ailleurs être influencée par une migration de certaines espèces chimiques de la ma-
trice à la surface des fibres. Au cours du remplissage, une telle dissolution dépendra vrai-
semblablement de la vitesse de la matrice, de son temps de contact avec les fibres et de la so-
lubilité des espèces dans la matrice.  

Par conséquent, la prise en compte de l’effet du renfort sur la viscosité lors de la phase 
d’injection est particulièrement difficile à modéliser, ce qui explique qu’il soit négligé dans 
l’ensemble des travaux publiés sur le RTM où la viscosité est représentée par une fonction du 
temps et de la température ou plus généralement du temps et du degré de conversion. 
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D’après les travaux de BERRY et FOX [CHE 93], on peut exprimer la viscosité d’une 
substance comme le produit d’un facteur de forme F dépendant de la taille et de la forme des 
molécules présentes et d’un facteur de friction ζ fonction de la température ou de la densité:  

ζ⋅=η F     Équation 8 

Dans le cas d’un polymère thermodurcissable, ces deux facteurs évoluent au cours de 
la réaction de réticulation. 

�7�8�����������������

A l’état initial, le milieu est composé d’une population stable de molécules plus ou 
moins grandes, mais de tailles relativement faibles. La viscosité dépend donc uniquement du 
facteur de friction ζ qui peut être exprimé par l’équation de VOGEL [CHE 93] : 
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−α+
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exp

1

0    Équation 9 

Où ζ0 est un facteur de friction intrinsèque, indépendant de la température et de la masse molé-

culaire ; fg est la fraction de volume libre à la température de transition vitreuse Tg ; B est un 

paramètre ajustable qui représente la fraction volumique critique nécessaire au déplacement 

d’un segment de chaîne ; et α1 est le coefficient d’expansion au dessus de Tg. 

La viscosité initiale peut donc être modélisée par l’équation de WILLIAMS, LANDEL 
et FERRY (WLF) [LAN 86] :  

( )
( )

[ ]
[ ]gTTC

gTTC

gT
T

ln
2

1

0

0

−+

−
=

�
�
�

�

�
�
�

�

η
η

    Équation 10 

avec : 

g
1 f

B
C −=     Équation 11 

1

g
2

f
C

α
=     Équation 12 

Si la température est suffisamment élevée par rapport à la température de transition vi-
treuse, l’évolution de la viscosité peut être décrite plus simplement par une loi de type Arrhe-
nius sur un domaine de température peu étendu [LAN 86].  
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expA V
0    Équation 13 
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Où :   ( )s.PaFA ooζ=        Equation 14 

( )1

1
v mol.J

BR
E −

α
=    Équation 15 

Cette approximation est en général valable pour les matrices utilisée en RTM, et à 
l’avantage de réduire la modélisation de la viscosité à seulement deux paramètres si l’on consi-
dère comme négligeable l’avancée de la réaction pendant le remplissage.  
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Lors de la réaction, l’augmentation de la taille des molécules influence à la fois F et 
ζ [CHE 93] :  

• L’évolution du facteur de friction est due à l’évolution de fg, Tg et α1. Aussi, leur effet sur la 
viscosité est de plus en plus important au fur et à mesure que l’écart (T-Tg) diminue. 

• Le facteur de forme F est sensible à la masse molaire moyenne des molécules mais aussi aux 
branchements (très nombreux dans le cas d’une réaction de réticulation).  

Pour des polymères linéaires, la relation entre la viscosité et la masse molaire moyenne en 
masse dépend de la masse critique d’enchevêtrement Mc : 

η ∝ Mw  pour Mw<Mc    Équation 16 

η ∝ Mw
3,4

  pour Mw<Mc    Équation 17 

Par contre, pour les polymères branchés, il n’existe pas de relation bien établie entre les pa-
ramètres moléculaires et la viscosité. Cependant, il semble que l’on puisse tenir compte de 
cet effet en multipliant la masse moléculaire Mw par un facteur g traduisant la modification 
du rayon de giration due aux branchements. 

On notera par ailleurs, que suivant le type de polymérisation, la distribution des tailles des 
molécules évolue différemment, l’effet sur la viscosité sera donc à priori très différent. Dans 
le cas d’une réaction de polycondensation, l’augmentation de taille est relativement uni-
forme, par contre, pour une polymérisation en chaîne, il y a formation rapide d’une popula-
tion de grandes molécules baignant au milieu des petites. 
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Compte tenu de la complexité du phénomène, il n’existe à l’heure actuelle que des mo-
dèles empiriques décrivant l’évolution de la viscosité en fonction de l’histoire thermique et de 
différents paramètres ajustables.  

Un problème général des modèles empiriques est que le choix d’un modèle ne garantit 
pas la possibilité de décrire le comportement expérimental de n’importe quel thermodurcissable. 
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L’ensemble des modèles décrits dans la littérature ayant fait l’objet d’une revue relati-
vement récente [HAL 96] , nous nous contenterons de citer les plus significatifs. 

�7� ������������ ( )T,tη=η �

Ce sont les plus anciennes historiquement. Leur principal intérêt est qu’elles ne dépen-
dent pas de la précision du modèle cinétique nécessaire au calcul du degré de conversion. Cette 
particularité est d’un intérêt non négligeable en début de réaction où, comme le fait remarquer 
FONTANA [FON 98], la viscosité est extrêmement sensible à l’augmentation de la conversion. 

La majorité des lois proposées est basée sur un formalisme de type Arrhenius et peut 
être décrite par la forme générale suivante [HAL 96] :  

( )[ ] dt
RT
E
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E
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Où : Les paramètres A et Ev définissent la viscosité initiale et kk et Ek sont des constantes em-
piriques rendant compte de l’effet de la cinétique de réaction. 

Néanmoins, FONTANA [FON 98] propose une approche différente du problème qui 
consiste à établir un système d’abaques en utilisant le principe de superposition. Il considère 
qu’indépendamment de l’histoire thermique, la viscosité est déterminée uniquement par la tem-
pérature, cette approximation étant raisonnable loin de la gélification. 

On peut alors effectuer une normalisation de la viscosité iη à une température iT  à une 
viscosité rη à une température de référence rT , ceci à l’aide d’une fonction de décalage f (shif-
ting function) : 

( ) ( )rTiTfilnexpr −+η=η    Équation 19 

Ce qui entraîne l’égalité : 

( ) ( ) ( ) ( )rT2Tf2lnexprT1Tf1lnexpr −+η=−+η=η  Équation 20 

L’application de cette méthode est illustrée par la figure 5 pour le cycle thermique suivant : 
t1 secondes à une température T3 , t2 secondes à une température T1 inférieure à T3 , t3 secondes 
à une température T2 intermédiaire et enfin, t4 secondes de nouveau à la température T3 
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Dans le cas du procédé RTM où la variation de température est continue, l’application 
de cette méthode pose le problème de l’établissement des abaques qui nécessite d’une part 
grand nombre d’expériences de suivi de la viscosité lors de réactions isothermes et d’autre part 
l’interpolation du comportement entre les températures de mesures. Néanmoins, elle permet 
d’obtenir de très bons résultats avec différents types de résines en considérant une simple inter-
polation linéaire [FON 98]. 

Figure 5 : ��������������	����������	��	�IH�����. 

��7� ������������ ( )T,αη=η �

Malgré la difficulté de leur mise en œuvre, ces lois sont beaucoup plus en vogue que 
les précédentes. La principale raison à cela est qu’elles sont obtenues à partir des formalismes 
théoriques présentés plus haut [HAL 96]. 

On peut les classer en deux catégories, suivant le type de dépendance en température 
considérée : l’une basée sur l’équation de WLF et l’autre sur une équation de type Arrhenius.  

• L’équation de WLF peut en effet être étendue au cas du thermodurcissable en réaction en in-
troduisant une variation avec le degré de conversion des paramètres C1 et C2 et  de la tempé-
rature de transition vitreuse Tg, la viscosité à Tg étant considérée comme constante :. 
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   Équation 21 

• Une variante consiste à exprimer l’évolution de la structure du matériau à travers l’évolution 
de la masse molaire moyenne en masse Mw  et de Tg avec la conversion : 
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  Équation 22 

 Où : B, fg , α1 et ηo sont des constantes. 
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• Un modèle similaire peut être obtenu en considérant une variation arhénienne de la viscosité 
en fonction de la température : 

( ) ( ) RT/DC
wv

0M
M

RT
E

expA,T
+

�
�

�
�
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� α
�
�

	


�

�=αη   Équation 23 

 Où : Mo est la masse molaire initiale et C, D, A et EV sont des constantes. 

• Enfin, le terme de structure peut aussi être exprimé en utilisant une extension de la théorie de 
la percolation, applicable normalement à l’approche de la gélification :  
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�=αη    Équation 24 

 Où : αgel est le degré de conversion au point de gel et a, b, A et Ev sont des constantes. 

	
�
+
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A l’instar de la perméabilité, la viscosité apparaît comme une des propriétés les plus 
difficiles à modéliser lors du procédé. Les différents modèles disponibles étant empiriques, il 
conviendra pour chaque système thermodurcissable, de déterminer expérimentalement le mo-
dèle le plus adapté et d’en estimer les paramètres afin d’obtenir un écart minimal entre prédic-
tions et mesures expérimentales. 
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D’après la figure 4, la modélisation de la cinétique de réaction doit permettre 
d’exprimer d’une part l’évolution du degré d’avancement α et du flux de chaleur dégagé par la 
réaction par unité de masse, cette deuxième grandeur étant donnée par le produit de la chaleur 
de réaction ∆Hr par la vitesse de réaction [ADV 94] :  

trt
Q

∂
α∂∆Η=

∂
∂

    Équation 25 

Où : Q est la chaleur dégagée par unité de masse. 
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Comme il a été dit précédemment, il est possible de décrire l’état d’avancement de la 
réaction simplement à l’aide du degré de conversion. Dans ces conditions, en supposant que la 
réaction chimique est thermiquement activée comme c’est le cas en RTM, celle ci peut être mo-
délisée à l’aide d’une équation différentielle [YOU 96] : 

( )T,F
t

α=
∂
α∂

    Équation 26 

Avec pour condition initiale un degré de conversion α0 au temps t = 0.  

Un tel modèle cinétique est dit de type phénoménologique, car il décrit l’évolution 
globale de la réaction à travers le degré de conversion et de la température sans se soucier direc-
tement des espèces chimiques présentes .  

On suppose généralement que les contributions du degré de conversion et de la tempé-
ratures sont indépendantes [YOU 96], d’où la forme : 

( ) ( )� α⋅=
∂
α∂

ifTiK
t

    Équation 27 

Où : Les fi(α) sont appelées des fonctions cinétiques correspondant chacune à une réaction ou 
un ensemble de réactions et Ki(T) sont des constantes d’Arrhenius :  
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expAK i
ii     Équation 28 

Où : Ei est l’énergie d’activation et Ai le facteur de fréquence de la réaction ou du groupe de ré-
actions. 
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Les modèles cinétiques phénoménologiques peuvent reposer sur des considérations 
théoriques sur le mécanisme réactionnel, ou bien être de nature totalement empirique. Dans ce 
second cas, le sens physique des paramètres du modèle sera plus ambigu et il sera plus hasar-
deux d’utiliser le modèle de façon prédictive pour des conditions de température et de conver-
sion éloignées de celles qui auront servi à la détermination des paramètres. Nous citerons deux 
exemples : 
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Ce modèle à été établi pour les systèmes époxyde avec durcisseur amine en considérant 
directement les réactions mises en jeux [KAM 73] :  

( ) ( )21)a(2K211K
dt
d α−+α+α−=α

   Équation 29 

Où : a est un paramètre proportionnel à la quantité initiale de catalyseur. 

Néanmoins, il est aussi utilisé sous une forme étendue (équation 30), de manière tota-
lement empirique cette fois, pour décrire d’autres réactions de réticulation, notamment dans le 
cas de polyesters insaturés [GUY 95] : 

( ) ( ) ( )n1ma2Kn11K
dt
d α−+α+α−=α

   Équation 30 

Où : m et n sont des exposants ajustables. 
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Par opposition au premier, ce modèle illustre le cas d’une description totalement empi-
rique de la réaction [BAI 97] : 
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α⋅⋅��
�

	



�

�
�
�

	


�

� −⋅−⋅=
∂
α∂ 7

0i

i
ia1

T
refT

AexprefK
t

  Équation 31 

Son avantage est de permettre la description d’un nombre important de réactions, 
néanmoins sa plage de fiabilité sera limitée à des températures voisines de la température de ré-
férence Tref choisie. 
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En supposant que le mécanisme réactionnel est le même tout au long de la réticulation, 
la chaleur de réaction doit être indépendante de la conversion. Par contre, d’après la thermody-
namique, on doit tenir compte de sa variation avec la température, décrite par la loi de Kir-
chhoff  [GUY 95] : 

( ) ( )( ) −+∆=∆
T

T
010rr

0

dTTCpTCp)T(H)T(H   Équation 32 

Où : Cp0(T) et Cp1(T) sont respectivement les capacités calorifiques de la matrice initiale et 
après réaction totale à l’état caoutchoutique (c’est à dire en l’absence de vitrification) ; et ∆rH 
(T0) est la valeur de la chaleur de réaction à une température de référence T0.  

 On remarque que la plupart des auteurs négligent cette variation avec la température et 
considèrent une valeur constante de la chaleur de réaction [YOU 96]. 
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Dans cette section, nous considérerons le cas simplifié de la phase de réaction (après la 
fin du remplissage), le principe de conservation de l’énergie est alors décrit par l’équation de la 
chaleur sans transferts de masse [ADV 94] : 

[ ] ( ) 0
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��� ���� ����� ���� ����� ���� ��
 Équation 33 

Où :  

• ρ matrice est la masse volumique de la matrice (en Kg/m3) 

• [ρCp] composite est la capacité calorique volumique du composite (en J/m3) 

• Vf est le taux volumique de fibres (pourcentage, supposé constant). 

• 
composite

λ est le tenseur de conductivité thermique du composite. 

Tout comme le tenseur de perméabilité, ce tenseur est supposé symétrique [TUC 94]. 
Dans le cas général, il est donc caractérisé par 6 paramètres : trois conductivités principales λcX 
, λcY et λcZ (en W.m-1.K-1) et trois directions principales X, Y et Z. On notera que l’anisotropie 
vient de l’orientation des fibres. 
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Les conditions aux limites employées avec l’équation 33 sont généralement la tempé-
rature ou le flux de chaleur aux parois du moule. 

En supposant le composite en formation comme étant un milieu homogène, ce qui im-
plique d’une part que la résistance thermique de contact entre les fibres et la matrice soit nulle 
et que d’autre part le milieu se comporte effectivement de manière homogène à une échelle suf-
fisamment faible par rapport au volume considéré, les paramètres du modèle dépendent chacun 
uniquement de l’état de la matrice à travers ses deux variables d’état T et α, les fibres n’étant 
supposées subir aucune modification au cours de la réaction. 

En chaque point de la pièce de coordonnées (x,y,z) et à chaque instant t, les paramètres 
du modèle vont dépendre du degré de conversion α(x, y, z, t) et de la température T (x, y, z, t), 
il nous faut donc exprimer leur variations avec ces deux variables d’états. 
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Le produit de ces deux grandeurs étant une propriété volumique, sa valeur pour le 
composite est obtenue par une loi de mélange entre le renfort et la matrice en tenant compte de 
la fraction volumique de chaque composant [BAI 97] : 

[ ] ( )
matricematricerenfortrenfort pfpfcompositep CV1CVC ⋅ρ⋅−+⋅ρ⋅=ρ  Équation 35 

Notons que cela suppose que l’effet des interactions fibre/matrice sur la capacité calo-
rifique soient négligeables, ce qui semble réaliste. 
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A partir de considération thermodynamiques, on obtient l’équation suivante décrivant 
l’évolution de la capacité calorifique de la matrice avec le degré de conversion et la température 
[BAI 97] :  

( ) ( ) ( ) ( )TpC1TpCT,pC
01

⋅α−+⋅α=α   Équation 36 

Où : Cp0 et Cp1 sont respectivement les capacités calorifiques de la matrice avant réaction et 
après réaction totale cette fois encore dans l’état caoutchoutique. 

On remarquera néanmoins que l’application de cette équation pose en pratique un im-
portant problème d’extrapolation, Cp0 ne pouvant être mesurée expérimentalement qu’à basse 
température (avant le début de la réaction) et Cp1 uniquement à haute température (au dessus de 
la température de transition vitreuse du réseau thermodurcis) 
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La modélisation de la masse volumique de la matrice est plus complexe. Elle est sou-
vent considérée comme constante bien que sa variation soit importante pour la plupart des ma-
trices. MIJOVIC et WANG [MIJ 88] proposent un modèle empirique :  

( ) α⋅+ρ=ρ BTomatrice
   si α < αgel   Équation 37 

( )T1matrice
ρ=ρ   si α > αgel   Équation 38 

Où : αgel est le degré de conversion lors de la gélification, ρ1 et ρ0 sont respectivement les masse 
volumiques avant et après la gélification et B est une constante. 

Les propriétés du renfort étant indépendantes de la conversion, il suffira de déterminer 
expérimentalement les variations avec la température des 7 paramètres : Cp0 , Cp1 , ρ1 , ρ0 , B , 
ρ renfort , Cprenfort. Ces variations sont ensuite décrites par des polynômes ajustés aux mesures ex-
périmentales. 
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Cette grandeur est sans doute la propriété thermophysique la plus complexe à modéli-
ser du fait de sa nature tensorielle. Il n’existe pas de loi générale permettant d’exprimer les 
conductivités thermiques principales λcX , λcY et λcZ du composite en fonction des contributions 
des fibres et de la matrice.  

Considérons dans un premier temps la matrice seule, dont le comportement est iso-
trope. La mesure étant particulièrement difficile pendant la réaction, on utilise généralement une 
loi empirique inspirée de la variation de la capacité calorifique de la matrice avec la conversion 
[BAI 97] [GUY 95]. On a donc : 

( ) ( ) ( ) ( )T1TT,
01

λ⋅α−+λ⋅α=αλ     Équation 39 

Où : λ0 , λ, et λ1 sont respectivement les conductivités de la matrice (isotrope) avant, pendant et 
après réaction. 
 
 Pour le composite, le problème est encore plus complexe [BAI 97]  . Il faut en effet te-
nir compte de deux contributions : celle de la matrice et celle du renfort. Les modèles proposés 
dans la littérature permettent d’exprimer la conductivité thermique résultante dans une direction 
donnée en fonction de conductivités des deux constituants, de la géométrie (arrangement des 
phases) et de la composition (fractions volumiques), en considérant un contact thermique parfait 
entre les phases. 

  Même si cette modélisation est possible dans le cas de tissus simples [BAI 97], elle 
reste un problème complexe dans le cas général. 
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Nous avons donc décidé d’effectuer une approximation qui consiste à exprimer la 
conductivité dans une direction I de manière empirique, en fonction des conductivités thermique 
du composite mesurées expérimentalement avant réaction et après réaction totale :  

( ) ( ) ( ) ( )Tc1TcT,c
0

I
1

II
λ⋅α−+λ⋅α=αλ    Équation 40 

Où : λc I 0 , λc, et λc I 1 sont respectivement les conductivités du composite dans la direction I (I 
= X, Y, Z) avant, pendant et après réaction 

Il nous suffira donc finalement de mesurer expérimentalement les conductivités 
thermiques avant et après réaction et comme pour la capacité calorifique et la masse volumique, 
de décrire leur variations avec la température par des polynômes ajustés aux mesures 
expérimentales.  
 
�
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Lors de la phase de réaction, il suffit de coupler l’équation de la chaleur au modèle ci-
nétique, ce qui ne présente pas de difficultés théoriques majeures.  
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Au cours du remplissage, un problème vient compliquer la procédure de couplage des 
trois modèles : le milieu n’est en effet plus homogène. On a concrètement deux phases : l’une 
solide et poreuse constituée par le renfort et l’autre liquide constituée par la matrice. Le cou-
plage des équations pour ce milieu hétérogène devient alors très complexe.  

Une solution rigoureuse consiste à utiliser des méthodes d’homogénéisation permettant 
de calculer en chaque région du moule matérialisée par un volume élémentaire, les valeurs 
moyennes des paramètres nécessaires à l’application des trois modèles afin de permettre leur 
couplage lors de la simulation.  

Une telle démarche a été appliquée par TUCKER et DESSENBERGER [TUC 94] et 
aboutit à un système complexe de trois équations couplées. Bien que n’ayant pas l’intention 
d’étudier ce problème particulier au cours de la thèse, il nous a néanmoins semblé opportun de 
présenter ces équations dans l’annexe 1, dans le but d’offrir au lecteur une vision globale du 
problème de la modélisation du procédé RTM. 

D’une manière générale, on retiendra que les modifications des modèles thermique et 
cinétique, dues au couplage avec le modèle de l’écoulement nécessite l’introduction de paramè-
tres pour rendre compte des effets de transport de chaleur et de matière (figure 4). Ces paramè-
tres propres au procédé, qui dépendent à la fois des matériaux et des conditions d’injection, sont 
encore peu modélisés [HSI 99] [TUC 94] [ADV 94] et ne seront pas étudiés ici.  
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Ici, notre but n’est pas d’exposer en détail l’état de l’art de la simulation. Il existe à 
l’heure actuelle un nombre important de codes de calcul par éléments finis, aussi bien commer-
ciaux ou en cours de développement, développés par des industriels ou des universités [GUY 
95].  

La grande majorité permettent une prédiction fiable de l'écoulement en l’absence de 
transferts thermiques et de réaction chimique moyennant l’introduction des bonnes valeurs de 
perméabilité et de viscosité. La phase de réaction, après la fin du remplissage, ne pose guère de 
problèmes non plus.  

Par opposition, la simulation du remplissage avec prise en compte des transferts ther-
miques et de la réaction, qui réellement constituerait un outil précieux pour l’optimisation du 
procédé, reste beaucoup plus rare. Les seuls codes semblant donner des prédictions satisfaisan-
tes sont limités à des cas industriels simples [ADV 94] [CAB 98] . 

Face à cela deux raisons peuvent être évoquées. Tous d’abord, dans les paragraphe 
précédents, on aura remarqué que la description rigoureuse de l’étape d’injection du RTM est 
particulièrement complexe ce qui rend son implémentation numérique particulièrement lourde 
[ADV 94] et nécessite des moyens de calcul puissants [KAN 99]. Une autre réside dans le nom-
bre important de paramètres à déterminer, la plupart de ces paramètres étant caractéristiques des 
matériaux utilisés.  
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Cet examen détaillé des avancées actuelles de la modélisation du RTM met en avant 
deux conclusions :  

D’une part, les modèles sont de plus en plus complexes. Il en découle que leur fiabilité 
dépend de la détermination expérimentale des paramètres. Ces paramètres étant liés à 
l’évolution des propriétés des matériaux pendant le procédé, il est donc nécessaire d’étudier 
plus en profondeur ces propriétés afin de garantir la fiabilité des paramètres déterminés.  

D’autre part, certains phénomènes restent encore peu modélisés (imprégnation, effet de 
la surface), cette remarque étant aussi valable pour certains paramètres des matériaux (perméa-
bilité, viscosité). 

Le travail du spécialiste des matériaux doit donc s’orienter selon ces deux directions 
dans le but double d’aider à la détermination des paramètres nécessaires à la simulation du pro-
cédé et d’aller plus loin dans la maîtrise des propriétés finales du composite. 
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Suite à cette conclusion, nous avons orienté notre travail expérimental selon deux thé-
matiques principales qui seront présentées séparément au cours des parties suivantes de la thèse. 

La deuxième partie portera sur l’étude de la cinétique de réaction et les transferts 
thermiques durant la phase de réaction. Pour cela, nous nous intéresserons particulièrement aux 
méthodes calorimétriques inverses. 

La troisième partie sera quant à elle concentrée sur les problèmes liés à la modélisation 
de l’écoulement. Elle comprendra notamment une étude des méthodes de mesure de perméabili-
té, qu’il nous semble essentiel de maîtriser avant de chercher à aller plus loin dans la compré-
hension des effets des interactions entre la surface des fibres et la matrice sur l’écoulement, une 
étude de la rhéologie de la matrice, et enfin, une étude des propriétés diélectriques appliquée au 
suivi in situ de la rhéologie. 

Afin de servir de support à ce travail, nous avons été amenés à utiliser des systèmes 
composite modèles (réactif et non réactifs). Les motivations de leurs choix et leurs caractéristi-
ques sont décrites au début de chacune des parties.  
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L’étude bibliographique menée dans la première partie a permis de montrer que dans le 

cadre de la modélisation du procédé RTM, l’étude de la cinétique de réaction chimique de la 
matrice thermodurcissable a pour finalité l’établissement d’un modèle cinétique permettant la 
prévision de l’évolution du degré de conversion et du flux de chaleur dégagé par la réaction en 
fonction de l’histoire thermique. 

Le couplage de ce modèle cinétique avec l’équation de la chaleur doit ensuite permet-
tre la prédiction de l’évolution des champs de conversion et de température qui définissent les 
propriétés du système réactif lors du procédé (si l’on fait abstraction de la pression). 

Il convient alors d’adopter une approche de l’étude de la cinétique de réaction compor-
tant les objectifs suivants :  

• L’établissement d’un modèle capable de décrire globalement la réaction. Comme nous 
l’avons vu dans la première partie, ce modèle se présente généralement sous la forme d’une 
équation différentielle et d’une condition initiale : 

( ) ( )[ ]n11 ,,,,tT,tF
t

βββα=
∂
α∂

�    Équation 41 

( ) o0t α==α     Équation 42 

Où : αo est le degré de conversion initial, α(t) et T(t) sont respectivement le degré de conver-
sion et la température au temps t et βi sont les paramètres cinétiques du modèle (Energies 
d’activation, Facteurs de fréquence, Ordres de réaction …). 

• L’estimation de la valeur de ces paramètres β i et du degré de conversion initial α0. 

• Enfin, il est nécessaire d’estimer la plage de validité (domaines de degré de conversion et de 
température) du modèle ainsi obtenu et la vérification de sa fiabilité à travers la comparaison 
de ses prévisions à des mesures expérimentales in situ.  

La meilleure manière d’atteindre ce dernier objectif est de chercher à simuler 
l’évolution des champs de température et de conversion en cours de réaction dans une pièce par 
couplage du modèle cinétique avec l’équation de la chaleur.  

Une telle démarche implique néanmoins l’étude et la modélisation des propriétés ther-
mophysiques du matériau au cours de la réaction (masse volumique, capacité calorifique et 
conductivité thermique) et thermochimiques (enthalpie de réaction). 

Cette seconde partie aborde par conséquent à la fois les problèmes liés à la caractérisa-
tion de la cinétique de réaction, des propriétés thermophysiques et thermochimiques. 
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Les moyens expérimentaux permettant le suivi des cinétiques de réaction des thermo-
durcissables peuvent être séparés en trois groupes complémentaires permettant chacun de ré-
pondre à un ou plusieurs des objectifs cités au paragraphe précédent. 

�.�� "�����	���������+���	��	����	�����%���	��

Ce sont les plus adaptées à l’étude des mécanismes de réaction de polymérisation. El-
les sont sensibles soit aux fonctions chimiques présentes (Spectrométrie Infra Rouge ou Réso-
nance Magnétique Nucléaire), soit à la taille des molécules (Chromatographie d’Exclusion Sté-
rique (SEC)), voire aux deux (HPLC). Dans chaque cas, le signal détecté pour chaque espèce est 
corrélé à sa concentration.  

Potentiellement, ces méthodes donnent donc accès directement à l’évolution des 
concentrations des différentes espèces µi présentes au cours de la réaction, ce qui permet au 
chimiste de déterminer la (les) réaction(s) conduisant à la formation du réseau polymère.  

Une fois le mécanisme réactionnel établi, il est théoriquement possible de modéliser la 
cinétique de réaction quantitativement par un système d’équations différentielles faisant inter-
venir les concentrations des différentes espèces µi présentes avant et après la réaction, et la 
température.  

[ ] [ ] [ ] [ ]( )
[ ] [ ] [ ] [ ]( )

[ ] [ ] [ ] [ ]( )T,n,...,2,1nf
t
n

...

T,n,...,2,12f
t
2

T,n,...,2,11ft
1

µµµ=
∂
µ∂

µµµ=
∂
µ∂

µµµ=
∂
µ∂

   Équation 43 

La modélisation peut ensuite être simplifiée en considérant uniquement la réaction 
principale, c’est à dire celle conduisant à la formation du réseau polymère. Cette simplification 
conduit au modèle différentiel simple recherché. On remarque alors que le degré de conversion 
global α est en quelque sorte analogue à une « concentration » en réseau polymère formé.  
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Ces méthodes « chimiques » sont donc particulièrement utiles à l’étape d’établissement 
du modèle cinétique. Parallèlement, à travers les simplifications introduites lors du passage du 
modèle complet (équation 43) au modèle réduit (équation 41) (négligence de réactions se-
condaires …), elles nous renseignent sur les limites de validité de ce dernier.  

Elles sont aussi très utiles pour la détermination du degré de conversion initial αo. Par 
contre, elles ne permettent bien sûr pas la détermination de la chaleur de réaction.  

Quant à leur utilisation pour l’estimation des paramètres ou le suivi in situ, elle reste 
peu développée. En effet, les mesures « en ligne » sont relativement difficiles (IRTF), voire im-
possibles (RMN, SEC, HPLC) à mettre en œuvre aussi bien dans le cas du procédé qu’à 
l’échelle du laboratoire, ce qui implique en général un échantillonnage par prélèvement.  

Dans la pratique, cela consiste à soumettre un certain nombre d’échantillons à un cycle 
thermique (isotherme la plupart du temps). Ces échantillons sont généralement de faible taille 
(masse < 1 gramme) pour éviter les gradients thermiques internes qui conduiraient à une réac-
tion non uniforme. La réaction est ensuite stoppée par trempe thermique des échantillons à dif-
férents temps de réaction, après les échantillons sont analysés individuellement ex-situ de ma-
nière à déterminer l’évolution du degré de conversion. Par conséquent, le nombre de points de 
mesure reste limité, ce qui est préjudiciable pour la précision de l’estimation des paramètres du 
modèle. 

Enfin, ces méthodes ne sont pas sensibles aux transformations structurales subies par 
la matrice au cours de la réaction. Cela ne pose guère de problème pour la gélification qui n’a 
théoriquement aucun effet sur la cinétique de réaction, par contre le fait de ne pas pouvoir dé-
tecter le début de la vitrification est plus problématique. Cette deuxième transformation ayant 
pour conséquence le passage à une cinétique de réaction contrôlée par la diffusion, 
l’impossibilité de la détecter introduit une erreur supplémentaire, certains points de mesure pour 
lesquels les effets de diffusion interviennent pouvant être utilisés à tort lors de l’estimation des 
paramètres du modèle cinétique (supposé sans diffusion). 
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Basées sur la résolution de l’équation de la chaleur dans des conditions simples, ces 
méthodes permettent à la fois la détermination du flux de chaleur dégagé par la réaction et des 
propriétés thermophysiques de la matrice.  

On peut citer deux applications particulièrement intéressantes, ces exemples nous per-
mettant par ailleurs d’introduire la notion de méthode inverse. 
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Cette technique très répandue (décrite dans l’annexe 2), permet de suivre l’évolution 
du flux de chaleur échangé par un échantillon microscopique avec son environnement lorsqu’on 
le soumet à une évolution de température.  

Dans le cas d’un thermodurcissable, le signal obtenu w (en Watts / gramme de matrice) 
est théoriquement égal à : 

( ) ( ) ( )irP ,T,
dt
d

TH
dt
dT

T,Cw βαα∆−⋅α=    Équation 44 

Connaissant la valeur des différents paramètres cinétiques et thermophysiques de cette 
équation et l’évolution de la température dans le temps, il est possible de simuler le signal DSC 
expérimental W par résolution numérique de l’équation différentielle du modèle cinétique : 
C’est ce qu’on appelle le problème direct. 

Par analogie, il est possible d’estimer ces paramètres en les ajustant de manière à ré-
duire au minimum un critère d’écart entre les prévisions du modèle et les valeurs expérimenta-
les de flux : c’est ce qu’on appelle le problème inverse. 
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Dans cette technique beaucoup moins répandue [BOU 97], qui sera décrite plus en dé-
tail au chapitre VII, la démarche conduisant à l’estimation des paramètres est la même, à ceci 
prêt que l’on utilise un échantillon macroscopique.  

Celui-ci est placé dans un moule conçu dans le but de favoriser la conduction thermi-
que uniquement à travers son épaisseur, et instrumenté de thermocouples. En chauffant les faces 
extérieures de l’échantillon, on peut alors suivre l’évolution du champ de température 1D dans 
l’épaisseur. 

Connaissant les conditions aux limites de flux de chaleur ou de température sur les fa-
ces de l’échantillon, on peut chercher à estimer les paramètres de l’équation de la chaleur et du 
modèle cinétique permettant la simulation du champ de température 1D obtenu et/ou des flux de 
chaleurs sur les faces de l’échantillon. 

�
	
	� �'����!�����������'�������

On peut d’ores et déjà remarquer que ces deux méthodes calorimétriques se distinguent 
par rapport aux méthodes « chimiques » par deux points fondamentaux :  

D’une part, elles ne permettent plus la séparation des réactions individuelles, ce qui 
constituera un handicap si elles sont utilisées seules pour l’établissement du modèle cinétique, 
qui devient ainsi plus empirique.  
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D’autre part, elles sont beaucoup plus proches de la finalité de l’étude cinétique qui est 
la modélisation du procédé et en particulier des transferts thermiques. Elles donnent accès direc-
tement au terme source de chaleur et fournissent des informations supplémentaires sur les para-
mètres thermophysiques (capacité calorifique, conductivité thermique, masse volumique).  

L’accès à la capacité calorifique est particulièrement intéressant car cette grandeur est 
liée à la mobilité moléculaire. On pourra donc détecter une éventuelle vitrification.  

Un autre avantage certain de ces méthodes est que les mesures ont lieu en ligne et en 
régime transitoire. En comparaison avec les méthodes « chimiques », le nombre de points de 
mesure est donc beaucoup plus important pour un nombre d’échantillons identique. 

Dans le cas de la Macro Calorimétrie, l’intérêt principal par rapport aux autres métho-
des (DSC y compris) est d’utiliser des échantillons macroscopiques. Cela limite les éventuels 
effets de surface (dus aux capsules métalliques dans le cas de la DSC) et par ailleurs, il devient 
possible d’utiliser soit la matrice seule, soit directement le composite. On peut donc étudier 
l’effet du renfort sur la cinétique de réaction de la matrice. Bien entendu, il est aussi possible 
d’introduire des fibres dans les capsules DSC, mais la surface de contact fibre/matrice par unité 
de volume obtenue est alors à la fois différente de celle du composite réel et difficile à repro-
duire. 

Tous ces avantages des méthodes calorimétriques inverses sont néanmoins à mettre en 
rapport avec la complexité de leurs applications pratiques. La résolution du problème inverse 
peut en effet se révéler très complexe du point de vue mathématique et doit être abordée avec 
une grande prudence de manière à ce que les valeurs des paramètres estimés gardent un sens 
physique et ne deviennent pas de simples paramètres ajustables. 

�.:� "�����	��,���	������	����+���	����%�,�������	��	����	������	��	��

Par opposition aux deux premières, ces méthodes ne permettent pas le suivi de la réac-
tion proprement dite (de manière détaillée ou globale), mais des propriétés rhéologiques du ma-
tériaux en formation qui elles sont particulièrement sensibles à l’avancement de la réaction et 
aux transformations structurales subies par la matrice. De telles mesures seront donc utiles tout 
d’abord pour la détermination de la gélification (indétectable en cinétique) et de la vitrification. 

Par ailleurs, certaines de ces techniques, comme la spectrométrie diélectrique, permet-
tent le suivi de la réaction in-situ. Elles seront donc particulièrement utiles au contrôle du pro-
cédé. Néanmoins, il sera alors nécessaire de corréler les mesures effectuées (signal diélectrique) 
aux propriétés de la matrice (viscosité, degré de conversion).  

Ces méthodes seront étudiées dans la troisième partie. 
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Les méthodes calorimétriques inverses semblent ouvrir les perspectives les plus inté-
ressantes pour la modélisation du procédé RTM. Celles-ci apparaissent en effet comme un pivot 
entre l’étude de la chimie de la réticulation des matrices thermodurcissables et son application à 
la maîtrise du procédé. 

Néanmoins, leur utilisation apparaît comme indissociable d’une étude préliminaire du 
mécanisme réactionnel à l’aide de méthodes « chimiques ».  

L’étude des deux méthodes calorimétriques décrites précédemment, sera donc illustrée 
par la caractérisation de la cinétique de réaction d’un système composite modèle de type cya-
nate ester/ fibres de verres adapté au procédé RTM et dont le mécanisme de réaction a déjà été 
largement étudié au laboratoire comme nous allons le voir dans le chapitre II. 

La majeure partie des chapitres suivants sera consacrée à l’étude de la DSC qui fera 
tout d’abord l’objet d’une étude bibliographique détaillée (chapitre III) au terme de laquelle 
des objectifs plus précis seront définis.  

Le chapitre IV consistera ensuite en une étude théorique en simulation de l’analyse 
d’expériences DSC en balayage de température qui permettra d’étudier les principaux problè-
mes liés à cette méthode et d’y remédier en proposant une procédure de mesure et de caractéri-
sation de la cinétique. Enfin, la procédure proposée sera appliquée à l’étude de la cinétique du 
système thermodurcissable cyanate ester au chapitre V. 

Les chapitres VI et VII seront quant a eux centrés sur l’étude de la calorimétrie in-
verse avec transferts thermiques 1D. Le premier consistera à effectuer la caractérisation des 
propriétés thermophysiques du système cyanate ester et du composite cyanate ester / mat de 
verre qui seront utilisés conjointement au modèle cinétique établi au chapitre V afin d’étudier 
de manière qualitative l’effet des fibres sur la réaction en macro calorimétrie au chapitre VII. 

Enfin, nous conclurons cette partie en rappelant les contributions apportées et en pré-
sentant les perspectives de travail futures. 
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Les dicyanates ester [SNO 94] forment une famille de polymères thermodurcissables 
donnant lieu à la formation de réseaux à haute température de transition vitreuse (de l’ordre de 
250 à 300 °C). Caractérisés par la présence de deux fonctions cyanate (R-O-C≡N), ils ne doi-
vent pas être confondus avec leurs isomères les isocyanates (R-N=C=O) au demeurant bien plus 
répandus.  

La réaction de polymérisation est une cyclotrimérisation thermiquement activée : il 
s’agit d’une polycondensation faisant intervenir trois fonctions cyanate qui donnent naissance à 
un cycle triazine (ou cyanurate). Ces cycles constituent alors des nœuds chimiques de réticula-
tion aboutissant à la formation d’un réseau polycyanurate thermodurci. 

Du point de vue des applications dans les matériaux composites, les dicyanates ester 
sont intéressants pour le secteur aérospatial de part leurs propriétés thermomécaniques et leur 
faible constante diélectrique due à la non polarité de cycles triazine. Ces propriétés en font par 
ailleurs des matériaux de choix en électronique. 

Le monomère utilisé dans notre étude est le 1,1 – bis (4-cyanatophenol) ethane (figure 
6), vendu par Ciba Geigy sous le nom commercial LECY. Il contient environ 1% d’impuretés 
(monophénol, monocyanate et isomères ortho-para substitués). Adapté à la mise en œuvre par le 
procédé RTM, il se présente sous la forme d’un liquide de faible viscosité (température de tran-
sition vitreuse initiale Tg ≈ -50°C) qui réagit plus ou moins rapidement moyennant l’utilisation 
d’un catalyseur adapté. 

Dans cette étude, il s’agira d’acetylacetonate de cuivre (AcAcCu, Jansen Chemica) 
dissout dans du nonyl phenol (Aldrich). Cette solution catalytique est préparée en dissolvant 
4.118 g de poudre d’AcAcCu dans 100g de nonylphenol à 60°C pendant 4 heures. Cette solution 
est ensuite ajoutée au monomère LECY à température ambiante à raison de 2 pcr, ce qui corres-
pond à une concentration en ions cuivre (Cu++) de 200 ppm. Comme nous le verrons, ce sont ces 
ions métalliques qui jouent le rôle de catalyseur. La concentration en ions cuivre choisie permet 
d’obtenir des temps de réaction raisonnables pour une utilisation en RTM [TEX 97]. 
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Très schématiquement, la réaction de polymérisation peut être décrite de la manière suivante : 

Figure 6 : 0���������	�3��%�������	���S����������	������ � ������	.�
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Le mécanisme réactionnel détaillé est très complexe et peut faire intervenir des réac-
tions secondaires [SNO 94], certaines espèces intermédiaires étant par ailleurs encore mal défi-
nies [MIR 95]. Néanmoins, il est admis que les réactions intervenant sont influencées par cer-
taines des impuretés présentes dans le monomère, en particulier l’eau, les phénols et les ions 
métalliques, ces derniers ayant un effet particulièrement important sur la cinétique et étant utili-
sés comme catalyseur pour les applications industrielles. 
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Parmi les différents modèles mécanistiques issus du suivi cinétique par les méthodes 
« chimiques » décrites précédemment, le modèle de SIMON et GILHAM [SIM 92] est sans 
doute le plus adapté à notre étude. Il permet en effet de décrire assez précisément le mécanisme 
réactionnel tout en se réduisant à une simple équation différentielle utilisable en calorimétrie, si 
on néglige certaines contributions. 
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Ce modèle considère un ensemble de neuf réactions décrites par la figure 7. De ce mé-
canisme réactionnel, il est important de retenir que la formation des cycles triazine à lieu en 
deux temps : 

Il y a tout d’abord formation d’une espèce intermédiaire (Imido carbonate) par réaction 
d’une fonction cyanate avec une molécule d’aryl phénol ou d’eau (réactions I, IV et V). Dans 
le cas des aryl phénol, la réaction peut être catalysée soit par les ions métalliques ce qui conduit 
à la formation d’un imidocarbonate complexé, soit par les cycles triazine déjà présents (autoca-
talyse). 
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Dans un deuxième temps, les espèces intermédiaires imido carbonate réagissent suc-
cessivement avec deux fonctions cyanates pour aboutir à la formation des cycles triazine (réac-
tions III, VI, VII, VIII et IX). Dans le cas des imidocarbonates issus de la réaction avec l’eau, 
il peut aussi y avoir formation d’une espèce secondaire (carbamate) (réaction II).  

La mise en équation de ces neuf réactions conduit à un système de deux équations dif-
férentielles : 

MCKTCK1

TCHKk2

MCKTCK1

TCHKk2

WCk3WCk
dt
dC

*
1r1

r
2

o1
*
2

*
1r1

r
2

o12

a2wa1w

⋅⋅+⋅⋅+
⋅⋅⋅⋅⋅

+
⋅⋅+⋅⋅+

⋅⋅⋅⋅⋅
+

⋅⋅⋅+⋅⋅=−
  Équation 45 

[ ]OHCk
dt

dW
21w

a ⋅⋅=−    Équation 46 

Où :  

• C, Wa , H, Tr ,et M sont respectivement les concentrations en fonctions cyanate ester, en 
eau, en aryl phénols (Ho étant la concentration initiale) , en cycles triazine et en ions métal-
liques. 

• Wa , kw1 , kw2 , (k2.Ho) , (k2
*

.Ho) , (k2
*

.M) , K1 et (K1
*

.M) sont les huit  paramètres du 
modèle, chaque terme Ki étant en fait une constante d’Arrhenius variable avec la tempéra-
ture.  

'
1

1
1

k

k
K =     Équation 47 

'*
1

*
1*

1
k

k
K =     Équation 48 
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Afin de simplifier la modélisation, il est possible d’effectuer deux hypothèses. D’une 
part on peut négliger l’effet de l’eau, ce qui réduit le système à une seule équation et réduit le 
nombre de paramètres à cinq ; d’autre part, on peut supposer que les réactions IV et V sont 
équilibrées, ce qui réduit finalement le nombre de paramètres à deux.  

On obtient donc le modèle simplifié : 

2MCoH*
1K*

2k2rT2CoH1K2k2
dt
dC ⋅⋅⋅⋅+⋅⋅⋅⋅⋅=−  Équation 49 
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Soit, en définissant le degré de conversion α comme le taux de fonctions cyanate consommées :  

( ) ( )22 1K1K
dt
d α−α′+α−=α

   Équation 50 

oCoH1K2k
3
2

K ⋅⋅⋅⋅=     Équation 51 

MoCoH*
1K*

2k2K ⋅⋅⋅⋅⋅=′    Équation 52 

Où : C0 est la concentration initiale en fonctions cyanate. 

Dans la pratique, K et K’ sont des constantes d’Arrhenius apparentes, reliées au méca-
nisme réactionnel et décrivant respectivement la catalyse par les ions métalliques et 
l’autocatalyse par les cycles triazine. 

�
�
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�−=
RT
E

expAK    Équation 53 
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RT
E

expAK    Équation 54 

Finalement, la modélisation de la cinétique de réaction pour le procédé RTM nécessite 
donc la détermination de cinq paramètres : le degré de conversion initial α0 , les deux énergies 
d’activation E, E’ et les deux facteurs de fréquence A et A’. 

On remarque que le modèle obtenu correspond au modèle de KAMAL et SOUROUR 
(équation 29) présenté dans la première partie. Le problème de l’estimation de ses paramètres 
revêt donc un aspect qui dépasse le simple cadre des cyanates, ce qui justifie leur choix comme 
système réactif modèle pour notre étude.  

�
	
�
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Les études expérimentales effectuées avec différents monomères cyanate ester sem-
blent montrer que le modèle de type KAMAL SOUROUR obtenu permet de décrire le compor-
tement cinétique global avec suffisamment de précision. Les énergies d’activation identifiées 
sont toujours telles que E < E’, ce qui est cohérent avec l’idée que la réaction est favorisée par 
les ions métalliques [SNO 94] [SIM 92].  

De plus, lorsque un catalyseur efficace à base d’ions métalliques est utilisé en concen-
tration suffisante, ou que la température de réaction est suffisamment haute, les auteurs obser-
vent que le terme K’ devient négligeable, conduisant à un modèle cinétique encore plus sim-
ple [SNO 94].  
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( )21K
dt
d α−=α     Équation 55 

Cependant, le fait de négliger l’influence possible de l’eau sur la réaction entraîne une 
incertitude sur la fiabilité de la modélisation pour les faibles degrés de conversion. Théorique-
ment, la vitesse de réaction aura tendance à être sous estimée par le modèle en début de réaction 
bien que l’erreur introduite dépende des concentrations en catalyseur et en eau [SIM 92]. 

Différents auteurs observent une différence du comportement cinétique pour des sys-
tèmes non catalysés, suivant que la réaction a lieu sous air ou sous atmosphère inerte, ce qui 
tend à mettre en évidence l’influence de l’eau dans ce cas [MIR 95]. 

Dans le cas du monomère cyanate ester que nous utiliserons, une étude antérieure me-
née par TEXIER et al. [TEX 97] tend à montrer que l’équation 55 suffit à décrire la réaction de 
polymérisation lorsque le système est catalysé par 200 ppm d’ions Cu++ jusqu’à l’approche de 
la vitrification. L’utilisation d’une catalyse identique dans notre cas nous permettra de comparer 
nos résultats aux leurs. 

�
	
	�� 3�������������#�����#���&����

Aucune étude de la cinétique de réaction des cyanates ester par calorimétrie inverse 
n’est décrite dans la littérature. Cependant, de nombreux auteurs utilisent la DSC comme outil 
complémentaire lors de l’étude de la cinétique par des méthodes « chimiques » telles que l’IRTF 
ou la SEC. 

Les échantillons issus des prélèvements sont soumis à un balayage de température de 
manière à suivre l’évolution de la chaleur de réaction résiduelle et de la température de transi-
tion vitreuse au cours de la réaction. La chaleur de réaction supposée indépendante de la tempé-
rature est obtenue par intégration du pic exothermique en négligeant la contribution de la capa-
cité calorifique au signal DSC. Le degré de conversion peut alors être calculé par comparaison 
de la chaleur résiduelle ∆Ηrésiduelle avec la chaleur de réaction totale ∆Ηtotale, obtenue de la 
même manière pour un échantillon non réagi :  

totale

résiduelle1
∆Η

∆Η
−=α    Équation 56 

Parallèlement, le suivi de la température de transition vitreuse permet d’anticiper  
l’effet de la vitrification sur la cinétique lorsque Tg devient proche de la température de réac-
tion. 

Dans le cas de notre monomère, TEXIER et al. [TEX 97] effectuent des balayages de –
100°C à 350 °C à une vitesse de 10 °C/minute. Ils mesurent une chaleur de réaction totale 
moyenne de l’ordre de 750 J/g et obtiennent une évolution du degré de conversion identique à 
celle mesurée en IRTF et en SEC.  
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On attribue la conversion initiale des cyanates ester à des réactions induites par les im-
puretés phénoliques. La valeur du degré de conversion initial αo peut être déterminée avec une 
précision raisonnable [MIR 95] en Chromatographie d’Exclusion Stérique (SEC) à partir de 
l’analyse du chromatogramme obtenu pour le monomère dicyanate ester.  

Sur ce chromatogramme (figure 8), on observe plusieurs pics. Le plus important est 
celui du monomère, suivi par celui des impuretées (dimères, trimères, phénols …). D’après les 
travaux de MIRCO [MIR 95] , αo est donné par la relation :  

totale

o
o A

A
1 −=α    Équation 57 

Où : Atotale et Ao sont respectivement l’aire totale et l’aire du pic attribué au monomère. 

Pour notre lot de LECY, on trouve ainsi un degré de conversion initial de 5 %. 

Figure 7 :  &���%���!��%%	���������	�%���%��	��(&G��������. 

'�  ����������

Contrairement à celui de la matrice, le choix du renfort est ici guidé par un seul cri-
tère : son influence éventuelle sur la réaction. Celle-ci étant apparemment sensible à l’eau, nous 
avons donc choisi des fibres de verres, connues pour leur faculté à absorber de l’eau de manière 
à exacerber ce problème pour pouvoir l’étudier. Pour des raisons de disponibilité et de facilité 
de manipulation, nous avons choisi un mat de verre de 450 g/m2 fourni par la société Vetrotex 
sous le nom commercial Unifillo U750. Son emploi à raison d’un pli par millimètre d’épaisseur 
permet d’obtenir un taux de fibre de l’ordre de 20 % ce qui sera suffisant pour détecter 
l’éventuel effet des fibres sur la réaction en macrocalorimétrie si celui-ci est significatif. 
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L’étude bibliographique de l’utilisation de la calorimétrie inverse en DSC en balayage 
de température (appelée aussi DSC anisotherme) pour l’estimation des paramètres cinétiques 
des thermodurcissables fait apparaître des problèmes aussi bien au niveau théorique, que sur le 
plan expérimental et au niveau de la méthode d’estimation. L’objectif de ce chapitre est 
d’exposer ces problèmes et de définir plus précisément les objectifs de la thèse dans ce do-
maine. 

/� ����
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L’utilisation de la DSC anisotherme pour l’étude de la cinétique de réaction a long-
temps fait l’objet de polémiques, de nombreuses études conduisant à l’estimation de paramètres 
cinétiques différents de ceux estimés à partir d’études en isotherme.  

Ces différences ont entraîné une vive discussion à la suite d’un article publié par MAC 
CALLUM et TANNER [MAC 70] dans lequel ces auteurs considèrent que le degré 
d’avancement en conditions anisothermes est fonction du temps et de la température (équation 
58). Pour une variation linéaire de la température avec le temps (équation 59), par dérivation ils 
obtiennent l’équation 60 qui indique que la vitesse de réaction anisotherme à une température 
donnée serait différente de la vitesse de réaction en isotherme à cette température. 

( )T,tα=α      Équation 58 

tTT 0 β+=      Équation 59 

tT Ttdt
d

�
�

	


�

�

∂
α∂β+�

�

	


�

�

∂
α∂=α     Équation 60 

Le sens physique du terme supplémentaire de dérivée partielle par rapport à la 
température, sensé expliquer la différence des comportements cinétiques observés en conditions 
isotherme et anisotherme, et son importance relative par rapport à la vitesse de réaction 
isotherme ont été largement discutés [YOU 97] . A l’heure actuelle, il semble que l’argument de 
MAC CALLUM et TANNER ait été totalement abandonné par les spécialistes et on ne 
considère aucune différence fondamentale entre les vitesses de réaction en condition isotherme 
ou anisotherme.  
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Une explication plus rationelle des différences entre les paramètres cinétiques 
déterminés pour ces deux types de conditions thermiques est la mise en jeux de mécanismes 
réactionnels différents. En effet, dans le cas ou plusieurs réactions interviennent, certaines 
d’entre elles seront favorisées dans un cas et non dans l’autre. Ainsi, les valeurs apparentes des 
paramètres cinétiques, qui prennent généralement en compte plusieurs réactions de manière 
empirique, peuvent effectivement être différentes [RIC 99]. 

Néanmoins, certains articles récents évoquent encore l’équation 60 pour expliquer des 
différences isotherme/balayage de température [ATA 2000]. Pour cette raison il nous semble 
important de mettre à profit cette étude pour mettre en évidence les éventuelles sources d’écart 
entre les paramètres cinétiques estimés par ces deux types d’expériences. 
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Comme nous l’avons décrit précédemment, le signal obtenu en DSC pour un échantil-
lon de matrice thermodurcissable en cours de réaction est donné par l’équation 44 . Lors d’une 
expérience classique en balayage de température, l’échantillon est soumis à une rampe de tem-
pérature avec un vitesse de montée q : 

( ) tqTtT 0 +=      Équation 61 

Afin de pouvoir procéder à l’estimation des paramètres du modèle cinétique, il est né-
cessaire d’une part de pouvoir séparer la contribution du terme source du à la réaction 
exothermique de celle de la contribution de la capacité calorifique, généralement qualifiée de 
ligne de base et d’autre part de connaître les variations de la chaleur de réaction avec la 
température.  

Lors d’une expérience en DSC Isotherme, la contribution de Cp devient nulle et le 
problème de la déconvolution ne se pose pas, le signal obtenu étant directement proportionnel à 
la puissance dégagée par la réaction. Néanmoins, la mesure de la chaleur de réaction isotherme 
totale par intégration du pic d’exothermie n’est généralement pas possible du fait de la 
vitrification. Il est alors de toute manière nécessaire d’effectuer des mesures en balayage de 
température afin d’évaluer la chaleur de réaction nécessaire au calcul des évolutions du degré de 
conversion et de la vitesse de réaction.  

Par ailleurs, les expériences en balayage de température sont potentiellement plus 
intéressantes, car plus faciles à mettre en œuvre et moins longues.  

Il est donc nécessaire de pouvoir déterminer la variation de la capacité calorifique au 
cours de l’expérience. D’après l’étude bibliographique présentée dans la première partie, elle 
varie avec le degré de conversion et la température (équation 36) 
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( ) ( ) ( ) ( )TC1TCT,C
01 ppp ⋅α−+⋅α=α      

Où : Cp0 et Cp1 sont respectivement les capacités calorifiques de la matrice avant réaction et 
après réaction totale dans l’état caoutchoutique.  

La connaissance de ces deux grandeurs permet par la même occasion d’exprimer la va-
riation de la chaleur de réaction en utilisant la loi de Kirchhoff (équation 32) : 

( ) ( )( ) −+∆=∆
T

T
010rr

0

dTTCpTCp)T(H)T(H     

Lors d’une expérience de DSC en balayage de température, les variations de Cp0 et Cp1 
avec la température peuvent être déterminées respectivement à basse température avant le début 
de la réaction et à haute température, après réaction totale. Néanmoins, au cours de la réaction, 
le problème de l’interpolation se pose toujours. 

Pour cette raison, dans la majorité des études publiées, la ligne de base utilisée est une 
simple droite entre deux points du thermogramme définissant arbitrairement le début et la fin de 
la réaction. Parallèlement, la chaleur de réaction est considérée comme constante, ce qui permet 
d’obtenir sa valeur par simple intégration du pic exothermique [YOU 97].  

Il est ensuite possible de calculer l’évolution du degré de conversion α, défini comme 
la fraction de l’aire du pic exothermique et de la vitesse de réaction en normant le signal par la 
chaleur de réaction totale. 

Une autre démarche plus rigoureuse [HEM 91][BAI 97] consiste à déterminer la ligne 
de base par extrapolation des variations de Cp0 et Cp1 dans la zone de températures où la 
réaction a lieu. On procède alors de manière itérative. Le pic d’exothermie est tout d’abord 
intégré en utilisant une ligne de base droite et en supposant la chaleur de réaction constante. 
Puis la ligne de base théorique est calculée à partir de l’évolution du degré de conversion 
obtenu, après quoi le pic d’exothermie est à nouveau intégré. Et ainsi de suite, jusqu’à 
l’obtention d’une ligne de base stable.  

Néanmoins, cette méthode n’est pas totalement satisfaisante car elle nécessite une 
extrapolation sur des plages de température importantes et ne permet pas de prévoir une 
éventuelle vitrification de l’échantillon qui influerait sur la capacité calorifique. 
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La solution du problème de la séparation des contributions capacitive et cinétique au 
flux de chaleur est en fait fournie par la DSC à modulation de température (TM-DSC) , une 
amélioration récente des appareils DSC [VAN 95]. 

Dans cette nouvelle technique, une modulation de température est additionnée à la 
rampe de température habituelle. Cette modulation est caractérisée par son amplitude A, sa fré-
quence f et sa forme. En général, il s’agit d’une sinusoïde ou d’un signal en dent de scie. Dans 
le cas d’une sinusoïde par exemple, le programme de température à la forme suivante :  

( ) ( )tf2sin.AtqTtT 0 π++=     Équation 62 

En supposant que la cinétique de réaction n’est pas influencée par la modulation de 
température, ce qui est vraisemblable vu les faibles amplitudes utilisées (A<1K), le couplage 
des équations 44 et 62 conduit à l’expression du signal obtenu dans le cas d’un thermodurcis-
sable :  

( )
��� ���� ���� ��� ��

oscillantepartie

p

monotonepartie

rP ft2cosfA2C
dt
d

HqC ππ⋅+α∆−=W   Équation 63 

Un filtrage par transformée de Fourrier permet de séparer ces deux contibutions. La 
capacité calorifique peut alors être extraite de la partie oscillante, puis être utilisée pour calculer 
la ligne de base { }q.Cp  de la partie monotone. Enfin, par soustraction, on obtient le flux de 
chaleur dégagé par la réaction.  

Cette démarche est illustrée par la figure 9 dans le cas du monomère cyanate ester 
catalysé par 200ppm d’ions Cu++ choisi pour une vitesse de montée en température moyenne de 
4 K/min et une modulation d’amplitude 0,5 K et de période 1 min. 

Figure 8 :  �����������	�������������������3���	�	�����3��#��	�����	������@�������������	���"C/&. 
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Outre l’amélioration certaine de la précision sur cette dernière grandeur, l’accès direct 
à l’évolution de la capacité calorifique facilite sa modélisation et nous renseigne sur la 
possiblibilité d’une vitrification au cours de l’expérience qui se manifeste par une chute de Cp 
[VAN 95]. Dans un tel cas de figure, il est alors possible d’éliminer les points de mesure 
correspondant à une cinétique diffusionnelle lors de l’estimation des paramètres du modèle 
cinétique [VAN 96]. 

En parallèle, l’estimation de Cp0 et Cp1 permet de calculer la variation de la chaleur de 
réaction au cours de la réaction et de vérifier s’il est raisonnable de la considérer comme cons-
tante pour l’intégration du pic exothermique. 

L’utilisation de la TM-DSC permet donc de résoudre les problème expérimentaux liés 
à la mesure des données nécessaires à la modélisation de la cinétique de réaction. Néanmoins, il 
est important de remarquer que cette technique reste peu utilisée à l’heure actuelle par rapport à 
la DSC classique.  
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A l’issue de l’exploitation des thermogrammes DSC (ou TM-DSC), on dispose pour 
chaque expérience réalisée (isotherme ou en balayage de température) d’une série de données 
exprimant l’évolution de la température, du degré de conversion et de la vitesse de réaction en 
fonction du temps. 

Dans le cas d’un système thermodurcissable quelconque, la résolution du Problème Ci-
nétique Inverse (Inverse Kinetic Problem : IKP) consiste maintenant d’une part à choisir un 
modèle cinétique approprié pour décrire ce comportement thermocinétique et d’autre part à en 
déterminer les paramètres par méthode inverse.  

L’atteinte de ce double objectif implique une démarche rigoureuse afin que le modèle 
soit exploitable par la suite pour la simulation du procédé et que les valeurs des paramètres ob-
tenus aient un sens physique.  

Comme nous l’avons écrit précédemment, l’estimation des paramètres a lieu par une 
méthode inverse. Concrètement, on cherche à ajuster les paramètres du modèle cinétique de ma-
nière à minimiser un critère d’écart (Objective function) entre les mesures expérimentales et les 
valeurs prédites par le modèle. Il faut donc effectuer des choix à différents niveaux :  

• Choix du modèle (empirique ou reposant sur une base théorique) 

• Choix de la ou des variables expérimentales à utiliser pour l’estimation (degré de conversion, 
vitesse de réaction …). 
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• Choix des conditions expérimentales à utiliser (réaction isotherme ou en balayage de tempé-
rature) 

• Choix du critère d’écart qui peut être plus ou moins complexe, la forme la plus simple étant 
le critère des moindres carrées ordinaires (Ordinary Least Squares :OLS) : 

( ) ( )[ ]� −=
i

èlemoddusprédictionsérimentaleexpdonnées 2
iOLS   Équation 64 

• Enfin, le choix de la méthode mathématique d’optimisation qui comme nous allons le voir, 
revêt une importance considérable.  
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Théoriquement, la minimisation du critère d’écart peut être réalisée par n’importe 
quelle technique mathématique d’optimisation. Cependant, la très grande majorité des auteurs 
utilisent des méthodes basées sur un calcul de gradient (gradient based techniques).  
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Ces méthodes de minimisation, qui peuvent être plus ou moins sophistiquées, utilisent 
toutes la même démarche qui consiste à calculer la différentielle du critère d’écart par rapport 
aux paramètres à estimer. Puis on résout l’équation obtenue en posant que cette différentielle est 
égale à zéro de manière à déterminer chaque paramètre. La résolution a lieu de manière itérative 
en utilisant la série de Taylor au premier ordre pour linéariser l’équation (pour plus de détail, on 
pourra se référer à l’ouvrage de BECK et ARNOLD [BEC 77]).  

Une conséquence de cette démarche est que la rencontre d’un minimum local du critère 
d’écart entraîne la fin des itérations. Ces méthodes seront donc très efficaces lorsque la valeur 
initiale du critère sera proche du minimum absolu, c’est à dire quand les valeurs initiales des pa-
ramètres utilisées seront proches des valeurs réelles. 

Cela pose problème dans le cas du problème cinétique inverse où le critère d’écart pré-
sente généralement un très grand nombre de minimums locaux. 
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Par ailleurs, l’utilisation de la linéarisation entraîne d’autres problèmes. Celle-ci re-
vient en effet à calculer ce qu’on appelle les coefficients de sensibilité du modèle par rapport à 
chaque paramètre. 

Considérons un modèle M utilisé pour décrire une variable expérimentale, comprenant 
n paramètres ajustables βi. Le coefficient de sensibilité Xi du modèle M au paramètre β i au 
temps t est donné par :  

( ) ( )n21
i

n21i ,...,,,t
M

,...,,,tX βββ
β∂

∂=βββ   Équation 65  

Ce coefficient Xi quantifie la variation de la prédiction du modèle au temps t lorsqu’on 
fait varier le paramètre β i. Par conséquent, l’estimation de ce paramètre sera d’autant plus facile 
que la valeur de son coefficient de sensibilité sera grande. 
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Le calcul des coefficients de sensibilité nous renseigne donc sur la fiabilité de la mé-
thode d’estimation. En pratique, il est plus intéressant de calculer les coefficients de sensibilité 
réduits qui expriment directement la variation induite dans l’unité de la variable modélisée :  

( ) ( )n21
i

in21i ,...,,,t
M

,...,,,tX βββ
β∂

∂β=βββ   Équation 66 

On peut alors définir la notion d’identifiabilité des paramètres. Pour cela, considérons 
tout d’abord les paramètres individuellement : 

Une condition nécessaire pour qu’un paramètre soit identifiable, est que son coefficient 
de sensibilité soit différent de zéro pour une partie au moins des points de mesure. De plus, on 
admet généralement que l’estimation se fera dans de bonnes conditions si le coefficient de sen-
sibilité réduit vérifie l’inéquation suivante :  

( ) ( )n21n21i ,...,,,tM01.0,...,,,tX βββ⋅>βββ   Équation 67 

Cela revient à dire qu’il faut que la sensibilité du modèle au paramètre soit suffisam-
ment importante pour permette une convergence de la procédure d’estimation itérative dans un 
délai raisonnable.  

Considérons maintenant l’ensemble des paramètres. Leur estimation simultanée sera 
possible si deux conditions sont respectées : 

Premièrement, leurs coefficients de sensibilité réduits doivent être d’ordres de gran-
deurs proches car dans le cas contraire, la sensibilité du modèle aux paramètres ayant les coeffi-
cients de sensibilité les plus forts masquerait l’effet des autres. 
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Deuxièmement, les paramètres ne doivent pas être corrélés. La corrélation entre deux 
paramètres βi

 et βj se manifeste par une relation de proportionnalité entre leurs coefficients de 
sensibilité réduits :   

 ( ) ( )njni tXCtX ββββββ ,...,,,,...,,, 2121 ⋅=   Équation 68 

Où : C est une constante 

Dans une telle situation, une modification de l’un ou l’autre des paramètres βi
 ou βj en-

traîne la même variation de la prévision du modèle. Il devient alors impossible d’estimer les 
deux paramètres simultanément. 
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En résumé, le calcul et l’étude des coefficients de sensibilité permettent de savoir si les 
paramètres du modèle choisi sont identifiables par une méthode basée sur un calcul de gradient 
à partir des points expérimentaux disponibles. 

En pratique, on effectuera la démarche inverse qui consiste à déterminer dans quelles 
conditions la sensibilité du modèle aux paramètres sera la plus favorable à l’identifiabilité de 
ces derniers. 
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Certaines méthodes probabilistes telles que les Algorithmes Génétiques permettent 
d’éviter les problèmes d’identifiabilité. Leur principe consiste à définir un ensemble de valeurs 
possibles pour chaque paramètre sous la forme d’une population de vecteurs (β1, β2 ... βn).  

L’algorithme fait ensuite évoluer cette population de manière itérative en sélectionnant 
les vecteurs de paramètres pour lesquels le critère d’écart est minimum, en créant ainsi une 
nouvelle population à chaque itération, pour aboutir finalement à la détermination du ou des 
vecteurs de paramètres pour le(s)quel(s) le critère d’écart présente un minimum.  

L’intérêt d’une telle méthode est que d’une part elle permet de déterminer plus facile-
ment le minimum absolu du critère d’écart et que d’autre part elle n’est pas sensible aux éven-
tuels problèmes de corrélation entre les  paramètres. Elle est par ailleurs beaucoup moins sensi-
ble aux valeurs initiales des paramètres, celles-ci n’étant pas uniques. 

Leur utilisation pour l’estimation des paramètres cinétiques d’un modèle de type KA-
MAL et SOUROUR appliqué à différents systèmes réactif donne des résultats tout à fait satis-
faisants [GAR 99]. Néanmoins, leur utilisation dans le cas du problème cinétique inverse reste 
marginale et requiert un savoir faire technique ainsi que des temps de calcul numérique beau-
coup plus importants que dans le cas des méthodes traditionnelles.  

En conclusion, ces méthodes probabilistes devront être utilisées non pas systémati-
quement, mais plutôt lorsque celles basées sur des calculs de gradient se révèleront incapables 
de permettre l’estimation des paramètres [GAR 99]. 
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Les auteurs opposent généralement deux approches de ce problème [VYA 96a] : l’une 
empirique qui consiste à choisir un modèle a priori et à l’ajuster à l’expérience et l’autre plus 
physique, basée sur l’analyse isoconversionnelle :  

$
$
�� ������#��������&���

Appelée aussi Méthode par ajustement à un modèle (Model fitting technique), c’est 
l’approche la plus répandue. Son principal défaut est que bien souvent, des modèles empiriques 
très différents peuvent être ajustés aux mesures avec des valeurs du critère d’écart du même or-
dre de grandeur. Dans un tel cas, les valeurs des paramètres d’Arrhenius estimés dépendent du 
modèle. Elles peuvent de ce fait être très différentes et présentent rarement un sens physique 
[VYA 96a] .  
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Par opposition, cette méthode n’est pas dépendante du choix d’un modèle cinétique 
particulier (model free). 
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En supposant l’indépendance des variables température et degré de conversion, le 
comportement cinétique peut être décrit de manière empirique par un modèle de la forme : 

( )α⋅��
�

	



�

� −
⋅=

∂
α∂ α

α f
RT
E

expA
t

   Équation 69 

Où : f(α) est une fonction cinétique et Aα , Eα sont des paramètres d’Arrhénius apparents qui 
varient avec le degré de conversion. 

Par définition, l’analyse isoconversionnelle des données cinétiques (température, degré 
de conversion et/ou vitesse de réaction) consiste à calculer, l’évolution de la valeur de l’énergie 
d’activation apparente Eα en fonction de la conversion [SBI 97], sans faire d’hypothèse sur Aα 
et f(α).  

Comme nous le verrons au chapitre suivant, il existe plusieurs méthodes d’analyse iso-
conversionnelle permettant le calcul de Eα à partir des données cinétiques [SBI 97][VYA 96a]. 
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L’évolution de l’énergie d’activation apparente ainsi obtenue peut être interprétée en 
terme de mécanisme réactionnel [VYA 96b], permettant ainsi de choisir le modèle cinétique à 
appliquer de manière moins empirique.  

Par exemple, une énergie d’activation apparente Eα constante au cours de la réaction 
indiquera un mécanisme réactionnel global simple, pouvant être décrit par un modèle cinétique 
à une seule énergie d’activation. De même, une variation de Eα au cours de la réaction indiquera 
un mécanisme réactionnel plus complexe, nécessitant un modèle cinétique à plusieurs énergies 
d’activation.  

Inversement, lorsque le modèle cinétique est déjà connu, l’analyse isoconversionnelle 
donne des informations sur la validité du modèle.  

Prenons le cas de la poly-cyclotrimérisation des cyanates ester. Dans le cas d’une réac-
tion catalysée, on doit théoriquement obtenir une énergie d’activation constante, le modèle ciné-
tique décrit dans la littérature ne comportant qu’une seule énergie d’activation. Par opposition, 
la réaction non catalysée étant supposée suivre une modèle cinétique de type KAMAL & SOU-
ROUR, on peut montrer que l’évolution de l’énergie d’activation apparente doit dans ce cas sui-
vre l’équation suivante [VYA 96b]: 

 KK
EKEK

E
′α+

′⋅′α+⋅=α    Équation 70 

Où : K et K’ sont les valeurs des constantes d’Arrhenius du modèle au degré de 
conversion α et E et E’ sont leurs énergies d’activation respectives. 
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Une fois le modèle cinétique choisi, l’étude des coefficients de sensibilité permet de 
déterminer l’identifiabilité des paramètres cinétiques suivant la variable expérimentale utilisée 
pour l’estimation (degré de conversion, vitesse de réaction …) et les conditions expérimentales 
(DSC isotherme à différentes températures ou DSC anisotherme à différentes vitesses de ba-
layage de température).  
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Prenons le cas type du modèle de KAMAL et SOUROUR. Lors d’une réaction iso-
therme, le nombre de paramètres est réduit à deux (K et K’). L’étude des coefficients de sensibi-
lité montre que ces deux paramètres sont identifiables si les termes K et (K'α) sont du même or-
dre (c’est à dire quand l’effet de l’un ne masque pas celui de l’autre) [SCO 93a].  

Par ailleurs, SCOTT et SAAD [SCO 93a][SCO 93b] montrent que l’utilisation du de-
gré de conversion comme variable expérimentale offre de meilleures conditions d’estimation 
que l’utilisation de la vitesse de réaction dans ce cas.  

En effectuant des isothermes à différentes températures, on peut donc déterminer la va-
riation de K et K’ avec la température, puis estimer les paramètre A, A’, E et E’ par régression 
linéaire en traçant les logarithmes népériens de K et K’ en fonction de l’inverse de la tempéra-
ture [SCO 93b] [GUY 95].  
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Par opposition, dans le cas d’un cycle thermique anisotherme, que la variable expéri-
mentale modélisée soit le dégré de conversion ou la vitesse de réaction, l’étude des coefficients 
de sensibilité montre une forte corrélation entre le facteur de fréquence et l’énergie d’activation 
de chaque constante d’Arrhenius ( corrélation entre A et E d’une part et entre A’ et E’ d’autre 
part) [SCO 93a]. 

La détermination de ces paramètres à partir d’expériences en balayage de température 
nécessite donc des informations supplémentaires. 
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Un autre intérêt de l’analyse isoconversionnelle introduite plus haut, est de fournir une 
variable expérimentale supplémentaire utilisable pour l’estimation : l’énergie d’activation appa-
rente Eα. 

Dans le cas d’un modèle à une seule énergie d’activation (Cyanate ester avec cataly-
seur par exemple), Malek propose d’utiliser l’analyse isoconversionelle pour déterminer 
l’énergie d’activation E à priori [SBI 97]. Connaissant sa valeur, il est ensuite possible 
d’estimer le facteur de fréquence A et la fonction cinétique f(α) à partir des mesures de degré de 
conversion ou de vitesse de réaction. 

L’intérêt d’une telle méthode est que si la forme du modèle cinétique est connue, elle 
permet d’estimer à la fois E et A de manière précise, à partir d’une série d’expériences DSC 
anisothermes.  
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De la même manière, dans le cas d’un modèle à plusieurs énergies d’activation, il est 
possible d’imaginer une estimation des paramètres cinétiques à partir de la modélisation de 
l’énergie d’activation apparente d’une part et du degré de conversion ou de la vitesse de réac-
tion d’autre part. Si on prend le cas d’un modèle de type KAMAL et SOUROUR par exemple, il 
est en effet possible de modéliser l’évolution de Eα par l’équation 70 .  

Néanmoins, cette possibilité d’une nouvelle méthode d’estimation des paramètres ciné-
tiques à partir de données DSC en balayage de température dans le cas de modèles complexes 
n’a fait l’objet d’aucune étude publiée.  
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Cette étude bibliographique des problème liés à l’utilisation de la DSC en balayage de 
température pour l’étude de la cinétique de réticulation des thermodurcissables fait apparaître 
trois pistes de travail intéressantes. 

En effet, il semble important d’étudier les causes possibles des différences parfois 
observées entre les paramètres cinétiques estimés en DSC isotherme et en balayage de 
température. Une grande partie de ces différences étant vraisemblablement due à la difficulté 
d’analyse des thermogrammes DSC anisothermes et d’estimation des paramètres cinétiques pour 
ce type de sollicitation thermique, il apparaît donc intéressant d’étudier plus précisément ces 
deux problèmes.  

Pour cela, le chapitre suivant sera consacré à une étude théorique d’une part de l’effet 
des méthodes d’analyse courantes en DSC classique (utilisation répandue d’une ligne de base 
droite et d’une chaleur de réaction indépendante de la température) et d’autre part de la 
possibilité d’utiliser l’énergie d’activation apparente issue de l’analyse isoconversionnelle pour 
l’estimation des paramètres cinétiques.  

Ce deuxième objectif nécessitera en particulier une étude plus poussée des méthodes 
d’analyse isoconversionnelle afin d’évaluer leur fiabilité, après quoi une procédure d’estimation 
de paramètres cinétiques sera proposée dans le cas d’un modèle de type KAMAL-SOUROUR. 

Les résultats de cette étude théorique seront ensuite regroupés afin de proposer une 
procédure de caractérisation cinétique, qui sera illustrée par une application à l’étude de la 
cinétique du système cyanate ester catalysé. 

Cette étude permettra par ailleurs d’éclairer un peu plus les causes des différences 
entre les résultats d’études cinétiques isothermes et anisothermes, tout en mettant en évidence 
les avantages de la DSC anisotherme.  
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On s’intéresse ici en premier lieu aux problèmes expérimentaux liés au calcul des don-
nées cinétiques (chaleur de réaction, degré de conversion, vitesse de réaction et énergie 
d’activation apparente) à partir de thermogrammes DSC bruts. Nous proposons d’étudier trois 
problèmes particuliers :  

• L’erreur introduite par l’hypothèse d’une chaleur de réaction indépendante de la température. 

• L’effet de l’utilisation d’une ligne de base droite sur les données cinétiques obtenues lors 
d’expériences DSC classique en balayage de température. 

• L’influence de la méthode de calcul de l’énergie d’activation apparente sur la précision de sa 
détermination. 

Il apparaît clairement que ces trois problèmes concernent uniquement l’analyse des 
données expérimentales : thermogrammes DSC bruts pour les deux premiers et données cinéti-
ques issues de ces thermogrammes (T, α, dα/dt) pour le troisième.  

Aussi, afin de pouvoir les étudier de manière rigoureuse, il est intéressant de travailler 
avec des données crées artificiellement par simulation, à partir d’un système thermodurcissable 
virtuel de modèle cinétique et de propriétés thermophysiques connus. En effet, de telles données 
expérimentales virtuelles ne dépendent pas des erreurs de mesure expérimentales (bruit, repro-
ductibilité, défauts de l’appareillage) pouvant biaiser l’étude des méthodes d’analyse.  

Par ailleurs, la simulation permettant de calculer de manière indépendante les données 
cinétiques (T, α, dα/dt et Eα), la comparaison de ces données théoriques avec les données 
« expérimentales » issues de l’analyse des thermogrammes simulés (ou des données T, α, dα/dt 
simulées pour l’énergie d’activation apparente) permettra de quantifier l’influence des méthodes 
d’analyse. 

Enfin, les données simulées lors de l’étude des méthodes isoconversionnelles seront 
utilisées afin d’étudier la sensibilité de l’équation 70 aux paramètres cinétiques ce qui nous 
permettra de conclure sur son utilité pour leur estimation. Une procédure d’estimation sera en-
suite proposée et testée sur les données simulées.  
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Ce premier sous chapitre se concentre sur l’effet de la méthode d’analyse isoconver-
sionnelle sur la précision du calcul de l’évolution de l’énergie d’activation apparente à partir de 
données cinétiques (T, α, dα/dt) obtenues en balayage de température.  

L’intérêt d’une telle étude est justifié par l’existence d’un nombre important de métho-
des d’analyse isoconversionnelle, plus ou moins sophistiquées, ce qui rend difficile le choix 
d’une méthode en particulier. Aussi, après avoir présenté les principales méthodes isoconver-
sionnelles décrites dans la littérature, nous utiliserons la simulation afin de déterminer la plus 
précise d’entre elles. On notera au passage que cette approche est fortement inspirée par le tra-
vail de SBIRRAZZUOLI et al. [SBI 97]. 
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Les méthodes d’analyse isoconversionnelle peuvent être classées en deux groupes : 
d’un côté la méthode différentielle de FRIEDMAN et de l’autre les méthodes intégrales [SBI 
97][VYA 96a].  
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Cette méthode utilise directement l’équation différentielle du modèle cinétique appa-
rent (équation 69). En effet, en prenant le logarithme de cette équation, on obtient pour chaque 
degré de conversion : 

( )[ ]
α

α
α

α
−⋅α⋅=�

�

	


�

�

∂
α∂

TR
E

fAln
t

ln    Équation 71 

Pour une série d’expérience DSC non isothermes, généralement des balayages de tem-
pérature à différentes vitesses (entre 3 et 5 typiquement), la valeur de l’énergie d’activation ap-
parente peut alors être déterminée pour chaque degré de conversion en calculant la pente de la 
droite obtenue en traçant le logarithme de la vitesse de réaction en fonction de l’inverse de la 
température, ces deux valeurs étant différentes suivant le cycle thermique subit par 
l’échantillon. 

La méthode de FRIEDMAN a le double avantage d’être simple à utiliser et de ne né-
cessiter aucune approximation. Néanmoins, elle est sensible au bruit de mesure expérimental 
[SBI 97] . Aussi, lors de sa création en 1963, de nombreux auteurs lui préférèrent les méthode 
intégrales, moins influencées par la précision de mesure des calorimètres de l’époque. 
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Par opposition avec la précédente, ces méthodes de calcul utilisent la forme intégrale 
de l’équation 71. En effet, si on prend le cas d’une réaction isotherme, l’intégration de cette 
équation conduit, après réarrangement à : 

( ) ( ) i
i,

RT
E

g
Alntln ααα −��

�
��

�
α=−     Équation 72 

Où : t α,i est le temps mis pour atteindre le degré de conversion α pour une réaction 
isotherme à la température Ti et g(α) est la forme intégrale de l’équation cinétique f(α) : 

( ) ( )
α

αα=α
0

d
f

1g      Équation 73 

Grâce à l’équation 72 , il est possible d’obtenir Eα à partir d’une série d’expériences 
isothermes, en traçant le logarithme du temps t α,i en fonction de l’inverse de la température Ti . 

Dans le cas d’expériences non isothermes, le problème est plus complexe. Aucune 
équation intégrale rigoureuse permettant le calcul de Eα ne peut plus être dérivée. Il est cepen-
dant possible d’obtenir des expressions moyennant certaines approximations, dans le cas 
d’expériences en balayage de température à vitesse constante q (K/min). Pour cela, les auteurs 
considèrent une forme modifiée de l’équation 69 : 

( ) ( )α⋅−⋅=∂
α∂ αα f

RT
Eexp

q
A

T    Équation 74 

Avec :  
dt
dTq=   

Considérant l’équation 74, la forme intégrale de l’équation 71 est alors donnée par : 

( ) ( )xP
qR
EAg ⋅=α αα     Équation 75 

Avec : ( ) dx
x

e
qR

e
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   Equation 76 

Et : TR
Ex α=      Équation 77 

L’intégrale P(x) est appelée intégrale de température (Temperature Integral). Le pro-
blème principal du calcul de Eα est qu’il n’existe pas de forme analytique rigoureuse permettant 
de calculer cette intégrale. 
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Les auteurs proposent donc d’utiliser une forme approchée de P(x) pour pouvoir obte-
nir une équation linéaire dont la pente donne accès simplement de l’énergie d’activation appa-
rente [SBI 97]. Les différentes méthodes intégrales linéaires proposées se distinguent alors par 
la forme approchée de P(x) utilisée. 
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Cette méthode repose sur l’approximation suivante, valable pour 20<x<60 :  

( ) x052,13305,5xPln −−≅     Équation 78 

On a alors, l’expression linéaire suivante, permettant de calculer Eα pour une série 
d’expériences en balayage de température : 
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EAlnqln   Équation 79 
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Cette méthode utilisent l’approximation de P(x) suivante, valable pour 20<x<50 : 

P(x) = (e-x)/x2     Équation 80 

On obtient alors l’équation de KISSINGER-AKAHIRA-SUNOSE qui permet le calcul 
de l’évolution de l’énergie d’activation apparente en fonction de la conversion, par un tracé si-
milaire au précédent: 
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gln
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ln
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q
ln 2   Équation 81 

En fait, cette méthode constitue une extension de la méthode de KISSINGER [SBI 97], 
très répandue, qui permet de calculer l’énergie d’activation d’un système à partir de l’évolution 
de la température Tm du maximum du pic exothermique en balayage de température, en fonction 
de la vitesse q , grâce à la  relation suivante : 

m
2
m RT

E
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q
ln −=��

�
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�
   Équation 82 

Où : E est l’énergie d’activation de la réaction, supposée unique, et C une constante.  
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Contrairement aux autres auteurs, VYAZOVKIN et al. [VYA 96a] proposent une mé-
thode de calcul non linéaire de l’énergie d’activation, l’objectif étant de limiter les erreurs dues 
à l’approximation de P(x).  

Cette méthode est basée sur l’égalité suivante, valable pour une série d’expériences en 
balayage de température à différentes vitesses qi :  
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 Où : Tα,i est la température au degré de conversion α pour l’expérience à la vitesse de 
montée en température qi . 

Pour chaque valeur de α, on peut alors montrer que l’énergie d’activation apparente 
peut être estimée par méthode inverse en minimisant le critère S suivant: 
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Techniquement, la minimisation du critère S peut être effectuée par n’importe quelle 
méthode numérique. Selon, VYAZOVKIN et al. il est raisonnable d’utiliser l’approximation de 
P(x) suivante : 
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   Équation 85 
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L’étude est réalisée à partir de données simulées pour un système thermodurcissable 
imaginaire obéissant à un modèle cinétique de type KAMAL-SOUROUR : 

( ) ( )22 1
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expA1
RT
E

expA
dt
d α−α⋅�
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    Équation 86 

Où : Les paramètres cinétiques E, E’, A et A’ sont connus. 

L’intérêt d’utiliser un tel système modèle est qu’il est possible d’exprimer son énergie 
d’activation apparente théorique par la formule suivante [VYA 96b] : 
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L’effet de la méthode d’analyse isoconversionnelle sur la détermination expérimentale 
de Eα peut alors être étudié en suivant la procédure illustrée par la figure 10 .   

• Des données cinétiques sont tout d’abord simulées par intégration numérique du modèle ci-
nétique pour trois montées linéaires en température à différentes vitesses.  

• Ces données virtuelles sont ensuite utilisées pour calculer l’évolution de l’énergie 
d’activation apparente théorique d’une part, à l’aide de l’équation 87 et expérimentales 
d’autre part à l’aide de différentes méthodes d’analyse isoconversionnelle.  

• Enfin la comparaison des valeurs de Eα ainsi obtenues permet de déterminer la méthode 
d’analyse la plus précise. 
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Les paramètres cinétique utilisés ne correspondent pas à un système thermodurcissable 
réel particulier néanmoins ils sont représentatifs des paramètres généralement obtenus pour des 
systèmes de type époxyde/amine [GRI 89] : 

E = 60 kJ/mol  E’= 80  kJ/mol 

A = 2⋅106   s-1  A = 6,5⋅108    s-1 
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Les données cinétiques simulées correspondent à l’évolution de la vitesse de réaction 
et du degré de conversion en fonction du temps et de la température pour trois montées en tem-
pérature de l’ambiante à 350 °C à des vitesses et 1,2 et 4 K/min. Elles sont obtenues par intégra-
tion numérique (Runge-Kutta d’ordre 4 ; pas d’intégration de 5 secondes) du modèle cinétique 
de type KAMAL-SOUROUR en supposant un degré de conversion initial nul.  

Les données obtenues sont ensuite utilisées en premier lieu pour le calcul de 
l’évolution théorique de l’énergie d’activation apparente avec le degré de conversion. 

Système thermodurcissable virtuel Connu
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Intégration numérique

Données cinétiques simulées pour
différentes vitesses de balayage de température
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Cycles Thermiques DSC
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Calcul de Eαααα Théorique
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par différentes méthodes.

Comparaison  

Influence de la méthode  d’analyse  isoconversionnelle.  
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D’un point de vue pratique, l’analyse des données cinétiques par les méthodes iso-
conversionelles décrites plus haut, nécessite une interpolation des données de manière à obtenir 
les vitesses de réaction et les températures aux mêmes degrés de conversion pour les différentes 
vitesses de balayage de température, sans quoi des erreurs importantes peuvent être observées 
[SBI 97].  

SBIRRAZZUOLI et al. obtiennent de bon résultats avec une interpolation polynomiale 
du second ordre. Cependant, compte tenu des faibles pas d’intégration utilisés pour le calcul des 
données cinétiques, nous avons choisi d’utiliser une simple interpolation linéaire.  

Une fois cette interpolation réalisée, les données cinétiques sont analysées par les mé-
thodes de FRIEDMAN, OZAWA-FLYNN-WALL, KISSINGER-AKAHIRA-SUNOSE et VYA-
ZOZKIN.  
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La figure 11 montre l’évolution théorique de Eα calculée pour l’expérience virtuelle à 
la vitesse de montée en température de 2 °C/min , les barres d’erreur indiquant l’écart par rap-
port aux valeurs calculées pour les deux autres expériences à 1 et 4 °C/min.  

En effet, l’équation 87 faisant intervenir la température à chaque degré de conversion, 
l’énergie d’activation apparente prédite varie avec l’histoire thermique. Néanmoins, on remar-
que que la précision est tout à fait satisfaisante (inférieure à 0,5 kJ/mol).  

Figure 10 :  (+���������	�����	�!�	�������+�����������	��	���������	.�
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La figure 12 montre que les évolutions de l’énergie d’activation apparente expérimen-
tale sont plus ou moins éloignées de l’évolution théorique, suivant la méthode d’analyse iso-
conversionnelle utilisée. 

La méthode de FRIEDMAN est sans conteste la plus précise, l’écart observé étant infé-
rieur à la précision de calcul de la valeur théorique de Eα. Cela vient probablement du fait que 
cette méthode ne repose sur aucune  approximation mathématique, contrairement aux autres.  

Malgré sa simplicité, la méthode d’OZAWA-FLYNN-WALL donne elle aussi de bon-
nes prédictions excepté pour les valeurs extrêmes de conversion.  

Enfin, les méthodes de KISSINGER-AKAHIRA-SUNOSE et de VYAZOZKIN don-
nent sensiblement les mêmes prédictions. Leur précision est beaucoup moins bonne que celle 
des deux premières méthodes. 

Figure 11 : &�%����������	����33��	��	��%�����	�������� �	�������+	������	��	. 
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Au vu des résultats obtenus, il semble logique d’utiliser la méthode d’analyse iso-
conversionnelle de FRIEDMAN si l’on souhaite ensuite exploiter les valeurs de Eα prédites pour 
l’identification d’un modèle cinétique.  

Néanmoins, cette méthode étant connue pour être sensible au bruit de mesure dans le 
cas de données cinétiques réelles, nous proposons d’utiliser en parallèle une autre méthode 
moins sensible au bruit de mesure, telle que la méthode de KISSINGER-AKAHIRA-SUNOSE. 
Une influence du bruit de mesure sur la méthode de FRIEDMAN pourra alors être détectée si 
des écarts très importants entre les valeurs de Eα calculées (∆Eα> 10 kJ/mol) sont observés.  
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Dans ce second sous chapitre, nous étudierons simultanément les problèmes liés à 
l’estimation de la chaleur de réaction à partir de thermogrammes DSC en balayage de tempéra-
ture et à l’utilisation d’une ligne de base droite en DSC classique. La procédure d’étude, décrite 
par la figure 13, est similaire à celle employée au sous chapitre précédent, quoique légèrement 
plus complexe. 

On utilise cette fois un système thermodurcissable virtuel de paramètres cinétiques et 
thermophysiques connus (chaleur de réaction, modèle cinétique et capacité calorifique). 
L’intégration numérique du modèle cinétique pour des montées de température à différentes vi-
tesses permet dans un premier temps de calculer l’évolution théorique de la température, du de-
gré de conversion et de la vitesse de réaction en fonction du temps lors des expériences DSC as-
sociées. Puis, les calculs de l’évolution de la chaleur de réaction avec la température et de la 
capacité calorifique en fonction de la température et de la conversion permettent de simuler la 
puissance dégagée par la réaction et la ligne de base réelle. Finalement, le signal DSC simulé 
est obtenu en additionnant ces deux contributions.  

On obtient ainsi d’une part une série de thermogrammes « parfaits » qui peuvent être 
analysés avec une ligne de base droite et d’autre part une série de signaux donnant l’évolution 
de la puissance dégagé par la réaction qui peuvent être intégrés en considérant une chaleur de 
réaction indépendante de la température.  

Cela permet donc premièrement d’étudier les effets de ces hypothèses d’analyse sur la 
précision des données cinétiques (évolutions de α et dα/dt) et la chaleur de réaction déterminées 
en DSC en comparant les valeurs calculées à partir de l’intégration des thermogrammes ou de la 
puissance dégagée aux valeurs simulées précédemment.  

De plus, l’utilisation des données cinétiques ainsi obtenues pour l’estimation des pa-
ramètres cinétiques par différentes méthodes permet ensuite d’observer la répercussion 
d’éventuelles erreurs d’interprétation des thermogrammes sur les résultats d’une étude cinéti-
que.  

:.
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Cette procédure d’étude à été appliquée à deux systèmes thermodurcissables virtuels, 
dont les modèles cinétiques et les paramètres thermophysiques sont représentatifs des systèmes 
thermodurcissables de type époxyde avec durcisseur amine étudiés au laboratoire ou décrits 
dans la littérature.  
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Système Thermodurcissable Connu

Capacités calorifiques : CPo(T), CP1(T) 

Chaleur de réaction : ∆Η∆Η∆Η∆Ηr (To)

Modèle cinétique :

Paramètres cinétiques : ββββi
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Il s’agit un système époxyde avec durcisseur amine dont le modèle cinétique, la cha-
leur de réaction et les propriétés thermophysiques ont été déterminées au laboratoire par une 
méthode calorimétrique inverse [BOU 98] . Il obéit à un modèle cinétique empirique de type au-
tocatalytique : 

( )265.0 1.)07.0.(exp. α−+α�
�

	


�

� −=α
RT

E
k

dt
d

  Équation 88 

avec:  A vrai = 9.3 106 s-1  E vrai = 67.6 kJ/mol 

Sa capacité calorifique est donnée par:  

Cp0(T) = 0.9 + 0.0026 * T    (J/g/K)  à l’état liquide (avant réaction) 

Cp1(T) = 1.8 + 0.0003 T     (J/g/K)  à l’état caoutchoutique (après réaction) 

Enfin, sa chaleur de réaction isotherme, n’ayant pu être mesurée expérimentalement, 
est estimée à ∆Hr vrai (T0) = 440 J/g à T0 = 400 K , ce qui correspond à des valeurs de chaleur de 
réaction variant de 420 à 460 J/g sur un domaine de 300 à 600 K. 
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Contrairement au premier, ce système est totalement virtuel, en ce sens qu’il ne 
correspond à aucun système thermodurcissable réel particulier. Néanmoins, ses propriétés sont 
typiques de différents systèmes réels [TEX 97][BOU 98][GRI 89]. Son modèle cinétique est de 
type catalytique (caractéristique des cyanates esters catalysés et de certains systèmes époxy-
des) : 

 ( )21.
RT

E
exp.k

dt
d α−�

�

	


�

� −=α     Équation 89 

avec:  A vrai = 106 s-1 et E vrai = 70 kJ/mol 

Sa capacité calorifique est prise égale à celle du système n°1, quant à la chaleur de ré-
action isotherme, elle est prise égale à ∆Hr vrai (T0) = 400 J/g pour T0 = 400 K, ce qui correspond 
à une variation de 360 à 410 J/g pour un domaine de température de 300 à 600 K. 
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Pour chaque système, des thermogrammes en balayage de température de 27 à 327°C 
(300 à 600 K) à différentes vitesses de balayage ( 2 à 15 K/min) sont simulés par intégration 
numérique du modèle cinétique en supposant un degré de conversion initial nul. Cette intégra-
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tion, réalisée à l’aide de la méthode de Runge et Kutta d’ordre 4 avec un pas de temps de 5 se-
condes, conduit dans un premier temps à l’évolution de la vitesse de réaction et du degré de 
conversion au cours du balayage de température, qui permettent ensuite de calculer les contribu-
tions de la capacité calorifique et de la réaction exothermique au signal DSC.  
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Les thermogrammes sont intégrés en utilisant une ligne de base droite entre les deux 
points choisis arbitrairement au voisinage des températures extrêmes (27 °C et 327 °C) pour 
lesquelles le degré de conversion calculé est respectivement nul et proche de l’unité. On obtient 
ainsi la valeur de la chaleur de réaction expérimentale, ∆Ηr exp supposée indépendante de la 
température : 

( )[ ]dt)T,t(LdBT,tWexpr  −=∆Η    Équation 90 

Où : W et LdB sont respectivement les valeurs du signal DSC et de la ligne de base droite en 
chaque point du thermogramme. 

A partir de cette valeur, on calcule l’évolution du degré de conversion et de la vitesse 
de réaction expérimentaux : 

( )[ ] −∆Η=α
t

0expr
exp dt)T,t(LdBT,tW1)T,t(   Équation 91 

( ) ( )[ ]
exprexp

)T,t(LdBT,tW)T,t(
dt
d

∆Η
−=α    Équation 92 

Parallèlement, nous avons intégré le flux de chaleur simulé de manière à pouvoir étu-
dier de plus près le problème de la mesure de la chaleur de réaction. On mesure ainsi la chaleur 
Q effectivement dégagée durant l’expérience DSC. 

( ) ( ) dt,T,
dt
d

THQ ir �
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�
�
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� βαα∆=    Équation 93 
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Les évolutions expérimentales du degré de conversion et de la vitesse de réaction ainsi 
obtenues sont utilisées pour l’estimation des paramètres cinétiques par trois méthodes largement 
utilisées dans la littérature. On suppose ici que le modèle cinétique est connu à priori. Aussi, 
pour chaque système, les seuls paramètres à estimer sont l’énergie d’activation E et le facteur de 
fréquence A.  

La première méthode utilisée est celle de KISSINGER, déjà décrite au sous chapitre 
précédent. Vient ensuite la méthode de BARRET [RIC 84]. Très utilisée aussi, celle-ci consiste 
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à déterminer A et E par régression linéaire en traçant la droite suivantes dont la pente et 
l’ordonnée à l’origine sont théoriquement égales à –E/R  et ln(A) : 

( ) �
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�

� αα
T
1

fF
dt
d

ln     Équation 94 

Où : F est la fonction cinétique, supposée connue. 

Enfin, afin d’étudier plus avant les méthodes isoconversionnelles, les méthodes de 
FRIEDMAN et KISSINGER-AKAHIRA-SUNOSE ont été appliquées.  
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Les valeurs de la chaleur de réaction expérimentale (∆Ηr exp) et de chaleur effective-
ment dégagée (Q) obtenues par intégration sont données par le tableau 1. On remarque que 
∆Ηrexp est à peu près constante pour chacun des systèmes, bien qu’elle diminue légèrement avec 
la vitesse de réaction. Le choix des bornes d’intégration ne modifie par ailleurs pas de manière 
significative les valeurs obtenues. 

Ces résultats, en accord avec la littérature illustre l’argument avancé par la majorité 
des auteurs pour justifier l’utilisation d’une chaleur de réaction constante : l’indépendance de 
∆Ηr exp par rapport à la vitesse de balayage. 

Néanmoins, on voit ici clairement que cet argument n’est pas valable, la variation de 
∆Ηr exp avec q étant faible, même si ∆Ηr vrai est effectivement fonction de la température. En 
fait, un examen des valeurs de Q indique que la chaleur dégagée par la réaction correspond à 
peu près à la chaleur de réaction isotherme théorique ∆Ηr vrai(Tm) à la température Tm du 
maximum du pic exothermique (tableau 1). Ce résultat semble logique étant donné que la majo-
rité de la chaleur de réaction est dégagée au moment du pic. 

Cependant, on remarque aussi que les valeurs de Q sont en moyenne 10% supérieures à 
celles de ∆Ηr exp ce qui montre que l’utilisation d’une ligne de base droite a tendance à sous es-
timer la chaleur dégagée par la réaction.  

En conclusion, ∆Ηr exp abusivement appelée « enthalpie de réaction » par de nombreux 
auteurs, ne correspond en réalité ni à une enthalpie de réaction réelle (isotherme) ni exactement 
à la chaleur dégagée par la réaction pendant l’expérience de DSC.  

Néanmoins, il faut garder à l’esprit que dans le cas d’une expérience réelle, les varia-
tions de ∆Ηr vrai au cours du balayage en température étant de l’ordre de la reproductibilité des 
mesures de ∆Ηr exp (environ 7 à 10 %), il semble justifié de les négliger, bien que cela intro-
duise une légère erreur dans le calcul du degré de conversion et de la vitesse de réaction. 
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Vitesse q (°C/min) 2 5 7.5 10 12.5 15 
Système virtuel n°1 
∆Hr exp (J/g) 427 425 422 417 414 411 
Tm � ��� 360 380 396 409 411 415 
∆Hr  vrai (Tm) (J/g) 451 453 454 454 454 454 
Q (J/g) 450 448 446 444 441 439 
Système virtuel n°2 
∆Hr exp (J/g) 368 368 368 366 362 359 
Tm � ��� 414 432 440 446 451 455 
∆Hr vrai (Tm) 
(J/g) 

409 408 407 406 405 405 

Q (J/g) 405 401 399 396 394 392 

Tableau 1 : (���	��	���	���%�������	��������	����	����������	��/&��������	�%	. 
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Les différences entre les valeurs réelles obtenues par intégration du modèle cinétique 
et les valeurs expérimentales sont inférieures à 10 % pour la vitesse de réaction (l’erreur maxi-
male étant observée au maximum du pic exothermique) et à 3 % pour le degré de conversion. 
Ces différences peuvent sembler très faibles au regard de la reproductibilité des mesures lors 
d’expériences DSC réelles. Nous allons cependant voir qu’elles peuvent entraîner des erreurs 
non négligeables lors de l’estimation des paramètres cinétiques. 
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Pour cette première méthode, l’erreur sur l’énergie d’activation est très faible. On 
trouve en effet pour le système n°1 : E exp = 68 kJ/mol (pour E vrai = 67 ,6 kJ/mol) et pour le 
système n°2 : E exp = 70,5 (pour E vrai = 70 kJ/mol). Ce résultat est assez logique puisque la mé-
thode de KISSINGER dépend essentiellement de la mesure de la température Tm , pratiquement 
insensible à la ligne de base utilisée. 
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La figure 14 montre le tracé de BARRET pour le système virtuel n°2. La droite en 
train épais représente le résultat qui devrait être obtenu théoriquement, alors que les traits fins 
représentent les résultats obtenus pour les différentes vitesses de balayage de température. 

Généralement, on considère que la méthode de BARRET est valable lorsque les droites 
obtenues pour différentes vitesses de réaction sont confondues. On remarque que l’hypothèse de 
superposition des droites obtenues pour différentes vitesse de balayage semble vérifiée sur une 
gamme assez large de température (110 à 200 °C), les divergences aux extrêmes pouvant être 
expliquées par le fait que la grandeur dont on calcule le logarithme tend vers zéro. Des observa-
tions semblables on été faites dans le cas du système virtuel n°1 (non représentées).  
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Néanmoins, les valeurs des paramètres cinétiques déterminés à partir de ces tracés dif-
fèrent sensiblement des valeurs réelles, comme le montre le tableau 2.  

Ces résultats mettent donc en évidence le peu de fiabilité de cette méthode lorsqu’une 
ligne de base droite est utilisée, les paramètres estimés étant de toute évidence peu représenta-
tifs du comportement cinétique. 

 E exp E vrai A exp A vrai 
Système n°1 76 67,6 2 * 108 9,3 * 106 
Système n°2 75,5 70 5 * 106 106 

Tableau 2 :  &�%����������	������%���	�� ��������	�����	�%������������%�����	��	�?�00(�� ��#�
����%���	����	����������	�����������%������� 

Figure 13 : �������	����3�@����%�����	��	�?�00(��)� ���%	�+����	����
*. 
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Bien que pour les deux systèmes étudiés, l’énergie d’activation apparente soit sensée 
être constante, l’analyse isoconversionnelle par la méthode de FRIEDMAN (figure 15) conduit 
à une évolution de Eα avec la conversion pour chacun des systèmes virtuels étudiés. L’analyse 
par la méthode de KISSINGER-AKAHIRA-SUNOSE donne des résultats équivalents (non re-
présentés). 

Ces résultats montrent clairement que l’utilisation des méthodes isoconversionnelles 
dans le but d’obtenir des informations sur le mécanisme réactionnel à partir de thermogrammes 
obtenus en DSC classique peut se révéler très hasardeuse du fait de leur grande sensibilité à la 
ligne de base utilisée. 

-17

-12

-7

-2

3

0.0018 0.002 0.0022 0.0024 0.0026 0.0028 0.003

1/T

ln
(d

αα αα
/d

t/(
1-

αα αα
)²)

 



$����	�
�>�(���	��	������������	��	����������	��������%����	�R��������	��1�

� A�

Figure 14 : ���� �	�������+	������	��	. 
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Cette étude montre que deux des hypothèses (ligne de base droite et chaleur de réac-
tion constante) très largement utilisées dans la littérature pour l’analyse des thermogrammes en 
DSC classique peuvent conduire à des erreurs non négligeables sur les données cinétiques dé-
terminées. 

L’utilisation de ces mêmes données peut par ailleurs induire par la suite une mauvaise 
estimation des paramètres cinétiques suivant la méthode utilisée. On retiendra en particulier que 
les méthodes d’analyse isoconversionnelle ne semblent pas pouvoir être utilisées de manière 
fiable lorsque la ligne de base est mal définie.  

Ces résultats permettent déjà d’expliquer en partie les différences observées par de 
nombreux auteurs entre les paramètres cinétiques déterminés en balayage de température et en 
isotherme. 

Par ailleurs, nous avons pu observer que la détermination de la chaleur de réaction par 
intégration du pic exothermique bien que ne donnant qu’une évaluation très approximative de la 
chaleur de réaction réelle, peut être considérée comme acceptable en pratique. L’ordre de gran-
deur des variations de la chaleur de réaction isotherme est en effet assez faible par rapport à la 
reproductibilité des mesures réelles.  

65

66

67

68

69

70

71

72

73

0% 20% 40% 60% 80% 100%

αααα  (%)

E
αα αα

 (k
J/

m
ol

)
Système n° 2

Système n° 1



$����	�
�>�(���	��	������������	��	����������	��������%����	�R��������	��1�

� A


6� ���������
��������
��	����
*	���.����*������������������4�
������������	��5����

;.�� &�������	����	33���	�����	��	���,������

Ces dernier sont obtenus par différences finies, à partir de l’expérience simulée à 2 
K/min (sous-chapitre 1) et de l’équation 95 : 

( ) ( ) ( )
i

n,i21ni,i21
n21i

,...,,...,,tE,...,,...,,tE,...,,,tX β∆
ββββ−ββ∆+βββ=βββ αα

  Équation 95 

Où : ∆β i = 0,01⋅βi 

;.
� ���� �	��	�������������,�	����

L’évolution des coefficients de sensibilité réduits obtenue (figure 16) montre que 
l’ensemble des coefficients de sensibilité réduits sont tous toujours supérieurs au critère 
d’identifiabilité habituel (équation 67), ce qui pourrait permettre leur estimation directe, par 
minimisation du critère suivant : 

( ) ( )[ ] 2

ti
èlemodexp2

i

EEOLS � −= αα   Équation 96 

Néanmoins, on observe aussi que d’une part, les coefficients de sensibilité XE et XE’ 
sont beaucoup plus forts que XA et XA’ et que d’autre part les coefficients XA et XA’ sont propor-
tionnels, ce qui empêche la détermination simultanée des quatre paramètres cinétiques à l’aide 
de ce seul critère. 

Par contre on remarque que les couples de paramètres (E, E’) ; (A, E) et (A’, E’) ne 
sont pas corrélés, le critère OLS2 peut donc à priori être utilisé pour déterminer E et E’.  

Figure 15 : (���	��	��	���,�������	�����	�!�	�������+�����������	��	. 
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Nous proposons donc d’essayer d’utiliser non pas un seul critère d’écart, mais deux : 
l’un sur l’énergie d’activation et l’autre sur la vitesse de réaction : 

( ) ( ) 2

ti èlemodexp
1

i
dt
d

dt
dOLS � ��

�
��
� α−α=    Équation 97 

Une étude de sensibilité semblable à celle décrite au Chapitre III, Paragraphe 3.4.1, 
montre la possibilité d’utiliser ce critère pour estimer A et A’, si E et E’ sont connus (et inver-
sement). 

La procédure d’estimation la plus logique consiste alors à commencer par minimiser le 
critère OLS2, ce qui doit permettre d’estimer les énergies d’activation E et E’, puis de les intro-
duire comme valeurs a priori dans le modèle cinétique, et enfin d’estimer les valeurs de A et A’ 
en minimisant le critère OLS1. 

;.;� ��������������#������	����%���	��

Cette procédure a été appliquée aux évolutions de la vitesse de réaction simulée et de 
l’énergie d’activation apparente calculée par la méthode de FRIEDMAN. 

Compte tenu de l’évolution de cette dernière, nous avons utilisé sa valeur moyenne de 
70 kJ/mol comme valeur initiale de E et E’. La minimisation de OLS2 à l’aide du solveur du lo-
giciel EXCEL (basé sur la méthode des gradients conjugués), conduit alors exactement aux va-
leurs réelles de E et E’. 

Comme on pouvait s’y attendre, les valeurs ainsi estimées de A et A’ n’ont aucun rap-
port avec les valeurs réelles. Néanmoins, la minimisation postérieure de OLS1 permet ensuite de 
les estimer parfaitement. 
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L’étude en simulation réalisée à permis de mettre en évidence les limitations de la 
DSC classique pour la caractérisation de cinétiques de réaction, ces limitations étant principa-
lement liées au problème de l’interpolation de la ligne de base. 

Il a pu être montré que l’utilisation, très répandue, d’une ligne de base droite peut in-
fluer de manière cruciale sur les données cinétiques et les paramètres cinétiques obtenus. Ces 
résultats expliquent en partie les différences rapportées par différents auteurs entre les cinéti-
ques isothermes et en balayage de température. Par conséquent, il semble préférable d’utiliser la 
TM-DSC pour une caractérisation cinétique anisotherme précise, en particulier si l’on souhaite 
utiliser l’analyse isoconversionnelle. 

En ce qui concerne l’exploitation du flux de chaleur dégagé par la réaction, il semble 
raisonnable de déterminer la chaleur de réaction par intégration du pic exothermique en négli-
geant ses variations avec la température. En effet, bien que conduisant théoriquement à une es-
timation très imprécise de la chaleur de réaction réelle, ces hypothèses sont justifiées par le fait 
qu’en pratique la reproductibilité des mesures est du même ordre que la variation de la chaleur 
de réaction isotherme sur le domaine de température balayé en DSC anisotherme.  

Parallèlement, il semble que l’utilisation de l’énergie d’activation apparente pour 
l’estimation de paramètres soit effectivement très intéressante. Nous avons en effet pu mettre au 
point une procédure d’estimation à priori performante pour estimer les paramètres cinétiques 
d’un système thermodurcissable obéissant à un modèle de type KAMAL-SOUROUR. Celle-ci 
sera utilisée dans le chapitre suivant pour la caractérisation de la cinétique du système cyanate 
ester catalysé.  

Enfin, du point de vue de la détermination expérimentale de l’évolution de Eα méthode 
de FRIEDMAN est apparue comme la plus précise. 
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Nous proposons ici d’appliquer la méthode de caractérisation cinétique proposée au 
chapitre précédent à l’étude de la cinétique de réaction du système cyanate ester catalysé.  

Celui-ci présente le double intérêt de n’avoir jamais ou très peu été étudié en DSC en 
balayage de température et d’obéir théoriquement à un modèle de type KAMAL-SOUROUR, ce 
qui d’une part facilite la modélisation de Eα et d’autre part donne une portée plus universelle à 
la méthode, ce modèle étant utilisé pour décrire la cinétique de nombreux systèmes thermodur-
cissables.  

Un autre objectif du chapitre étant de continuer l’étude des causes possibles de diffé-
rences entre les données cinétiques obtenues en balayage de température et conditions isother-
mes, des expériences DSC ont été effectuées dans ces deux conditions.  

Les thermogrammes obtenus en balayage de température en TM-DSC sont ensuite ana-
lysés afin de déterminer l’ensemble des propriétés cinétiques (énergie d’activation apparente, 
modèle cinétique, paramètres, chaleur de réaction). 

Enfin, les expériences isothermes sont analysées à leur tour et l’évolution des données 
cinétiques obtenues simulée à l’aide du modèle identifié précédemment. 

'� �4�	���������	
��	���

Les conditions expérimentales utilisées (programmes de température, masse 
d’échantillon, atmosphère) ont fait l’objet d’une étude poussée et sont décrites de manière dé-
taillée dans l’annexe 2. 

Les expériences en balayage de température sont effectuées en TM-DSC pour des vi-
tesses moyennes de 1 à 6 °C/min, avec une modulation de type dent de scie d’amplitude 0,75 °C 
et de période 60 s. Chaque expérience a été réalisée avec des échantillons de cyanate ester 
catalysés et non catalysés.  

Par opposition, les expériences isothermes ont été effectuées uniquement avec le sys-
tème catalysé et en DSC classique. Deux types d’expériences on été réalisées :  
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• Des expériences isothermes classiques où les échantillon initialement à la température am-
biante sont ensuite très rapidement amenés à la température de réaction choisie entre 110 et 
160 °C. Ce domaine de température correspond en effet à celui utilisé par d’autres auteurs 
pour l’étude du même système catalysé. 

Une fois la vitrification atteinte, l’échantillon est refroidi, puis soumis à un balayage de tem-
pérature de l’ambiante à 340 °C , à la vitesse de 10 °C/min  afin de mesurer la chaleur de 
réaction résiduelle.  

• Cette série d’expériences est complétée par une expérience plus originale consistant à 
soummettre l’échantillon à un suite de palliers isothermes (figure 17) entre la température 
ambiante et 280°C, ce qui permet d’étudier le comportement cinétique isotherme sur un 
gamme de température plus importante. 

Figure 16  : ���	��	�����	��������	�%	�. 
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Les figures 18 et 19 montrent deux thermogrammes obtenus pour le système catalysé à 
1 °C/min. et non catalysé à 4 °C/min, respectivement. Ces résultats illustrent très bien 
l’ensemble des comportement observés.  

Dans le cas du système catalysé à faible vitesse de balayage de température, la courbe 
de la capacité calorifique met en évidence une vitrification au cours de la réaction, suivie d’une 
dévitrification (devitrification [ASS 96]). Par opposition, dans le cas du système non catalysé, 
avec une vitesse de balayage relativement élevée, on n’observe quasiment pas de vitrification. 
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Pour les raisons exposées au chapitre III, les points expérimentaux dans l’état vitreux 
ne seront pas pris en compte lors de la détermination des paramètres cinétiques, notre but étant 
de modéliser uniquement la cinétique chimique (importante pour la simulation du RTM) et non 
les effets de diffusion introduits par la vitrification.  

Figure 17 : (#	%��	��	���	�%�!��%%	�������	�� ���%	�� ����	�	��	������� ��. 

Figure 18 : (#	%��	��	���	�%�!��%%	�������	�� ���%	�� ����	�	��	����������� ��. 

Parallèlement, l’examen du flux de chaleur du à la réaction, obtenu par soustraction de 
la contribution de la capacité calorifique au signal total, met en évidence la présence d’un effet 
exothermique aux alentours de 100 à 150 °C, juste avant le début du pic principal de réaction 
pour le système non catalysé.  

Dans le cas du système catalysé, on observe un épaulement sur le pic principal qui 
semble indiquer la présence du même phénomène bien que celui-ci soit masqué par la réaction 
principale, déjà très significative à 100°C. 
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Par ailleurs, on remarque que pour chacun des systèmes, le flux de chaleur est nul 
avant et après réaction, ce qui confirme l’élimination du problème de la ligne de base lorsque la 
TM-DSC est utilisée.   
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La chaleur de réaction, considérée comme constante sur le domaine de température ba-
layé, est obtenue par intégration du pic exothermique du signal correspondant au flux de chaleur 
dégagé par la réaction. L’intégration par la méthode des trapèzes avec un pas de une seconde de 
l’ensemble des thermogrammes obtenus pour le thermodurcissable cyanate ester avec et sans ca-
talyseur conduit à une chaleur de réaction de (800 ± 50) J/g .  

Les très faibles variations de cette chaleur dégagée avec l’évolution de la température 
au maximum du pic principal Tm , notamment entre les expériences avec (Tm ≅ 180 °C) et sans 
catalyseur (Tm ≅ 250 °C), comparée à la reproductibilité des mesures (environ 7%) semblent 
justifier l’hypothèse d’une chaleur de réaction constante.  

Par ailleurs, nous verrons lors de l’exploitation du signal donnant l’évolution de la ca-
pacité calorifique que l’ordre de grandeur des variations théoriques de la chaleur de réaction 
isotherme est faible.��
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Pour chaque expérience, les évolutions de la vitesse de réaction et du degré de conver-
sion sont obtenues en normalisant le pic exothermique par la chaleur de réaction obtenue par in-
tégration, en considérant l’avancement initial de 5 % déterminé en SEC. Grâce à cette procé-
dure, la reproductibilité de l’évolution de données cinétiques pour un même expérience est 
inférieure à 3%.  

$
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Les capacités calorifiques Cp0 et Cp1du système cyanate ester avant et après réaction 
sont estimées de manière inverse en modélisant l’évolution de la capacité calorifique obtenues 
expérimentalement (hors vitrification) à l’aide de l’équation 36. On suppose une variation li-
néaire Cp0 et Cp1 avec la température, ce qui revient à estimer quatre paramètres (C0, C0’, C1 et 
C1’) en minimisant le critère S suivant : 

( ) ( ) ( )[ ][ ] 2

ti
'oo'11exp

i

TCC1TCCCpS � ⋅+⋅α−+⋅+⋅α−=  Équation 98 
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L’utilisation d’une méthode de minimisation de type simplex (solveur d’EXCEL), 
permet alors d’obtenir facilement l’évolution de Cp0 et Cp1 (état caoutchoutique) : 

Cp0 = 1.5784 + 0.0021 * T (°C) J/kg/K 

Cp1  = 1.8335 + 0.0012 * T (°C) J/g/K 

La figure 20 donne une idée de la précision de la modélisation de Cp obtenue, aussi 
bien avec que sans catalyseur. 

Figure 19 : "�������������	�������������������3���	. 

Les valeurs de Cp0 et Cp1 estimées ont ensuite été utilisées pour calculer la variation 
théorique de la chaleur de réaction isotherme à l’aide de la loi de Kirchhoff. On obtient une va-
riation de 30 J/g entre l’ambiante et 350°C. La dispersion des chaleur de réactions mesurées par 
intégration étant de ± 50 J/g , cela confirme notre hypothèse comme quoi il est raisonnable de 
considérer une chaleur de réaction constante pour l’étude de ce système. 

:.
� ���� �	�������+	������	��	�

L’évolution de l’énergie d’activation apparente a été calculée pour le système catalysé 
à l’aide des méthodes de FRIEDMAN et KISSINGER-AKAHIRA-SUNOSE.  

Les résultats obtenus étant très proches, seule l’évolution obtenue par la méthode 
FRIEDMAN est représentée (figure 21). 

Contrairement au comportement attendu (Energie d’activation apparente constante, 
égale à E), l’évolution de Eα est relativement complexe. Sa valeur moyenne reste cependant 
proche de celles des valeurs trouvées dans la littérature [SNO 94].  
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On peut dès lors supposer que contrairement à ce qui est admis généralement, il n’est 
pas possible de négliger la contribution autocatalytique du modèle cinétique. Néanmoins, la 
prise en compte des paramètres A’ et E’ impliquerait encore une variation simple de Eα. Il est 
donc nécessaire d’essayer d’analyser plus précisément le comportement observé.  

Figure 20 : (+���������	�����	�!�	�������+�����������	��	. 

L’analyse de l’évolution observée permet de distinguer trois zones : 

• Aux faibles degrés de conversion, Eα décroît rapidement depuis une énergie d’activation éle-
vée jusqu’à environ 60 kJ/mol. Cette première zone peut être interprétée comme une étape 
transitoire, non prise en compte par le modèle de type KAMAL-SOUROUR que l’on sou-
haite appliquer. Etant donné la complexité de la réaction de réticulation des cyanate ester, 
cela n’est guère surprenant.   
Sans chercher à le modéliser, on peut attribuer cet effet aux réactions avec l’eau (éventuel-
lement présente dans le monomère), non prise en compte par le modèle. Ceci expliquerait 
peut être par la même occasion l’épaulement observé sur les thermogrammes en début de ré-
action.  

• Entre 20 et 80 % de conversion, Eα croit régulièrement avec la conversion, entre 60 et 65 
kJ/mol. Ce comportement est par contre beaucoup plus proche de celui prédit par l’équation 
70 pour un système suivant un modèle de type KAMAL-SOUROUR. Celle-ci implique en ef-
fet une augmentation régulière de Eα lorsque E est inférieure à E’, ce qui se trouve être le cas 
pour de nombreux systèmes cyanate ester d’après la littérature [SNO 94]. Il semble donc que 
le modèle de type KAMAL-SOUROUR permette de simuler le comportement cinétique sur 
cette plage de conversion (20 < α < 80 %).  

• Enfin, pour des conversions supérieures à 80 %, on observe une forte décroissance de Eα qui 
correspond sans aucun doute à la vitrification. Un tel phénomène en accord avec la chute de 
la capacité calorifique observée sur la figure 18, a par ailleurs déjà été décrit dans la littéra-
ture dans le cas de systèmes époxyde/amine [VYA 96b].  
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Forts des informations fournies par l’analyse isoconversionnelle, nous proposons donc 
d’essayer de simuler le comportement cinétique entre 20 et 80 % de conversion en estimant les 
quatre paramètres (A, A’, E et E’) du modèle de type KAMAL-SOUROUR, à partir de 
l’évolution de la vitesse de réaction et de l’énergie d’activation sur cette plage. 

Nous utilisons donc la procédure d’estimation mise au point au chapitre IV , en fixant 
les valeurs initiales de E et E’ à 65 kJ/mol. Au bout de quelques itérations, on obtient les para-
mètres suivants : 

kJ/mol71EkJ/mol54E

s1096.9As1005.5A 1513

=′=

×=′×= −−

 

Les figures 22, 23 et 24 montrent les simulations correspondantes de l’énergie 
d’activation apparente, de la vitesse de réaction et du degré de conversion. Comme prévu, la 
précision de la simulation est parfaite entre 20 et 80 % de conversion.  

Figure 21 : (���	���������	�	��/&��������	�%	�>�(�	�!�	�������+�����������	��	�	#����%	����	�)�*�
	����%��������)*. 
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Figure 22 :  (���	� ��������	� 	�� /&� �������	�%	�>� 1��	��	� �	� ��������� 	#����%	����	� @�
��33��	��	��+��	��	��	�,��� �!	�)�+����&O%���T�×�
��&O%���T���:��&O%���T���;��&O%���T���<�
�&O%���C*�	����%���������)*. 

Figure 23 :  (���	���������	�	��/&��������	�%	�>�/	!����	����+	������	#����%	�����@�
��33��	��	��+��	��	���	�,��� �!	�)�+����&O%���T�×�
��&O%���T���:��&O%���T���;��&O%���T���
<��&O%���C*�	����%���������)*. 
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Par opposition avec les résultats de la littérature, nous trouvons ici que le terme auto-
catalytique du modèle cinétique n’est pas négligeable en dépit de la présence de catalyseur. En 
fait, ce résultat peut être expliqué en traçant séparément les deux contributions (termes catalyti-
que et autocatalytique) à la vitesse de réaction (figure 25). 

Figure 24 : �%������������	�	#����	��	�/&��������	�%	�@�
��&O%����>�)*�+��	��	��	����������
�����	�T��)�*�������,����������	�%	������ ����	T�)×*�������,����������	�%	���������� ����	.��

On observe alors que l’influence du terme autocatalytique devient importante unique-
ment pour des températures ou des conversions élevées. Par conséquent, il est normal que les 
études en conditions isothermes publiées dans la littérature n’aient pu la détecter, ceci pour 
deux raisons : tout d’abord le fait que la réaction est trop rapide au dessus de 160°C pour pou-
voir être étudié en isotherme (par prélèvements ou en DSC), mais aussi car le problème de la vi-
trification rend difficile l’étude du comportement cinétique aux conversions supérieures à 70% 
en isotherme.  

Finalement, cette étude montre clairement l’utilité de la DSC en balayage de tempéra-
ture, qui permet la caractérisation de la cinétique de réaction sur une gamme beaucoup plus 
large de température et de conversion. Cette particularité explique par ailleurs nombre de diver-
gences observées entre les paramètres cinétiques estimés en conditions isotherme ou aniso-
therme. 

6� �������������
�����������������������������

Les thermogrammes obtenus sont analysés de manière classique. La chaleur de réac-
tion, supposée constante est tout d’abord donnée par la somme des chaleurs obtenues par inté-
gration du flux de chaleur pour les deux expériences réalisées (isotherme et balayage après vitri-
fication), puis les évolutions de la vitesse de réaction et du degré de conversion pour chaque 
température de réaction isotherme sont calculées à l’aide des équation 91 et 92 . 
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De manière à valider le modèle cinétique obtenu en conditions anisothermes, celui-ci a 
été utilisé pour simuler les expériences DSC isothermes réalisées. Les résultats obtenus pour les 
expériences isothermes classiques à 110, 120, 130  et 140 °C sont représentés sur les figures 26 
et 27. 

Les simulations du degré de conversion sont relativement proches des valeurs expéri-
mentales en dessous de 70% de conversion, après quoi la cinétique est ralentie par la vitrifica-
tion.  

La précision de la simulation n’est par contre pas aussi bonne pour la vitesse de réac-
tion. Les données expérimentales montrent un comportement autocatalytique (augmentation de 
la vitesse de réaction avec la conversion) en début de réaction, qui n’est pas pris en compte par 
le modèle cinétique. Ce phénomène correspond en fait au comportement observé en dessous de 
20 % de conversion lors de l’analyse isoconversionnelle, ce qui peut être démontré en traçant 
l’évolution de la vitesse de réaction en fonction de la conversion (figure 28).  

Ces résultats mettent en évidence un autre avantage de la DSC (isotherme ou aniso-
therme cette fois), par rapport aux techniques de suivi cinétique par prélèvement. Le fait que la 
DSC donne accès directement à la vitesse de réaction, permet en effet de détecter des compor-
tements cinétiques imperceptibles si on dispose uniquement de l'évolution du degré de conver-
sion, et ceci particulièrement en début de réaction.  

Pour terminer la validation de notre modèle cinétique, nous avons simulé l’expérience 
DSC consistant en une suite de paliers isothermes. Le résultat obtenu (figure 29) montre que 
l’évolution de la vitesse de réaction est très bien simulée. 

Figure 25 : �%���������	�� �	#����	��	��/&������	�%	��>�/	!����	����+	������	#����%	�����@�
��33��	��	�� �	%�������	���	���������� )��� �����&�T��� �
���&�T��� �:���&�T�∆� �;���&*�	��
��%����������	��	���+	��)*. 

0%
10%

20%
30%
40%
50%

60%
70%
80%

90%
100%

0 20 40 60 80 100 120 140

Temps (min.)

αα αα
 (%

)



$����	�
�>�(���	��	������������	��	����������	��������%����	�R��������	�1�

� ��<

Figure 26 : �%���������	�� �	#����	��	��/&������	�%	��>�1��	��	��	����������	#����%	����	�@�
��33��	��	�� �	%�������	���	���������� )��� �����&�T��� �
���&�T��� �:���&�T� ∆� �;���&*� 	��
��%����������	��	���+	��)*.�

Figure 27 : (+�������� �	� ��� +��	��	� �	� ��������� 	�� 3�������� �	� ��� ���+	������ ����� ��33��	��	��
�	%�������	���	���������������	�%	�)��������&�T����
���&�T����:���&�T�∆��;���&*�.�
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Figure 28 :� (+���������	����+��	��	��	����������������������	��	�����	��������	�%	��>�(#�	��	��	�
)�*�	����%��������)*�T��	%�������	�)*.�

%� ����
������������������

Cette étude de la cinétique de réaction du système cyanate ester catalysé, en balayage 
de température et en isotherme nous a permis de mettre en évidence différents avantages de 
l’utilisation de la DSC pour la caractérisation cinétique. Les données obtenues en TM-DSC en 
balayage de température sont en particulier apparues beaucoup plus riches en information sur la 
cinétique de réaction car elles permettent l’étude du comportement cinétique sur un domaine de 
température et de conversion très large. 

De plus, l’analyse isoconversionnelle nous a permis de mettre en évidence le manque 
de précision du modèle à une seule énergie d’activation généralement utilisé pour décrire la ci-
nétique de réaction du système cyanate ester catalysé, mais aussi du modèle de type KAMAL-
SOUROUR complet. 

Néanmoins, les paramètres de ce modèle à deux énergies d’activation ont pu être esti-
més à l’aide de la méthode proposée au chapitre IV, permettant ainsi la simulation du compor-
tement cinétique entre 20 et 80 % de conversion, aussi bien pour les expériences anisothermes 
qu’isothermes. 

Dans une optique de simulation du procédé RTM, ces résultats font apparaître le man-
que de précision du modèle cinétique utilisé, en particulier si l’on souhaite modéliser le com-
portement du système réactif au cours de l’étape de remplissage où la conversion est faible. 

Lors d’études ultérieures, il serait donc intéressant de chercher à identifier plus préci-
sément le mécanisme réactionnel complexe mis en jeu en début de réaction afin de permettre 
une modélisation plus précise.  

Néanmoins, si l’objectif est d’optimiser l’accord entre les mesures et la simulation, une 
autre solution serait d’établir un modèle empirique, rendant compte du comportement aux fai-
bles conversions.  
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L’objectif de ce chapitre est la caractérisation des propriétés thermophysiques (capaci-
té calorifique, masse volumique et conductivité thermique) du système cyanate ester et du com-
posite cyanate ester / mat de verre, dans le but de les utiliser comme valeurs a priori lors de 
l’étude de la réaction en macro-calorimétrie inverse 1D au chapitre suivant. 

'� ������������������
���5���

La masse volumique de la matrice liquide avant réaction et à température ambiante a 
été obtenue par simple pesée à l’aide d’une fiole jaugée de 50 cm3. L’évolution de la masse vo-
lumique avec la température a ensuite pu été caractérisée de manière très approximative en 
chauffant l’ensemble de 20 à 70 °C. En supposant que le volume de la fiole reste constant sur ce 
domaine de température, le suivi de la hauteur de liquide dans le cou de la fiole permet de cal-
culer approximativement la variation de la masse volumique du liquide, qui semble décroître li-
néairement avec la température : 

ρ0 = 1190 –0,79 T(°C)  

Parallèlement, des mesures ont été effectuées sur la matrice totalement réticulée par la 
méthode d’Archimède [CAS 98]. On observe alors que la masse volumique à température am-
biante est quasiment égale à celle du liquide initial.  

L’évolution avec la température n’a pas été étudiée, cependant les résultats obtenus sur 
d’autres systèmes cyanate ester lors d’un étude antérieure [GEO 94] ont fait apparaître des 
coefficients d’expansion volumique de l’ordre de 1,6*10-4 K-1 .  

Néanmoins, pour la simulation, nous supposerons dans un premier temps une masse 
volumique constante, égale à la masse volumique à 20 °C, tout en étant conscient de l’erreur in-
troduite par cette approximation :   ρ (20 °C)= 1170 Kg/m3 

La masse volumique des fibres de verre, obtenue à partir de tables est elle aussi consi-
dérée comme constante : ρf = 2450  Kg/m3 
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La capacité calorifique de la matrice ayant déjà été mesurée et modélisée ultérieure-
ment à partir de mesures en TM-DSC, nous nous intéressons ici plus particulièrement à la carac-
térisation et la modélisation de la capacité calorifique du composite. Néanmoins, des mesures 
ont aussi été effectuées sur la matrice seule, à titre de confirmation. 

:.�� "	���	��	33	����	��

Un des problèmes des mesures de capacité calorifique en DSC est que les échantillons 
utilisés sont de très faible masse. La mesure de Cp avec une précision raisonnable est alors pos-
sible uniquement pour la matrice seule. En effet, dans le cas du composite, la présence de deux 
phases rend particulièrement difficile, voire impossible, la préparation d’un échantillon micros-
copique de quelques milligrammes, représentatif de la capacité calorifique du matériau massi-
que. 

Pour remédier à ce problème, nous avons utilisé un macro-calorimètre à flux de type 
Calvet C80, permettant l’utilisation d’échantillons de masse plus importante (environ 5 gram-
mes) garantissant une meilleure homogénéité de la capacité calorifique. 

L’ensemble des mesures a été réalisé au Laboratoire de Thermodynamique Appliquée 
(LTA) de l’INSA de Lyon, en collaboration avec Jean Marie LETOFFE, Directeur de Recherche 
CNRS.  

Comme il a été dit, la majorité de ces mesures concerne le composite. Pour des raisons 
pratiques, celui-ci a été étudié après réaction totale. Sa capacité calorifique à été mesurée entre 
l’ambiante et 280 °C.  

Parallèlement, des mesures ont été effectuées sur la matrice avant et après réaction ain-
si que sur les fibres seules. L’intérêt de ces mesures supplémentaires est de permettre de vérifier 
la validité d’une part, des mesures effectuées sur la matrice en TM-DSC, et d’autre part, de la 
loi de mélange permettant le calcul de la capacité calorifique du composite connaissant celles de 
ses composants.  
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La figure 30 montre les points de mesure effectués à l’aide du C80, comparés aux ca-
pacités calorifiques mesurées en TM-DSC. On observe une très bonne concordance des valeurs 
obtenues par les deux méthodes. 

Figure 29 : &��������������3���	��	����%�����	�� ����	�	��	��)∆�>�%	���	��&=���+������������.�T�C
>�%	���	���"C/&��+�������������T�•�>�%	���	��&=�����������������T�C�>�%	���	���"C/&�
��������������*�

En conséquence, il semble que la TM-DSC soit un moyen particulièrement efficace et 
relativement rapide pour caractériser la capacité calorifique d’échantillons microscopiques. 

Par ailleurs, le nombre de points expérimentaux obtenus, plus important pour cette mé-
thode, nous conduit à retenir les valeurs de capacité calorifique obtenues en TM-DSC pour la 
modélisation des transferts thermiques. 

$
	
	� 3���������������&��������������

Comme le montre la figure 31, celle-ci varie linéairement avec la température entre la 
température ambiante et 200 °C : 

Cpf = 0.901 + 0.00118 * T (°C) J/kg/K  

A environ 220 °C, on observe une légère augmentation qui correspond probablement à 
la fusion du liant thermoplastique. Il s’agit en effet d’un polyester thermoplastique dont la tem-
pérature de fusion se situe aux alentours de cette température. 
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Figure 30 :  &��������������3���	��	��3�,�	�. 

$
	
$� 3���������������&�������������������,����������

Sur la figure 32 sont reportées les mesures effectuées ainsi que les valeurs calculées à 
l’aide de la loi de mélange suivante : 

( )
( )

matricerenfort

matricematricerenfortrenfort

ff

pfpf
compositep V1V

CV1CV
C

ρ⋅−+ρ⋅

⋅ρ⋅−+⋅ρ⋅
=   Équation 99 

On remarque une bonne concordance entre les prévision de l’équation 99 et les mesu-
res. Ces résultats tendent à démontrer que la loi de mélange proposée dans la littérature est véri-
fiée en pratique.  

Bien qu’aucune mesure n’ait été effectuée sur le composite avant réaction, nous pou-
vons supposer que la loi de mélange est aussi vérifiée dans ce cas. Il sera donc possible de cal-
culer la capacité calorifique du composite en cours de réaction à l’aide de cette équation, 
connaissant les capacités calorifiques des fibres et de la matrice.  

Figure 31 : &�������� ������3���	���� ��%�����	� ��������������� )C�>����+�������	���	5������;;�T���>�
%	���	�&=�*. 
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Nous avons effectué la mesure avant et après réaction de la conductivité thermique de 
la matrice seule (isotrope) et de la conductivité transverse du composite cyanate ester/mat de 
verre (c’est à dire dans la direction perpendiculaire au plan des plis de renfort). 

L’ensemble des mesures a été effectué par méthode inverse de conduction de la chaleur 
au Laboratoire de Thermocinétique de l’ISITEM (LTI) à Nantes, en collaboration avec le Dr. 
Jean-Luc BAILLEUL alors ATER à l’ISITEM. Les procédures expérimentales sont décrites en 
détail dans l’annexe 3. 

Les mesures on été réalisés à l’aide d’une presse expérimentale développée au LTI 
[BAI 97]. A l’aide du système de régulation des plateaux de la presse, on crée un gradient ther-
mique unidirectionnel dans la direction perpendiculaire au plan de l’échantillon placé entre les 
plateaux. On réalise ainsi des expériences de chauffage et de refroidissement au cours desquel-
les on enregistre simultanément les températures de part et d’autre de l’échantillon (température 
des plateaux de la presse ou du moule suivant le cas) ainsi qu’au cœur de l’échantillon instru-
menté de micro thermocouples de diamètre 80 µm. 

Ces mesures de température en régime transitoire sont ensuite utilisées pour 
l’identification de la conductivité thermique transverse par méthode inverse de conduction de la 
chaleur mise au point au LTI [JUR 93]. Dans cette méthode, les températures sur les faces de 
l’échantillon sont utilisées comme conditions aux limites, ce qui permet de simuler la tempéra-
ture à cœur connaissant les propriétés thermophysiques du matériau. La conductivité thermique 
est ensuite identifiée en minimisant l’écart entre la prévision et la mesure à cœur. 

Une particularité de cette méthode est quelle suppose d’une part qu’aucune réaction 
n’a lieu, et que d’autre part que les autres propriétés thermophysiques (capacité calorifique, 
masse volumique) sont déjà connues. Nous avons donc utilisé les valeurs déterminées précé-
demment pour ces deux grandeurs. La masse volumique a été considérée comme constante, ce 
que entraîne nécessairement un légère erreur sur les conductivités thermiques déterminées. 

;.��  �����	��	�������������,�	����

L’ensemble des résultats obtenus est récapitulé sur les figures 33 et 34, représentant 
respectivement la conductivité thermique de la matrice et la conductivité thermique transverse 
du composite.  

+
	
�� 3�������'������������������'������������

Les mesures effectuées conduisent à une conductivité du monomère dicyanate ester 
quasiment constante dans le domaine de température étudié (30 à 80 °C), la dispersion étant par 
ailleurs assez faible (< 7 %) :  λmonomère = 0,155 W/m.K 



$����	�
�>�(���	��	������������	��	����������	��������%����	�R��������	�1��

� ��


+
	
	� 3�������'��������'�������������������'������������

Malgré une bonne reproductibilité des mesures, la dispersion (<10 %) est un peu plus 
importante que pour le monomère seul. On observe une conductivité thermique constante entre 
30 et 80 °C : λ⊥ composite avant réaction = 0,283 W/m.K 

Néanmoins, ces mesures sont peut être entachées d’erreur car nous avons observé la 
formation de bulles d’air au sein de l’échantillon, pouvant influer sur les transferts thermiques 
unidirectionnels.  

+
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On observe un léger décalage entre les valeurs de conductivité identifiées en montée de 
température et en descente. Cet écart est probablement du à des effets de dilation entraînant des 
variations de contacts thermiques. La dispersion des mesures (12 %) est plus importante que 
lors des mesures précédentes. On observe une variation linéaire de la conductivité thermique en-
tre 30 et 180 °C :   λ TD réagit = 0,0003*T+0,2236 W/m.K 

+
	
+� 3������������,�����������

Le même problème de décalage entre les résultats en montée et en descente de tempé-
rature a été observé. Ici encore, on observe une variation linéaire de la conductivité avec la 
température :    λ⊥ composite  réagit = 0,0004*T+0,2705  W/m.K 

Figure 32 :  &�������+������	�%���	��	����%�����	�& ����	�	��	�.�
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Figure 33 :  &�������+������	�%���	������%�����	�& ����	�	��	��O�%����	�+	��	. 
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Nous disposons à présent de l’ensemble des propriétés thermophysiques et cinétiques 
nécessaires à la simulation des transferts thermiques unidirectionnels dans le composite ou la 
matrice.  

La masse volumique est apparue comme la propriété la plus difficile à caractériser, elle 
est donc considérée comme constante en première approximation.  

L’utilisation de différentes méthodes de mesures de capacité calorifique à fait apparaî-
tre les avantages certains de la TM-DSC, permettant une mesure rapide et fiable de cette gran-
deur, y compris en cours de réaction. Par ailleurs, nous avons montré la validité de la loi de mé-
lange permettant le calcul de la capacité calorifique du composite à partir des capacités 
calorifiques et des masse volumiques respectives de la matrice et du renfort. 

Enfin, les mesures de conductivité thermique effectuées à l’ISITEM ont été l’occasion 
de nous familiariser avec les aspects pratiques de l’utilisation des méthodes inverses de conduc-
tion de la chaleur.   
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Ce chapitre s’inscrit dans un programme de recherche à long terme entre le LMM et le 
Centre d’Etude  Thermique de l’INSA de Lyon (CETHIL), visant à développer un dispositif ex-
périmental permettant l’étude de la cinétique de réaction de polymères thermodurcissables ou de 
composites en Calorimétrie inverse avec transferts thermiques 1D. 

Ce projet, commencé en 96, a tout d’abord consisté à développer d’une part un disposi-
tif expérimental permettant l’obtention et le suivi des transferts thermiques unidirectionnel à 
travers l’épaisseur d’un échantillon de matrice ou de composite, et d’autre part une procédure 
d’estimation inverse permettant de déterminer les propriétés thermophysiques et cinétiques de 
l’échantillon à partir des mesures expérimentales. 

Un moule expérimental et un code de calcul ont été réalisés [BOU 97]. Ils permettent 
le suivi du champ de température à l’aide de thermocouples tendus au sein de l’échantillon et la 
résolution des problèmes direct et inverse.  Néanmoins, la méthode d’estimation basée sur la 
simulation du champ de température ne permet pas l’estimation de l’ensemble des paramètres, 
notamment l’estimation simultanée des couples (A,E), (A’,E’) et l’estimation des variations de 
masse volumique. 

Une nouvelle méthode d’estimation, basée sur la simulation du champ de température 
et des flux de chaleur sur les faces de l’échantillon a été proposée et validée théoriquement 
[BLA 98]. 

Notre contribution au projet a consisté à modifier le moule déjà existant en y ajoutant 
des capteurs de flux. Des expériences avec le système cyanate ester catalysé et le composite 
cyanate ester / mat de verre on ensuite été réalisées puis simulées à l’aide des paramètres esti-
més précédemment, de manière à résoudre dans un premier temps le problème direct. 

'� �������������������
��

Le moule préexistant est cylindrique en dural et possède une circulation d’huile ex-
terne (figure 35) destinée à réguler la température des faces planes de l’échantillon. Ce dernier, 
est placé dans l’enceinte du moule, d’une épaisseur de 6 mm et de diamètre 100 mm. Cette 
configuration grand diamètre / faible épaisseur autorise l’hypothèse de transfert de chaleur par 
diffusion unidimensionnel, la convection pouvant être négligée [BOU 97]. 

De plus, la surface latérale du moule est calfeutrée par de la laine de roche de manière 
à limiter les échanges thermiques dans la direction radiale, et de ce fait à favoriser une situation 
de transferts thermiques 1D selon la direction perpendiculaire au plan de l’échantillon. 
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Les principales modifications concernent l’instrumentation et l’épaisseur de la cavité 
recevant l’échantillon qui a été réduite de 11 mm à 6 mm de manière à éliminer les effets de 
convection détectés lors des études antérieures [BOU 97]. 

Une instrumentation composée de cinq thermocouples de diamètre 80 µm (un collé sur 
chacune des faces du moule et trois tendus à cœur de l’échantillon) et de deux flux mètres  
d’épaisseur 40 µm collé sur les parois du moule (RdF Corp.)  permet alors de suivre l’évolution 
du gradient de température à travers l’épaisseur de l’échantillon et des flux de chaleur traversant 
ses deux surfaces planes. 

La répartition des thermocouples dans l’épaisseur du matériau est matérialisée sur la 
figure 35. Ils ne sont pas placés à la verticale les uns des autres afin de limiter les perturbations 
du flux de chaleur dans la direction z. De plus il faut noter que dans la pratique ils ne sont pas 
équidistants. L'épaisseur de résine les séparant est mesurée après le démoulage.  

On remarquera, qu’afin de limiter la résistance thermique de contact entre l’échantillon 
et les surfaces du moule, celles-ci sont recouvertes d’un film adhésif de 20 µm présentant une 
surface téflonée à l’échantillon. Les propriétés thermophysiques proches de celles du système 
réactif et la faible épaisseur de ces films, permettent à la fois de négliger leur influence sur le 
gradient thermique et d’obtenir une bonne continuité thermique aux surfaces de contact moule 
échantillon. En outre, ces films permettent de protéger les flux mètres et de faciliter le démou-
lage. 

Bien que cela ne soit pas représenté sur la figure 35, les deux parties du moule sont lé-
gèrement asymétriques de manière à obtenir des flux de chaleurs différents à travers les surfaces 
inférieure et supérieure. D’après les résultats théoriques obtenus par BLANC et MESCHIA 
[BLA 98], cette configuration permet de faciliter l’estimation des paramètres lors de la résolu-
tion du problème inverse.  

Afin de garantir l’étanchéité en cours de réaction, les thermocouples et les plis de ren-
fort (pour l’étude du composite) sont tout d’abord mis en place, après quoi on vient déposer une 
couche de joint silicone sur le pourtour du moule qui est ensuite fermé. La matrice liquide est 
alors injectée environ cinq minutes avant le début de l’expérience à l’aide des deux évents (non 
représentés) situés sur la partie supérieure du moule qui serviront par la suite à évacuer le trop 
plein. 

8� �4�	���������	
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Par manque de temps, une seule expérience a pu être réalisée pour chacun des systèmes 
(matrice cyanate ester catalysé seule et composite cyanate ester / mat de verre) pour lesquels le 
même cycle de température a été employé. Les parois inférieure et supérieure du moule, initia-
lement à température ambiante, sont chauffées jusqu’à 130°C (en 30 minutes environ), à l’aide 
de la circulation d’huile pilotée par une chaudière thermorégulée. Elles sont ensuite maintenues 
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à cette température durant 2 heures, temps au bout duquel la réaction est déjà considérablement 
ralentie du fait de la vitrification. 

Parallèlement, les tensions aux bornes des thermocouples et des flux- mètres sont en-
registrées à raison d’une mesure par seconde à l’aide d’une chaîne d’acquisition KEITHLEY et 
converties respectivement en °C et et W/m2. 

Figure 34 :  "���	�� ��������	�%���3��. 

6� �	��
�������������������
�����

L’évolution des températures et des flux de chaleur obtenus pour le système cyanate 
ester catalysé est donnée par les figures 36 et 37 :  

Les signaux présenté ont été préalablement filtrés, le bruit étant de l’ordre de plus ou 
moins 0,5 °C pour les thermocouples et de plus ou moins 20 W/m2 pour les flux de chaleur. 
Néanmoins, même après filtrage, un pic parasite subsiste sur le signal fourni par le capteur pla-
cé sur la face supérieure au maximum de l’exotherme. 

Lors du chauffage, on observe un écart entre les flux de chaleur sur les faces inférieure 
et supérieure dues à l’asymétrie du moule. Une observation minutieuse montre que la réaction 
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débute aux alentours de 80 °C, bien avant que la température de consigne soit atteinte. On peut 
ensuite observer un gradient de température d’environ 15 °C entre la température imposée sur 
les bords de l’échantillon et la température à cœur, du fait de l’exothermie de la réaction, par 
ailleurs bien mise en évidence par les flux surfaciques.  

Des résultats similaires sont obtenus pour le composite (figures 38 et 39), ce qui per-
met déjà de penser que les fibres ont un effet très faible sur la réaction, contrairement à ce que 
nous pensions. Il semble donc que l’effet du renfort sur la réaction soit négligeable. 

Figure 35 :  (+���������	���	%�������	��%	����	����������%�����	�� ����	�	��	���	��	. 

Figure 36 :  (+���������	��3��#����3�����	��%	��������������%�����	�� ����	�	��	���	��	�
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Figure 37 :  (+��������������%���	��	%�������	�	#����%	�����������	���%�����	.�

Figure 38 :  (+���������	��3��#��	�����	���	#����%	����#�������	���%�����	.�
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Pour la simulation nous avons utilisé le code de calcul mis au point par BOURNEZ 
[BOU 97]. Basée sur les différences finies et un schéma de Crank Nicholson, celui-ci permet la 
simulation à la fois du champ de température 1D dans l’épaisseur de la pièce et des flux surfaci-
ques. Ces derniers sont calculés par méthode inverse en utilisant la méthode de retour vers la 
surface développée par RAYNAUD et BRANSIER [RAY 95]. 

On observe un accord satisfaisant entre les simulations et les mesures expérimentales 
aussi bien pour le composite que pour la matrice seule: 

Les champs de température sont illustrés par les figures 40 et 41 , pour chacun des 
échantillons. Pour plus de clarté, seule la température du thermocouple situé au centre de 
l’échantillon a été représenté. Les écarts entre températures expérimentale et simulée les plus 
important ( ≈ 3 °C) se situent au début de la réaction, ce qui est cohérent avec la plage de validi-
té du modèle cinétique déterminée au chapitre V.  

Globalement, la précision de la simulation des flux de chaleur (figures 42, 43, 44 et 
45) est satisfaisante. L’écart entre expériences et simulation lors du chauffage est explicable par 
le fait que nous avons utilisé une masse volumique initiale constante en première approximation 
et une conductivité thermique déterminée à partir de cette hypothèse. La valeur algébrique de 
l’écart observé est cohérente avec la diminution de masse volumique avec la température obser-
vée au chapitre VI. 

Figure 39 :  �%��������������%���	��	%�������	�������	���%�����	.�
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Figure 40 :  �%��������������%���	��	%�������	���������%�����	��	��	.�

Figure 41 :  �%�����������3��#�@����+	���������3��	���3���	��	�������	���%�����	.�
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Figure 42 :  �%�����������3��#�@����+	���������3��	�������	��	�������	���%�����	.�

Figure 43 :  �%�����������3��#�@����+	���������3��	���3���	��	���������%�����	.�
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Figure 44 :  �%�����������3��#�@����+	���������3��	�������	��	���������%�����	.�
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Les résultats obtenus valident l’ensemble des paramètres cinétiques et thermophysi-
ques déterminés au cours des chapitres précédents.  

Parallèlement, nous pouvons conclure à un effet négligeable des fibres sur la réaction. 

Enfin, concernant l’étude de la macrocalorimétrie avec transferts thermique 1D, nous 
avons résolu le problème direct.  

 
 

-800

-400

0

400

800

1200

1600

0 400 800 1200 1600 2000 2400 2800 3200 3600

Temps (s)

F
lu

x 
de

 c
ha

le
ur

 (W
/m

^2
)

Expérience
Simulation



$����	�
�>�(���	��	������������	��	����������	��������%����	�R�&����������

� �
:

&�����������	�����	�#��%	������	�

Cette deuxième partie nous a permis d’établir une méthodologie d’étude de la cinétique 
de réaction et des propriétés thermophysiques des systèmes réactifs thermodurcissables, adaptée 
à la modélisation et à la simulation du procédé RTM. 

Après une réflexion sur l’approche nécessaire au transfert du savoir faire du chimiste, 
spécialiste des matériaux polymères au génie des procédés au Chapitre I, nous avons été amenés 
à nous intéresser aux méthodes d’étude cinétiques en calorimétrie inverse et en particulier à la 
DSC anisotherme. 

Une étude poussée de l’utilisation de cette technique pour la caractérisation des cinéti-
ques de réaction a été développée dans les chapitres III et IV. Celle-ci a permis de mettre en 
évidence l’intérêt majeur de la DSC pour la modélisation tout en cernant les problèmes liés à 
son utilisation, et a abouti à la mise au point d’une procédure d’estimation originale et perfor-
mante des paramètres cinétiques des systèmes thermodurcissables obéissant à un modèle de type 
KAMAL-SOUROUR, ce dernier présentant la particularité d’être très fréquemment utilisé pour 
la modélisation du procédé RTM.  

Parallèlement, cette étude de la DSC a été l’occasion de mettre en œuvre certaines mé-
thodes d’étude (méthodes inverses, études de sensibilité, études théoriques en simulation, mé-
thodes isoconversionnelles…), primordiales pour la modélisation et restées jusque là inédites au 
LMM.  

Le chapitre V a été l’occasion d’illustrer et de valider la procédure de caractérisation 
cinétique mise au point à travers l’étude et la modélisation de la cinétique de réaction d’un sys-
tème thermodurcissable de type cyanate ester. 

Parallèlement, l’utilisation de techniques nouvelles au LMM (TM-DSC et analyse iso-
conversionnelle) a permis d’une part, une observation plus précise du comportement cinétique 
des cyanates ester qu’avec les techniques utilisées dans les études antérieures (DSC classiques 
et méthodes « chimiques »). D’autre part, l’analyse isoconversionnelle, s’est révélée être un bon 
indicateur de la plage de validité (domaines de degré de conversion et de température) de la 
modélisation cinétique.  

Enfin, l’ensemble des chapitres III, IV et V a mis en avant un certain nombre de causes 
possibles des écart observés dans la littérature entre les résultats des études cinétiques menées 
en DSC isotherme et anisotherme. A ce sujet, la perspective d’appliquer la méthodologie de ca-
ractérisation mise au point à d’autres systèmes réactifs semble particulièrement intéressante. 

Néanmoins, concernant l’étude de la cinétique de réaction du système cyanate ester, il 
est apparu que le modèle cinétique de type KAMAL-SOUROUR proposé dans la littérature ne 
permettait pas une prédiction satisfaisante du comportement cinétique en début de réaction.  
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Dans une optique de simulation du procédé RTM, il serait donc nécessaire soit de 
chercher à identifier plus précisément le mécanisme réactionnel mis en jeu en début de réaction, 
ou bien d’utiliser un modèle cinétique plus phénoménologique, de manière à améliorer l’accord 
entre les prédictions du modèle cinétique et les mesures expérimentales de vitesse de réaction. 

Au cours du chapitre VI, nous avons pu mettre en évidence le savoir faire acquis au 
cours de la thèse dans le domaine de la caractérisation des propriétés thermophysiques, notam-
ment pour la capacité calorifique dont la TM-DSC, permet une mesure rapide et fiable. Parallè-
lement, l’ensemble des propriétés thermophysiques du système modèle cyanate ester / mat de 
verre décrit au chapitre II ont été déterminées. 

Aboutissement des travaux décrits dans cette seconde partie, le chapitre VII a consisté 
dans un premier temps à l’amélioration d’un dispositif de macro-calorimétrie avec transferts 
thermiques 1D, issus d’études antérieures. 

Ce dispositif et le code de calcul lui étant associé nous ont ensuite permis d’effectuer, 
en parallèle, la mesures et la simulation de l’évolution du champ de température et du flux de 
chaleur dégagé par la réaction dans des échantillons macroscopiques de matrice cyanate ester 
seule et de composite cyanate ester / mat de verre, ceci à l’aide du modèle cinétique et de pro-
priétés thermophysiques préalablement déterminées.  

Les faibles écarts observés entre simulations et expériences pour chacun des systèmes 
nous ont permis de confirmer la fiabilité du modèle cinétique établi en DSC et de mettre en évi-
dence l’effet négligeable des fibres de verre sur la réaction de réticulation. 

Parallèlement, cette résolution avec succès du problème direct de macrocalorimétrie 
ouvre la perspective de la résolution du problème inverse consistant à déterminer les paramètres 
cinétiques et les propriétés thermophysiques à partir des expériences réalisées.  
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Comme nous l’avons vu dans la première partie, la maîtrise de la simulation des écou-
lements durant le procédé RTM passe par la détermination d’une part du tenseur de perméabilité 
du renfort et d’autre part de la viscosité du système réactif thermodurcissable. 

En 1994, ADVANI et al. [ADV 94] faisaient remarquer que l’état de l’art de la simula-
tion numérique de l’écoulement basé sur la loi de DARCY était beaucoup plus avancé que les 
capacités à prédire et à mesurer la perméabilité des renforts utilisés. 

La prédiction du tenseur de perméabilité reste difficile à l’heure actuelle. Des avancées 
importantes sont par contre constatables dans le domaine des mesures qui reste le moyen 
d’accès à la perméabilité le plus répandu et le plus fiable.  

Par conséquent, le but des travaux qui seront présentés au cours du chapitre I a été la 
mise en œuvre de méthodes expérimentales permettant une caractérisation fine et complète du 
tenseur de perméabilité. 

Après une étude extensive de la bibliographie, deux bancs de mesure expérimentaux 
ont été réalisés et testés dans le cas de renforts simples. 

Objet du chapitre II, l’étude de la rhéologie a eu pour support le système cyanate ester 
catalysé déjà employé dans la deuxième partie.  

Après un bref résumé de la bibliographie concernant l’étude de la rhéologie des cyana-
tes, nous commencerons par étudier le comportement rhéologique de manière globale, de l’état 
initial liquide à la gélification et la vitrification, afin d’établir un diagramme de moulabilité du 
système.  

Nous étudierons ensuite de plus près la modélisation de la viscosité en début de réac-
tion, puis la possibilité de suivre l’évolution de la viscosité in situ par spectrométrie diélectri-
que.  

Enfin, nous conclurons cette troisième et dernière partie en insistant sur les points blo-
quants rencontrés et les perspectives de travaux futurs dans les domaines de la rhéologie et des 
écoulements.  
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Comme nous l’avons vu dans la première partie, la caractérisation complète du tenseur 
de perméabilité passe théoriquement par la détermination de six paramètres indépendants : 
l’orientation des trois directions principales Xp, Yp, Zp et les valeurs des perméabilités princi-
pales associées kXp, kYp et kZp . 

Cependant, dans la majorité des applications, les renforts utilisés en RTM sont de type 
bidimensionnels (mats, tissus), les directions principales Xp et Yp, sont alors supposées être 
dans le plan des plis de renfort et la direction Zp perpendiculaire à celui-ci (figure 46).  

Figure 45 : &�%������	������	��	����	��	�%��,�����. 

Par conséquent, les techniques de mesure de perméabilité développées visent généra-
lement à déterminer soit les directions (Xp , Yp) et les valeurs des perméabilités principales as-
sociées (kXp , kYp) qualifiées de perméabilités planes ; soit la valeur kZp, appelée perméabilité 
transversale, par opposition aux deux premières. 

Pour les tissus 3D, ces hypothèses peuvent être remises en cause. Néanmoins, il 
n’existe à l’heure actuelle aucune méthode fiable permettant de déterminer la direction Zp dans 
un tel cas.  

Nous avons donc concentré nos efforts sur l’étude bibliographique des méthodes tradi-
tionnelles de mesure, après quoi nous avons conçu deux dispositifs permettant respectivement la 
caractérisation des perméabilités planes et de la perméabilité transversale. 

kZp

perméabilités
planes kXp

kYp

Xp

Yp

Zp perméabilité 
transversale
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L’ensemble des techniques décrites dans la littérature reposent sur l’étude de 
l’écoulement d’un fluide non réactif de viscosité connue au sein du renfort à caractériser dans 
des conditions définies, pour lesquelles l’utilisation de la loi de DARCY permet d’exprimer les 
variables caractérisant l’écoulement (vitesse, pression) en fonction de la (des) perméabilité(s), 
de la viscosité du fluide et ,dans certains cas, du temps. Les perméabilités sont ensuite détermi-
nées en ajustant les prédictions du modèle à des mesures expérimentales de pression et de vi-
tesse. 

Dès lors, on peut classer les différentes méthodes de mesure selon trois critères : Le 
type de perméabilité caractérisée (perméabilités planes et/ou perméabilité transversale), le type 
de géométrie (écoulement 1D, 2D ou 3D) et le régime de l’écoulement.  

On peut en effet se placer dans le cadre strict d’application de la loi de DARCY, où le 
renfort est totalement saturé en fluide, ou bien suivre la progression du front de fluide impré-
gnant le renfort. Néanmoins, dans ce second cas de figure, la validité des mesures effectuées 
dépendra de l’influence des phénomènes non pris en compte par la loi de DARCY sur 
l’écoulement au voisinage du front de matière. Ce problème devra donc faire l’objet d’une 
grande attention. 


.
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Deux méthodes sont utilisées : l’une basée sur l’étude d’un écoulement unidirectionnel 
et l’autre sur un écoulement radial (2D). 
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Cette technique est la seule permettant de mesurer la perméabilité en régime saturé ce 
qui explique le fait qu’elle soit généralement considérée comme la plus fiable.  

Il en existe cependant plusieurs variantes en régime saturé ou insaturé [WEI 98A]. 
Toutes consistent à créer un écoulement unidirectionnel (figure 47) à travers le renfort placé à 
l’intérieur d’un moule de section A et orienté selon une direction i du plan, dans laquelle on dé-
sire déterminer la perméabilité effective Ki, en imposant soit le débit, soit la pression d’entrée. 
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Figure 46 : "�����	��	��������	%	����/. 
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Si le débit Q = Qe = Qs est imposé, il suffit de mesurer la chute de pression ∆P, obte-
nue pour une longueur d’écoulement ∆x. La perméabilité Ki est alors obtenue par simple appli-
cation de la loi de DARCY, connaissant la section du moule A, la porosité du renfort ε et la vis-
cosité η du fluide.  

P
x

A
Q

K i ∆
∆⋅

ε
η=     Équation 100 

En régime saturé, la chute de pression ∆P est déterminée en mesurant les pressions en 
deux points (ou plus) dont on connaît les positions. Généralement, il s’agit de l’entrée et de la 
sortie et on a alors ∆P qui est égale à la différence (Ps-Pe) et ∆x à la longueur de renfort traver-
sée (Xf –Xe).  

Dans le cas d’une mesure en cours de remplissage, on considère que la pression en 
avant du front de matière est constamment égale à la pression atmosphérique. La chute de pres-
sion à l’instant t, ∆P(t) est alors donnée par la différence (Pe(t) – Patm) et la longueur de 
l’écoulement ∆x(t) par la différence (Xf(t) –Xe). 
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Cette deuxième application est généralement utilisée pour mesurer la perméabilité en 
cours de remplissage en régime transitoire. On peut cependant l’utiliser aussi en régime saturé. 
Il suffit alors simplement de mesurer le débit en sortie pour avoir accès à la perméabilité. 

En régime transitoire, la manière la plus simple d’accéder à la perméabilité est de sui-
vre le déplacement de la position Xf du front de matière dans le temps et d’utiliser l’équation 
suivante, obtenue par intégration de la loi de DARCY.  

Front (vitesse  d ’avancée Vf  et position Xf)

Renfort sec

Renfort saturé 
en fluide

Direction i  du renfort

Entrée :

Pression Pe

ou Débit Qe

imposé

Sortie :

Pression Ps

et Débit Qs

(régime saturé)Perméabilité Ki ?

Xe Xs
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atme
i ⋅

−
ηε=    Équation 101 
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Comme nous l’avons vu, la méthode de l’écoulement 1D permet de mesurer la per-
méabilité dans la direction de l’écoulement choisie. La détermination des perméabilités princi-
pales kXp, kYp et de leur directions Xp, Yp (non connues a priori) peut alors être effectuée à par-
tir de mesures dans trois directions de mesure particulières, choisies selon la procédure 
suivante : une première mesure est effectuée selon une direction arbitraire dont on suppose 
qu’elle fasse un angle ϕ avec la direction principale Xp. Cette direction arbitraire est ensuite 
prise comme référence (0°), les deux autres mesures étant réalisées selon des directions respec-
tivement à 45° et 90°. 

Différentes équations permettent alors d’exprimer les perméabilité effectives mesurées 
en fonction de kXp , kYp et ϕ [WEI 98A], ce qui conduit finalement à un système de trois équa-
tions indépendantes dont la résolution donne accès à ces paramètres. 
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Comme nous l’avons vu dans la première partie, il est évident que le comportement de 
l’écoulement au voisinage du front de matière ne peut être décrit de manière rigoureuse par la 
seule loi de DARCY [ADV 94]. Celle-ci ne prend en effet en compte que les forces motrices 
dues à la pression ou au débit imposés alors qu’au niveau du front, il faut théoriquement tenir 
compte de la contribution supplémentaire de la pression capillaire. La pression totale exercée 
sur le fluide est alors donnée par : 

capillaireappliquéetotale PPP +=    Équation 102 

Afin de quantifier l’influence de la pression capillaire, WONG [WON 94] propose de 
définir une longueur critique d’écoulement (Cross-over length) Lcv : 

P
P

DL c
fcv ∆

=     Équation 103 

Où : ∆P est la chute de pression appliquée à travers un pore ou une fibre de diamètre Df au ni-
veau du front de matière et Pc est la pression capillaire. 

Ainsi, la minimisation des effets de la pression capillaire sur la précision des mesures 
de perméabilité nécessitera l’emploi d’échantillon de renfort de longueur supérieure à Lcv.  

Cette approche, initialement développée dans le cas d’expériences à débit constant par 
WONG, est reprise par WEITZENBÖCK et al. [WEI 98B] pour des expériences à pression 
d’injection constante en exprimant la pression capillaire d’après les travaux de AHN et al. 
[AHN 91] : 



$����	�:�>�(���	��	�������	%	����	���	����������!�	�R��������	���

� �:<

e
c D

cos4
P

θσ=     Équation 104 

Où : σ est la tension de surface du fluide (en Pa.m), θ est l’angle de contact liquide-solide et De 
est le diamètre équivalent d’un pore. 

L’avantage de cette formulation est qu’elle permet de tenir compte d’une éventuelle af-
finité entre les fibres et le fluide utilisé pour les mesures de perméabilité à travers l’angle de 
contact.  

Lorsque cette affinité est faible, les auteurs montrent que la pression capillaire a une 
influence négligeable sur la validité des mesures de perméabilité pour la majorité des renforts 
lorsque des échantillons de taille supérieure à quelques dizaines de centimètres. 

En pratique, des comportements divers sont rapportés. Certains auteurs observent une 
influence du régime de saturation, alors que d’autres ne voient aucune différence entre les me-
sures en régime transitoire et permanent [LUN 2000]. 

Un autre problème des mesures par suivi de front réside dans la définition de ce der-
nier. Il existe en effet toujours une zone en amont du front où le renfort n’est que partiellement 
saturé. L’effet sur les mesures de perméabilité déterminées est cependant difficile à quantifier.  

WEITZENBÖCK et al. [WEI 98B] proposent d’utiliser des thermistances pour détec-
ter l’avancée du front. Le principe de détection consiste à préchauffer les thermistances par un 
courant electrique avant le début de l’expérience. Leur refroidissement au passage du fluide est 
ensuite observé en suivant l’évolution de leurs résistances. Cette méthode, bien qu’ayant le dé-
savantage d’être intrusive, leur permet de mettre en évidence la nature diffuse du front (lorsque 
celle-ci est significative) et les phénomènes de capillarités caractérisés par une variation pro-
gressive de la température au passage du front.  
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L’application pratique de la méthode de l’écoulement 1D donne lieu à un certain nom-
bre de problèmes susceptibles de perturber les mesures et de limiter la précision de la perméabi-
lité déterminée. Ils sont liés à la validité de la méthode qui suppose un écoulement parfaitement 
unidirectionnel et aux erreurs de mesure sur les différents paramètres expérimentaux : position 
du front de matière, viscosité, porosité, section du moule, pression et longueur de l’écoulement. 

�7�����������������������(�����������

La forme de l’écoulement peut être perturbée par deux phénomènes  : La formation de 
canaux (channel effects) le long des bords du moule si le contour du renfort n’est pas parfaite-
ment ajusté aux parois et l’anisotropie de l’écoulement pour les directions différentes des direc-
tions principales.  
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Ce deuxième phénomène devient négligeable lorsque le rapport (longueur de 
l’écoulement / largeur du moule) est supérieur au degré d’anisotropie [LUN 99]. Par contre, la 
formation de canaux est beaucoup plus difficile à contrôler et peut générer jusqu’à 100% 
d’erreur sur la perméabilité mesurée [PAR 97]. Aussi, il est nécessaire d’apporter le plus grand 
soin au découpage et à la mise en place des échantillons de renfort et d’éliminer les expériences 
pour lesquelles des effets de bord sont observés [LUN 99]. Toutefois, cela suppose que l’on 
puisse détecter la formation de canaux. A priori, ceci n’est possible que par un suivi précis du 
front de matière pendant le remplissage. Pour cela, il faut d’une part que la longueur 
d’écoulement soit suffisamment longue et d’autre part que le suivi du front de matière soit suf-
fisamment précis. Par ailleurs, la détection de canaux en régime saturé semble impossible. 

En pratique, il est donc intéressant d’effectuer des mesures à la fois par suivi du front 
lors du remplissage afin de détecter la formation éventuelle de canaux et une fois le renfort tota-
lement saturé, afin de mettre en évidence l’effet éventuel du front sur les mesures [LUN 99]. 

��7�:��'�����������������������������������������������

La précision de mesure sur la position du front de matière lors du remplissage du 
moule dépend principalement de la méthode de suivi du front. Deux approches sont possibles : 
Le suivi par caméra vidéo qui nécessite l’emploi d’un moule transparent ou le suivi in situ, par 
introduction de capteurs dans le moule.  

La vidéo a l’avantage d’être non intrusive et de permettre un nombre très élevé de 
points de mesure, avec une bonne précision. Cependant, l’utilisation d’un moule transparent 
(plexiglass, verre) entraîne des problèmes de déformation lorsqu’on augmente le taux de fibres 
et/ou la pression de fermeture (clamping pressure), ce qui se traduit par une erreur sur la section 
du moule mais aussi sur la porosité qui est calculée à partir de la masse de renfort introduite par 
unité de volume. Il devient alors nécessaire de surveiller et de quantifier ces déformations et 
leur influence sur la perméabilité mesurée qui peut atteindre 50 % d’erreur [PAR 97]. 

L’utilisation d’un moule métallique, beaucoup plus rigide par nature, évite les défor-
mations. Néanmoins, le suivi du front de matière pendant le remplissage devient plus complexe, 
ce qui explique que les mesures effectuées sur ce type de moule soient généralement réalisées 
en régime saturé [ADV 94]. Certains auteurs utilisent néanmoins des capteurs électriques linéai-
res pour suivre l’avancée du front [BER 98A] et déterminer l’évolution de la preméabilité du-
rant l’injection par une méthode d’identification adaptée [BER 98B]. 

���7������������������������'��������

Les incertitudes sur la viscosité du fluide et sur les mesures de la chute de pression in-
fluent aussi largement sur la valeur de la perméabilité. Une solution intéressante à ce problème, 
proposée par LUNDSTÖM et al. [LUN 99], consiste à effectuer des mesures différentielles.  

Pour cela, ils utilisent un moule comportant quatre cavités dont l’une contient un 
échantillon de référence de perméabilité connue Kre et les autres trois échantillons de renforts 
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orientés selon les trois direction à tester (0° , 45° et 90°). Lors d’une injection, toutes les cavités 
sont soumises à la même pression constante (ou le même débit constant ) en entrée et sont péné-
trées par le même fluide, de telle sorte que la perméabilité des échantillons est calculée à partir 
de la perméabilité de référence, sans avoir à mesurer ni la pression, ni la viscosité du fluide. 
Cette méthode a été appliquée avec succès à la détermination des perméabilités planes et de leur 
orientation en une seule expérience, la perméabilité de référence étant obtenue à l’aide de tubes 
capillaires de précision. 
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Dans cette seconde méthode, le renfort est placé dans un moule carré ou rectangulaire, 
et le fluide est injecté au centre du moule à l’aide d’un seuil d’injection circulaire. On observe 
alors un écoulement radial (figure 48). Du fait de l’anisotropie de la perméabilité dans le plan 
des plis (kXp ≠ kYp), le front de matière observé est maintenant de type elliptique. Dans le cas 
d’un renfort isotrope (kXp = kYp), le front de matière devient circulaire. 

L’équation de l’écoulement est obtenue à partir de la loi de DARCY [ADA 88] : 

( ) 0PK =∇⋅⋅∇    Équation 105 

Cette équation peut ensuite être exprimée dans le système d’axes correspondant aux di-
rections principales de perméabilité plane :  

0
y
P

k
x
P

k 2

2

y2

2

x pp
=

∂
∂+

∂
∂    Équation 106 

Comme précédemment, il est possible d’effectuer l’injection soit à débit constant ou 
soit à pression d’entrée constante, cette deuxième solution étant la plus prisée. Dans chacun des 
cas, des expressions analytiques de l’évolution de l’écoulement peuvent être dérivées, condui-
sant à des procédures d’identification des perméabilités planes et de leurs orientations.  

Le développement de la méthode de l’écoulement radial et sa popularité sont surtout 
dus au fait qu’elle fut pendant longtemps la seule méthode permettant de donner accès en une 
seule expérience à la fois aux valeurs des perméabilités planes principales et à leurs directions, 
celles-ci étant nécessairement confondues avec les axes de l’ellipse observée. Bien que ce mo-
nopole soit devenu obsolète aujourd’hui [LUN 99], elle reste intéressante car elle évite les pro-
blèmes d’effets de bords rencontrés dans la méthode de l’écoulement unidirectionnel et offre la 
possibilité d’utiliser de grands échantillons, ce qui la rend moins sensible à d’éventuelles varia-
tions locales de perméabilités inhérentes à la fabrication des renforts [GOU 95] (variation de 
densité pouvant atteindre 10 %).  

Comparée à la méthode de l’écoulement unidirectionnel, la méthode de l’écoulement 
radial ne permet que des mesures par suivi de front. Il convient donc de faire particulièrement 
attention à l’effet de la pression capillaire sur les mesures. Une étude en simulation montre que 
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moyennant des conditions expérimentales adaptées (pression ou débit d’injection suffisamment 
élevés), l’influence de la pression capillaire sur les mesures peut être négligée [WEI 98B] .  

Néanmoins, certains résultats tendent à montrer des écarts par rapport à la loi de 
DARCY dans le cas de tissus sergés [WEI 99B].  

L’application pratique de cette méthode donne lieu par ailleurs à différents problèmes 
expérimentaux plus difficiles à maîtriser que dans le cas de la méthode de l’écoulement unidi-
rectionnel. Ces problèmes sont dus en particulier aux méthodes d’identification des perméabili-
tés planes employées qui sont par ailleurs beaucoup plus complexes que pour la méthode de 
l’écoulement unidirectionnel. 

Figure 47 : "�����	��	��������	%	���0�����. 
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Dans cette configuration particulière, la perméabilité plane est la même dans toutes les 
directions du plan, l’équation 106 devient donc l’équation de Laplace, qui peut être exprimée 
en coordonnées polaires [ADA 88]:  

0P.k r =∆    Équation 107 

Où kr est la perméabilité radiale, telle que : kr = kXp = kYp. 

Injection centrale

Yp
Xp

renfort

Front de matière elliptique
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Par intégrations successives, et en appliquant les conditions aux limites suivantes : 
pour r = R0 (rayon du seuil d’injection), la pression est égale à la pression d’entrée Pe ; et pour r 
= R (rayon du front de matière), la pression est nulle (pression atmosphérique) ; on obtient fina-
lement l’expression du gradient de pression en fonction du rayon. 
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Il suffit maintenant d’appliquer les conditions aux limites correspondant aux condi-
tions d’injection voulues : 

Pour un débit constant Qe on peut exprimer l’évolution de la pression au seuil 
d’injection en fonction du temps [ADV 94] :  
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L’évolution du rayon du front dans le temps est alors donnée par : 
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   Équation 110 

Par opposition, pour une injection à pression constante, il n’est plus possible d’obtenir 
une expression analytique du débit en fonction du temps. On obtient cependant l’équation sui-
vante [ADV 94] :  
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   Équation 111 

Ainsi, lorsque l’écoulement est isotrope, la perméabilité est obtenue par simple mesure 
de l’évolution de la pression d’injection et du rayon du front de matière.  
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Dans le cas général, l’équation 106 n’admet pas de solution analytique. La simulation 
rigoureuse de l’évolution de l’écoulement dans le temps nécessite l’utilisation d’une résolution 
par éléments finis. Néanmoins, des expressions approximatives peuvent être dérivées.  

Pour cela, les auteurs opèrent une transformation du système de coordonnées [ADV 
94], illustrée par la figure 49 :  
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Figure 48 :  ���%	��������	�����+��	��. 

Physiquement, cette transformation a pour effet de transférer l’anisotropie du problème 
d’écoulement à la géométrie du seuil d’injection [ADA 88]. On passe ainsi de l’écoulement 
dans un milieu anisotrope à partir d’un seuil d’injection circulaire à un écoulement dans un mi-
lieu isotrope mais cette fois à partir d’un seuil d’injection elliptique. 

Mathématiquement, le changement de coordonnées opéré est généralement le suivant : 

xx~ 4
1

⋅θ=    Équation 112 

yy~ 4
1

⋅θ= −    Equation 113 

Où θ définit l’anisotropie du renfort :    
pp xy kk=θ           Équation 114 

On aboutit alors à l’équation de l’écoulement pour le système isotrope équivalent 
(équation 115), dont la perméabilité radiale est donnée par l’équation 116.  
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2
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∂
∂     Équation 115 

pp yKxkk
~

⋅=     Équation 116 

Plusieurs méthodes, plus ou moins rigoureuses, permettent ensuite de déterminer θθθθ, kXp 
et kyp , à partir d’expression analytique décrivant l’écoulement dans le système isotrope équiva-
lent. La majorité d’entre elles [ADA 88][CHA 91][ADV 94][CAR 96][UM 99] nécessite la vi-
sualisation de l’écoulement afin de déterminer à priori les directions principales d’écoulement, 
après quoi les perméabilités principales sont identifiées à partir de l’évolution des rayons RXp et 
RYp. Cela nécessite l’utilisation d’un moule transparent et entraîne des problèmes de déforma-
tion pour des fractions volumiques élevées.  

Écoulement réel dans un renfort orthotrope Système isotrope équivalent

Seuil d’injection

Front de matière

Yp

Xp

pY
~

pX
~

Anisotropie
Perméabilité isotrope équivalente

yKxKK
~ ⋅=

p

p

xk

yk
=α



$����	�:�>�(���	��	�������	%	����	���	����������!�	�R��������	���

� �;�

��7���#��������%��:�������

Constatant que la limite intérieure de l’écoulement est elliptique, ADAMS et al. [ADA 
88] sont les premiers à proposer une résolution de l’équation 106, en utilisant un système de 
coordonnées elliptiques.  

Ils parviennent à obtenir une solution approximative montrant très peu d’écart avec 
une simulation de l’écoulement par éléments finis : 
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  Équation 117 

Où : 

- ξf et w sont les coordonnées elliptiques du front de matière 

- �
�

�

	






�

�

θ−
θ+=ξ

1

1
lno  est l’équivalent elliptique du rayon du seuil  

- ξf1 et ξf2 sont respectivement les équivalents elliptique des rayons du front Rf1 et 
Rf2 dans les directions principales de perméabilité.  

- pour w = π/2 : 
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A partir de cette solution, ils proposent une détermination itérative de la perméabilité. 
La première étape consiste à mesurer expérimentalement les rayons Rfx et Rfy dans les deux di-
rections principales de l’écoulement en fonction du temps. Puis, en prenant une valeur arbitraire 
de l’anisotropie θθθθ, on calcule ξf1 et ξf2 qui sont tracés en fonction du temps.  

Pour la bonne valeur de l’anisotropie θθθθ, on doit obtenir deux droites confondues, de 
pente k

~
.On procède donc par itérations pour trouver θθθθ, puis k

~
. Une fois ces deux grandeurs dé-

terminées il ne reste plus qu’à calculer :  

k
~

k
py ⋅θ=     Équation 118 

θ
= k

~
k

px     Équation 119 
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Un autre résultat important de l’étude d’ADAMS et al. est que la solution proposée 
admet une asymptote lorsque ξ0 devient négligeable devant ξf : 
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ξ>>ξ   Équation 120 

Cela montre que pour des rayons importants (soit des temps d’écoulement suffisam-
ment longs), le front de matière est bien elliptique et ne dépend pas de la forme du seuil 
d’injection.  

Dans ces conditions, après transformation du système de coordonnées, il devient pos-
sible de décrire le comportement du système isotrope équivalent à l’aide des expressions déri-
vées dans le cas d’un système isotrope réel (équations 109 et 111).  

De plus, on peut montrer que le rapport des axes de l’ellipse obtenue est fonction de 
l’anisotropie : 

pp yxyfxf KKRR =     Équation 121 

Cette relation a été très largement utilisée par différents auteurs car elle permet une dé-
termination rapide de l’anisotropie par le tracé de Rfy en fonction de Rfx.  

En utilisant en parallèle l’équation 109 (dans le cas d’une injection à débit constant 
[ADV 94] ) ou l’équation 111 (dans le cas d’une injection à pression constante [CHA 91] 
[CAR 96] [UM 99]) appliquées au système isotrope équivalent, on obtient d’une part θ  et 
d’autre part la perméabilité radiale du système isotrope équivalent  k

~
, ce qui permet de calculer 

les perméabilités principales de la même manière que pour la méthode d’ADAMS et al. 

Néanmoins, le temps nécessaire pour atteindre la forme elliptique parfaite est d’autant 
plus long que l’anisotropie du renfort et le rayon du seuil d’injection sont importants [UM 99] 
[WEI 99A]. Par ailleurs, certaines méthodes comportent des erreurs [CHA 91] [CAR 96] qui si 
elles ne sont pas corrigées conduisent a une mauvaise estimation des perméabilités [WEI 99B].  

Concernant l’utilisation de l’équation 121 , une étude en simulation réalisée par UM et 
LEE [UM 99] montre d’une part que suivant l’anisotropie, on peut observer jusqu’à 30 % 
d’écart entre la valeur déterminée par cette méthode et la valeur réelle durant la période 
d’établissement du régime elliptique, et d’autre part que cet écart devient négligeable pour un 
rapport (RXf / Ro) supérieur à 10 quelles que soit l’anisotropie et les conditions d’injection (dé-
bit ou pression imposés). 

Ces auteurs proposent alors une correction empirique de l’anisotropie pour rayons plus 
faibles en fonction du rayon du front du système isotrope équivalent et de l’anisotropie, déter-
minée à partir de simulations pour différents degrés d’anisotropie. 
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D’un point de vue pratique, il semble plus intéressant de chercher à se placer dans des 
conditions pour lesquelles le régime elliptique s’établit rapidement au cours de l’expérience. On 
cherchera donc à obtenir des rayons de front important tout en minimisant le rayon du seuil 
d’injection ce qui implique une conception adaptée du moule, et en particulier du seuil 
d’injection, comme nous le verrons plus loin. 

����7���#�������F-5�E-B4J39������
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Contrairement aux précédente, cette méthode [WEI 99A] est la seule permettant la dé-
termination simultanée des directions principales de perméabilité et de valeurs de kXp , kYp . 

Pour cela les auteurs utilisent le changement de repère habituel (équations 112-116) et 
l’équation 111 établie dans le cas isotrope, pour exprimer la perméabilité effective dans une di-
rection i quelconque du plan et proposent une détermination itérative de la perméabilité des 
perméabilités principales et de leur orientation à partir du suivi de l’évolution du rayon Rfi du 
front dans trois directions i particulières : 

- i = I : direction arbitraire repérée par un angle ϕ avec la direction xp.  

- i = II : direction à 45° de I 

- i = III : direction à 90° de I 

En pratique, un tel suivi peut être effectué par des thermistances ou d’autre types de 
capteurs intrusifs [WEI 99B] ou non intrusifs [DAN 2000]. On peut alors travailler avec un 
moule métallique rigide, ce qui est un avantage certain par rapport aux autres méthodes. 

L’analyse des données est ensuite basée sur les techniques d’identification des per-
méabilités principales utilisées dans la méthode de l’écoulement unidirectionnel. Le lecteur in-
téressé par le détail de la procédure d’identification des perméabilités principales et de l’angle ϕ 
définissant leur orientation par rapport au directions de mesure I et III, pourra consulter 
l’annexe 4.  
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Outre les problèmes de déformation du moule et de l’effet de la pression capillaire, 
plusieurs phénomènes sont particulièrement susceptibles de perturber les mesures [LUN 2000]. 
La plupart se situent au niveau du seuil d’injection et sont dus d’une part aux conditions 
d’injection (niveaux de pression ou débit imposés) et aux dispositifs d’injections employés. 

Ces derniers sont de deux types :  

• soit l’injection est réalisée à travers le renfort (figure 50 a) 

• soit le renfort est préalablement percé d’une ouverture circulaire dans laquelle est réalisée 
l’injection (figure 50 b).  
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Figure 49 :  /��������3������B	������	%��� ���������������������	. 

Chacune de ces configurations conduit alors à des problèmes spécifiques : 

Dans le cas d’une injection à travers le renfort, certains auteurs observent un écoule-
ment tridimensionnel du à l’effet de la perméabilité transversale [GOU 95]. De plus si des pres-
sions importantes sont utilisées, le renfort a tendance à se tasser au droit du seuil, entraînant un 
écoulement préférentiel à la surface de la paroi du moule [GOU 95]. 

De la même manière, lorsque l’injection a lieu dans une ouverture circulaire, 
l’utilisation d’une pression d’injection trop élevée conduit à une déformation locale du renfort 
dans les premiers instants de l’écoulement (plug flow). Cela a pour effet de modifier localement 
la perméabilité et peut influer de manière importante sur les mesures [UM 99].  

Une solution à ce problème consiste alors à imposer une augmentation progressive de 
la pression par paliers [UM 99] . Néanmoins, cela nécessite d’employer une expression modi-
fiée de l’équation 111 afin de prendre en compte l’évolution de la pression dans les calculs de 
l’écoulement : 
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Un autre problème de l’injection dans une ouverture circulaire est que cette géométrie 
entraîne un écoulement singulier au voisinage du seuil d’injection.  

Une étude en simulation (non référencée pour cause de confidentialité) met en évi-
dence que le champ de pression montre des écarts importants avec la loi de DARCY dans un 
rayon de 25 mm autour de l’axe du seuil, ce qui rend impossible des mesures de pression à une 
distance plus proche.  

Cette mesure de pression définissant le rayon effectif Ro du seuil, celui-ci se trouve 
alors augmenté, ce qui a pour effet d’augmenter le rayon du front minimal, à partir duquel le ré-
gime elliptique est établi.  

a b
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Pour remédier à ce problème de nombreux auteurs [CAR 96][WEI 99B] mesurent la 
pression en amont de l’injection, à l’aide d’un capteur placé sur la paroi du tube véhiculant le 
fluide. Cependant une telle configuration introduit nécessairement des erreurs car le gradient de 
pression au niveau du seuil est très important. Elle n’est donc pas satisfaisante. 


.:� &����������������	�����	�%��,�����������+	����	�

A l’instar des perméabilités planes, deux méthodes sont proposées pour la détermina-
tion de la perméabilité transversale : La méthode de l’écoulement unidirectionnel et la méthode 
de l’écoulement hémisphérique ou 3D. 
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Le principe de mesure et les problèmes rencontrés sont identiques à ceux décrits dans 
le cas des perméabilités planes. Néanmoins, la configuration est relativement différente et rend 
les mesures plus difficiles.  

Les échantillons sont en effet réalisés par un empilement de plis de renfort, à travers 
lequel le fluide est poussé à débit constant pendant que la chute de pression induite est enregis-
trée à l’aide d’un capteur. La perméabilité transversale est alors obtenue par application de la loi 
de DARCY dans la direction de l’écoulement [GOU 95] [MIL 78] [TRE 91].  

L’utilisation d’échantillons découpés dans un empilement de plis, rend d’une part dif-
ficile une découpe parfaite permettant aux bords de l’échantillon d’épouser convenablement les 
bords du moule et d’autre part limite l’épaisseur de renfort traversée par le fluide. Les mesures 
sont alors possibles uniquement en régime saturé et les risque de formation de canaux préféren-
tiels le long des parois à la fois exacerbés et indétectables [BAL 99]. 

Certains auteurs ont observé que les valeurs des perméabilités transversales détermi-
nées par cette méthode conduisent à des résultats erronés lorsqu’elles sont utilisées pour la si-
mulation des effets tridimensionnels observés lors du remplissage de moules RTM [WEI 98B]. 
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Conçue dans le but de pallier aux imperfections de la méthode de l’écoulement unidi-
rectionnel, cette deuxième méthode, reste cependant très peu utilisée et difficilement applicable 
pour la majorité des renforts.  

Son principe consiste à réaliser une injection dans un empilement de plis à partir d’une 
demi sphère située sur la face inférieure de l’empilement. Celui-ci se comporte alors comme un 
milieu semi-infini et le front de matière observé doit théoriquement prendre la forme d’un demi 
ellipsoïde avec pour axes les trois directions principales de perméabilité. 

De la même manière que pour la méthode de l’écoulement radial, des équations per-
mettant de décrire l’évolution des rayons dans les trois directions principales en fonction de la 
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pression d’injection et du temps peuvent être dérivées. Il est alors possible théoriquement de dé-
terminer les valeurs des perméabilités principales, plusieurs méthodes d’estimation étant propo-
sées dans la littérature [WEI 98B] [BRE 98] [BAL 99] [AHN 91]. Cependant, dans la pratique, 
l’expérimentateur se heurte à différents problèmes expérimentaux , le principal étant 
l’importance de l’influence de la pression capillaire sur l’écoulement. 

WEITZENBÖCK et al. [WEI 98B] montrent en effet que pour ce type de géométrie, la 
longueur d’écoulement critique Lcv est beaucoup plus importante que dans les cas des écoule-
ment unidirectionnel et radial, c’est qui empêche l’utilisation de la simple loi de DARCY pour 
décrire l’évolution du front de matière excepté dans le cas de renfort pour lesquels De est suffi-
samment important. Dans la pratique, cela ne concerne que les mats de verre, soit une infime 
partie des renforts utilisés en RTM.  

Ce résultat, obtenu à partir de simulations, est confortée par l’analyse des publications 
concernant la méthode de l’écoulement sphérique. On observe en effet que la plupart des études 
utilisent des mats de verre [BAL 99][BRE 98][WEI 95] [AHN 95] et que les rares tentatives 
avec d’autres renforts conduisent à des mesures inexploitables [WEI 98B]. 
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A travers cette brève étude de la bibliographie, on s’aperçoit qu’en dépit des nombreu-
ses méthodes de mesures de perméabilité décrites dans la littérature, seule la méthode de 
l’écoulement unidirectionnel en régime saturé repose sur une base théorique solide, les autres 
méthodes mettant en jeux un écoulement en régime partiellement saturé, non pris en compte par 
la loi de DARCY. 

Pour cette raison il semble intéressant de pouvoir comparer les valeurs de perméabilité 
obtenues pour un même renfort par différentes équipes et par différentes méthodes.  

C’est d’ailleurs dans cette optique, qu’une base de données [PAR 97], consultable en 
ligne [PAR 99], a été développée aux Etats-Unis par le NIST (National Institute of Standards 
and Technology). L’ensemble des données disponibles pour chaque renfort y sont compilées, les 
valeurs de perméabilités étant accompagnée d’un bref descriptif des conditions de mesure. Par 
ailleurs, un tissu de référence a été proposé dans le but de tester les différentes méthodes de me-
sure de perméabilité [PAR 95] 

En ce qui concerne le choix de la méthode de mesure à privilégier, la méthode de 
l’écoulement unidirectionnel apparaît comme la plus fiable pour la caractérisation aussi bien des 
perméabilités planes que de la perméabilité transversale. 

Néanmoins, un montage de ce type étant déjà été développé au laboratoire pour la ca-
ractérisation de la perméabilité plane [CHA 96], nous avons choisi de concevoir un dispositif 
utilisant la méthode de l’écoulement radial, avec pour objectif principal d’améliorer le dispositif 
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d’injection. Le perméabilités mesurées à l’aide de ce nouveau dispositif pourront par ailleurs 
être comparées à celle obtenues à l’aide du dispositif préexistant.  

D’autre part, il semble intéressant de développer un dispositif de mesure de la perméa-
bilité transversale basé sur un système différentiel semblable à celui développé par LUND-
STÖM et al.[LUN 99] dans le cas de la perméabilité plane. 
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Dans ce sous chapitre, nous commencerons par présenter brièvement à la fois les deux 
dispositifs de mesures conçus en fonction des conclusions de l’étude bibliographique et le dis-
positif de mesure de perméabilités planes par la méthode de l’écoulement unidirectionnel déjà 
présent au laboratoire. Puis nous ferons une brève synthèse des tests effectués afin d’évaluer et 
de comparer leurs efficacités.  
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Le dispositif disponible au laboratoire est en fait un moule RTM modèle. Il composé 
d’une partie inférieure en acier pouvant recevoir différentes empreintes et séparée d’une partie 
supérieure par un joint plat. Deux parties supérieures sont disponibles : l’une en acier et l’autre 
en plexi-glass. Dans ce second cas, une plaque de plexiglass d’épaisseur 40 mm est utilisée de 
manière à réduire les problèmes de déformation.  

Les empreintes disponibles permettent d’obtenir des cavités parallélépipédiques de 
longueur et de largeur fixe (400*120 mm) et d’épaisseur variable (3, 6 ou 10 mm). Elles peu-
vent être équipées de trois capteurs de pression. 

L’injection a lieu à l’aide d’une queue de carpe à l’une des extrémités du moule. Le 
fluide vient alors remplir un réservoir, après quoi il imprègne le renfort placé à l’intérieur de la 
cavité selon un écoulement unidirectionnel avant d’être évacué à l’autre extrémité du moule, par 
un évent placé sur la partie supérieure.  

En utilisant la partie supérieure en plexiglas (figure 51), on peut ainsi suivre simulta-
nément la progression du front de matière et l’évolution du champ de pression 1D dans la direc-
tion de l’écoulement au cours du remplissage, puis la chute de pression entre deux capteurs en 
fonction du débit en sortie (mesuré par pesée) après que le renfort ait été totalement saturé par 
le fluide. On obtient alors facilement la perméabilité dans la direction i du renfort considérée à 
l’aide des équations décrites lors de l’étude bibliographique. 
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Des mesures en régime permanent sont aussi possibles en utilisant la partie supérieure 
en acier. Néanmoins, on ne dispose alors d’aucun moyen permettant de détecter la formation 
éventuelle de canaux d’écoulements préférentiels le long des parois latérales.  

Figure 50 : /��������3��	�%	���	��	��	�%��,�����������	���������%�����	��	��������	%	���
������	������	�.�
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L’ensemble du dispositif réalisé est représenté sur la figure 52. Nous avons opté pour 
un suivi du front de matière par vidéo. Un moule transparent a donc été fabriqué. Il est constitué 
de deux plaques en plexiglas de dimensions (800*800*30 mm), séparées par des entretoises 
d’épaisseur variables (3,5,6 et 10mm). L’épaisseur des plaques les rend théoriquement suffi-
samment rigides pour empêcher leur déformation pour des taux de fibres inférieurs à 60 %. La 
fermeture du moule est assurée par 12 vis réparties à la périphérie. 

Figure 51 : /��������3��	�%	���	��������%�����	��	��������	%	���������. 
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La particularité du dispositif réalisé se situe essentiellement au niveau du seuil 
d’injection. Afin d’éviter les divers problèmes présentés au chapitre précédent, un buse 
d’injection a été conçue (figure 53) : Elle est constituée d’un cône poreux en bronze fritté de 
très forte perméabilité (10-7 m2) qui joue le rôle de milieu diffuseur, à la manière du procédé 
SCRIMP.  

Le flux est ainsi canalisé en douceur et pénètre uniformément dans toute l’épaisseur du 
renfort ce qui permet de s’affranchir des problèmes de perturbation de l’écoulement au voisi-
nage du seuil généralement observés avec les systèmes d’injection classiques. 

Figure 52 : ?��	�����B	�����. 

Il est alors possible de positionner un capteur de pression très près de l’axe du seuil 
sans risquer des erreurs de mesure importantes. On obtient ainsi un seuil de rayon effectif R0 de 
seulement 10 mm, ce qui facilitera l’estimation des perméabilités. Le capteur de pression (mo-
dèle PE102 commercialisé par la société TME) est placé sur la plaque supérieure. L’injection a 
donc lieu à travers la plaque inférieure, le suivi vidéo étant réalisée à l’aide d’une caméra CCD-
V200E (Sony), ou d’un appareil photo numérique installé au dessus du moule. 

Les images sont ensuite analysées à l’aide d’un programme de reconnaissance de 
forme permettant ainsi de déterminer l’orientation des axes principaux et l’évolution des rayons 
de front RXf et RYf.  
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Nous avons opté pour un montage modulaire pouvant être utilisé pour une mesure ab-
solue (méthode de l’écoulement 1D classique) ou une mesure relative (montage différentiel) de 
la perméabilité transversale.  

Un dispositif utilisant des échantillons cylindriques (∅=46 mm), semblable à celui dé-
crit par GOULLEY [GOU 95] a tout d’abord été développé. Il est composé de deux parties 
amovibles (figure 54) : Une cellule d’injection adaptée à la buse de la machine RTM disponible 
au laboratoire et sur laquelle est implanté un capteur de pression et une cellule porte échantil-
lon, celui-ci étant maintenu entre deux plaques poreuses. 
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Pour les mesures de perméabilité absolue, les deux cellules sont reliées directement en-
tre elles (figure 54). En injectant à débit constant et en mesurant la pression en amont de 
l’échantillon, on peut en déduire la perméabilité de ce dernier, après un étalonnage à vide. 

Figure 53  : "	���	��,����	��	�����	�%��,�����������+	����	. 

Parallèlement, une troisième cellule est réalisée pour les mesures différentielles (fi-
gure 55). Le principe consiste alors à appliquer la loi de DARCY dans les deux branches du 
dispositif : l’une débouchant sur le porte échantillon et l’autre sur une vanne jouant le rôle de 
perte de charge réglable et pouvant être assimilée à un échantillon de référence de perméabilité 
Kref. On a alors : 
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=  

Les valeur de la section A et de la perte de charge ∆P/∆L étant les même dans les deux 
branches, on obtient finalement :   

refrefref K
K

Q
Q

ε
ε⋅=    Équation 123 

Ainsi, connaissant la porosité ε de l’échantillon testé, on peut calculer sa perméabilité 
par simple comparaison des débits Q et Qref . Il est cependant nécessaire de calibrer l’appareil 
au préalable. Pour cela, il suffit de placer un échantillon de référence de perméabilité et de po-
rosité connues dans le porte échantillon et de règler la vanne de manière à obtenir le même débit 
dans chaque branche. 
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Figure 54 : "	���	���33��	���	��	��	�����	�%��,�����������+	����	. 
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Les deux dispositifs réalisés ont été utilisés pour la caractérisation de quelques ren-
forts. Cependant, le but n’étant pas ici de caractériser ces renforts, mais plutôt de tester le bon 
fonctionnement des dispositifs, nous nous intéresserons plus à la reproductibilité des mesures et 
à l’ordre de grandeur des perméabilités obtenus qu’aux valeurs déterminées exactement. Par ail-
leurs, peu de tests ont pu être réalisés faute de temps. 

Parallèlement, quelques mesures de perméabilité plane ont été réalisées à l’aide du 
dispositif unidirectionnel déjà présent au laboratoire afin de valider les mesures obtenues avec 
le nouveau dispositif utilisant la méthode  de l’écoulement radial. 

Les mesures sont effectuées à l’aide d’un fluide non réactif, le dioctyl-phtalate (DOP), 
dont la viscosité (mesurée en rhéométrie cône-plan) est de 0,065 Pa.s à température ambiante, 
ce qui est proche des viscosités des systèmes habituellement rencontrés dans la mise en œuvre 
du procédé RTM. D’après l’étude de la littérature, son utilisation pour la caractérisation des 
renforts à base de fibres de verre que nous avons étudiés n’influence pas les mesures de per-
méabilités [LUN 2000] 
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Du fait de problèmes de temps et de disponibilité d’échantillons de tissus anisotropes 
au laboratoire, la majorité des mesures ont été réalisées sur des renforts isotropes. Les mesures 
sont effectuées à débit constant.  
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Lors des tests effectués sur le dispositif à écoulement radial, les deux types de renfort 
utilisés (mat de verre et tissus sergé équilibré) ont donné lieu à un front de matière parfaitement 
circulaire, conformément à la théorie. Le fait de varier le débit d’injection ne semble pas in-
fluencer les mesures si l’on reste dans une plage raisonnable (0,5 < Q < 3 l/min.)  

Les équation 109 et 110 peuvent donc être utilisées pour simuler l’évolution du rayon 
du front et de la pression au seuil au cours du temps. La perméabilité est alors déterminée par 
ajustement des prévisions aux mesures expérimentales. 

La figure 56 montre le résultat typique des simulations obtenues par ajustement de la 
perméabilité radiale. L’ordre de grandeur des valeurs de perméabilités obtenues (tableau 3) 
pour des taux de fibres variant de 10 à 40 % sont en accord avec la littérature [PAR 99]. Par ail-
leurs, on observe une reproductibilité de l’ordre de 10 % ce qui est tout a fait satisfaisant. 

Contrairement à certains auteurs [WEI 99B], nous n’observons pas d’écart à la loi de 
DARCY dans le cas du tissus sergé ce quoi semble exclure un effet de la pression capillaire sur 
les mesures. 
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Mat de verre 
Epaisseur (mm) 6 10 6 3 3 

Nbre de plis 4 8 5 3 4 
Taux de fibres (%) 13 15 16 19 25 

Perméabilité (10-9m2) 6 4,5 3,3 2,8 2,5 
Tissus sergé équilibré 

Epaisseur (mm) 3 3 3 3 3 
Nbre de plis 2 3 4 5 6 

Taux de fibres (%) 13 20 27 33 39 
Perméabilité (10-9m2) 3,8 2,8 2,5 1 0,6 

Tableau 3 : 8�������������������������������������?������������������7
 

Figure 55 : :��������������(�����������������?����������������7
 

Dans le cas du mat de verre, des expériences ont été effectuées à l’aide du dispositif de 
mesure unidirectionnel pour un taux de fibres de 20 %. La figure 57 montre l’allure typique de 
l’évolution de la perméabilité apparente au cours du remplissage et en régime permanent.  

On observe un comportement transitoire au début du remplissage, en accord avec les 
observations faites dans la littérature [WEI 98A] et pouvant être expliqué par un effet de la 
pression capillaire sur l’écoulement pour des longueurs d’écoulement aussi faibles (inférieures à 
100 mm). 

Par opposition, une fois qu’une longueur d’écoulement suffisamment importante est at-
teinte, la valeur de la perméabilité mesurée se stabilise et ne montre aucune différence notoire 
par rapport au régime totalement saturé. 

Enfin, la valeur de la perméabilité plane ainsi obtenue est de 2,63 * 10-9 m2, ce qui est 
très proche de la valeur de 2,8 * 10-9 m2 obtenue pour le même taux de fibre, à l’aide du disposi-
tif à écoulement radial.  
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Figure 56 : ������������������������������#���������(�������������������������
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Seule une expérience a pu être menée sur un renfort tissé unidirectionnel, à l’aide du 
dispositif à écoulement radial.  

Néanmoins, compte tenu de la forte anisotropie de ce renfort qui en fait un cas test, son 
utilisation nous a permis de proposer une procédure d’identification des perméabilités principa-
les qui sera utilisée lors des test ultérieurs. 

Nous avons commencé par tracer l’évolution du rapport Rfx/Rfy en fonction du temps 
(figure 58). On observe alors que le régime elliptique parfait s’établi très rapidement. 

Figure 57 : (��,����	%	��������!�%	�	��������	. 

Ce résultat obtenu pour un renfort d’anisotropie élevée laisse penser que l’on pourra 
utiliser l’équation 121 pour déterminer facilement l’anisotropie en  utilisant les points de me-
sure pour lesquels le régime elliptique est établi. 
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Disposant de θ, il suffira alors de transformer les mesures en un système isotrope équi-
valent. Une procédure identique à celle employée pour les renforts isotrope permettant alors 
d’identifier k

~
, les perméabilités principales seront finalement obtenues de la même manière que 

pour la méthode d’ADAMS et al.  

Cependant, cette procédure devra être testée avec différents renforts anisotropes. 
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Là encore, peu de tests ont pu être réalisés, faute de temps. Nous avons cependant pu 
tester l’efficacité du montage différentiel. Pour cela, nous avons étudié l’évolution de la per-
méabilité transversale d’un mat de verre dont nous avons fait varier la porosité à l’aide des deux 
méthodes : absolue et différentielle. Pour cette deuxième, un échantillon de porosité 80 % dont 
la perméabilité a été mesurée par la méthode absolue est pris comme référence pour 
l’étalonnage.  

On observe alors que les résultats obtenus pour les deux méthodes pour des porosités 
inférieures concordent très bien (figure 59). Par contre la méthode différentielle semble offrir 
une meilleure reproductibilité.  

Figure 58 : 1�����������%����!	���33��	���	�. 

0

2E-11

4E-11

6E-11

8E-11

1E-10

1.2E-10

1.4E-10

1.6E-10

55% 60% 65% 70% 75% 80% 85%

εεεε

K
 (m

^2
)

Mesures absolues

Point de calibration

Mesures différentielles



$����	�:�>�(���	��	�������	%	����	���	����������!�	�R��������	���

� �<�

6� ����
�����������������

L’étude bibliographique nous ayant permis de présenter l’état actuel des méthodes de 
caractérisation du tenseur de perméabilité, nous avons ensuite pu concevoir et réaliser deux dis-
positifs de mesure permettant respectivement la caractérisation des perméabilités planes et de la 
perméabilité transversale.  

D’après les premiers test effectués, ces dispositifs semblent permettre une caractérisa-
tion fiable et rapide du tenseur de perméabilité pour des renforts présentant des taux de fibres 
peu élevés.  

Néanmoins, de nombreux autres tests restent nécessaires notamment pour la caractéri-
sation des perméabilités planes de tissus anisotropes. A cet effet, le tissus de référence dévelop-
pé par le NIST sera probablement utilisé. 

Par ailleurs, il serait intéressant de poursuivre la comparaison des résultats obtenus 
pour les perméabilités planes à des mesures par la méthode de l’écoulement unidirectionnel, no-
tamment dans le cas de tissus sergés isotropes et anisotropes.  
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L’examen de la littérature montre qu’un certain nombre d’études antérieures ont été 
dédiées à la caractérisation du comportement rhéologique des cyanates ester et en particulier du 
monomère choisi.  

�.�� I��%������������	���	�������3��%�����������������	��

Les temps de gélification et de vitrification de différents systèmes sont étudiés de ma-
nière isotherme en rhéométrie dynamique et par la méthode des insolubles afin d’établir des 
diagrammes TTT [SIM 92] [TEX 98].  

Dans le cas du système cyanate ester catalysé que nous étudierons, des temps de gélifi-
cation de 5 minutes à une heure trente sont obtenus pour des températures de réaction comprises 
entre 110 et 160 °C, ce qui montrent l’intérêt du système pour le procédé RTM.  

Différents auteurs [SIM 92] [CHE 93] [TEX 98] [GEO 94] observent que l’évolution 
de la température de transition vitreuse avec le degré de conversion suit la Loi de DiBenedetto 
modifiée par PASCAULT et WILLIAMS. [PAS 90] : 

( )
( )( ) α⋅∆∞∆−−

α⋅∆∞∆
=

∞ o

o

o

o

pCpC11
pCpC

gT_gT

gT_gT
  Équation 124 

Où :  

• Tgo et Tg∞ sont respectivement les températures de transition vitreuse avant réaction et après 
réaction totale. 

• ∆Cpo et ∆Cp∞ sont respectivement les variations de la capacité calorifique lors de la transi-
tion vitreuse avant réaction et après réaction totale. 

La connaissance de l’évolution de Tg avec la conversion permet par ailleurs ensuite à 
certains auteurs de modéliser l’effet diffusionnel induit par la vitrification sur la réaction [CHE 
93] [GEO 94]. 
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Afin de relier le degré de conversion à l’évolution de la structure du polymère en for-
mation, OWUSU [OWU 92] utilise une approche de champ moyen pour calculer de manière ré-
cursive l’évolution théorique de la masse molaire moyenne en poids jusqu’à la gélification : 

�
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α−
α+=

21
21

MM ow    Équation 125 

Où : Mo est la masse du monomère. 

Cette évolution conduit à un degré de conversion au gel théorique de 50 %. Néan-
moins, différents auteurs trouvent une valeur expérimentale proche de 60% [TEX 97] . Cet écart 
est alors attribué soit à un effet de diffusion à l’approche du gel réduisant la mobilité des espè-
ces les plus grosses et donc leur réactivité, soit à un changement de mécanisme réactionnel du à 
la présence d’eau dans l’atmosphère ambiante [REF]. 

Une correction empirique de l’équation 125 est donc proposée afin de mieux rendre 
compte du comportement réel observé en chromatrographie d’Exclusion Stérique (SEC) [CHE 
93] : 
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α+α
=    Équation 126 

Où : x est un exposant introduit pour permettre un meilleur ajustement aux données expérimen-
tales. 

Ces premiers résultats montrent donc déjà la difficulté de modéliser de manière rigou-
reuse l’évolution de la structure des cyanates ester en cours de réaction. Il est en est de même 
pour la modélisation de la viscosité. 

�.
� "�������������	����+���������	����+��������.�

A partir de ses travaux sur l’évolution de la masse molaire, OWUSU est le premier a 
proposer un modèle théorique [OWU 92] sans toutefois l’appliquer: 
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  Équation 127 

Où : n est un exposant théoriquement compris entre 1 et 2,5. Les autres paramètre sont ceux dé-
finis dans la partie 1. 

Cette approche est ensuite reprise par CHEN [CHE 93] qui montre sa validité en 
l’appliquant à un système réactif identique au notre mais sans catalyse.  
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Néanmoins, cet auteur (CHEN) préfère finalement utiliser une relation empirique déve-
loppée par CASTRO et MACOSKO [CAS 80] : 
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gel

gel

RT

E
expAT,    Équation 128 

Où : Aη , Eη , A , B sont des constantes et αgel le degré de conversion au gel.  

Cette expression permet a CHEN de décrire l’évolution de la viscosité de l’état initial 
jusqu’au gel pour des expériences de rhéométrie isothermes. Une étude ultérieure sur le même 
système en présence de catalyseur aboutit aux même conclusions [TEX 97].  

Cependant dans chacun des cas, on remarque que le choix de modéliser la viscosité sur 
une grande plage de conversion conduit à un accord discutable entre les mesures expérimentales 
et les simulations, notamment en début de réaction, c’est à dire précisément au moment où 
l’injection RTM doit avoir lieu. 

Par ailleurs, on peut se poser la question de savoir si la viscosité étudiée ex situ et en 
conditions isothermes reflète correctement le comportement lors du procédé ou la température 
varie tout au long de l’injection et les interactions avec le renfort peuvent potentiellement modi-
fier la viscosité. 

�.:� H,B	���3������������	�

Il semble donc intéressant de se concentrer sur la modélisation de l’évolution de la vis-
cosité en début de réaction et son suivi in-situ.  

Nous commencerons néanmoins par étudier le comportement rhéologique du système 
cyanate ester catalysé de manière globale, ce qui nous permettra d’une part d’établir un dia-
gramme de moulabilité et d’autre part de choisir le type de modèle à utiliser pour simuler 
l’évolution de la viscosité. Nous effectuerons ensuite l’estimation des paramètres du modèle re-
tenu.  

Parallèlement, nous étudierons la possibilité de suivre le comportement rhéologique in-
situ lors du procédé par spectrométrie diélectrique. 
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Comme nous l’avons vu dans la partie 1, lors d’une réaction en conditions isothermes, 
le système réactif thermodurcissable part d’un état de faible viscosité. Celle-ci augmente alors 
progressivement avec la réaction jusqu’à dépasser un certaine valeur au delà de laquelle le sys-
tème devient trop visqueux pour être mis en œuvre en RTM.  

On souhaite donc généralement que la viscosité ne dépasse pas une certaine valeur du-
rant l’injection. Le temps mis pour atteindre cette viscosité limite, constitue alors un critère de 
moulabilité du système. Bien que le choix de cette valeur limite soit arbitraire, nous avons choi-
si de la fixer à 0,2 Pa.s, à l’instar de certains auteurs [HAW 99]. 

La poursuite de la réaction entraîne ensuite l’apparition de la gélification et de la vitri-
fication. Dans ce sous chapitre, nous proposons donc d’établir un diagramme de moulabilité 
mettant en évidence ces différentes étapes de l’évolution du comportement rhéologique.  


.�� (#����	��	���������	��
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Des échantillons d’environ 250 mg, contenus dans des tubes à hémolyse sont plongés 
dans un bain d’huile thermo-régulé à la température de réaction isotherme souhaitée (110 < T < 
160 °C), puis trempés dans un mélange eau/glace fondante pour différents temps de réaction 
isotherme. Durant la réaction, la température est mesurée à l’aide d’un thermocouple placé dans 
un tube contenant un échantillon témoin. 

Les échantillons ainsi obtenus sont ensuite analysés par la méthode des insolubles de 
manière à déterminer le temps de gélification et en DSC classique. Chaque échantillon est sou-
mis à un balayage de température de –100 à 350 °C à 10 °C/min afin de suivre l’évolution de la 
température de transition vitreuse du thermodurcissable et de son degré de conversion. 

	
�
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Dans cette technique, des échantillons de thermodurcissable non réagis sont placés 
dans un rhéomètre préchauffé à la température de réaction isotherme souhaitée. L’analyse mé-
canique dynamique est alors effectuée en balayage de fréquence de 10 à 100 rad/s avec une dé-
formation imposée de 5%, la géométrie utilisée étant de type plan/plan pour des plateaux de 
diamètre 40 mm.  

Les propriétés suivies sont la température, la viscosité dynamique η*, les modules G’ 
et G’’, et la tangente de l’angle de perte tan δ définie comme le rapport des modules : 

'G
''Gtan =δ    Équation 129 
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Nous considérerons que la gélification correspond au moment où la tangente de l’angle 
de perte est indépendante de la fréquence. En fait, il est possible de détecter la gélification plus 
précisément en appliquant la théorie de la percolation. Néanmoins, ce travail (que nous avons 
effectué) ayant déjà fait l’objet d’une publication par une équipe du LMM portant sur le même 
système thermodurcissable, nous n’en présenterons pas les résultats ici. 

Parallèlement, on détermine le temps au bout duquel la viscosité dynamique devient 
supérieure à la valeur critique de moulabilité de 0,2 Pa.s choisie, et l’évolution de la tempéra-
ture est utilisée pour simuler l’évolution du degré de conversion au cours de l’expérience, à 
l’aide du modèle cinétique établi dans la partie 2. 

	
�
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La procédure d’étude utilisée ici est similaire à celle présentée lors de l’étude de la ci-
nétique en DSC classique isotherme. Des échantillons de thermodurcissable non réagis sont in-
troduits dans la DSC à température ambiante, puis chauffés très rapidement à la température de 
réaction isotherme voulue. Ils sont ensuite soumis à des programmes de température pseudo iso-
thermes avec une modulation d’amplitude de 0,5 °C et de période 1 minute.  

La vitrification est alors détectée par la chute de la capacité calorifique obtenue par dé 
convolution du signal [LAN 2000]. En pratique, la vitrification est un phénomène diffus qui 
peut s’étaler sur plusieurs heures. Nous retiendrons donc surtout le temps au bout duquel la ca-
pacité calorifique commence à chuter, qui est supposé correspondre au début de la vitrification. 

Après vitrification, les échantillons sont refroidis puis soumis à un balayage de tempé-
rature de la température ambiante à 350 °C à la vitesse de 10 °C/minute afin de mesurer la cha-
leur de réaction résiduelle par intégration du pic exothermique. Parallèlement, l’intégration du 
flux de chaleur du à la réaction pendant l’expérience pseudo isotherme permet de calculer 
l’évolution du degré de conversion. On détermine ainsi facilement la valeur du degré de conver-
sion au moment de la vitrification. 


.
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La figure 60 montre l’évolution typique de η* et tan δ au cours des expériences réali-
sées en Rhéométrie Dynamique.  

En début de réaction, la viscosité dynamique est trop faible pour être détectée avec la 
géométrie et les conditions choisies. Les premières valeurs exploitables sont obtenues pour un 
degré de conversion simulé de l’ordre de 20 %. On observe alors une augmentation de la visco-
sité de manière exponentielle avec le temps, la viscosité limite de 0,2 Pa.s étant dépassée pour 
une conversion de l’ordre de 40 % 
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Jusqu’à un degré de conversion simulé d’environ 45 %, le comportement est de type 
newtonien (η* indépendante de la fréquence). A l’approche du gel, le comportement devient 
viscoélastique.  

Figure 59 : (���	��	����!���3��������	��0/�. 

Puis la gélification a lieu pour un degré de conversion simulé de l’ordre de 50 % (tou-
jours d’après le modèle cinétique établi précédemment). Cette valeur de la conversion au gel est 
confirmée par l’analyse DSC des échantillons réagis en bain d’huile (tableau 4).  

Ce résultat qui correspond à la valeur théorique calculée par OWUSU [OWU 91] est 
donc en contradiction avec la plupart des études antérieures. Cependant, compte tenu de la 
grande sensibilité de la réaction de réticulation des cyanates ester aux impuretés présentes dans 
le monomère, cette différence peut être attribuée au fait que nous utilisons un lot de monomère 
différent.  

La comparaison des temps de gélification obtenus par les deux méthodes utilisées 
(RDA et insolubles) montre des écarts significatifs (tableau 4). 

Tréaction (°C) 110 120 130 140 150 
Tgel (min.) (insolubles) 77 44 25 15 8 
α gel (%) (DSC) 51 50 50 49 51 
Tgel (min.)(RDA) 84 46 26 21 15 

Tableau 4 : (���	��	����!���3�������. 

On observe de nettes différences entre les temps de gel déterminés par la méthode des 
insolubles et en RDA pour les températures extrêmes. Ceci s’explique par l’observation de 
l’évolution de la température en début d’expérience dans les deux cas : Celle-ci montre en effet 
en temps d’établissement de la température de consigne beaucoup plus long en RDA (jusqu’à 5 
minutes) qu’en bain d’huile (inférieur à 1 minute). 
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Lors des mesures en RDA, cela a pour effet que le début de la réaction a lieu à une 
température inférieure à la température de consigne et entraîne une surestimation du temps de 
gélification. Cet effet est particulièrement important vers 110 °C, où le temps de gel varie 
énormément avec la température, et au dessus de 140 °C, où la réaction est très rapide. 

Les temps de gel obtenus par la méthode des insolubles paraissent donc plus fiables. 
Par ailleurs, contrairement au degré de conversion au gel, les valeurs obtenues sont en accord 
avec les résultats d’une étude antérieure effectuée au laboratoire [TEX 97].  

�
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La figure 61 montre l’évolution de la température de transition vitreuse Tg avec le degré de 
conversion. Conformément aux résultats de la littérature les données expérimentales sont très 
bien modélisées par la relation de DiBenedetto modifiée, dont les paramètres sont obtenus expé-
rimentalement (Tgo = -60 °C ; Tg∞ = 250 °C et ∆Cpo/∆Cp∞ = 0,255).  

En considérant la conversion au gel de 50 % déterminée, on trouve alors la température 
de transition vitreuse théorique au gel, qui se situe aux alentours de 0 °C. Tout comme la valeur 
de αgel ce résultat est légèrement inférieur à la valeur de 30 °C trouvé par d’autres auteurs [TEX 
98]. 

Parallèlement, l’analyse des thermogrammes TM-DSC, dont un exemple est donné par 
la figure 62, permet de déterminer le temps de début de vitrification tvit et le degré de conver-
sion correspondants. (Tableau 5). Comme on pouvait s’y attendre, on observe que la vitrifica-
tion intervient pour un taux de conversion croissant avec la température de réaction. 

Figure 60 : (+���������	��!��+	��������+	�����.�
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Tréaction (°C) 120 130 140 150 160 

tvit (min.) 108 39 18 11 8 
α (%) 60 60 62 67 68 

Tableau 5 : (���	��	����+����3��������	���"C/&. 

Figure 61 : /��	�������	����+����3��������	���"C/&�)	#����	��	�@��
���&*. 
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L’ensemble des ces résultats nous permet tout d’abord d’établir le diagramme de mou-
labilité donné par la figure 63 : 

Figure 62 : /��!��%%	��	�%����,�����. 

Du point de vue du procédé RTM, ce diagramme mets en évidence à la fois le temps 
disponible pour l’injection qui en pratique est beaucoup plus court que le temps de gélification 
et le temps de vitrification nécessaire au démoulage. 
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Le degré de conversion au gel obtenu, bien qu’en désaccord avec la littérature, laisse 
penser à la possibilité de décrire l’évolution de la viscosité à l’aide des équations 125 et 127 
proposées par OWUSU.  

Néanmoins, une telle modélisation étant de toute manière empirique, nous limiterons 
l’ajustement du modèle au viscosités inférieures à 0,2 Pa.s de manière à obtenir des prévisions 
plus précises sur le domaine de viscosité utile lors procédé. On notera cependant que cela 
concerne déjà une plage de conversion conséquente (α<40%) aux températures utilisables en 
RTM.  
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La viscosité initiale et son évolution en cours sont étudiées en rhéométrie mais cette 
fois-ci en utilisant une géométrie de type cône plan afin d’améliorer la sensibilité.  

L’étude de la viscosité initiale du système cyanate ester catalysé est particulièrement 
difficile du fait de sa forte réactivité. Néanmoins, nous avons pu observer que l’addition de la 
solution catalytique au monomère augmente légèrement la viscosité de ce dernier.  

Nous avons donc choisi d’étudier un mélange constitué du monomère auquel sont ajou-
tés 2 pcr de nonylphénol. Sa viscosité à été mesurée d’une part en rhéométrie cône-plan en ré-
gime permanent (10 à 100 s-1) et d’autre part en rhéométrie couette (30 s-1), pour des températu-
res comprises entre l’ambiante et 120 °C. Afin d’éviter l’influence de la réaction, le rhéomètre 
est préchauffé à la température voulue, à laquelle l’échantillon est introduite. La mesure est en 
suite réalisée en l’espace de 2 à 3 min.  

L’évolution de la viscosité du système catalysé est étudiée quant à elle en régime per-
manent (10 à 100 s-1) en début de réaction puis en régime dynamique (10 à 100 rad/s) lorsque la 
viscosité atteint 0.01 Pa.s , la déformation imposée est alors fixée à 50 % puis diminuée pro-
gressivement jusqu’à atteindre 5 % à l’approche du gel. La comparaison des mesures ainsi obte-
nues avec celles effectuées en géométrie plan montrent que cette application d’une déformation 
plus importante dans la zone de comportement newtonien ne semble pas influencer la formation 
du réseau.  

Des expériences isothermes sont effectuées dans la zone de température la plus suscep-
tible d’être utilisée en RTM (120 à 140 °C). Un soin particulier est apporté au suivi de la tempé-
rature afin de pouvoir tenir compte de la période d’établissement de la température de consigne 
dans la modélisation. A cet effet, un thermocouple est collé sur la partie immobile de la cellule 
de mesure. On a alors une bonne estimation de l’évolution de la température de l’échantillon. 
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Contrairement aux conclusions des études antérieures [CHE 93] [TEX 97], les mesu-
res de viscosité initiale effectuées mettent en évidence un comportement non arrhénien, celle-ci 
suivant l’équation de DOOLITTLE (figure 64) : 

( ) ( ) ( )
( )TgTC

TgT
*CTglnTln

2
1 −+

−
−η=η   Équation 130 

Avec :  - ( )Tgln η =7.9 

- C1 = 20,34 

- C2 = 79,5 

Ces coefficients de cette équation, obtenus par ajustement au mesures expérimentales, 
sont par ailleurs relativement peu éloignés des valeurs théoriques pour un polymère (C1 = 17 et 
C2 = 51 °C ). 

Néanmoins, pour des températures inférieures à 75 °C, on observe que la diminution de 
la viscosité peut être modélisée par une loi de type Arrhenius. On obtient alors une énergie 
d’activation de l’ordre de 44600 J/mol, ce qui est très proche des valeurs obtenues par nos pré-
décesseurs [CHE 93] [TEX 97] en rhéométrie capillaire.  

Nos résultats tendent donc à montrer que l’utilisation d’une loi de type Arrhénius pour 
décrire l’évolution de la viscosité initiale sur un large domaine de température entraîne une er-
reur non négligeable (figure 64) et que l’équation de DOOLITTLE est donc plus adaptée si l’on 
souhaite utiliser la modélisation à des fins prédictives.  

Figure 63 : ���� �	��	��%	���	���	�+����������������	.�
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Suite à ces observations, nous avons finalement choisi de modéliser l’évolution de la 
viscosité en cours de réaction en nous inspirant du formalisme d’OWUSU [OWU 92] : 

( )
n

o 21
21

T,
−

�
�

�
�
�

�
�
�

	


�

�

α−
α+⋅η=αη    Équation 131 

Où : ηo est donnée par l’équation de DOOLITTLE :  

( ) ( ) ( )
( )02

0
1000 TgTC

TgT
*CTglnTln

−+
−

−η=η   Équation 132 

Par rapport au modèle de CASTRO et MACOSKO (équation 128) employé dans les 
études antérieures [CHE 93] [TEX 97], cette expression a le double avantage d’offrir une meil-
leure prédiction de la viscosité initiale et de n’introduire qu’un seul paramètre supplémentaire n 
identifié par ajustement aux mesures expérimentales.  

Comparée à l’expression proposée par OWUSU (équation 127), elle ne sera bien sur 
pas valable à l’approche du gel du fait de l’augmentation de la température de transition vi-
treuse. Cependant, elle est tout à fait adaptée à notre objectif de simulation. 

Par ajustement aux mesures expérimentales pour des conversions inférieures à 40 %  
(≅ viscosités inférieures à 0,2 Pa.s ), on obtient un exposant n de 2,36, ce qui est en accord avec 
les prévisions d’OWUSU.  

Le modèle permet alors de décrire avec un précision satisfaisante l’évolution du rap-
port (η/ηo) sur le domaine d’intérêt pour l’injection RTM (figure 65).  

Nous avons donc finalement réussi à décrire le comportement de la viscosité dans les 
conditions du procédé avec seulement un paramètre ajustable. 

Parallèlement à la modélisation décrite, nous avons essayé d’utiliser, sans succès, des 
loi du type η = η (t,T). De même, l’application de la méthode de FONTANA décrite dans la 
première partie a été rendue impossible du fait du temps non négligeable de mise en température 
au début des expérience en RDA. 

Ces méthodes, qui semblaient intéressantes d’un point de vue théorique à l’issue de 
l’étude bibliographique menée dans la première partie se sont donc révélées infructueuses en 
pratique. 
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Figure 64 : �%���������	����+���������	���������	�����������������33��	��	���	%�������	��>�
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Bien que cela nous éloigne quelque peu du sujet du chapitre, l’évolution de la viscosité 
initiale avec la température observée nous permet d’établir un parallèle intéressant avec les me-
sures de masse volumique effectuées au chapitre VI de la deuxième partie.  

En effet, les paramètres de l’équation de DOOLITTLE permettant de décrire 
l’évolution de la viscosité initiale sont théoriquement liés à la fraction de volume libre fg à la 
température Tg et au coefficient d’expansion thermique de ce volume libre αf , à travers les rela-
tions suivantes :  

gg
1 f

1
f
B

C ≈=     Équation 133 

f

g
2

f
C

α
=     Équation 134 

En supposant que l’augmentation du volume total n’est due qu’à l’augmentation du vo-
lume libre (Vmatière = Constante) , on peut alors exprimer l’évolution de la masse volumique ( 
voir la démonstration en annexe 5) en fonction de C1 et C2 : 

[ ])TT(*A1)TT(
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−ρ=ρ   Équation 135 
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A l’aide des coefficients trouvés on obtient alors 1/A = 1537.  

Puis, sachant que ρ(20°C) = 1.17 g/cm3 on en déduit : 3
)Tg( cm/g141,1=ρ  

On obtient finalement un très bon accord entre les masse volumique initiales mesurées 
dans la deuxième partie (Chapitre VI) et les prévisions de l’équation 135, comme le montre la 
figure 66. 

Figure 65 : $��+�������	����+���������	����%���	�+���%���	��������	�	���	%�������	. 
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Lorsqu’une tension alternative est appliquée à un matériau polymère placé entre les 
électrodes d’un condensateur, le courant recueilli peut être décomposé en deux contributions : 
L’une en phase avec la tension, et l’autre en quadrature de phase, ce qui peut être traduit par un 
permittivité relative complexe du matériau : 

ε⋅−ε=ε '''* i    Equation 137 

Où : ε’ et ε’’ sont respectivement appelées les composantes capacitive (ou permittivité) et 
conductrice (ou facteur de perte) du matériau. 

On attribue en effet cette observation d’une part à des phénomènes d’orientation dipo-
laires au sein du matériau et d’autre part à la formation d’un courant de fuite du à un déplace-
ment d’impuretés ioniques présentes dans le matériau polymère (théoriquement isolant).  
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L’observation de l’évolution de ces propriétés diélectriques permet alors d’obtenir des 
informations sur la mobilité ionique et par extension sur la rhéologie.  

Pour cela, on utilise généralement la conductivité ionique du matériau, définie par : 

ε⋅ε⋅ω=σ ''
o     Équation 138 

Où : ω est la fréquence de la tension appliquée et εo la permittivité du vide  

Dans le cas d’un thermodurcissable, la conductivité ionique est fonction de la fré-
quence de sollicitation ω, de la température T et du degré de conversion α. Elle peut cependant 
être exprimée de la manière suivante :  

( ) ( ) ( )αωσ+ασ=αωσ ,T,,T,T, ACDC   Équation 139 

Où : σDC est la contribution des phénomènes de conduction purs (indépendante de la fréquence) 
et σAC est la contribution dipolaire.  

En réalité, la composante σDC n’est pas totalement indépendante de la fréquence du fait 
de la polarisation des électrodes. Néanmoins, si la fréquence est suffisamment élevée, ce phé-
nomène devient négligeable de telle sorte qu’il est toujours possible d’obtenir un domaine de 
fréquence pour lequel la conductivité ionique mesurée σ est fonction uniquement de la mobilité 
des impuretés ioniques [KRA 91]. 

Il est alors possible d’expliciter σDC en fonction de la viscosité η, à l’aide de la loi de 
STOKES : 

η⋅⋅π
⋅⋅=σ R6
NqZ 2

    Équation 140 

Où : Z, q, N, R sont respectivement le nombre de charges moyen des ions, la charge d’un élec-
tron, la concentration en ions et le rayon moyen des ions.  

Par conséquent, dans le cas d’un système thermodurcissable, il est théoriquement pos-
sible d’utiliser la spectrométrie diélectrique pour suivre l’évolution de la viscosité.  

De la même manière, la composante σAC , sensible aux relaxations dipolaires permet de 
détecter la vitrification du matériau. 

Ces particularités, ajoutées à la possibilité d’utiliser des capteurs miniaturisés directe-
ment implantables au sein d’une pièce composite, font de la spectroscopie diélectrique un outil 
potentiellement très intéressant pour le suivi rhéologique lors d’un procédé de mise en œuvre tel 
que le RTM.  
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Différents auteurs ont donc essayé d’établir des lois permettant de corréler l’évolution 
de la conductivité ionique à celle de la viscosité ou du degré de conversion. Néanmoins, ce pro-
blème se révèle généralement très complexe et aboutit à des expressions empiriques. 

Dans le cas du degré de conversion, de nombreux auteurs [ELO 96] utilisent la rela-
tion suivante, établie à partir de l’observation de la similitude observée entre les évolutions du 
logarithme de la conductivité ionique et du degré de conversion : 

0

o

lnln
lnln

σ−σ
σ−σ

=α
∞

σ     Équation 141 

Où : σ0 , σ et σ∞ sont respectivement les conductivités ioniques à l’état initial avant réaction, en 
cours de réaction et après réaction totale. 

On obtient ainsi un indice de réaction ασ permettant un suivi empirique du degré de 
conversion à l’aide de mesures diélectriques in situ.  

+
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Etrangement, le comportement rhéologique des cyanates ester a très peu été étudié par 
cette technique [FIT 2000]. Ils présentent pourtant deux particularités qui augmentent l’intérêt 
de la spectroscopie diélectrique.  

Tout d’abord, leur polymérisation se traduit par la transformation des fonctions cya-
nate polaires en des cycles triazine apolaires. Il devient alors théoriquement possible de suivre 
l’évolution du degré de conversion à travers celle de la polarité du milieu qui peut elle même 
être reliée à la permittivité. Cependant, l’application pratique de cette théorie se heurte à divers 
problèmes de mesure [FIT 2000]. 

D’autre part, la réaction de polymérisation ne met théoriquement pas en jeu de trans-
ferts protoniques. On peut alors supposer que la concentration en ions présents restera constante 
au cours de la réaction ce qui est particulièrement intéressant pour l’établissement d’une corrél-
ation entre les évolutions de la conductivité ionique et de la viscosité, au moins à l’état initial. 
Nous avons donc abordé l’étude sous cet aspect.  

;.
� (#����	��	���������	��

Afin d’étudier le comportement diélectrique du système cyanate ester avant réaction 
puis au cours de celle-ci, nous avons réalisé des expériences en balayage de température. Pour 
cela, nous avons utilisé un spectromètre diélectrique (DEA 2970 - TA-Instruments) permettant 
l’imposition de rampes de température à vitesse contrôlée. 

Les capteurs utilisés sont de type inter digités, ce qui permet d’étudier le matériau sous 
forme de couche mince et d’éviter ainsi tout problème de gradients thermiques au sein de 
l’échantillon. 
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Le suivi de l’évolution de la conductivité ionique du système cyanate ester non cataly-
sé a ainsi pu être effectué pour des balayages de température de la température ambiante à 350 
°C à 1, 2 et 4 °C/min. Le domaine de fréquences balayé s’étend de 0,1 Hz à 100 kHz. 

Le système cyanate ester catalysé par 200 ppm d’ions Cu++ a quant à lui été étudié uni-
quement à 1 °C/min. Cependant, il a été soumis à un balayage de température sur un domaine 
plus important (de –100 °C à + 340 °C) afin d’étudier plus précisément la conductivité ionique 
initiale. 

Des expériences similaires ayant déjà été effectuées en TM-DSC pour chacun des sys-
tèmes (voir le chapitre V de la deuxième partie), on peut alors étudier le comportement diélec-
trique avant le début de la réaction, puis au cours de celle-ci, l’évolution du degré de conversion 
au cours du balayage de température ayant été obtenu par l’analyse du thermogramme TM-DSC 
correspondant. 

;.:�  �����	��	�������������,�	����
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Les figures 67 et 68 montrent la comparaison de l’évolution de la conductivité ionique 
obtenue à 1 °C/min, pour le système non catalysé avec celles du degré de conversion et de la 
capacité calorifique obtenues en TM-DSC dans les mêmes conditions. Des résultats similaires 
sont obtenus à 2 et 4 °C/min. 

On observe qu’à l’état initial, pour des fréquences suffisamment élevées, la conductivi-
té ionique est indépendante de la fréquence et augmente avec la température jusqu’au début de 
la réaction où elle décroît fortement du fait de la diminution de mobilité.  

Parallèlement, la conductivité devient dépendante de la fréquence et on observe deux 
pics correspondant aux relaxations mise en évidence par la capacité calorifique en TM-DSC : 
une vitrification et une dé-vitrification. 

Le pic associé à la vitrification est masqué par l’effet de la réaction qui entraîne une 
chute importante de la conductivité ionique dans la même zone. Il est néanmoins bien visible 
pour les hautes fréquences. 

Une fois la deuxième relaxation et la réaction terminée, la conductivité ionique rede-
vient indépendante de la fréquence.  

Un comportement similaire est observé dans le cas du système catalysé. 
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Figure 67 : �&�%����������	���+����������	������������+����������	�	���	�������������������3���	������
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Nous avons ensuite extrait l’évolution de la composante continue de la conductivité 
ionique σDC pour chaque expérience. La figure 69 représente les trois expériences réalisées avec 
le système non catalysé.  

Avant réaction, les trois courbes obtenues sont confondues, preuve que σDC dépend 
alors uniquement de la température. Les courbes commencent ensuite à décroître l’une après 
l’autre du fait de la baisse de la conductivité ionique induite par la réaction.  
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Puis, on observe un plateau correspondant aux relaxations décrites plus haut puis une 
ré-augmentation avec la température une fois la réaction terminée. Néanmoins, on constate que 
les courbes ne sont cette fois plus confondues.  

En supposant que la concentration en ions est identique, l’augmentation de la conduc-
tivité ionique du réseau final avec la vitesse de balayage laisse supposer une variation similaire 
de la densité du réseau entraînant une diminution de la mobilité des ions. 

Deux explications à ce phénomène peuvent être proposées. On peut premièrement sup-
poser que la vitrification en cours de balayage, plus marquée pour les basses vitesses de montée 
en température, entraîne une baisse du degré de conversion maximum atteint.  

Une autre explication revient à supposer un début de dégradation du réseau par la rup-
ture de certaines liaisons chimiques à haute température, les expériences à faible vitesse de 
montée en température soumettant les échantillons à des températures élevées durant un temps 
plus long et conduisant donc à un plus grande dégradation du réseau. 

Ces deux scénarios conduisent chacun à un réseau final moins dense pour les faibles 
vitesses de balayage. Cependant, l’examen des échantillons en fin d’expérience plaide en faveur 
de la deuxième explication. Leur couleur est en effet plus foncée pour les faibles vitesses de ba-
layage, laissant penser à une dégradation.  

Par ailleurs, l’hypothèse d’une légère dégradation n’est pas en désaccord avec 
l’expérience de TG-DSC réalisée dans l’annexe 2, car elle peut avoir lieu sans perte de masse, 
ce qui explique sa non détection par thermogravimétrie.  

Figure 68 : (+���������	������%������	��������	��	������������+����������	�������	��������	#����	��	��
	��,��� �!	��	��	%�������	�)� ���%	���������� ��*. 
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Quoi qu’il en soit, on constate que la conductivité ionique finale σ∞ est largement dé-
pendante des conditions de formation du réseau.  

Ce résultat renforce le caractère empirique de l’équation 141 et rend particulièrement 
difficile la corrélation de la conductivité ionique à l’évolution du degré de conversion, même si 
la figure 69 tend à confirmer la corrélation entre les évolutions de ln σ et α. 
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De la même manière que pour la viscosité initiale on observe qu’il n’est possible de 
décrire le comportement de la conductivité ionique initiale par un loi de type Arrhenius que 
pour des températures inférieures à 70 °C, on obtient alors une énergie d’activation apparente 
de 40 kJ/mol.  

La description de l’évolution de σ jusqu’au début de la réaction (pic exothermique ob-
servé en TM-DSC) (figure 70) nécessite l’utilisation d’un formalisme empirique de type WLF : 

( ) ( ) ( )
( )30TC

30T
*CC30lnTln

2
'1

'
00

−+
−+°σ=σ    Équation 142 

Avec les paramètres suivants, obtenus par ajustement aux mesures expérimentales : 

• C’1 = 6,80  

• C’2 = 89,45 

• ln σo = 10,17   pour le système non catalysé. 

• ln σo = 10,52  pour le système catalysé.  

Cette valeur de conductivité plus élevée dans le cas du système catalysé s’explique par 
une augmentation du nombre de porteurs de charges due à l’ajout d’ions cuivres. 

Sur la figure 70, on peut observer la très bonne concordance entre les conductivités 
ioniques initiales mesurées expérimentalement et les prédictions de l’équation 142 au dessus de 
la température de transition vitreuse. Cette dernière est en effet visible aux alentours de –55°C 
sur la courbe expérimentale obtenue pour le système catalysé).  
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Le tracé du logarithme des mesures de viscosité initiale en fonction des mesures de 
conductivité initiale (ambiante < T<120 °C) semble montrer que la loi de STOKES est vérifiée 
(figure 71), le coefficient directeur de la droite obtenue étant très proche de -1. 

Ce résultat est particulièrement intéressant car il met en évidence l’intérêt d’utiliser les 
cyanates ester comme systèmes modèles pour l’étude des relations entre conductivité ionique et 
propriétés rhéologiques. Cependant, faute de moyens expérimentaux nous permettant de mesu-
rer simultanément les évolutions de la viscosité et de la conductivité ionique, nous n’avons pas 
pu vérifier la validité de la loi de STOKES en cours de réaction. 

Figure 70 : 1���3���������	���������	��H2(�@���������������.�
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L’étude des transformations structurales subies par le système cyanate ester en cours 
de réticulation nous a permis d’établir un diagramme de moulabilité utilisable facilement lors 
d’applications RTM.  

Néanmoins, contrairement aux résultats des études antérieures, nous avons déterminé 
un degré de conversion au gel de 50 %, conformément aux prévisions théoriques. 

Parallèlement, l’étude de l’évolution de la viscosité initiale, puis en cours de réaction 
nous a amené à utiliser un modèle de la forme suivante : 

( )
n

o 21
21

T,
−

�
�

�
�
�

�
�
�

	


�

�

α−
α+⋅η=αη  

Où : ηo est donnée par l’équation de DOOLITTLE :  

( ) ( ) ( )
( )02

0
1000 TgTC

TgT
*CTglnTln

−+
−

−η=η      

Par rapport aux modèles employés dans les études antérieures, ce modèle se distingue 
par deux particularités : l’emploi d’un nombre de paramètres ajustables moins important, ce qui 
est appréciable pour un modèle empirique, et une description nouvelle de la viscosité initiale. 

En effet, l’étude de la viscosité initiale du système cyanate ester tend à montrer que 
cette dernière ne semble pas pouvoir être modélisée par une simple loi de type Arrhenius, même 
lorsque la température est très supérieure à Tgo, contrairement à ce qui était admis jusqu’à pré-
sent.  

Enfin, d’un point de vue expérimental, le contrôle de la température lors des expérien-
ces isothermes en RDA est apparu comme un problème crucial. 

Concernant l’étude en spectrométrie diélectrique, celle-ci a été menée de manière ori-
ginale en balayage de température, l’utilisation de thermogrammes TM-DSC obtenus dans les 
mêmes conditions lors de la deuxième partie permettant de connaître avec précision les évolu-
tions de la réaction et de la mobilité (à travers la capacité calorifique) au cours des expériences 
réalisées.  

Cela nous a permis en particulier d’étudier avec précision la conductivité ionique ini-
tiale, qui suit une loi de type WLF-DOOLITTLE, semblable à celle obtenue pour la viscosité 
initiale. 

Enfin, nous avons pu vérifier la validité de la loi de STOKES reliant viscosité et 
conductivité ionique initiales dans le cas du système cyanate ester étudié.  
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Tout en aboutissant à des conclusions intéressantes, les chapitres de cette dernière par-
tie de la thèse sont ceux qui ouvrent le plus de perspectives. 

L’étude des méthodes de caractérisation du tenseur de perméabilité nous ayant conduit 
à la réalisation de dispositifs de mesure permettant sa caractérisation complète, il serait mainte-
nant nécessaire de tester ces dispositifs à l’aide de différents renforts. 

Les tests préliminaires réalisés sont néanmoins très encourageants et semblent montrer 
la fiabilité des dispositifs réalisés pour des taux de fibres peu élevés.  

Lors des test ultérieurs, il serait intéressant d’utiliser le tissus de référence développé 
par le NIST afin de disposer de valeurs de perméabilités connues de manière fiable et pouvant 
être comparées avec celle obtenues avec notre dispositif. 

Par opposition, l’étude de la rhéologie a été plus riche en conclusions. Nous avons en 
particulier été amenés à remettre en cause certains résultats de la littérature concernant la chi-
miorhéologie des cyanates ester. 

Les deux résultats les plus significatifs sont le degré de conversion au gel mesuré de 50 
% et la modélisation de la viscosité initiale par une loi de DOOLITTLE. 

La combinaison de ces deux résultats nous permet finalement de modéliser l’évolution 
de la viscosité en cours de réaction par un modèle simple ne comportant qu’un seul paramètre 
ajustable, contrairement à ceux utilisés lors des études antérieures. 

Enfin, l’étude en spectrométrie diélectrique nous a permis de vérifier la validité de la 
loi de STOKES à l’état initial et de mettre en évidence la possibilité de modéliser la conductivi-
té ionique initiale par une loi de type WLF-DOOLITTLE. 

Néanmoins, il serait à présent intéressant d’étudier plus avant la validité de la loi de 
STOKES en cours de réaction. Pour cela, il serait nécessaire de réaliser des expériences au 
cours desquelles viscosité et conductivité puissent être mesurées simultanément. 

Une solution intéressante consisterait à instrumenter un rhéomètre dynamique de type 
plan-plan de grand diamètre (≥ 50 mm), un capteur diélectrique pouvant être collé sur le plateau 
fixe. L’utilisation de cette géométrie a priori suffisamment sensible [CHE 93] permettrait par 
ailleurs la réalisation d’expériences en balayage de température, impossibles en géométrie cône 
plan. 
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Parallèlement, du point de vue de la modélisation de l’évolution de la viscosité et de la 
conductivité ionique en cours de réaction, il serait intéressant de chercher à développer une ap-
proche semblable à l’analyse isoconversionnelle décrite dans la deuxième partie :  

A partir d’une série d’expériences en balayage de température réalisée parallèlement 
en TM-DSC, il serait théoriquement possible de déterminer pour chaque degré de conversion, la 
valeur des paramètres C1 et C2 (ou C’1 et C’2) apparents, permettant de décrire le comportement 
de la viscosité (ou la conductivité ionique).  

Une telle démarche impliquerait néanmoins un nombre assez important de vitesses de 
montée en température différentes. 
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Suite à l’étude bibliographique menée dans la première partie, il est apparu que le sa-
voir-faire actuel en matière de modélisation du procédé RTM, nécessaire à son optimisation, est 
en partie limité par  la capacité à prédire l’évolution des propriétés des polymères thermodurcis-
sable mis en œuvre. 

Pour cette raison, le travail de thèse a été orienté vers le développement de méthodolo-
gies d’étude et de caractérisation, permettant de modéliser le comportement des polymères 
thermodurcissables lors du procédé. 

Au cours de la deuxième partie, l’étude des méthodes de caractérisation cinétique par 
calorimétrie a mis en évidence leur intérêt pour un des objectifs principaux de la thèse, à savoir 
de faire le lien entre les connaissances en chimie des thermodurcissables et la modélisation du 
procédé RTM. 

Nous avons en particulier montré que la TM-DSC permet, lorsque le mécanisme de ré-
action est déjà connu, d’identifier avec précision les paramètres du modèle cinétique qui en dé-
coule. Parallèlement, l’utilisation de la macro calorimétrie permet de vérifier la fiabilité dans les 
conditions du procédé, du modèle cinétique ainsi établi. 

L’étude poussée de la DSC anisotherme nous a permis de mettre en œuvre des métho-
dologie d’étude (méthodes inverses, études de sensibilité, études théoriques en simulation, mé-
thodes isoconversionnelles…), nouvelles au LMM et primordiales pour les études futures 
concernant la modélisation. 

Parallèlement, la caractérisation de la cinétique de réaction du système cyanate ester, 
tout en permettant d’illustrer la méthode d’estimation des paramètres cinétique mise au point, a 
mis en évidence les limites des modèles généralement utilisés pour décrire le comportement ci-
nétiques de tels systèmes, notamment pour une application à la modélisation du procédé RTM.  

Enfin, de nombreuses perspectives ont été signalées, en particulier la résolution du 
problème inverse en macrocalorimétrie 

La troisième partie a tout d’abord été l’occasion d’étudier des méthodes de caractérisa-
tion du tenseur de perméabilité. En effet, comme nous l’avions souligné dans la première partie, 
la maîtrise de la caractérisation de cette grandeur apparaît comme une étape obligée si l’on sou-
haite, lors d’études ultérieures, s’intéresser aux interactions entre la matrice et le renfort au 
cours de la phase d’injection. 

Les dispositifs de mesure réalisés devraient permettre une caractérisation complète et 
précise du tenseur de perméabilité. Il sera cependant nécessaire de réaliser encore de nombreux 
tests de validation. 
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Concernant l’étude de la chimiorhéologie, les travaux menés rappellent les limites ac-
tuelles en matière de modélisation de la viscosité en cours de réaction. 

Néanmoins, l’étude du cas du système cyanate ester montre des résultats intéressants et 
ouvre de nombreuses perspectives.  

L’étude des transformations structurales tout en mettant en évidence un comportement 
différent de celui décrit dans la littérature (degré de conversion au gel), a aboutit a la proposi-
tion d’un diagramme de moulabilité. 

Puis, l’étude de la viscosité initiale a montré la nécessité d’une modélisation par une 
loi de DOOLITTLE contrairement a ce qui était admis lors des études antérieures.  

Enfin, nous avons montré la possibilité de décrire l’évolution de la viscosité en cours 
de réaction par un modèle simple ne comportant qu’un seul paramètre ajustable. 

Parallèlement, l’étude en spectrométrie diélectrique en balayage de température a mis 
en évidence d’une part la possibilité de modéliser la conductivité ionique initiale par une loi de 
type WLF-DOOLITTLE et d’autre part la validité de la loi de STOKES à l’état initial.  

Les perspectives ouvertes par l’ensemble de ces résultats concernent le développement 
de méthodes d’étude en balayage de température semblables à celles utilisées en DSC.  

Celles-ci permettraient probablement un meilleur suivi et une meilleure comparaison 
de l’évolution des propriétés des thermodurcissables nécessaires à la modélisation et au contrôle 
du procédé RTM (degré de conversion, viscosité et conductivité ionique) en cours de réaction. 
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Afin de réaliser le couplage des trois équations décrivant les différents phénomènes 
mis en jeux simultanément lors de cette étape du procédé (écoulement, réaction chimique et 
transferts thermiques), TUCKER et DESSENBERGER [TUC 94] proposent l’utilisation d’une 
méthode d’homogénéisation.  

Celle-ci consiste à calculer en chaque région du moule, matérialisée par un volume 
élémentaire, les valeurs moyennes des variables nécessaires à chacune des trois équations (vi-
tesse, pression, viscosité, degré de conversion, température). 

On aboutit alors au système de trois équations couplées suivant, dans lesquelles appa-
raissent de nouveaux paramètres, caractérisant les phénomènes de transport (de la chaleur et des 
espèces chimiques) induits par l’écoulement. 
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matrice

=⋅∇
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    Equation A 1 

avec : matricematrice
P

K
V ∇⋅

η
−=

�
   Equation A 2 

et  ( )αη=η ,T     Equation A 3 

Où : η , α , matriceP et matriceV
�

sont respectivement la viscosité, le degré de conversion, la 

pression et le vecteur vitesse moyens du fluide dans le volume élémentaire. 
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  Equation A 4 

Où, sur le volume élémentaire considéré :  

• 
matrice

ρ  et 
matricepC sont la masse volumique et la capacité calorifique de la matrice. 

• T  est la température moyenne, supposée égale dans les deux phases :  

matricefibres
TTT ==     Equation A 5 

• 
T∂
α∂  est la vitesse de réaction moyenne.  

• Enfin, dispersion
====
λλλλ   est un terme tensoriel de conductivité thermique supplémentaire du à 

la dispersion thermique. Il est fonction de la vitesse moyenne et traduit les fluctuations de 
vitesse et de température de la matrice fluide à l’échelle microscopique. 
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  Equation A 6 

avec :   ( )T,F
t

α=
∂
α∂     Equation A 7 

Où, dans le volume élémentaire considéré :  

• α  est la valeur moyenne du degré de conversion.  

• Dmatrice est le coefficient de diffusion massique de la matrice dans le composite au repos 
(par analogie avec la conductivité thermique). 

• Ddispersion est le coefficient de diffusion massique du à la dispersion de masse (par analo-
gie avec la dispersion thermique) . 
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L’appareil utilisé est un DSC 7 (Perkin Elmer) à compensation de puissance, possédant 
l’option de modulation de température. Il rempli donc la double fonction DSC classique / TM-
DSC. Le contrôle des mesures est effectué en ligne grâce à une Interface PC et un logiciel de pi-
lotage Pyris (Perkin Elmer) qui permet par ailleurs la déconvolution des thermogrammes TM-
DSC. 

/� ��������������������

Celui-ci consiste à utiliser deux micro-fours identiques (figure A1) dans lesquels sont 
respectivement placés un échantillon microscopique de matrice (quelques milligrammes) conte-
nu par une capsule métallique et une capsule métallique vide identique qui joue le rôle d’un 
échantillon inerte de référence.  

Figure A1 : ���%���	��������	����/&�)��������K?"D�;%L*. 

Les deux micro-fours servent ensuite à soumettre les deux échantillons à un même cy-
cle thermique T(t) pendant que l’on enregistre le flux de chaleur différentiel nécessaire pour 
maintenir une différence de température nulle entre les échantillons. Du fait de la taille des 
échantillons, la contribution de la conductivité thermique peut être négligée.  

ΦrΦe

Te Te = Tr

Four de mesure Four de référence

Résistances
chauffantes

Thermistances

Coupelles

Échantillon

Signal DSC :

W = ΦΦΦΦe - ΦΦΦΦr
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Par conséquent, en soustrayant au signal obtenu pour le couple échantillon de matrice/ 
référence, le signal obtenu pour le même cycle thermique mais cette fois avec deux capsules vi-
des, la différence de flux de chaleur obtenu w (en Watts/gramme de matrice) dépend unique-
ment du comportement thermique de la matrice et est théoriquement égal au à : 

( ) ( ) ( )irP ,T,
dt
d

TH
dt
dT

T,Cw βαα∆−⋅α=    Equation A 8 

'� ,��
�����������5����

La calibration de l’appareil est réalisée à l’aide d’échantillons standards d’indium et 
zinc pour la température et d’un échantillon d’indium pour le flux de chaleur. Pour la capacité 
calorifique, un échantillon de saphire est utilisé. 

Les expériences ont lieu sous atmosphère d’azote. Ceci est particulièrement important 
pour l’étude des cyanates ester, certains auteurs ayant remarqué que la réaction peut être cataly-
sée par la présence d’eau si elle à lieu sous air. [MIR 95]. 

La masse des échantillons est d’environ 10 mg. Ceci permet d’éviter tout gradient 
thermique en leur sein. Par ailleurs, la faible viscosité initiale du monomère cyanate ester 
permet un très bon contact thermique avec les capsules DSC. Ces dernières sont en aluminium, 
une étude préliminaire avec des capsules plaquées or n’ayant  montré aucun effet apparent de la 
surface de l’aluminium sur la réaction de réticulation. 

Pour chaque programme de température, deux expériences sont effectuées : l’une avec 
une capsule contenant l’échantillon et l’autre avec une capsule vide identique. Le signal obtenu 
lors de cette deuxième expérience est ensuite soustrait à celui de la première de manière à ce 
que le signal résultant reflète uniquement le comportement thermocinétique de l’échantillon. 

8� 3$��=�����
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Pour cette technique particulière, le choix des programmes de température, particuliè-
rement important, comprend  les températures limites, les vitesses de balayage moyennes et les 
conditions de modulation (période, amplitude). 

:.�� &���#��	���	%�������	����%��	�.�

Dans le cas du système cyanate ester étudié, le balayage peut être démarré à la tempé-
rature ambiante, la réaction étant très lente en dessous de 80°C. Par contre, le choix de la tem-
pérature maximale est moins évident.  

Une étude préliminaire a donc été réalisée en TG-DSC afin d’optimiser le choix de la 
plage de température à balayer. Cet appareil couple la DSC classique et l’analyse thermogravi-
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métrique, cette seconde technique permettant de détecter les éventuelles variations de masse de 
l’échantillon.  

Un échantillon de cyanate ester catalysé a donc été soumis à un balayage de tempéra-
ture de l’ambiante à 450 °C à la vitesse 2 °C/min, à l’aide de cet appareil. Le signal DSC obtenu 
(figure A2) montre que le dégagement de chaleur du à la réaction de réticulation a lieu entre 50 
°C et 330 °C. Parallèlement, le signal thermo-gravimétrique indique qu’aucune perte de masse 
(généralement associée à la dégradation) n’est observée en dessous de 350°C. 

Ces observations nous conduisent à effectuer des balayages de température de 
l’ambiante à 340 °C de manière à atteindre un degré de conversion proche de l’unité et d’éviter 
les problèmes de dégradation.  

Figure A2 : (#����	��	������%�����	�	���-C/&. 

:.
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Le choix de ces trois paramètres doit être global, de manière à ce que d’une part la ré-
action ne soit pas influencée par la modulation et d’autre part que l’évolution de la température 
moyenne soit faible au cours d’une modulation.  

Les conditions optimales ont été déterminées de manière empirique, une modulation 
d’amplitude 0,75 °C et de période 60 s, et des vitesses moyennes de 1 à 6 °C/min ayant 
finalement été retenues.  

Si
gn

al
 D

SC

Signal A
T

G

Température (°C)



���	#	��

� �A


,���4��8�1�

����������������������	��������5������

3��������������
���������4�	������
��,  +$�

L’ensemble des mesures a été réalisé à l’aide d’une presse expérimentale développée 
au LTI [BAI 97]. Elle a été conçue à l’origine dans le but de pouvoir étudier les transferts ther-
miques dans un matériau lors de sa mise en œuvre sous pression. Son principe de fonctionne-
ment est le suivant: le matériau à étudier (éventuellement contenu dans un moule) est placé en-
tre les deux plateaux de la presse (figure A3) et mis en pression (réglable de quelques bars à 
plusieurs dizaines de bars).  

Figure A3 :  �����	��	�����. 

La température des plateaux est régulée, ce qui permet de faire subir au matériau le cy-
cle thermique que l’on désire ( 30 < T < 200 °C). De plus, au moyen d’une règle optique, nous 
enregistrons les déplacements des plateaux en cours d’expérience. Il est ainsi possible de pren-
dre en compte les éventuelles variations d’épaisseur. 

Par ailleurs, on dispose d’un système d’acquisition informatisé permettant le suivi des 
températures désirées par le biais de thermocouples. A l’issue de chaque expérience, on dispose 
donc d’un fichier de mesure qui est ensuite utilisé pour l’identification de la conductivité ther-
mique à l’aide d’un code de calcul résolvant le problème inverse de conduction de la chaleur 
[JUR 93].  

Vérin Echantillon

Circuit fluide

Echangeur
hélicoïdale

Résistance
chauffante
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Pour ces expériences, il est nécessaire de disposer d’échantillons ayant une faible 
épaisseur vis à vis des autres dimensions afin de garantir l’hypothèse de conduction thermique 
unidirectionnelle. Différentes configurations expérimentales ont été utilisées selon les proprié-
tés du matériau étudié qui se présente sous forme liquide avant la réaction de réticulation et so-
lide ensuite.  

(�������������+������������.�

Ainsi, l’étude du monomère dicyanate ester liquide et du composite avant réaction a 
nécessité le développement d’un petit moule jouant le rôle de cellule de mesure. Ce dispositif 
est schématisé sur la figure A4.  

Figure A3 : "���	���������������	���������������������	�.�

Il est composé d’une matrice permettant d’accueillir un échantillon de 48 mm de dia-
mètre sur une épaisseur de 4 mm. Celle-ci est équipée d’une bague téflon destinée à faciliter le 
démoulage ainsi que de deux joints d’étanchéité pour éviter toute fuite de résine. La bague té-
flon est percée de deux trous diamétralement opposés afin de pouvoir tendre un thermocouples 
au cœur de l’échantillon.  

Un poinçon, venant en appui sur la matrice, permet la mise en pression de l’échantillon 
et le dimensionnement de l’épaisseur de la pièce. Il est percé de deux évents destinés à évacuer 
le trop plein de résine et à éviter également d’emprisonner de l’air lorsque l’on ferme le disposi-
tif. 

matrice

poinçon

Bague téflon

évents

échantillon thermocouples

Joints
d’étanchéité
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Chacune des deux parties du moule est équipée de deux thermocouples, l’un pour la 
mesure de la température de paroi et l’autre servant de régulation de température. 

Afin d’éviter toute réaction, les mesures sont effectuées avec le monomère cyanate es-
ter sans catalyseur et pour des températures ne dépassant pas 80 °C. On réalise des cycles de 
montée et descente de température entre 30 et 80 °C. 

(��������������������������������	.�

Ces matériaux solides, sont utilisés sous forme de plaques d’épaisseur 4 mm environ. 
A l’aide de deux plaques et de trois thermocouples (∅ = 80µm), on réalise un sandwich qui est 
placé directement entre les plateaux de la presse. Afin d’améliorer les contacts thermiques entre 
les plaques et les plateaux de la presse d’une part et entre les deux plaques d’autre part, les 
échantillons sont recouverts d’une graisse silicone de forte conductivité thermique. 

Les plaques de matrice et de composite totalement réagies sont obtenues par moulage 
et réaction en étuve, selon un cycle thermique permettant d’atteindre un taux de réaction proche 
de 99 %. Les plaques sont ensuite usinées et poncées de manière à obtenir des surfaces parfai-
tement planes, afin d’améliorer les contact thermiques. 

Les cycles thermiques de mesure comprennent deux montées et deux descentes de 
température de 40 à 180 °C. Ces cycles nous permettent d’estimer l’évolution de la conductivité 
thermique dans l’état vitreux. En effet, des mesures dans l’état caoutchoutique ne sont malheu-
reusement pas possibles, la température de transition vitreuse de la matrice totalement réagie 
(Tg = 250 °C) étant bien supérieure à la température limite d’utilisation de la presse ALLIS. 
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Cette méthode permet la détermination simultanée des valeurs des perméabilités planes 
et de leur orientations à partir du suivi de l’évolution du rayon Rfi du front dans trois directions i 
particulières lors d’un écoulement elliptique : 

- i = I : direction arbitraire repérée par un angle ϕ avec la direction xp.  
- i = II : direction à 45° de I 
- i = III : direction à 90° de I 

L’analyse des données est ensuite basée sur l’expression des perméabilités principales 
et leur orientation ϕ en fonction de Rfi , ti et α : 
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Ces expressions permettent à WEITZENBÖCK et al. de proposer une détermination 
itérative ϕ et de l’anisotropie données par l’équation 1211 , qui prend la forme suivante : 

ϕ+
ϕ−

=α
2cos

DA

2cos
DA

exp    Equation A 12 

Les valeurs de ϕ et α , initialement choisies arbitrairement, sont utilisées pour calculer 
les valeurs de FI ,FII , FIII et αexp et ajustées simultanément de manière à obtenir les égalités sui-
vantes : 

α=α
==

exp

IIIIII FFF
    Equation A 13 
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Pour une température T, supérieure à la température de transition vitreuse Tg, la frac-
tion de volume libre f est théoriquement égale à : 

)TT.(f
V

V
f gfg

libre −α+==    Equation A 14 

En supposant que l’augmentation du volume total avec la température n’est due qu’à 
l’augmentation du volume libre (Vmatière = Constante) , on peut alors chercher à exprimer 
l’évolution de la masse volumique : 
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On aboutit finalement à l’expression suivante :  
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L’inverse du coefficient A pouvant être exprimé simplement en fonction de C1 et C2 . 
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L’objectif de la thèse  est de développer des méthodologies d’étude et de caractérisation 

permettant de modéliser l’évolution du comportement de polymères thermodurcissables lors de leur mise 
en œuvre par le procédé de Moulage par Transfert de Résine (RTM). 

La première partie donne une description globale de ce procédé et du savoir-faire actuel en 
matière de modélisation. Elle met en évidence la nécessité d’une modélisation précise des 

comportements cinétique et chimiorhéologique du  polymère thermodurcissable utilisé. 
Les travaux réalisés dans ces deux domaines sont ensuite présentés et illustrés par la 

caractérisation d’un système composite modèle dicyanate-ester / fibres de verre. 
La deuxième partie concerne la modélisation des cinétiques de réticulation et a pour finalité de 

développer les méthodes de caractérisation par calorimétrie, ces dernières apparaissant comme une étape 
charnière entre les connaissances en chimie des thermodurcissables et la modélisation du procédé RTM. 

Enfin, la dernière partie regroupe les travaux réalisés dans les domaines de la rhéologie et des 
écoulements. Ceux-ci concernent à la fois la caractérisation de la perméabilité des renforts, l’étude de la 

chimiorhéologie et le suivi in situ des propriétés rhéologiques au cours du procédé par spectrométrie 
diélectrique. 

Mots-Clés: RTM, Cyanate-ester, Cinétique de réticulation, Calorimétrie, TM-DSC, Méthodes iso-
conversionnelles, Méthodes inverses, Perméabilités, Chimiorhéologie, Spectroscopie diélectrique.  
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The goal of the thesis is to develop studying and characterization methods allowing to 

modelize the evolution of the behavior of thermosetting polymers, during the Resin Transfer Molding 
(RTM) process. 

The first part gives a global description of the process and the actual knowledge in 
modelization. It points out the need for a precise modeling of the kinetic and chemorheological behavior 

of the thermoset used. 
Then the work done in these two fields is presented and illustrated by the characterization of a 

dicyanate-ester / glass fibre model composite system. 
The second part focuses on cure kinetics modeling and leads with developing calorimetric 

characterization methods which appear to be an important step between the knowledge in thermoset 
chemistry and the modeling of RTM process. 

Finally, the third part gathers the works done in the fields of flow and rheology. It concerns the 
characterization of reinforcement permability, study of chemoreology and in situ monitoring of rheologi-

cal properties by dielectric spectroscopy. 

Key Words: RTM, Cyanate-ester, Cure Kinetics, Calorimetry, TM-DSC, Isoconversionnal methods, 

Inverse methods, Permeability, Chemorheology, Dielectric spectroscopy.  

 


